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Zusammenfassung

Thermische Nachverbrennungsanlagen mit regenerativer Abluftvorwarmung (kurz: RNV-
Anlagen) werden zur Reinigung von Abgas- bzw. Abluftstromen eingesetzt, die brennbare
Bestandteile enthalten. Dazu werden die Verunreinigungen, oft flichtige organische
Verbindungen wie Losemittel u. A., bei hohen Temperaturen oxidiert und nahezu vollstandig
in Kohlenstoffdioxid und Wasser umgewandelt. Um den Prozess mdglichst wirtschaftlich zu
gestalten, wird der Enthalpiestrom des heiRen Reingases in Regeneratoren zwischen-
gespeichert und zur Vorwarmung der Abluft genutzt.

Obwohl RNV-Anlagen seit Beginn der 1980er Jahre in der Industrie weite Verbreitung
gefunden haben, basiert die Auslegung der Anlagen in der Praxis meist auf einfachen
Abschatzungsrechnungen und vorhandenen Erfahrungen. Dies ist der Tatsache geschuldet,
dass es sich — auch unter stationdren Randbedingungen — um einen zeitlich dauerhaft
instationdren Prozess handelt, dessen Modellgleichungen zwar grundsétzlich bekannt sind,
aber sehr hohe Anforderungen an Berechnungsprogramme stellen. Der erforderliche
Entwicklungsaufwand ist von den kleinen und mittleren Unternehmen des Anlagenbaus
kaum zu erbringen.

Vor diesem Hintergrund wird in der vorliegenden Arbeit ein vereinfachtes Prozessmodell
entwickelt, dass Uberwiegend auf ingenieurwissenschaftlichen Grundlagen beruht und somit
leicht nachvollzogen und implementiert werden kann.

Dazu wird gezeigt, dass der instationdre Stromungsumkehrreaktor im zyklisch-stationdren
Betrieb mit Hilfe der Regeneratortheorie von Hausen als stationdrer Warmeubertragerreaktor
aufgefasst werden kann. Fir diesen werden die Modellgleichungen formuliert und die
Berechnungsmethoden der bendtigten Koeffizienten dargestellit.

Anhand umfangreicher experimenteller Arbeiten an einer RNV-Anlage im Technikums-
malstab wird das Modell validiert und verdeutlicht, dass, auf3er den Parametern der
chemischen Kinetik, keine weiteren Anpassungsfaktoren erforderlich sind, um den Prozess
im Rahmen der Messfehler addquat zu beschreiben.

In weiteren Simulationen wird die Auswirkung verschiedenster Betriebs- und Anlagen-
parameter auf die wesentlichen AuslegungsgroRen (Brennstoffbedarf, Reingastemperatur
und Druckverlust) untersucht.

Herleitungen von Abschatzungsgleichungen fir idealisierte Falle, z. B. fur die Maximal- und
Brennraumtemperaturen im Uberautothermen Betrieb oder den Verbrennungswéarmebedarf
im autothermen Betrieb, sowie ein ausfuhrlicher Anhang runden die Arbeit ab.
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Summary

Thermal post-combustion plants with regenerative air-preheating, also known as
Regenerative Thermal Oxidation plants (abbr. RTO-plants), are used for the purification of
exhaust gas or exhaust air streams containing combustible components. To acomplish this,
the impurities — mostly volatile organic compounds such as solvents and similar — are
oxidized at high temperatures and converted to carbondioxide and water almost entirely. To
achive a highly efficient process, the enthalpy flow of the hot clean-gas leaving the plants is
temporarilly stored in regenerators and used for heating-up of the cold incoming exhaust air.

Although RTO-plants found widespread application in industry since the early 1980s, the
dimensioning of the facilities is still based on estimate calculations and existing experiences
quite often. This is due to the fact, that the process — even under constant boundary
conditions — is inherently unsteady in time. The model-equations are principally known but
place enormous demands on the computational solution. Especially small and middle-sized
manufacturers are hardly able to expend effort on the development.

Against this background a simplified model of the process is developed in this work, that is
preponderantly based on engineering fundamentals, hence beeing easy to comprehend and
to implement.

For this purpose it is shown, that, by means of the regenerator theory of Hausen, the tansient
reverse-flow reactor in cyclic steady state can be regarded as a stationary heat-exchanger
reactor. The model-equations for this system are formulated and methods for the
computation of the coefficients therein are described.

The model is validated on the basis of extensive experimental work using a RTO-plant in
technical scale. Furthermore it is shown, that — besides the parameters of chemical reaction
rates — no additional fitting-factors are required to describe the process within the limits of
measurement errors.

In additional simulations the effects of many different operating and dimensioning variables
on the essential design values (massflow of fuel, clean-gas temperature and pressure-drop)
are investigated.

Derivations of estimate formulae for special cases, e. g. the maximum and combustion
chamber temperatures in superadiabatic operation or the fuel consumption in autothermal
mode, as well as a circumstantial appendix round off the work.
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,Kein Problem ist zu klein oder zu banal, wenn
wir wirklich etwas zu seiner Lésung beitragen
kénnen."

R. P. Feynman [1]






Vorwort

Die inhaltliche Ausrichtung der vorliegenden Arbeit lasst sich zum groRen Teil auf ein
Erlebnis im Februar 2005 zurtickfihren. Ich hatte mich zu dieser Zeit schon seit LAngerem
mit der Modellierung von thermischen Nachverbrennungsanlagen mit regenerativer Abluft-
vorwarmung (RNV) beschéftigt. Das damals entwickelte Modell war sehr komplex, da es den
Prozess instationar abbildete und vielfaltige Details (instationare Warmeleitung in den
Fillkorpern, als Mischung berechnete Stoffeigenschaften u. A.) enthielt [2, 3]. Entsprechend
lang waren die Rechenzeiten.

Daher war ich erfreut an einem Workshop des Sonderforschungsbereich 412
(Rechnergestutzte Modellierung und Simulation zur Analyse, Synthese und Fuhrung
verfahrenstechnischer Prozesse [4]) teilnehmen zu kénnen und bei dieser Gelegenheit von
,Profis’ zu lernen. Die Veranstaltung war auch durchweg sehr interessant. Besonders
hellhérig wurde ich jedoch bei einer Bemerkung von Herrn Dr. Kolios, in der er — fast
beilaufig — erwahnte, dass sich Berechnungen stark vereinfachen, wenn man den
Stromungsumkehrreaktor in ein gleichwertiges Rekuperatorsystem tberfuhrt. Bedauerlicher-
weise war die Antwort auf meine Frage, wie denn diese Uberfiilhrung angesichts der
vollkommen verschiedenen Bauweisen und Stromungs- und Warmetbergangsverhaltnisse
zu bewerkstelligen sei, wenig konkret.

Nachdem dieses Ereignis schon fast vergessen war, bot sich mir mehr als zwei Jahre spater
im Rahmen von zwei Forschungsprojekten [5, 6] die Moglichkeit, mich langerfristig mit der
vereinfachten Berechnung von RNV-Anlagen zu beschéftigen. Ein erster Prototyp zeigte
schnell vielversprechende Ergebnisse und nach langerer Recherche konnten zahlreiche
Veréffentlichungen zu diesem Thema ausfindig gemacht werden. Die Literaturreferenz bietet
hiertiber einen Uberblick, ist jedoch sicher nicht vollstandig.

Viele der Arbeiten beschreiben zwar die Analogie zwischen Strémungsumkehr- und
Warmeubertragerreaktoren, an den entscheidenden Stellen sind die Aussagen aber oft diffus
bis nicht vorhanden. So wird kaum beschrieben, wie sich aus den Betriebs- und
Anlagendaten des Stromungsumkehrreaktors die Modellparameter und Koeffizienten des
Rekuperator-Modells ergeben. Stattdessen werden diese Parameter (blicherweise anhand
von einzelnen Messpunkten angepasst.

An diesem Punkt setzt die vorliegende Arbeit an. Nach mihevoller Kleinarbeit, in der immer
wieder verschiedene Ansatze recherchiert bzw. aufgestellt, implementiert, getestet und
mehrfach verworfen wurden, wurde schlie3lich ein Analogiemodell gefunden, das keine
unbegriindeten Anpassungsparameter enthalt. Lediglich die kinetischen Parameter der
chemischen Reaktionen sind, sofern eine realitditsnahe Beschreibung erwiinscht ist, anhand
von Messungen zu ermitteln. Dies stellt jedoch keine Besonderheit dar, sondern ist bei allen
Reaktormodellen der Fall.

Insofern konnte ich mir die oben erwéhnte Frage zwischenzeitlich selbst zum grof3en Teil
beantworten.

Der zweite Schwerpunkt der Arbeit besteht in einem umfangreichen Vergleich der
Simulationsergebnisse mit Messungen. Dabei wurden vielfaltige Abhangigkeiten untersucht
und die Einflisse der wesentlichen Anlagen- und Betriebsparameter herausgearbeitet.



Zuséatzlich werden im letzten Teil fur verschiedene Betriebsaspekte vereinfachte Ab-
schatzungen gegeben.

Wenngleich in dieser Arbeit nicht alle Aspekte in vollem Umfang dargestellt werden konnten,
hoffe ich doch, dass sie dem ein- oder anderen Leser hilfreich sein moge.

Danksagung
~>ee, there’s three kinds of people...”

Team America [7]

Ich danke Herrn Professor Otto Carlowitz und Herrn Professor Eckehard Specht fir die
kritische Durchsicht und Begutachtung der Arbeit.

Den Herren Olaf Neese, tukasz Piech und Karl-Heinz Dammeyer, meinen ehemaligen
Kollegen der Arbeitsgruppe ,Stationdre Abgasreinigung“, danke ich fir die fachlichen
Diskussionen und die gute Zusammenarbeit. Auch anderen Kolleginnen und Kollegen, die
mich unterstitzt haben, sei gedankt. Besonders zu erwahnen ist Hans-Adolph Teegen,
dessen besténdige Motivation zum Abschluss der Arbeit beigetragen hat.

Nicht zu vergessen sind die unzahligen Wissenschaftler, von deren Arbeiten ich profitieren
konnte. Diese hier aufzufiihren, wirde zu weit fihren. Erwdhnen moéchte ich jedoch die
Herren Riskamp, von Billerbeck, Schanze, Schricker, Hofstetter, Rieder, Osten, Schefer,
Gores, Geiger, Bosch, Doetsch, Krumm und Decker, die mich auf unterschiedliche Weise —
bei verschiedenen Projekten, einzelnen Gespréachen, fachlichen Diskussionen am Rand von
Tagungen etc. — an ihrer Industrieerfahrung haben teilhaben lassen und dadurch wertvolle
Ruckkopplung aus der Praxis gegeben haben.

Zahlreiche Versuche und ein geringer Teil der Programmierarbeiten wurden im Rahmen von
offentlich geférderten Forschungsprojekten durchgefiihrt. Daher bedanke ich mich bei der
Arbeitsgemeinschaft industrieller Forschungsvereinigungen ,Otto von Guericke” e. V. (AiF)
fur die finanzielle Unterstiitzung der Projekte AiF 15400N [5] und KF2207510STO [6]. Ebenso
beim niedersdchsischen Ministerium fir Wissenschaft und Kultur, dass im Rahmen des
Programms ,Projekt-Promotion plus” finanzielle Mittel bereitgestellt und damit die Nieder-
schrift dieser Arbeit erméglicht hat.

Lehrer und Professoren werden oft gescholten doch nur selten gelobt. Stellvertretend fiir
viele mdchte ich Kurt Wittig, Gerd Hansen, Klaus Riefer, Burkard Fromm und Hans
Hausmann nennen.

Mein besonderer Dank gebiuhrt meiner Frau, Freunden und Familie, die mich immer wieder
motiviert haben.

Clausthal-Zellerfeld im Januar 2015.









Inhaltsverzeichnis

1 Einleitung

1.1 Ausgangssituation

1.2 Zielsetzung
1.3 Aufbau der Arbeit

2 Stand des Wissens

2.1 Stand der Technik

2.2

2.11
21.2
2.1.3
214
215
2.1.6
2.1.7
2.1.8

Fliichtige organische Verbindungen (VOC)

Emissionsquellen flichtiger organischer Verbindungen
Gesetzliche Anforderungen

MalRnahmen zum Vermeiden und Vermindern von Emissionen
Abgasreinigungsverfahren

Nachverbrennungsverfahren

Thermische Nachverbrennung mit regenerativer Abluftvorwarmung
Marktibliche Speichermassen

Stand der Wissenschaft

221
222
223
2.2.4
225
2.2.6

Festbettreaktoren

Stromungsumkehrreaktoren
Warmeulbertragerreaktoren

Thermische Nachverbrennung

Rekuperative Warmeubertrager im Gegenstrom
Regenerative Warmedbertrager im Gegenstrom

2.3 Andere Arbeiten
2.4 Abgrenzung der eigenen Arbeit

3 Aufbau der Technikumsanlage

3.1
3.2
3.3
3.4
3.5

Gesamtsystem
Regeneratoren
Brennraum
Klappensystem
Stoffstréome

3.5.1  Umgebungsluft

3.5.2 Losemittel und andere Modellschadstoffe

3.5.3  Abluft

3.5.4  Spilluft

3.5.5 Reingas

3.5.6  Sperrluft

3.5.7  Verbrennungsluft

3.5.8  Brennstoff

3.6 MSR-Technik

4  Allgemeines Betriebsverhalten, Versuchs- und Auswertungsmethodik

© 00 o1 A WW WDN PFP B PP

[EnY
=

15
21

25
25
27
28
29
29
35

41
46
47

47
49
50
50
51
51
51
52
53
53
53
53
54

54
57




4.1 Allgemeines Betriebsverhalten 57

4.2 Versuchs- und Auswertungsmethodik 64
Thermochemische Modellierung 69
5.1 Analogie zwischen Stromungsumkehrreaktor und Wéarmedubertragerreaktor 69
5.2 Gesamtbilanz 71
5.3 Aquivalente Luftstrome 72
5.4 Modellschema / Diskretisierung 75
5.5 Zellbilanz 75
5.6 Stoffstrommodell 77
5.7 Chemische Reaktionen 81
5.7.1 Reaktionsmechanismen 83
5.7.2  Kinetische Parameter 87
5.8 Warmeubertragung 88
5.8.1  Konvektiver Warmeubergang 88
5.8.2 Warmeleitung 103
5.8.3  Warmestrahlung 113
5.8.4 Warmedurchgangskoeffizienten 118
5.9 Druckverlust 123
5.9.1  Druckverlust in Wabenkdrpern 123
5.9.2  Druckverlust in Schittungen 124
5.9.3 Dissipierte Stromungsarbeit 125
5.10 Vereinfachungen 126
5.11 Modelldefinition 128
5.11.1 Anlagendefinition 128
5.11.2 Stoffdefinition 131
5.11.3 Definition der Randbedingungen 133
5.11.4 Globale Parameter und Steuerung des Losungsverfahrens 133
5.11.5 Definition von Reaktionsmechanismen 134
5.12 Diskussion der Modellparameter 135
Implementierung 139
Simulations- und Versuchsergebnisse 141
7.1 Detailergebnisse des Referenzfalls 141
7.2 Parametervariation 144
7.2.1 Einfluss der Abluftkonzentration 144
7.2.2  Einfluss des Abluftstroms 151
7.2.3  Einfluss der adiabaten Temperaturdifferenz 153
7.2.4  Einfluss der Ablufttemperatur 153
7.2.5 Heilgasauskopplung 154
7.2.6  Kaltgaseinspeisung 156

7.2.7 Warmeauskopplung im Brennraum 157




7.3

7.4

7.5

7.6

7.7

7.2.8  Einfluss der Transmissionswarmeverluste
7.2.9  Einfluss der Warmeubertragung

7.2.10 Einfluss der Reaktionskinetik

7.2.11 Einfluss der Stoffeigenschaften

7.2.12 Unsichere Modellparameter

Validierung
7.3.1  Evaluierung von Reaktionskinetiken
7.3.2  Einfluss des Spulluftanteils
7.3.3  Vergleich mit Messungen

Flammenlosbetrieb
7.4.1  Einfluss des Abluftstroms
7.4.2  Einfluss der Brennraumtemperatur
7.4.3  Einfluss der Ablufttemperatur
7.4.4  Einfluss der Abluftkonzentration
7.4.5 Einfluss des Bypassmassenstroms
7.4.6  Ursachen ungleicher Temperaturverteilungen

Brennerbetrieb
7.5.1  Einfluss des Abluftmassenstroms
7.5.2  Einfluss der Brennraumtemperatur
7.5.3  Einfluss des Luftiberschusses
Spulvorgang
7.6.1  Einfluss des Spulluftvolumenstroms
7.6.2  Frischluftspllung vs. HeiRgasspiilung

Umschaltzyklus
7.7.1  Einfluss der Zykluszeit
7.7.2  Einfluss der Taktdauern

Abschéatzungsrechnungen

8.1
8.2
8.3
8.4
8.5
8.6
8.7

Abschatzung der Maximaltemperatur
Mehrfach stationére Zustande
Abschéatzung der Brennraumtemperatur

Abschéatzung der mittleren Regeneratortemperatur

Abschatzung der Speicherentladung im Betrieb mit heil3em Bypass

Abschatzung des Verbrennungswarmebedarfs im autothermen Betrieb

Bestimmung des notwendigen Spulluftstroms

Zusammenfassung und Ausblick

158
158
159
161
162

163
163
166
169

170
171
180
182
187
188
192
199
199
208
210
212
212
214
221
221
226

229

229
234
244
247
248
249
252
255




Anhang

Al

A2

A3

A4
A5
A6

A7

A8

Anlagendaten

Al.1 Sensorik

Al.2 Geblase

Al1.3 Stromungsprofile in den Luftleitungen
Stoffdaten

A2.1 Eigenschaften der eingesetzten Speichermassen
A2.2 Erdgaseigenschaften

Berechnung von Stoffeigenschaften

A3.1 Verwendete Berechnungsansatze
A3.2 Einfluss der Zusammensetzung auf die Stoffeigenschaften
A3.3 Einfluss falscher Warmekapazitaten bei der Temperaturiteration

Kinetische Parameter
Anséatze zur Berechnung der Nuf3elt-Zahl
Modell der Speichermasse

A6.1 Berechnung des Transientenfaktors nach Hausen
A6.2 Einfluss der Parameter auf den Warmedurchgangskoeffizienten

Modell der Reaktorwand

A7.1 Warmeleitfahigkeit der Warmedammung
A7.2 Einfluss des Formfaktors auf den Warmedurchgangskoeffizienten

Literaturverzeichnis

263

263
264
264
265

265
265
266

266
267
269
271

274
279

279
279
281

281
281
283




Abbildungsverzeichnis

Abbildung 1:
Abbildung 2:
Abbildung 3:
Abbildung 4:
Abbildung 5:
Abbildung 6:

Abbildung 7:
Abbildung 8:
Abbildung 9:

Abbildung 10:
Abbildung 11:

Abbildung 12:
Abbildung 13:

Abbildung 14:

Abbildung 15:
Abbildung 16:

Abbildung 17:
Abbildung 18:
Abbildung 19:
Abbildung 20:
Abbildung 21:
Abbildung 22:
Abbildung 23:
Abbildung 24:
Abbildung 25:
Abbildung 26:
Abbildung 27:
Abbildung 28:
Abbildung 29:
Abbildung 30:
Abbildung 31:
Abbildung 32:

Abbildung 33:
Abbildung 34:
Abbildung 35:
Abbildung 36:
Abbildung 37:
Abbildung 38:

Emissionen fliichtiger organischer Verbindungen (ohne Methan)
Ubersicht iiber Abgasreinigungsverfahren

Verfahren der thermischen und katalytischen Nachverbrennung
Bauarten von RNV-Anlagen

Definition der Betriebsbereiche

Rechnerische Luftiiberschusszahl in RNV-Anlagen in Abhangigkeit der
Abluftbeladung fur verschiedene Stoffe

Lickengrad und spezifische Oberflache unterschiedlicher Fillkérper
Strémungsumkehrreaktoren

Warmeulbertragerreaktoren

Rekuperativer Warmeubertrager im Gegenstrom

Abhéngigkeit des Abluftvorwarm- und Reingasabkiihlungsgrades von der
relativen Warmekapazitatsstromabweichung und der Stanton-Zahl

BilanzgroRen bei ungleichem Warmekapazitatsstromverhaltnis

Normierter Verbrennungswarmebedarf in Abhangigkeit der relativen
Warmekapazitatsstromabweichung und der Stanton-Zahl

Einfluss der relativen Warmekapazitatsstromabweichung auf die Form der
Temperaturverlaufe

Diskretisierungsschemata zur Berechnung von Regeneratoren

Abweichung der Warmeubertragung im Regenerator gegeniiber dem
Rekuperator in der Darstellung nach Hausen

RNV-Anlage im Technikum des CUTEC Institutes

Vorderansicht der Technikumsanlage

Draufsicht der Technikumsanlage

Seitenansicht der Technikumsanlage

Fluiddynamische Dichtung

Zeitliche Verlaufe der Regeneratortemperaturen

Temperaturverlaufe innerhalb eines Zyklus

Temperaturverlaufe in zyklischer Darstellung

Vergleich der in den drei Regeneratoren gemessenen Temperaturprofile
Zeitliche Temperaturverlaufe der ein- und austretenden Medien
Zeitliche Verlaufe der rechnerischen Volumenstréme im Normzustand
Zeitliche Verlaufe der absoluten und relativen Bilanzfehler

Verteilung der berechneten Transmissionswarmeverluste
Charakteristische Driicke

Zeitliche Verlaufe gemessener Reingaskonzentrationen

Veranschaulichung verschiedener Abweichungen der mittleren
Regeneratortemperatur

Zeitlicher Verlauf der berechneten mittleren Regeneratortemperaturen
Vereinfachtes Prozessmodell

Teilschritte der Modelltransformation

Bilanzgro6Ren des vereinfachten Modells

Diskretisierung des Modells mit Hilfe von Einheitszellen

BilanzgroéRen der Einheitszelle

12
17
19

21
24
27
28
30

32
32

33

34
37

40
47
48
48
49
51
57
58
58
59
60
60
61
62
62
63

66
68
70
70
71
75
75




Abbildung 39:

Abbildung 40:
Abbildung 41:

Abbildung 42:
Abbildung 43:
Abbildung 44:
Abbildung 45:
Abbildung 46:
Abbildung 47:
Abbildung 48:

Abbildung 49:

Abbildung 50:
Abbildung 51:

Abbildung 52:

Abbildung 53:

Abbildung 54:
Abbildung 55:
Abbildung 56:

Abbildung 57:
Abbildung 58:
Abbildung 59:
Abbildung 60:
Abbildung 61:
Abbildung 62:
Abbildung 63:
Abbildung 64:
Abbildung 65:
Abbildung 66:
Abbildung 67:
Abbildung 68:
Abbildung 69:
Abbildung 70:

Abbildung 71:
Abbildung 72:

Abbildung 73:
Abbildung 74:
Abbildung 75:
Abbildung 76:

Grenze zwischen laminarer Stromung und Umschlagsbereich in Abhangigkeit
von Stromungsgeschwindigkeit, Temperatur und Kanaldurchmesser

Fluiddynamischer und thermischer Anlauf bei laminarer Stromung

Verlauf der Nuf3elt-Zahl im Anlaufbereich bei laminarer Stromung und
thermischem Anlauf fur verschiedene Randbedingungen

Abhéngigkeit der asymptotischen Nuf3elt-Zahl der H5-Randbedingung
H5-Randbedingung

H4-Randbedingung

Verlaufe unterschiedlicher NufR3elt-Funktionen im Anlaufbereich
Einfluss der Bezugstemperatur auf den Warmeulbergangskoeffizienten
Transientenfaktor von Hausen fir die drei Grundkorper

Abhangigkeit des genutzten Anteils der Plattendicke von der Taktdauer und der
Plattendicke

Temperaturentwicklung in einer Platte bei periodischem Wechsel der
Umgebungstemperatur

Effektive radiale Wéarmeleitfahigkeit von Wabenkdrpern

Abschatzung des Einflusses der radialen Warmeleitfahigkeit auf die
Innentemperaturverteilung

Innerhalb des mittleren Regenerators gemessene radiale
Temperaturverteilungen

Einfluss des Lickengrades auf die effektive Wéarmeleitfahigkeit von
Fullkérperschittungen

Radiale Porositatsverteilung nach Giese bzw. Bey + Eigenberger
Einfluss der Warmestrahlung in Wabenkdérpern

Einfluss der Warmestrahlung auf die effektive Warmeleitfahigkeit von
Fullkérperschiittungen

Abschatzung des Strahlungseinflusses im Brennraum
Warmeleitfahigkeiten verschiedener Dammstoffe

Abschéatzung der Temperaturerhéhung durch dissipierte Stromungsarbeit
Benutzeroberflache des entwickelten Simulationsprogramms
Reaktorinnentemperatur und Auf3enwandtemperatur im Referenzfall
Konzentrationsverlaufe im Referenzfall

Warmeulbergangs- und -durchgangskoeffizienten im Referenzfall
Warmestrome im Referenzfall

Druckverlust und Verweilzeit im Referenzfall

Einfluss der Abluftkonzentration (adiabat ohne Dissipation)
Erlauterung der Temperaturprofile

Einfluss der Abluftkonzentration (adiabat mit Dissipation)

Einfluss der Abluftkonzentration (diatherm ohne Dissipation)

Erlauterung der Rickwarmelbertragung bei diathermen Verhaltnissen und
hohen Konzentrationen

Einfluss der Abluftkonzentration (diatherm mit Dissipation)

Einfluss der Abluftkonzentration (diatherm mit Dissipation) auf die
Konzentrationsverlaufe

Vergleich der Temperaturprofile ohne und mit Warmeverlusten bzw. Dissipation
Auswirkung der Abluftkonzentration auf die charakteristischen Temperaturen
Einfluss des Abluftstroms

Mehrfach stationare Zustande

90
91

92
94
95
95
99
103
105

105

107
109

110

111

112
113
115

117
118
122
126
139
141
142
142
143
144
145
146
146
147

147
148

148
150
150
151
153

VI



Abbildung 77:

Abbildung 78:
Abbildung 79:
Abbildung 80:
Abbildung 81:
Abbildung 82:
Abbildung 83:
Abbildung 84:
Abbildung 85:
Abbildung 86:
Abbildung 87:
Abbildung 88:

Abbildung 89:
Abbildung 90:
Abbildung 91:
Abbildung 92:
Abbildung 93:

Abbildung 94:

Abbildung 95:

Abbildung 96:
Abbildung 97:

Abbildung 98:

Abbildung 99:

Abbildung 100:

Abbildung 101:
Abbildung 102:
Abbildung 103:

Abbildung 104:
Abbildung 105:
Abbildung 106:

Abbildung 107:
Abbildung 108:
Abbildung 109:

Abbildung 110:

Einfluss der adiabaten Temperaturdifferenz auf die charakteristischen
Temperaturen

Einfluss der Ablufttemperatur

Einfluss der HeiRgasauskopplung

Einfluss der Kaltgaseinspeisung

Einfluss der Warmeauskopplung

Einfluss der Transmissionswarmeverluste

Einfluss der Warmedubertragung

Einfluss der Reaktionskinetik (adiabat ohne Dissipation)

Einfluss der Reaktionskinetik (diatherm mit Dissipation)

Einfluss der Reaktionskinetik auf die charakteristischen Temperaturen
Einfluss konstanter Stoffeigenschaften

Vergleich verschiedener Reaktionskinetiken anhand gemessener
Konzentrationen

Evaluierung der angepassten Kinetik anhand gemessener Konzentrationen
Auswirkung des Spulluftanteils bei naherungsweise konstantem Gesamtstrom
Einfluss des Spilluftanteils bei konstantem Gesamtstrom

Vergleich zwischen berechneten und gemessenen Temperaturverlaufen

Abweichungen zwischen Messung und Simulation fir Versuche im
Flammenlosbetrieb

Abweichungen zwischen Messung und Simulation fiir Versuche im
Brennerbetrieb

Abhéngigkeit der benétigten Verbrennungswéarme im Flammenlosbetrieb vom
Abluftstrom und der Brennraumtemperatur

Einfluss des Abluftstroms auf die Warmeubertragung

Einfluss des Abluftstroms auf die Warmestréme bei einer Solltemperatur von
850°C

Zeitliche Entwicklung der Temperaturen in Regenerator 2 nach einer Erhéhung

der Solltemperatur von 850°C auf 950°C bei einem Abluftstrom von 1.000 my3/h
im Flammenlosbetrieb

Zeitliche Entwicklung der Erdgasbeladung und Temperaturen nach einer
Erhéhung der Solltemperatur von 850°C auf 950°C bei einem Abluftstrom von
1.000 my*/h im Flammenlosbetrieb

Abhéngigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der
Solltemperatur im Flammenlosbetrieb

Halb-qualitative Eingrenzung der Betriebsbereiche
Vergleich zwischen gemessenem und berechnetem spezifischen Erdgasbedarf

Einfluss des Abluftstroms auf Ein- und Austrittstemperaturen im
Flammenlosbetrieb

Einfluss des Abluftstroms auf den Anlagendruckverlust im Flammenlosbetrieb
Einfluss des Abluftstroms auf die Temperaturprofile im Flammenlosbetrieb

Einfluss des Abluftstroms auf die Reingaskonzentrationen im
Flammenlosbetrieb

Einfluss des aquivalenten Abluftstroms im Betrieb mit Sattelkdrpern
Einfluss der Solltemperatur im Flammenlosbetrieb

Erdgasumsatz, CO- und CO,-Bildung in Abhangigkeit der
Brennraumtemperatur bei einer Abluftbeladung von 0,5 g/my® und einem
Abluftstrom von 2.400 mN3/h

Einfluss der Ablufttemperatur im Flammenlosbetrieb

153
154
155
156
157
158
159
160
160
160
162

164
165
166
168
169

170

170

171
172

172

173

174

175
176
176

177
178
178

179
180
181

182
183

Vi



Abbildung 111:

Abbildung 112:

Abbildung 113:
Abbildung 114:

Abbildung 115:
Abbildung 116:
Abbildung 117:
Abbildung 118:

Abbildung 119:
Abbildung 120:

Abbildung 121:
Abbildung 122:
Abbildung 123:
Abbildung 124:
Abbildung 125:
Abbildung 126:

Abbildung 127:

Abbildung 128:

Abbildung 129:
Abbildung 130:

Abbildung 131:

Abbildung 132:
Abbildung 133:
Abbildung 134:
Abbildung 135:
Abbildung 136:
Abbildung 137:
Abbildung 138:

Abbildung 139:
Abbildung 140:

Abbildung 141:

Abbildung 142:

Abbildung 143:

Abbildung 144:

Zeitverlaufe der Temperaturen der ein- und austretenden Strome bei erhéhter
Ablufttemperatur

Vergleich zwischen gemessenem und berechnetem Erdgasbedarf im
Flammenlosbetrieb bei erhdhter Ablufttemperatur

Einfluss der Ablufttemperatur auf die Temperaturprofile

Abhéngigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftvolumenstrom bei
erhohter Ablufttemperatur

Einfluss des Abluftstroms im Flammenlosbetrieb bei erhéhter Ablufttemperatur
Einfluss der Erdgasbeladung bei konstantem Abluftstrom
Einfluss der Erdgasbeladung bei konstantem Abluftstrom

Einfluss der Abluftkonzentration auf das Temperaturprofil bei konstantem
Abluftstrom

Einfluss des Bypassanteils bei konstanter Abluftkonzentration

Einfluss des Bypassanteils auf das Temperaturprofil bei konstanter
Abluftkonzentration

Einfluss des Bypassanteils bei konstanter Abluftkonzentration

Einfluss des Bypassanteils

Einfluss des Bypassanteils auf das Temperaturprofil bei konstanter Beladung
Exemplarischer Vergleich der Temperaturprofile in den drei Regeneratoren
Beispiel fiir langfristig oszillierende Temperaturen

Asymmetrisch-periodische Temperaturprofile in einem katalytischen
Strémungsumkehrreaktor mit Transmissionswarmeverlusten

Vereinfachtes Wirkungsschema verschiedener EinflussgréRen auf das
Temperaturprofil

Berechnete Konzentrationsverlaufe in den Luftverteilkasten unterhalb der
Regeneratoren

Abhangigkeit der Luftiberschusszahl von der Brennerleistung

Abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der
Solltemperatur

Abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der
Solltemperatur nach Korrektur

Relative Fehler der Massenbilanz

Einfluss des Abluftstroms auf den Abluftvorwarm- und Reingasabkihlungsgrad
Einfluss des Abluftstroms auf die Warmestrome

Einfluss des Abluftstroms auf das Temperaturprofil

Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur auf die Reingastemperatur
Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur auf den Druckverlust

Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur bei Konfiguration mit
unterschiedlichen Wabenkdérpern (Brennersystem 2)

Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur (Brennersystem 2)

Einfluss des Abluftstroms auf das Temperaturprofil bei Konfiguration mit
unterschiedlichen Wabenkdrpern

Vergleich zwischen Mess- und Simulationsergebnissen des Betriebs mit
unterschiedlichen Wabenkdrpern

Abhangigkeit der bendétigten Brennerleistung von der Solltemperatur und dem
Abluftstrom

Abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs von der Solltemperatur und dem
Abluftstrom

Einfluss der Solltemperatur und des Abluftstroms auf die Reingastemperatur

184

185
185

186
187
187
188

188
189

189
190
191
192
192
193

194

195

197
200

200

201
202
203
203
204
205
205

206
206

207

208

209

209
209

VIII



Abbildung 145:
Abbildung 146:
Abbildung 147:
Abbildung 148:
Abbildung 149:
Abbildung 150:
Abbildung 151:
Abbildung 152:
Abbildung 153:
Abbildung 154:
Abbildung 155:
Abbildung 156:
Abbildung 157:
Abbildung 158:
Abbildung 159:
Abbildung 160:
Abbildung 161
Abbildung 162:

Abbildung 163:
Abbildung 164:

Abbildung 165:

Abbildung 166:

Abbildung 167:

Abbildung 168:

Abbildung 169:
Abbildung 170:
Abbildung 171:
Abbildung 172:

Abbildung 173:
Abbildung 174:

Abbildung 175:
Abbildung 176:
Abbildung 177:
Abbildung 178:

Abbildung 179:
Abbildung 180:

Abbildung 181:

Einfluss der Solltemperatur und des Abluftstroms auf den Druckverlust
Einfluss der Luftiberschusszahl auf die benétigte Brennerleistung (System 2)
Einfluss der Luftiiberschusszahl

Abhéngigkeiten vom Abluftstrom und der Luftiberschusszahl

Einfluss des Spulluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf

Vereinfachte Massenstrombilanz der Spulsysteme

Einfluss des Spilluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf

Einfluss des Spilluftstroms auf die dissipierte Stromungsarbeit

Einfluss des Spulluftstroms auf die Reingasverluste

Einfluss des Spulluftstroms auf die Transmissionswarmeverluste

Einfluss der Spullufttemperatur auf den Temperaturverlauf

Einfluss des Spilluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf

Vergleich zwischen Hei3gasspiilung und Frischluftspiilung

Einfluss der Umschaltzeit

Einfluss der Umschaltzeit

Temperaturprofile im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten
Zeitliche Temperaturverlaufe im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten

Zeitliche Temperaturverlaufe im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten
in zyklischer Darstellung

Einfluss verlangerter Abluft- und Reingastakte

Berechneter Einfluss der Spuldauer auf den spezifischen Erdgasbedarf bei
konstantem Spilluftvolumen

Vergleich der abgeschatzten Maximaltemperaturen mit den Werten des
detaillierten Modells (adiabat ohne Dissipation)

Vergleich der abgeschatzten Maximaltemperaturen mit den Werten des
detaillierten Modells

Maximaltemperatur in Abhangigkeit des Umsatzes bei verschiedenen
Beladungen

Einfluss der Reaktorparameter auf die Warmefreisetzungskurve und die
Warmeabfuhrgerade

Maoglichkeiten fir mehrfach stationare Zustande
Veranschaulichung der Stabilitatsbedingung
Schema zur vereinfachten Berechnung mehrfach stationarer Zustande

Bendtigte adiabate Temperaturerh6hung und charakteristische Temperaturen in
Abhéngigkeit der relativen Ziindposition

Vereinfachte Wirkungskreise zur Ausbildung mehrfach stationéarer Zustande

Abhéngigkeit der bendtigten adiabaten Temperaturerhéhung von der relativen
Zindposition und der Stanton-Zahl

Abhéngigkeit der benétigten adiabaten Temperaturerhéhung von der relativen
Zindposition und dem Warmekapazitatsstrom

Abhéngigkeit der benétigten adiabaten Temperaturerhéhung von der relativen
Zindposition und der Ziindtemperatur (a), der Eintrittstemperatur (b) sowie der
Umgebungstemperatur (c)

Grenzbereiche fur mehrfach stationére Zustéande
Schematischer Temperaturverlauf zur Abschatzung der Brennraumtemperatur
Abschatzung der Brennraumtemperatur

Abhéngigkeit der mittleren Temperaturen von den Parametern des
Warmedubertragers

Veranschaulichung der Speicherentladung im Betrieb mit heiBem Bypass

210
210
211
211
213
214
215
215
216
216
216
219
220
221
223
224
224

225
227

228

231

233

233

235
235
236
237

239
240

240

241

242

243

244
246

248
249




Abbildung 182:
Abbildung 183:

Abbildung 184:
Abbildung 185:
Abbildung 186:

Abbildung 187:

Abbildung 188:

Abbildung 189:

Abbildung 190:
Abbildung 191:
Abbildung 192:

Ergebnisvergleich der Abschatzungsrechnung

Abgeschatzter Spulluftanteil in Abhangigkeit des Verdiinnungsfaktors und der
Luftwechselzahl im Ablufttakt

Gemessene Stromungsprofile
Verlaufe und relative Fehler der berechneten Stoffeigenschaften

Temperaturabhangigkeit der Reinstoffeigenschaften im Vergleich zu trockener
Luft

Relativer Fehler zwischen den Mischungseigenschaften und den hier
verwendeten Anséatzen

Relativer Fehler zwischen den Gemischeigenschaften und den verwendeten
Ansatzen fur trockene Luft in Abhangigkeit der Methanbeladung

Verlaufe der konstanten, lokalen und mittleren spez. Warmekapazitat (a) und
Einfluss auf die iterierte Temperatur

Einfluss der Parameter der Trennwand auf den Warmedurchgangskoeffizienten
Temperaturabhangigkeit der Warmeleitfahigkeit des Dammstoffes
Einfluss des Formfaktors . auf den Warmedurchgang der Reaktorwand

251

254
264
267

268

268

269

270
280
281
282




Tabellenverzeichnis

Tabelle 1: Vergleich der NMVOC-Emissionen in den Jahren 1990 und 2011
Tabelle 2: Zusammenstellung von Emissionsgrenzwerten 7
Tabelle 3: Einsatzbereiche thermischer Nachverbrennungsverfahren 15
Tabelle 4: Eigenschaften keramischer Speichermassen 21
Tabelle 5: Zusammenstellung einiger reduzierter Reaktionsmechanismen 85
Tabelle 6: Zusammenstellung einiger Elementarreaktionsmechanismen 86
Tabelle 7: Kinetische Daten von Westbrook + Dryer 87
Tabelle 8: Nomenklatur der Randbedingungen nach Shah + London 90
Tabelle 9: Zusammenstellung asymptotischer NuR3elt-Zahlen fir verschiedene Geometrien

und Randbedingungen 93
Tabelle 10: Formfaktoren nach VDI 101
Tabelle 11: Parameter des Anlagenmodells 130
Tabelle 12: Gemischeigenschaften des eingesetzten Erdgases 132
Tabelle 13: Angenommene Zusammensetzung der Umgebungsluft in Vol.-% 132
Tabelle 14: Randbedingungen des Referenzfalls 133
Tabelle 15: Globale Parameter und Einstellungen des Lésungsverfahrens 134
Tabelle 16: Parameter des Basis-Reaktionsmodells 135
Tabelle 17: Auswirkung des hydraulischen Brennraumdurchmessers auf die wesentlichen

Grolien 163
Tabelle 18: Auswirkung der relativen Rauhigkeit auf die wesentlichen GréRRen 163
Tabelle 19: Daten der eingesetzten Keramikkorper 265
Tabelle 20: Verwendete Polynomkoeffizienten 266
Tabelle 21: Zusammenstellung kinetischer Daten 271
Tabelle 22: Né&herungsgleichungen fur den Transientenfaktor nach Hausen 279
Tabelle 23: Néaherungsgleichungen fir den Transientenfaktor (eigene Approximationen) 279

Xl






Formelzeichen

Lateinische Buchstaben

Symbol Bedeutung Einheit

g Absoprtionsgrad 1

ag Temperaturleitféahigkeit der Speichermasse mz/s
a, spezifische Oberflache m?/m?
A Flache, Querschnittsflache m?2
A Warmeleitungsquerschnitt m?
A Flache der Reaktorwand m?
A, AuRenwandflache m?
A Innenwandflache m?
A Warmeubertragerflache m?

b Formfaktor der Grundgeometrien 1

b, Eigenwerte 1

Bi Biot-Zahl 1

Br Brinkmann-Zahl 1

G molare Konzentration der Komponente i mol/m?®
G isobare spezifische Warmekapazitat J/ (kgK)
Cs spezifische Warmekapazitat der Speichermasse J/ (kgK)
d Durchmesser m
dhyd hydraulischer Durchmesser m
d. Kanalweite m
d- Partikeldurchmesser m
dF,’A Oberflachengleicher Partikeldurchmesser m
o s Sauter-Durchmesser m
d PV Volumengleicher Partikeldurchmesser m
Da Damkdohler-zZahl 1

€ Euler-Zahl 1
= Aktivierungsenergie J/(molK)

f allgemeines Funktionssymbol 1

f, Formfaktor 1

f, Formfaktor 1

f, Anpassungsfaktor fur Verlustwarmestréme 1

fo Anpassungsfaktor fUr dissipierte Stromungsarbeit 1

fa Anpassungsfaktor fir Reaktionswarmestrom 1

f; Anpassungsfaktor fir Transmissionswarmestréme 1

F, Eigenfunktionen 1
Fo Fourier-Zahl 1
Gr Grashof-Zahl 1
Gz Graetz-Zahl 1

h spezifische sensible Enthalpie J/kg
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spezifische latente Enthalpie

spezifische Totalenthalpie

Enthalpiestrom

molarer Heizwert

Darcy-Reibungsfaktor

Warmedurchgangskoeffizient der Reaktorwand

StoRRzahl (* Einheit je nach Beschreibung der Reaktionsrate)
relative Warmeleitfahigkeit der Speichermasse
Warmedurchgangskoeffizient der Speichermasse

Faktor oder Komponente

Koeffizient, Parameter (*Bedeutung und Einheit kontextabhéngig)

Warmeleitungsparameter

Lange

Lange des fluiddynamischen Anlaufs

relative Lange des fluiddynamischen Anlaufs
Lange des thermischen Anlaufs

relative Lange des thermischen Anlaufs

Masse

Massenstrom

molare Masse

Stoffmengenstrom

Matrix der stdchiometrischen Koeffizienten
Anzahl der Regeneratoren in der Abluftphase
Anzahl der Reaktionen

Anzahl der Regeneratoren in der Reingasphase
Anzahl der Spezies

Anzahl der Regeneratoren in der Spllphase
NufRelt-Zahl

Reaktionsordnung der Reaktion j beziglich der Komponente i
Druck

Normdruck

Prandtl-Zahl

spezifischer Warmestrom

Warmemenge

Warmestrom durch Wéarmeleitung
Verlustwarmestrom

Reaktionswarmestrom

Warmestrom einer inneren Warmequelle / -senke
Transmissionswarmestrom

Radius / radiale Koordinate

Reaktionsrate der Reaktion j
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R universelle Gaskonstante J/(mol [H()
Re Reynolds-Zahl 1
St Stanton-Zahl 1
t Zeit S
t.q Transmissionsgrad 1
T Gastemperatur K
N Normtemperatur K
) Umsatz 1
V Volumenstrom m®/s
\Y Hohlraum-/Gasvolumen m?
\A Behalter-Brutto-Volumen m?
Vs Festkdrpervolumen m?3
W Stromungsgeschwindigkeit m/s
W, Massenanteil der Komponente i kg/kg
w Warmekapazitat J/K
W Warmekapazitatsstrom W/K
V\'/diss dissipierte Stromungsarbeit W
X axiale Ortskoordinate m
X relative Position 1
X Stoffmengenanteil der Komponente i mol/mol
X relative axiale Position 1
X, relative Ziindposition 1
Z Ortskoordinate innerhalb der Speichermasse m
Griechische Buchstaben
Symbol Bedeutung Einheit
a Warmeubergangskoeffizient W/(m2 EE()
y Parameter (* Bedeutung und Einheit kontextabhangig) *
0 Dicke m
o Dicke der Warmedammung m
Os Dicke der Speichermasse, Stegdicke m
Ap Druckverlust N/m?
ARH? Reaktionsenthalpie der Reaktion j im Standardzustand J/mol
AT, adiabate Temperaturdifferenz K
AT g  mittlere, logarithmische Temperaturdifferenz K
E g Emissionsgrad 1
& Liickengrad / Porositat m®/m?®
{ Restanteil 1
n dynamische Viskositéat kg/(m[s$)
NaL Abluftvorwarmgrad 1
Nke Reingasabkiihlungsgrad 1
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Warmeleitfahigkeit der Warmedammung
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reduzierte Periodendauer

Dichte

Dichte der Speichermasse
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Indices und Superskripte

Symbol Bedeutung
- abgefihrt
. aquivalente Grolie, effektive
GroRe
+ zugefuhrt
0 Standard-/Bezugszustand
a aus, aullen
AL Abluft
amb ambient, Umgebung
BL Brennerluft
BR Brenner, Brennraum
BS Brennstoff
By Bypass
C cold, kalt
diss dissipiert
e ein, Edukt
FL Flammenlos
H hot, warm
i, i innen, Laufindex
inf inferior, unterer
] Laufindex
K Kugel
KG Kaltgas
krit kritisch
L Verlust
lam laminar

Mathematische Notationen

Symbol Bedeutung
log logarithmisch
m mittel
max maximal
min minimal
n Laufindex
N Norm, normiert, Nachbar
p Produkt
P Partikel
PL Prozessluft
R Reaktion
Reg Regenerator
RG Reingas
S Speichermasse/ Solid,
source/sink, Quelle/Senke
SG Spulgas (HeilRgasspulung)
SL Spulluft (Frischluftspilung)
SrLA Sperrluft, Abluftseite
SrLR  Sperrluft, Reingasseite
sup superior, oberer
T Transmission
turb turbulent
VOC flichtige organische
Verbindungen / Schadstoffe
W Wand
X lokal
Z Zellindex
z Zyklus, Zindung

Symbol Bedeutung

y ortlicher / allgemeiner Mittelwert

y zeitlicher Mittelwert
dy infinitesimale / differentielle GroRRe

ay partielles Differential
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1 Einleitung

1.1 Ausgangssituation

Die thermische Nachverbrennung mit regenerativer Abluftvorwarmung ist ein Verfahren zur
Entsorgung von Abgas- bzw. Abluftstromen in denen Schadstoffe, insbesondere brennbare
organische Verbindungen, enthalten sind. Der Terminus ,Abluft* wird verwendet, da die
Zusammensetzung des Gasstroms welcher der Behandlung zugefihrt wird, weitgehend
derjenigen von Umgebungsluft entspricht und nur geringe Mengen anderer Komponenten
enthalten sind.

Mdgliche Einsatzgebiete liegen (berall dort, wo brennbare Substanzen (Losemittel,
gasformige organische und anorganische Komponenten) in Prozessen eingesetzt werden,
dort entstehen oder frei werden, fir die ein Emissionsgrenzwert einzuhalten ist, und deren
Konzentrationen oberhalb dieses Grenzwertes liegen. Insbesondere bei geringen bis
mittleren Gehalten an brennbaren Bestandteilen und dementsprechender Verbrennungs-
warme der Abluft ist das Verfahren pradestiniert, da es sich durch einen vergleichsweise
geringen spezifischen Energiebedarf auszeichnet. Dadurch ist es bereits bei geringen
Schadstoffanteilen mdglich, den Prozess ohne zusatzlichen Brennstoff aufrecht zu erhalten.

Dartber hinaus ist der Prozess weitgehend unempfindlich gegeniber besonderen
Spurenstoffen und die Anlagentechnik bei korrekter Ausfiihrung bzw. Betriebsweise robust
und langlebig. Aus diesen Griinden haben regenerative Nachverbrennungsanlagen — kurz
RNV-Anlagen — etwa seit den 1980er Jahren grof3e Verbreitung in unterschiedlichsten
Bereichen gefunden. Synonyme, teilweise herstellerspezifische Bezeichnungen fir dieselbe
Technik, sind zum Beispiel ,regenerative thermische Oxidation* (RTO), ,thermisch-
regenerative Abgasreinigung“ (TRA), ,regenerative Verbrennungsanlage“ (RVA), Thermo-
reaktoren u. v. m.

Grundsatzliches Kennzeichen dieser Anlagen ist, dass ein Brennraum, in dem die
Schadstoffe oxidieren, mit Regeneratoren zur Warmeriickgewinnung gekoppelt ist. In
Sonderfallen wird auf einen abgegrenzten Brennraum verzichtet, sodass der chemische
Umsatz ausschlief3lich innerhalb der Regeneratoren erfolgt.

Obwohl das Verfahren in der Praxis weit verbreitet ist, sind die thermochemischen
Zusammenhénge, welche die Grundlage eines manchmal unerwarteten Betriebsverhaltens
bilden, nicht allgemein bekannt. Die Anlagen werden zum grofRen Teil anhand einfacher
Berechnungen und langjahriger praktischer Erfahrungen der Hersteller ausgelegt und
geregelt. Zielgerichtete Simulationen des Betriebsverhaltens werden nur in besonderen
Einzelfallen und fast ausschlief3lich bei den gréReren Anlagenbauern durchgeftihrt.

1.2 Zielsetzung

Vor diesem Hintergrund soll diese Arbeit einen Beitrag zum Verstédndnis des Betriebs-
verhaltens von thermischen Nachverbrennungsanlagen mit regenerativer Abluftvorwarmung
leisten.

Hierzu wird aus den thermodynamischen, fluiddynamischen und chemischen Grundlagen ein
vereinfachtes Modell entwickelt. Durch Anwendung der Regenerator-Rekuperator-Analogie
und die stationare Beschreibung als eindimensionales Zellenmodell kann auf Differential-
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1 Einleitung

gleichungen (insbesondere partielle) weitgehend verzichtet werden, sodass die
mathematische Formulierung vergleichsweise leicht nachzuvollziehen ist. Ahnliche
Berechnungsprogramme lassen sich daher mit fortgeschrittenen Kenntnissen bereits in
Tabellenkalkulationen implementieren.

Weiter werden anhand von zahlreichen experimentellen Ergebnissen zum einen das Modell
validiert und zum anderen besondere Verhaltensweisen des Systems herausgestellt.

Zusétzlich werden einige Abschatzungsrechnungen zu besonderen Fragestellungen gezeigt.

1.3 Aufbau der Arbeit

Zunachst wird der Stand der Technik geschildert. Hier wird neben der allgemeinen
Notwendigkeit der Abgasreinigung kurz auf andere Verfahren eingegangen; verschiedene
Bauarten, Schaltungsvarianten und Betriebsweisen der regenerativen Nachverbrennung
werden dargestellt.

AnschlieRend wird eine Zusammenfassung des Standes der Wissenschaft gegeben, wobei
der Schwerpunkt auf grundlegende Zusammenhange und Modelle anderer Autoren gelegt
wird.

Nach einer Beschreibung der eingesetzten Technikumsanlage, sowie der angewandten
Versuchs- und Auswertungsmethodik wird das entwickelte thermochemische Modell
dargestellt, wobei die Grundlagen weiter ausgefuhrt werden. Danach werden zunachst die
Auswirkungen verschiedener Einflussgré3en fur einen Referenzfall untersucht. Im Weiteren
wird das Modell im Vergleich mit Messdaten validiert und anhand zahlreicher Messreihen
das tatsachliche Betriebsverhalten ausfihrlich analysiert.

Schlie3lich werden eine kurze Gesamtzusammenfassung und ein Ausblick auf weitere
Forschungsfragen gegeben.

Abgerundet wird die Arbeit durch einen ausfiihrlichen Anhang in dem einzelne Aspekte, die
zum Erfassen des Gesamtzusammenhangs nicht unmittelbar erforderlich sind, dargestellt
werden.




2 Stand des Wissens

Um zum Thema hinzufihren, wird zundchst der Stand des Wissens dargestellt. Der
Abschnitt ist geteilt in zwei Unterabsatze, die dem Stand der Technik und dem Stand der
Wissenschaft gewidmet sind.

2.1 Stand der Technik

Als Stand der Technik gelten alle Prozesse, Verfahren und Anlagen, die in der Praxis
eingesetzt werden und bei kommerziellen Anbietern am Markt erhaltlich sind. Der vielzitierte
»allgemein anerkannte Stand der Technik” ist hiervon ein eingeschrénkter Teilbereich. Dabei
ist mafdgeblich, was von Wissenschaft, Fachwelt, Verbanden, Legislative, Administrative
usw. mehrheitlich als verfigbares, geeignetes Mittel angesehen wird.

2.1.1 Fluchtige organische Verbindungen (VOC)

Unter fliichtigen organischen Verbindungen (volatile organic compounds, VOC) versteht man
im Allgemeinen kohlenstoffhaltige Verbindungen (mit Ausnahme von Kohlenstoffoxiden und
anorganischen Carbonaten und Bicarbonaten), die bei niedrigen Temperaturen einen hohen
Dampfdruck bzw. niedrige Siedetemperaturen aufweisen.

Uber diese allgemeine Charakterisierung hinaus gibt es jedoch verschiedene, zum Teil
lAnderspezifische, Definitionen.

In der 31. BImSchV gilt beispielsweise als VOC ,eine organische Verbindung, die bei 293,15
Kelvin einen Dampfdruck von 0,01 Kilopascal oder mehr hat oder unter den jeweiligen
Verwendungsbedingungen eine entsprechende Fliichtigkeit aufweist” (82 (11.) 31. BImSchV
[8]). Die Richtlinie 2004/42/EG definiert VOC hingegen als ,eine organische Verbindung mit
einem Anfangssiedepunkt von hochstens 250°C bei einem Standarddruck von 101,3 kPa“
(Artikel 2, (5.) 2004/42/EG [9]) und die Richtlinie 2001/81/EG als ,jede organische
Verbindung, die sich aus menschlicher Tatigkeit ergibt, mit Ausnahme von Methan, die durch
Reaktion mit Stickstoffoxiden in Gegenwart von Sonnenlicht photochemische Oxidantien
erzeugen kann“ (Artikel 3 (k) 2001/81/EG [10]).

Die WHO unterscheidet je nach Siedepunktsbereich verschiedene Kategorien von flichtigen
organischen Verbindungen [11]:

® very volatile organic compounds (VVOC, Siedepunkt <0°C bis 50...100°C),

® volatile organic compounds (VOC, 50...100°C bis 240...280°C),

® semi-volatile organic compounds (SVOC, 240...260°C bis 380...400°C),

® organic compounds associated with particulate matter or particulate organic matter

(POM, Siedepunkt >380°C).

Entsprechend dieser Definitionen umfassen VOC eine Vielzahl chemischer Verbindungen
die anthropogenen oder biogenen Ursprungs sein kdnnen z. B. Ldsemittel, Kaltemittel,
Brennstoffe, Aromastoffe, Faulgase u. v. m.

In geringen Konzentrationen sind viele VOC gesundheitlich unbedenklich und ungeféhrlich.
Andererseits gibt es zahlreiche Stoffe, die je nach Konzentration ziind- oder explosionsféhig
sind, zu gesundheitlichen Auswirkungen fiihren kdnnen (von Haut- und Schleimhaut-
reizungen Uber Kopfschmerzen und Ubelkeit bis hin zu Krebs) oder als Geruchsbelastigung
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2 Stand des Wissens

empfunden werden [11, 12]. AuRerdem tragen VOC durch Wechselwirkung mit anderen
Luftschadstoffen (z. B. Stickoxiden) und Sonnenlicht einerseits zur Bildung von bodennahem
Ozon, andererseits zum Abbau der Ozonschicht in der Stratosphéare bei [12, 13].

2.1.2 Emissionsquellen flichtiger organischer Verbi ndungen

Abbildung 1 zeigt die zeitliche Entwicklung der jahrlichen Emissionen an fllichtigen orga-
nischen Verbindungen mit Ausnahme von Methan (sog. NMVOC, non-methane volatile
organic compounds) in der Bundesrepublik Deutschland fir den Zeitraum von 1990 bis zum
Jahr 2011 aufgeschlisselt nach Quellkategorien. Zusatzlich sind in Tabelle 1 die
Absolutwerte am Anfang und am Ende des Betrachtungszeitraums, sowie die prozentualen
Anderungen gegeniiber dem Jahr 1990 genannt.

Demnach konnte die Gesamtemission von 3.131 Tausend Tonnen (Gg) auf 1.006 Gg
gesenkt werden. Dies entspricht insgesamt einer Minderung um fast 68%. Die in der
39. BImSchV [14] zur Umsetzung der Richtlinien 2008/50/EG, 2004/107/EG und 2001/81/EG
[10, 15, 16] festgelegte Emissionshdchstmenge von 995 Gg/a ist somit nahezu erreicht.

3.500 Gg /a
B Losemittel und andere Produktverwendung

B Verkehr *)
O Diffuse Emissionen aus Brennstoffen
B Haushalte und Kleinverbraucher **)

3.000

B Industrieprozesse
2500 O Militar und weitere kleine Quellen
B Verarbeitendes Gewerbe

O Energiewirtschaft
2.000

*) ohne land- und forstwirtschaftlichen Verkehr
**) mit Militdr und weiteren kleinen Quellen

1.500 (u.a. land- und forstwirtschaftlichem Verkehr)

1.000

500

..--_

1990 1991 1992 1993 1994 1995 1996 1997 1998 1999 2000 2001 2002 2003 2004 2005 2006 2007 2008 2009 2010 2011

Quelle: Umweltbundesamt, Nationale Trendtabellen fur die deutsche Berichterstattung atmosphérischer Emissionen seit 1990, Emissionsentwicklung 1990-2011
(Stand 15.04.2013)

Abbildung 1:  Emissionen flichtiger organischer Verbindungen (ohne Methan) [17]

Diese Entwicklung ist zum Grol3teil auf den Verkehrssektor zurtickzufuhren, in dem 1.065 Gg
an NMVOC vermieden wurden. Die grof3te prozentuale Veranderung von -99% wurde bei
Militar und Kleinverbrauchern erzielt. Der Ausstol3 von Haushalten und Kleinverbrauchern
konnte um 75% gesenkt und diffuse Emissionen aus Brennstoffen um 67% reduziert werden.
Auch in Industrieprozessen wurde eine erhebliche Minderung von 57% erreicht. Die
Energiewirtschaft liefert mit 15 Gg, zwar nur einen geringen Beitrag zu den Gesamt-
emissionen, allerdings hat hier die Fracht um 78% zugenommen.

Im Gegensatz zu den hohen Minderungsraten der anderen Hauptemittenten wurde im
Bereich Ldsemittel und andere Produktverwendung nur eine vergleichsweise geringe
Reduktion um 41% erreicht. Wenngleich mit 475 Gg absolut gesehen mehr NMVOC
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vermieden wurden als bei Haushalten, Militar, Industrie und Gewerbe zusammen, ist doch
erkennbar, dass vor allem in diesem Sektor weitere Anstrengungen erforderlich sind, wenn
die Emissionen flichtiger organischer Verbindungen weiter reduziert werden sollen.

Tabelle 1: Vergleich der NMVOC-Emissionen in den Jahren 1990 und 2011 [17]
Verkehr *) 1.188,2 123,4 -89,6%
Losemittel und andere Produktverwendung 1.160,0 684,6 -41,0%
Haushalte und Kleinverbraucher **) 243,2 60,9 -75,0%
Diffuse Emissionen aus Brennstoffen 240,9 79,1 -67,2%
Militar und weitere kleine Quellen 198,8 2,4 -98,8%
Industrieprozesse 82,3 35,2 -57,2%
Verarbeitendes Gewerbe 8,6 55 -36,0%
Energiewirtschaft 8,6 15,3 +77,9%
Gesamt 3.130,6 1.006,4 -67,9%

*) ohne land- und forstwirtschaftlichen Verkehr
**) mit Militdr und weiteren kleinen Quellen (u.a. land- und forstwirtschaftlichem Verkehr)

2.1.3 Gesetzliche Anforderungen

Nach 84 des Arbeitschutzgesetzes ist ,Arbeit (...) SO zu gestalten, dass eine Gefahrdung fur
Leben und Gesundheit méglichst vermieden und die verleibende Geféahrdung mdoglichst
gering gehalten wird“ [18]. In 85 (3) 2. sind ,physikalische, chemische und biologische
Einwirkungen* explizit als besondere Gefadhrdungen genannt. Diese allgemeinen
Anforderungen werden durch die Verordnung Uber Arbeitsstatten unter anderem dadurch
konkretisiert, dass ,In umschlossenen Arbeitsraumen (...) ausreichend gesundheitlich
zutragliche Atemluft vorhanden sein“ muss (ArbStattV, Abs. 3.6 (1) [19]).

Hieraus ergibt sich fur Arbeitgeber die grundsatzliche Pflicht, gesundheitsgeféahrdende Stoffe
aus dem Umfeld der Arbeithehmer zu entfernen und fur ausreichende Bellftung zu sorgen.

Gemal} der Arbeitsstattenrichtlinie ASR A3.6, die besondere Anforderungen an die Liftung
von Arbeitsstatten ausfuhrt, gilt (Abs. 4.1 (3) [20]) ,FUr MaRnahmen zur Beseitigung von
Lasten (...) folgende Rangfolge

1. Last vermeiden

2. Last minimieren

3. Quelle kapseln

4. Last quellennah abfihren®.

Aus dem ArbSchG ergibt sich fur Arbeitgeber aul3erdem die Pflicht ,eine Beurteilung der fur
die Beschaftigten mit ihrer Arbeit verbundenen Gefahrdung“ durchzufiihren (85 (1) ArbSchG
[18]). Dazu ist laut der Verordnung zum Schutz vor Gefahrstoffen auch zu prifen ,ob die
Beschaftigten Tatigkeiten mit Gefahrstoffen ausiiben oder ob bei Tatigkeiten Gefahrstoffe
entstehen oder freigesetzt werden kénnen* (86 (1) GefStoffV [21]). Ist dies der Fall sind die
Arbeitsplatzgrenzwerte und biologischen Grenzwerte (82 (6)+(7) GefStoffV) einzuhalten (87
(8) GefStoffV).




2 Stand des Wissens

Die Arbeitsplatzgrenzwerte und biologischen Grenzwerte sind als Technische Regeln fir
Gefahrstoffe festgeschrieben (TRGS 900 [22], TRGS 903 [23]) und dort fur zahlreiche
organische Verbindungen spezifiziert.

Durch die Pflicht bestimmte Grenzwerte am Arbeitsplatz einzuhalten, entsteht die
Notwendigkeit der Quellenabsaugung, was zu schadstoffbelasteten Abluftstromen fihrt.
Auch technische Grinde (Explosionsschutz, Produktqualitat, etc.) konnen das Abfiihren von
Produktionsabgasen erforderlich machen. Die Abluftstrome werden auf3erhalb der
Arbeitsstatte an die Umgebung abgegeben und stellen somit Emissionsquellen dar. Diese
muissen ebenfalls rechtliche Anforderungen erfilllen, sodass unter Umstanden sekundare
EmissionsminderungsmafRhahmen notwendig sind.

Die rechtliche Grundlage aller Verfahren zur Minderung von Emissionen ist auf nationaler
Ebene das Bundes-Immissionsschutzgesetz (BImSchG), dessen Zweck es ist ,....Menschen,
Tiere und Pflanzen, den Boden, das Wasser, die Atmosphare sowie Kultur- und sonstige
Sachguter vor schadlichen Umwelteinwirkungen zu schitzen und dem Entstehen schadlicher
Umwelteinwirkungen vorzubeugen“ [24]. Im Bereich stationarer verfahrenstechnischer
Emissionsquellen (Fahrzeuge, StraBenbau u. A. ausgenommen) regelt es zum Beispiel die
Genehmigung, Errichtung, Betrieb und Beschaffenheit von Anlagen, Uberwachung der
Luftqualitat, Betreiberpflichten usw.

Von besonderer Bedeutung im BlmschG ist der Stand der Technik, denn gemaf 8§ 22 sind
.Nicht genehmigungsbedurftige Anlagen (...) so zu errichten und zu betreiben, dass (...)
schadliche Umwelteinwirkungen verhindert werden, die nach dem Stand der Technik
vermeidbar sind“. Auch ,Genehmigungsbedirftige Anlagen sind so zu errichten und zu
betreiben, dass (...) Vorsorge gegen schédliche Umwelteinwirkungen (...) getroffen wird,
insbesondere durch die dem Stand der Technik entsprechenden MalRnahmen* (8 5).

Dem BImSchG untergeordnet sind mehrere Bundes-Immissionsschutzverordnungen
(BImSchV) die besondere Anforderungen, Verfahrensweisen u. A. fur bestimmte Bereiche
regeln. So zum Beispiel die ,Kleinfeuerungsanlagenverordnung” (1. BimschV [25]), die
.verordnung Uber genehmigungsbedirftige Anlagen* (4. BlmschV [26]), die ,Verordnung
Uber Anlagen zur biologischen Behandlung von Abféallen® (30. BImSchV [27]) oder die
Lverordnung zur Begrenzung der Emissionen fliichtiger organischer Verbindungen bei der
Verwendung organischer Losemittel in bestimmten Anlagen” (31. BimschV [8]).

Eine weitere Quelle nationalen Rechts ist die Technische Anleitung zur Reinhaltung der Luft
(TA-Luft) [28]. Wenngleich diese als Verwaltungsvorschrift nicht den Charakter eines
Gesetzes hat, flie3t sie doch haufig in die Rechtsprechung ein, da davon ausgegangen wird,
dass sie den allgemein anerkannten Stand der Technik beschreibt. In ihr sind, neben
allgemeinen Regularien wie Einzelheiten des Genehmigungsverfahrens und Anforderungen
zum Schutz vor schadlichen Umwelteinwirkungen, insbesondere die einzuhaltenden
Emissionsgrenzwerte sowie die Verfahren zu deren Nachweis enthalten.

Auch deutsche, europdische und internationale Normen (DIN, EN, 1SO), sowie technische
Richtlinien von Organisationen und Verbanden (VDI, VDE, VDMA) flieBen in die
Rechtsprechung ein, da diese ebenfalls den Stand der Technik dokumentieren und sich
insbesondere gerichtlich bestellte Gutachter oftmals auf diese Richtlinien beziehen.
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Um die Umwelt vor schadlichen Immissionen zu schiitzen, sind die rechtlichen
Anforderungen meist in Form von Emissionsgrenzwerten festgeschrieben. Eine
Zusammenstellung solcher Grenzwerte fir verschiedene Schadstoffe findet sich in Tabelle 2.

Tabelle 2: Zusammenstellung von Emissionsgrenzwerten

Gasformige organische Stoffe (C  ges)

Organische Stoffe mg/m,® 50 kg/h 0,50 TA-Luft 2002 525
Organische Stoffe Klasse | Anilin, Formaldehyd, Nitrobenzol, mgim@ | 20 kgh | 010 | TA-Lutt2002 525
Nitrotoluole
Organische Stoffe Klasse Il Dichlorethan, Essigsaure, Nitromethan gimy® 0,10 kg/h 0,50 TA-Luft 2002 525
Anlagen zur mechanischen Behandlung von gemischten 3
Siedlungsabfallen und ahnlich zusammengesetzten Abfallen mg/my 20 N N TALuft 2002 548111
Verwendung leichtflichtiger halogenierter organischer Losemittel in
Oberflachenbehandlungs-, Chemischreinigungs-, Textilausriistungs- mg/mNz 20 - - 2. BImSchV 1990 §3(2)
und Extraktionsanlagen
Anlagen zur Feuerbestattung mg/my? 20 - - | 27.Bimschv 1997 $42.
Anlagen zur biologischen Behandlung von Abféllen mg/mN3 40 a/Mg 55 | 30. BImSchV 2001 §6
Verwendung organischer Lésemittel in bestimmten Anlagen mg/my? 20 ah 100 | 31.BImSchv 2001 | §3(3)2.
Rostkaffee produzierende Industrie - Anlagen mit einer
Tagesproduktion von mindestens 0,5 Tonnen Réstkaffee (wenn Formaldehyd mg/mNz 20 - - VDI 3892, 2003 3
Cges > 25 mg/my°)
Gasférmige anorganische Stoffe (CO, NO , SO)
Gasformige anorganische Stoffe Klasse | Arsenwasserstoff, Chlorcyan, Phosgen, mgimd | 05 gl 25 | TA-Luit 2002 524
Phosphorwasserstoff
S . gasf. Brom- und Fluor-Verbindungen, Chlor, 3 .
Gasférmige anorganische Stoffe Klasse I Cyanwasserstoff, Schwefelwasserstoff mg/my 3 g/h 15 TA-Luft 2002 5.2.4
Gasférmige anorganische Stoffe Klasse IlI Ammoniak, gasf. anorg. Chlor-Verbindungen| mg/m,° 30 kg/h 0,15 TA-Luft 2002 524
Gasfoérmige anorganische Stoffe Klasse IV Schwefeloxide, Stickoxide g/mN3 0,35 kg/h 1,8 TA-Luft 2002 5.2.4
|bei thermischen und katalytischen Nachverbrennungseinrichtungen CO, NO, g/mN3 0,1 - - TA-Luft 2002 5.2.4
|bei erheblichen Gehalten von Stickstoffverbindungen in der Abluft |NO, g/mN3 0,35 kg/h 1,8 TA-Luft 2002 5.2.4
Anlagen zum Résten oder Mahlen von Kaffee oder Abpacken von 3
gemahlenem Kaffee (auBer Altanlagen < 250 kg/h) gimy 038 kgh 18 ALt 2002 sar201] @
Anlagen zum Rosten von Kaffee-Ersatzprodukten, Getreide, 3
Kakaobohnen oder Niissen (aufer Altanlagen < 250 kg/h) gmy | 085 | kgh | 18 ] TAlu2002 | 547301 (12
Anlagen zur mechanischen Behandlung von gemischten 3
Siedlungsabfallen und &hnlich zusammengesetzten Abfallen mg/my 20 kgh o1 TALuft 2002 524
Anlagen zur Feuerbestattung co mg/mN3 50 kg/h 0,1 | 27.BImSchv 1997 841,
Anlagen zur biologischen Behandlung von Abféllen N,O - _ g/Mg 100 | 30. BImSchv 2001 §6
Karzi mutagene, i Stoffe
Krebserzeugende Stoffe Klasse | Arsen- und Cadmiumverbindungen mg/m? 0,05 g/h 0,15 TA-Luft 2002 52711
Krebserzeugende Stoffe Klasse Il Acrylamid, Acrylnitril, Dinitrotoluole mg/mN3 0,5 g/h 15 TA-Luft 2002 5.2.7.1.1
Krebserzeugende Stoffe Klasse Ill Benzol, Butadien, Dichlorethan mg/m,\,z 1 g/h 2,5 TA-Luft 2002 52711
Fasern
- Asbestfasern Chrysotil, Krokydolith, Amosit Fasern/mN3 1*10* - - TA-Luft 2002 527.1.1
- biopersistente Keramikfasern Aluminiumsilicat, Aluminiumoxid Fasern/mN3 1,510 - - TA-Luft 2002 52711
- biopersistente Mineralfasern Attapulgit, Dawsonit Fasern/m,f 5+10* - - TA-Luft 2002 52711
erbgutverandernde Stoffe mg/m,® | 0,05 glh 0,15 |  TA-Luft 2002 52712 | (1)
Verwendung leichtfliichtiger halogenierter organischer Losemittel in
Oberflachenbehandlungs-, Chemischreinigungs-, Textilausriistungs- 3
und Extraktionsanlagen (krebserzeugende, erbgutverandernde oder mg/my 2 g/h 5 2. BIMSchv 1990 | - 83 (2)
fortpflanzungsgefahrdende Stoffe)
|Schwer abbaubare, leicht anreicherbare und hochtoxische organische Stoffe |Dioxine, Furane ng/m,f 0,1 Hg/h 0,25 TA-Luft 2002 5.2.7.2 3)
Geruch
|Geruchsmtenswe Stoffe | | - | - | - | - | TA-Luft 2002 | 528 | 7)) |
|Anlagen zur biologischen Behandlung von Abfallen | | GE/m,® | 500 | - | - | 30. BImSchV 2001 | §6 | |
Staub
Gesamtstaub, einschlieBlich Feinstaub mg/mN3 20 kg/h 0,20 TA-Luft 2002 5.21
Staubformige anorganische Stoffe Klasse | Quecksilber-, Thallium-Verbindungen mg/mNz 0,05 g/h 0,25 TA-Luft 2002 5.2.2
Staubformige anorganische Stoffe Klasse Ii Blei-, Kobalt-, Nickel-, Selen-, Tellur- mgimd | 05 gl 25 | TA-Luit 2002 522
Verbindungen
Antimon-, Chrom, Kupfer-, Mangan-,
Staubformige anorganische Stoffe Klasse 11l Vanadium-, Zinn-Verbindungen, Cyanide, mg/mNz 1 g/h 5 TA-Luft 2002 5.2.2
Fluoride
Anlagen zur Feuerbestattung mg/my® 10 - - | 27.BImSchv 1997 $42.
Anlagen zur mechanischen Behandlung von gemischten 3
Siedlungsabféllen und ahnlich zusammengesetzten Abféallen mg/my 10 - N TALuft 2002 548111
Anlagen zur biologischen Behandlung von Abféllen mg/mN3 30 - - 30. BImSchV 2001 §6

(1) anzustreben
(2) Stand der Technik ist auszuschopfen
(3) Mindestanforderung
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Die Festlegung und Uberwachung der Grenzwerte obliegt den zustandigen Behorden
(i. d. R. Gewerbeaufsicht), wobei sie nicht an die in primdren Rechtsquellen genannten
Werte gebunden sind. So kann zum Beispiel der Cg-Grenzwert von 20 mg/m,\,3 aus der
27. BImSchV (Anlagen zur Feuerbestattung [29]) auch auf die Lebensmittelproduktion (z. B.
Kaffeerdstung) angewandt werden, obwohl dort eigentlich der allgemeine Grenzwert von
50 mg/my® anzusetzen wére. Dabei wird meist mit der allgemeinen Minimierungspflicht und
dem Stand der Technik (vgl. 85 u. § 22 BImSchG) argumentiert. Daher bestimmt letztlich der
Bescheid der Behorde darliber, welche Emissionswerte im Einzelfall einzuhalten sind.

2.1.4 MalRnahmen zum Vermeiden und Vermindern von Em  issionen
Grundsatzlich haben integrierte MaflRnahmen zum Vermeiden und Vermindern von
Emissionen Vorrang gegeniber Sekundarmafnahmen zur Abgasreinigung [24, 28].
Als Primarmafl3nahmen kdnnen beispielhaft folgende Schritte genannt werden
® Verminderung der Emissionskonzentration und der Abgasstréome,

Vermeiden von Roh- und Einsatzstoffen, Hilfs- und Betriebsmitteln, die
schadliche Emissionen verursachen,

» Produktoptimierung,
» Lacke auf Wasserbasis statt I6semittelhaltiger Farben,
Vermeiden der Entstehung oder Freisetzung schéadlicher Emissionen,
» verbesserte Prozessfihrung,
» Vermeiden von Produktionsschritten,
Vermeiden diffuser Emissionen,
» nur Mindestmengen vor Ort vorhalten,
» Gebinde verschlief3en,
» Anlagen abdichten,
Reduktion der Zahl von Emissionsquellen,
» Emittenten zentral lagern,
» Quellen absaugen,
Verbessertes Luftmanagement,
» hydraulischer Abgleich,
» Volumenstromregelung,
® VergleichmaRigen der Emissionskonzentration,
Optimieren von Produktions- und Maschinentakten,
Verbessertes Luftmanagement,
Glatten von Emissionsspitzen z. B. durch Adsorption.
Selbst wenn sich durch Anwendung solcher Mal3hahmen die primare Schadstofffracht nicht
merklich reduzieren lasst, kann die konsequente Umsetzung zur Minderung von Sekundér-

und Tertidremissionen beitragen, da die eingesetzten Sekundarmaflnahmen u. U. kleiner
dimensioniert werden kénnen und im Betrieb gleichmafiiger belastet werden.
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2.1.5 Abgasreinigungsverfahren

Sind Primarmalinahmen nicht oder nicht wirtschaftlich umsetzbar missen geeignete
Sekundarmal3nahmen eingesetzt werden.

Hier werden im Folgenden nur Verfahren zur Behandlung flichtiger organischer und
anorganischer Verbindungen betrachtet, die im produzierenden und weiterverarbeitenden
Gewerbe eingesetzt werden. Verfahren zur Reinigung von Abgasen aus der motorischen
Verbrennung oder aus Kraftwerken werden nicht beschrieben. Ebenso wenig wird auf
Verfahren zur Minderung staubférmiger Emissionen eingegangen.

Rohstoffe, Betriebsmittel, Hilfsstoffe, Zuluft, Prozessluft, Verbrennungsluft,
andere Stoffstréme andere Luftstrome
> N
ﬁ Wiedzr- Produktions-/Weiterverarbeitungs/ _ interne
verwendung Entsorgungsprozess Entsorgung
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Abbildung 2:  Ubersicht (iber Abgasreinigungsverfahren

Einen Uberblick Uber weit verbreitete Abgasreinigungsverfahren bietet Abbildung 2.
Demnach lassen sich diese grob in Verfahren der Entsorgung und Verfahren der
Stoffrickgewinnung unterteilen.

2.1.5.1 Verfahren der Stoffrickgewinnung

Grundsatzlich waren Ruckgewinnungsverfahren gegeniber Entsorgungsverfahren zu
favorisieren, weil die abgeschiedenen organischen Kondensate (vor allem Lésemittel) wieder
im Produktionsprozess eingesetzt werden kénnen. Allerdings laufen diese Verfahren stets
auf eine Kondensation mit anschlielBender Wiederaufbereitung hinaus.
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Die Kondensation hat neben dem energetischen Aufwand den Nachteil, dass entsprechend
der Dampfdriicke der Schadstoffe und dem stoff-, temperatur- und druckabhangigen Dampf-
Flissigkeits-Gleichgewicht immer ein gewisser Anteil der Schadstoffe gasférmig in der Abluft
verbleibt [30, 31]. Unter Umstanden kann daher eine zusatzliche Reinigungsstufe notwendig
sein, um die Grenzwerte einzuhalten.

Der Aufwand flur die Stofftrennung nimmt mit steigender Anzahl von Komponenten im
Kondensat uberproportional zu. Deshalb ist eine lokale und sortenreine Aufbereitung mit
vertretbarem Aufwand nur moglich, wenn wenige und gut trennbare Schadstoffe in der Abluft
enthalten sind. Eine zentralisierte Aufbereitung komplexer Stoffgemische ist zwar
grundsatzlich denkbar, allerdings existieren hierfir bisher kaum Verwertungswege und
wirtschaftliche Vorteile sind nur in Ausnahmeféllen zu erwarten.

Stoffrickgewinnungsverfahren werden daher nur dort eingesetzt, wo sich hohe Massen-
stréme teurer Losemittel mit geringem Aufwand rezyklieren lassen.

Durch eine vorgeschaltete Stufe zur Aufkonzentration der Abluft z. B. durch Adsorption [32—
41], Absorption [42—-44] oder Membranen [45] lasst sich zwar die Kondensationsstufe kleiner
dimensionieren, die grundsatzliche Problematik bleibt jedoch erhalten.

2.1.5.2 Verfahren der Entsorgung

Da Verfahren der Stoffrickgewinnung nur in Einzelfallen wirtschaftlich umsetzbar sind,
werden (berwiegend Verfahren der Entsorgung eingesetzt. Bei diesen werden die
Schadstoffe oxidiert und weitestgehend in die unschadlichen Verbindungen Kohlendioxid
und Wasser umgewandelt, welche dann in die Umgebung eingeleitet werden.

Die bestehenden Verfahren kann man nach Art der Oxidation klassifizieren in
® thermische Nachverbrennung,
® katalytische Nachverbrennung,
® biologische Verfahren, sowie

® Sonderverfahren.

Bestimmte Mikroorganismen sind in der Lage, organische Stoffe in ihren Metabolismus zu
integrieren und diese als Nahrungsquelle zu nutzen. Die biologischen Verfahren, zu nennen
sind Biofilter und Biowéascher, konnten daher auch als biologische Nachverbrennung
bezeichnet werden, denn die Schadstoffe werden durch biochemische Reaktionen innerhalb
der Organismen abgebaut. Dieser Begriff ist allerdings nicht gebrauchlich.

Beim Biofilter [46—49] siedeln die Mikroorganismen auf einem natirlichen Substrat aus
Kompost, Holzhackschnitzeln, Torf oder Reisig, beim Biowascher [50, 51] innerhalb eines mit
Wasser geflllten Bioreaktors. Biorieselbettreaktoren [52, 53] arbeiten nach ahnlichem Prinzip
wie Biowascher, allerdings wird bei diesen das Wasser permanent umgewalzt und tber
strukturierte Packungen o. A. geleitet. Weil die Organismen die Stoffe nur aus wassrigen
Lésungen heraus aufnehmen kdnnen, wird dem Biofilter ein Wascher vorgeschaltet, der die
Abluft mit Feuchtigkeit sattigt und ggf. gleichzeitig zur Abscheidung von Ammoniak
eingesetzt werden kann.

Das Anwendungsgebiet biologischer Verfahren ist begrenzt, weil die Schadstoffe gut
wasserloslich und in ausreichendem MalRRe biologisch abbaubar sein missen [54]. Auch
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reagieren die Organismen empfindlich auf Beladungs-, Zusammensetzungs- und
Temperaturschwankungen und konnen durch manche Stoffe vergiftet werden. Bei grof3en
Abluftstromen mit geringer gleichbleibender Beladung haben sich Bioverfahren jedoch gut
bewahrt [55].

Vorteilhaft ist der geringe Energiebedarf, da aufgrund der niedrigen Betriebstemperatur von
ca. 30°C [56] wenig Warme bendétigt wird. Bei Biofiltern ist wegen der geringen Schitthéhen
und Stromungsgeschwindigkeiten zudem der Druckverlust vergleichsweise gering, was zu
einem niedrigen Bedarf an elektrischer Energie beitragt.

Neben den Verfahren der thermischen und katalytischen Nachverbrennung, die im folgenden
Abschnitt ausfihrlich beschrieben werden, existieren einige Sonderverfahren, welche
Uberwiegend bei geringen Schadstoffkonzentrationen und kleinen Abluftvolumenstromen
(z. B. zur Geruchsbeseitigung) Anwendung finden.

Bei Plasmaverfahren werden mit Hilfe von Hochspannung ionisierte Gase generiert, die mit
der Abluft und ihren Inhaltsstoffen wechselwirken und zur Bildung von Radikalen fiihren. Der
eigentliche Schadstoffabbau erfolgt dann durch Reaktionen zwischen diesen Radikalen, den
Schadstoffen und den Reaktionszwischenprodukten [57-59]. Von den Plasmageneratoren
kann in erheblichem MaRe Ozon gebildet werden, dass zwar innerhalb des Prozesses zur
Oxidation der Schadstoffe beitragt, aber einen Sekundarschadstoff darstellt, wenn es die
Anlagen verlasst [60]. Daher wird haufig ein Oxidationskatalysator nachgeschaltet der
Uberschissiges Ozon entfernt und zur Oxidation der Schadstoffe beitragt [61-63]. Der
zunehmenden Verbreitung dieser Verfahren soll durch Einfihrung einer VDI-Richtlinie
Rechnung getragen werden, die sich derzeit im Entwurf befindet [64].

Die photokatalytische Oxidation basiert auf einer Anregung der heterogen-katalytischen
Reaktionen durch ultraviolettes Licht [65-68]. Sie ist ebenso wie Plasmaverfahren vor allem
bei geringen Konzentrationen (bis wenige Hundert ppm) geeignet.

2.1.6 Nachverbrennungsverfahren

Diese Verfahren sind u. a. in [69—75] ausfuhrlich beschrieben.

Kennzeichen der Nachverbrennungsverfahren ist, dass die Schadstoffe bei hoheren
Temperaturen umgesetzt werden. Um die Abluft bis auf Oxidationstemperatur aufzuheizen,
wird daher im Vergleich zu den anderen Verfahren mehr Energie bendtigt. Reicht die
Verbrennungsenthalpie der Schadstoffe hierzu nicht aus, muss zusatzlich Energie zugefuhrt
werden. Dies wird meist durch Stitzbrenner oder direkte Eindisung von Brennstoff in die
Abluft bzw. den Brennraum realisiert. Einige Anlagen verfiigen tber elektrische Heizregister,
die aber in der Regel nur im Anfahrbetrieb verwendet werden [76].

Aufgrund des hohen Temperaturniveaus ist es sinnvoll, den Enthalpiestrom des heil3en
Reingases vor Abgabe in die Umgebung so weit wie moéglich bzw. wirtschaftlich sinnvoll zu
nutzen. Dies kann innerhalb oder auR3erhalb der Anlagen erfolgen und auf direktem oder
indirektem Wege realisiert werden.

Bei der internen Nutzung wird der Reingasenthalpiestrom innerhalb des Abgasreinigungs-
prozesses verwendet, zum Beispiel zum Vorwarmen der Abluft. Bei externer Verwendung
dient das Reingas zum Beheizen von anderen Anlagen, Prozessen, Gebauden und so
weiter.
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Eine direkte Beheizung liegt vor, wenn das Reingas selbst als Warmetrager verwendet wird.
Sie kann uberall da eingesetzt werden, wo ohnehin ein Heil3luftstrom zum Beheizen bendtigt
wird und die Reingasbestandteile (Reaktionsprodukte und geringe Mengen unverbrannter
Schadstoffe) keine Verunreinigung des Produktes verursachen oder diese in Kauf
genommen werden kdnnen (z. B. bei Trocknungsprozessen).

Im Gegensatz dazu wird bei der indirekten Nutzung ein zusatzlicher Warmetrager verwendet
(z. B. Prozessdampf oder Thermaldl). Diese Warmetrager haben den Vorteil, dass sie sich
mit weniger Aufwand transportieren und speichern lassen und flexibeler einsetzbar sind.
Auch bei mdglichen Kontaminationen des Produktes durch Reingasbestandteile kann nur
indirekt beheizt werden.

Die Nachverbrennungsverfahren (vgl. Abbildung 3) lassen sich nach der GrofRe des
vorhandenen Prozesswarmebedarfes und der Art der Abluftvorwarmung klassifizieren.

Brennstoff

Verbrennungsluft %
Prozesswarme —
h @ Prozesswarme
Brennstoff ]
a) ——— I>2 d) S
Verbrennungsluft Reingas ©
>
3 -

£ Reingas

¥4
Abluft / Abgas
Abluft / Abgas
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Katalysatoren
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Abbildung 3:  Verfahren der thermischen und katalytischen Nachverbrennung: (a) Kesselfeuerung;
(b) TNV; (c) RNV; (d) KNV; (e) KTNV; (f) KRNV

Besteht am Ort der Emissionsquelle ein sehr hoher Prozesswarmebedarf, wird dieser oft
durch eine Kesselfeuerung gedeckt. Insofern ist es naheliegend der Feuerung statt
Umgebungsluft Abluft als Verbrennungsluft zuzufiihren, und sie so gleichzeitig zur Abgas-
reinigung zu verwenden (a). Allerdings ist zu beachten, dass hierbei nicht wesentlich mehr
Abluft entsorgt werden kann, als im jeweiligen Lastzustand fur die Verbrennung nétig ist.
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Insofern spielt die Gleichzeitigkeit von Prozesswarmebedarf und Abluftentstehung eine
wichtige Rolle. Weiter muss der installierte Brenner fur die Einleitung von Abluft geeignet
sein oder durch einen solchen ersetzt werden. Eventuell kann durch einen Austausch — je
nach Bauart des Brenners und der Feuerung — aul3erdem die Menge der zuflihrbaren Abluft
vergroRRert werden, ohne dass der Ausbrand verschlechtert wird. Der grof3te Vorteil besteht
jedoch darin, dass keine separate Abgasreinigung benétigt wird und keine zusatzliche
Emissionsquelle entsteht.

Wenn zwar ein hoher Bedarf an Prozesswarme besteht, aber die vorhandene Feuerung nicht
fur Abgasreinigungszwecke genutzt werden kann, ist es sinnvoll, eine thermische Nach-
verbrennung (TNV) einzusetzen und diese in den Prozesswarmekreislauf zu integrieren (b).
Die TNV kann somit die Grundlast decken, wobei gleichzeitig die Verbrennungsenthalpie der
Schadstoffe genutzt wird.

Grundsatzlich bestehen TNV-Anlagen aus einer Brennkammer, in welche die Abluft
eingeleitet wird, und einem Brenner, der die Betriebstemperatur von etwa 750°C aufrecht
erhalt.

Da in der Regel nicht die gesamte nutzbare Reingasenthalpie dauerhaft als Prozesswarme
abgefuhrt werden kann, wird meist ein Warmeubertrager zur Abluftvorwarmung installiert,
was den Brennstoffbedarf verringert. Eingesetzt werden hierzu Rekuperatoren, Ublicherweise
in Form von Rohrbindelwarmeibertragern, die je nach Baugrol3e einen Wirkungsgrad von
etwa 40% bis 60% aufweisen.

Besteht im Verhdltnis zum Reingasenthalpiestrom in der Brennkammer nur ein geringer
Warmebedarf oder weist der Bedarf sehr starke zeitliche Schwankungen auf, werden meist
thermische Nachverbrennungsanlagen mit regenerativer Abluftvorwdrmung (RNV) eingesetzt
(c). Das grundsatzliche Funktionsprinzip unterscheidet sich zu TNV-Anlagen lediglich
dadurch, dass zur Abluftvorwarmung Regeneratoren eingesetzt werden, die einen deutlich
hoéheren Wirkungsgrad besitzen. Aus Grinden auf die noch eingegangen wird, erfordern
RNV-Anlagen etwas hohere Betriebstemperaturen im Bereich von 850°C. Auch bei diesem
Verfahren kann Prozesswarme abgefihrt werden, wozu meist ein Teilstrom des Heil3gases
aus dem Brennraum herausgefiihrt wird. Das Verfahren wird im Folgeabsatz ausfihrlich
beschrieben, weshalb an dieser Stelle auf weitere Erlauterungen verzichtet werden kann.

Bei der katalytischen Nachverbrennung (KNV) lauft die Oxidation, bedingt durch die
Absenkung der Aktivierungsenergien der chemischen Reaktionen, bereits bei Temperaturen
im Bereich von ca. 300°C bis 600°C ab. Die Abluft wird durch einen Erhitzer auf die
Anspringtemperatur des Katalysators erwdrmt und diesem zugeleitet (d). Bei niedrigen
Betriebstemperaturen erfolgt der Umsatz der Schadstoffe fast ausschlief3lich im Katalysator.
Eine geringflgige Teiloxidation kann zwar bei brennerbeheizten Systemen auch innerhalb
der Brennerflamme auftreten, allerdings ist dies meist vernachléassigbar.

Zum Einsatz kommen Katalysatoren in Form von Pellets oder Wabenkérpern, die entweder
mit katalytisch aktiven Substanzen beschichtet sind (wash-coat) oder vollstandig aus diesen
bestehen (Vollkontakt). Als katalytisch aktive Stoffe werden Ublicherweise Edelmetalle
(Platin, Palladium, Rhodium) oder Mischoxide (Perowskite) verwendet.

Katalysatoren koénnen durch verschiedene Mechanismen deaktiviert werden. Eine
thermische Deaktivierung findet statt, wenn die Katalysatortemperatur die maximale
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Anwendungstemperatur tUberschreitet. Dabei verandert sich die Katalysatorstruktur, wodurch
sich die aktive Oberflache verkleinert.

Chemische oder physikalische Deaktivierung liegt vor, wenn sich Inhaltsstoffe der Abluft oder
deren Reaktionsprodukte irreversibel mit den katalytischen Substanzen oder der
Trageroberflache verbinden oder diese belegen. Stoffe die dies verursachen werden als
Katalysatorgifte bezeichnet. Haufig sind dies Schwefel-, Chlor- und Siliziumverbindungen.

Durch mechanische Einwirkungen kann die katalytische Beschichtung abgeltst werden.
Deshalb sollten Katalysatoren nicht eingesetzt werden, wenn abrasive Staube in der Abluft
enthalten sind, und nicht mit Druckluft o. A. gereinigt werden.

Aufgrund der verschiedenen Mechanismen ist vor dem Einsatz eines Katalysators immer zu
prifen, ob Randbedingungen vorliegen, welche die Deaktivierung beginstigen. Dies wird
meist durch entsprechende Vorversuche ermittelt, bei denen ein Teilstrom des Abgases in
mobilen Testanlagen behandelt wird. Anhand der Ergebnisse koénnen dann das
Deaktivierungspotential und die Wirtschaftlichkeit abgeschétzt werden. Zu beachten ist aber,
dass die Gefahr von Katalysatorschaden zuklnftig gegeben bleibt, sofern Produkte oder
Einsatz- und Hilfsstoffe gewechselt werden.

Neben den bisher genannten Nachverbrennungsverfahren existieren auch Kombinationen
daraus. Die katalytisch-thermische Nachverbrennung (KTNV, (e)) zielt darauf, die besseren
Moglichkeiten der TNV zur Bereitstellung von Prozesswarme mit dem reduzierten Energie-
bedarf bei geringeren Temperaturen der KNV zu verbinden und somit Warmeerzeugung und
Warmebedarf einander anzupassen [77-80]. Bei der katalytisch-regenerativen Nachver-
brennung (KRNV, (f)) ist eher das Ziel, durch Absenkung der Temperatur den autothermen
Betriebspunkt hin zu geringeren Schadstoffkonzentrationen zu verschieben [6, 81, 82].
Grundsatzlich muissen bei Kombinationen mit Katalysatoren deren Nachteile in Kauf
genommen werden.

Eine Abgrenzung zwischen KNV- und KTNV-Anlagen ist nicht immer eindeutig maoglich.
Indikatoren sind jedoch die Betriebstemperatur, das Ausbrandverhalten und die Anordnung
des Katalysators. Bei rein katalytischer Nachverbrennung findet die Oxidation ausschlie3lich
im Katalysator statt und dieser ist vor der Abluftvorwdrmung angeordnet, weil dort die
hdchste Temperatur erreicht wird. Im Gegensatz dazu liegt bei KTNV-Anlagen die heiReste
Stelle im Brennraum, wo Schadstoffe schon teilweise umgesetzt werden, und der Katalysator
ist nach der Abluftvorwdrmung positioniert.

Legt man den Prozesswarmebedarf der angegliederten Produktion als Vergleichskriterium
zugrunde, kdnnen die Nachverbrennungsverfahren etwa in der Reihenfolge

Kesselfeuerung > TNV > KTNV > RNV > KNV > KRNV

genannt werden. Da es sinnvoll ist, den Warmebedarf mit der Verbrennungswarme der
Schadstoffe in Einklang zu halten, gilt die gleiche Reihenfolge hinsichtlich der Abluft-
konzentrationen.

Verfahren der thermischen und katalytischen Nachverbrennung werden in zahlreichen
Industriezweigen zur Reinigung von Abluftstromen aus unterschiedlichsten Prozessen
eingesetzt. In Tabelle 3 sind nur einige der Anwendungsgebiete genannt.
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Tabelle 3:

Einsatzbereiche thermischer Nachverbrennungsverfahren

Grundstoffproduktion
Bergbau
Stahlproduktion
Kalkherstellung

Weiterverarbeitung
Holztrocknung
Herstellung von Verbundwerkstoffen (z.B. Spanplatten, GFK)
Kunststoffcompoundierung

Produktion
Landwirtschaft (z.B. Schweine- und Hihnermast)
Lebensmittelproduktion, Grof3kiichen, Gaststatten
Herstellung von Farben, Lacken und Klebstoffen

Abluft aus Grubenbewetterung
Gichtgas
CO aus Calciumcarbonat beim Kalkbrennprozess

Baumharz
Lésemittel aus den eingesetzten Klebstoffen
Kunststoffe, Losemittel, Formtrennmittel, usw.

Methan, Gerliche
Fette, Gerliche, Rostgase
Loésemittel

Lackierereien
Druckereien
Kunststoffverarbeitung
Holzverarbeitung
Metallverarbeitung
Textilproduktion
Energieversorgung
Herstellung und Transport von LNG
Recycling
Fassrekonditionierung
Recycling von Spraydosen
Zinkrecycling
Entsorgung

Loésemittel aus den verwendeten Lacken, Overspray
Losemittel aus den Druckfarben

Kunststoffe, Loésemittel, Formtrennmittel, usw.
Lacke, Klebstoffe, Impragnierung

Flussmittel, Beschichtung

Mittel zur Spinn-Strick-Préparation, Appreturen

sour gas aus der Produktion, boil-off gas beim Transport
Reinigungsmittel, Restinhalt

Inhalt, Treibgase
CO aus Reduktion des Zinkoxids beim Walz-Prozess

Deponierung von Abfallen Rotteprodukte
Mechanisch-Biologische Aufbereitung von Abfallen Rotteprodukte
Biologische Abwasserbehandlung Stoffwechselprodukte

2.1.7 Thermische Nachverbrennung mit regenerativer Abluftvorwarmung

Das kennzeichnende Merkmal zur Unterscheidung von TNV- und RNV-Anlagen ist, dass bei
TNV-Anlagen Rekuperatoren als Warmedibertrager zur Abluftvorwarmung eingesetzt
werden, bei RNV-Anlagen hingegen Regeneratoren.

Als Urheber des Stromungsumkehrreaktorprinzips, das RNV-Anlagen zugrunde liegt, wird in
den meisten Arbeiten Matros genannt. Daher werden die Apparate teilweise auch als
.Matros-Reaktoren“ bezeichnet. In der Tat gehdren die Verdffentlichungen von Boreskov,
Matros et al. zu den frihesten wissenschaftlichen Arbeiten (z. B. [83—-85]). Andererseits
wurde das Prinizip etwa zur gleichen Zeit auch von Wojciechowski verdffentlicht und als
Patent eingereicht [86, 87]. Gavalas hatte schon etwa 10 Jahre zuvor die Kopplung eines
Reaktors mit einem regenerativen Warmespeicher vorgeschlagen [88] und bereits im Jahr
1938 wurde ein Patent fir ein Gasreinigungsverfahren an Cottrell erteilt, das die
wesentlichen Kennzeichen einer RNV-Anlage aufweist [89].

2.1.7.1 Funktionsweise
Die grundsatzliche Funktion von thermischen Nachverbrennungsanlagen mit regenerativer
Abluftvorwarmung kann in die Schritte

® Abluft vorwarmen,

® Schadstoffe oxidieren,

® Reingas abkuhlen
unterteilt werden.

Die Schadstoffe werden meist in einem Reaktionsraum oxidiert, der als Brennkammer oder
Brennraum bezeichnet wird. Bei Temperaturen im Bereich von 800°C bis etwa 900°C und
Verweilzeiten im Normzustand in der GréRenordnung von 0,5 bis 1 Sekunde werden die
Schadstoffe im Allgemeinen nahezu vollstandig umgesetzt.
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Die Betriebstemperatur von RNV-Anlagen ist gegentber TNV-Anlagen aus folgenden
Grinden etwas hoher zu wéhlen. Generell ist die Konzentration der Schadstoffe bei RNV-
Anlagen niedriger als bei TNV-Anlagen. Durch die entsprechend geringeren Reaktionsraten
wird eine hohere Temperatur bendtigt, um bei gleicher Verweilzeit denselben Umsatz zu
erzielen. AuRerdem kann in TNV-Anlagen durch die Art der Luftzufuhr und die Bauart des
Brenners eine gute Durchmischung gewahrleistet werden, was bei RNV-Anlagen nicht
maglich ist. Hier erreicht die Stromung der Abluft den Brennraum weitgehend gleichgerichtet.
AuRerdem wird bei RNV-Anlagen ein grol3er Teil der Schadstoffe flammenlos innerhalb der
Regeneratoren oxidiert, wohingegen in TNV-Anlagen im Normalbetrieb die Reaktionen zum
Grof3teil in und an der Brennerflamme ablaufen.

Bevor das heil3e Reingas die Anlage verlasst durchstromt es eine feste Speichermasse, die
meist aus keramischen Fullkdrpern besteht. Dabei gibt das Reingas einen grof3en Teil seiner
Enthalpie durch konvektiven Warmeibergang an die Speichermasse ab, welche dort durch
Warmeleitung ins Innere transportiert wird. Dadurch wird der Speicher aufgeheizt und das
Reingas abgekuhlt. Die Temperaturdifferenz zwischen Reingas und der Oberflache des
Speichers wird geringer und die konvektiv Ubertragene Warme nimmt ab. Wenn dieser
Zustand dauerhaft beibehalten wirde, wirde sich die Temperatur des Wa&rmespeichers
immer mehr der Reingastemperatur annahern, bis schlie3lich nach unendlich langer Zeit die
gesamte Speichermasse diese Temperatur angenommen hétte. Somit wirde keine Warme
mehr Ubertragen.

Um dies zu verhindern, wird nach einer bestimmten Zeitspanne der erwarmte Speicher in
umgekehrter Stromungsrichtung mit der kalteren Abluft beaufschlagt. Nun wird die Wéarme in
entgegengesetzter Richtung transportiert: die Speichermasse wird abgekuhlt und die Abluft
erwarmt. Durch periodischen Wechsel zwischen Reingas und Abluft kann so quasi-
kontinuierlich Warme ubertragen werden.

Im Gegensatz zu Rekuperatoren wird in Regeneratoren kein stationdrer Zustand erreicht,
denn alle GréRen andern sich bedingt durch den Umschaltzyklus periodisch. Nach
ausreichend langer Zeit stellt sich jedoch ein Verhalten ein in dem in festen Zeitabstanden
immer wieder die gleichen Zustandsanderungen durchlaufen werden, sodass die zeitlichen
Mittelwerte konstant sind. Dies wird als zyklisch-stationarer Zustand bezeichnet.

2.1.7.2 Bauarten

Abbildung 4 zeigt verschiedene Bauarten von thermischen Nachverbrennungsanlagen mit
regenerativer Abluftvorwarmung.

In der Standard-Bauform bestehen die Anlagen aus feststehenden vertikal angeordneten
Regeneratoren mit einem quer dartberliegenden Brennraum, wobei die Regeneratoren in
getrennten Gehausen untergebracht sind. Die Umschaltung der Stréomungsrichtung wird mit
Schwenkklappen oder Tellerventilen realisiert, die von pneumatischen Stellantrieben bewegt
werden.

Bei Kompaktanlagen hingegen befinden sich alle Regeneratoren in einem einzigen
Gehause, welches durch Trennbleche in einzelne Sektionen unterteilt sein kann. In anderen
Varianten werden die Regeneratoren horizontal liegend angeordnet.
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Brennstoff Brennstoff Brennstoff
Verbrennungsluft % Verbrennungsluft % Verbrennungsluft

a) b) c)
Abluft /
Abgas
Abluft / Abluft /
Abgas Abgas Reingas
Splluft Spiilgas
Brennstoff
Verbrennungsluft %
Brennstoff elektrische Beheizung
L Abluft / Abgas Brennstoff
d) e) .
Reingas
Brennstoff Brennstoff
Verbrennungsluft @l Verbrennungsluft e=O=>>

Abluft / Abgas Abluft / Abgas

Reingas Reingas

Spiilluft Spiilluft

Abbildung 4:  Bauarten von RNV-Anlagen: (a) Standard-Bauweise mit Frischluftspiilung und
Unterdruckbetrieb; (b) Kompakt-Bauweise mit HeiRgasspulung und Uberdruckbetrieb;
(c) 2-Turm-Anlage mit Pufferbehalter; (d) 2-Turm-Anlage mit liegenden Regeneratoren
und elektrischer Beheizung; (e) 1-Turm-Anlage; (f) Anlage mit rotierendem
Regenerator; (g) Anlage mit rotierendem Luftverteiler

Da es bei der Anderung der Stromungsrichtung lediglich auf die Relativbewegung zwischen
Gasstrom und Speichermasse ankommt, kann diese auch mit drehenden Regeneratoren
innerhalb eines feststehenden Luftverteilsystems erreicht werden oder mit einem stehenden
Regenerator und drehendem Luftverteiler (System Eisenmann [90]). Grundsétzlich sind auch
FlieBbettregeneratoren denkbar, allerdings sind diese bisher nicht kommerziell verflgbar.

Eine weitere Sonderform besteht aus einem einzigen Regenerator der mit Keramikkugeln
gefullt ist [91-94]. Dieser Typ wurde speziell entwickelt, um die Speichermasse automatisiert
entnehmen und reinigen zu kénnen, was den Einsatz auch dort erlaubt, wo die Abluft eine
hohe Staubbeladung oder belagsbildende Inhaltsstoffe aufweist. Auf einen Brennraum wird
bei diesem System verzichtet, sodass ausschlieZlich flammenlose Oxidation innerhalb des
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Bettes stattfindet. Da die Schuttung im Abgasreinigungsbetrieb unbewegt ist und nur bei
Stillstand entleert wird, ist es aber kein Flie3bett-Regenerator.

Das Geblase, welches die Durchstréomung der Anlage gewahrleistet, kann entweder auf der
Abluftseite angeordnet sein (Druckbetrieb) oder auf der Reingasseite (Saugbetrieb). Vorteil
bei der ersten Anordnung ist, dass die Temperatur der Abluft in der Regel geringer ist als
diejenige des Reingases, wodurch das Geblase Kkleiner dimensioniert werden kann.
Nachteilig ist, dass die gesamte Anlage unter geringem Uberdruck steht, sodass Schadstoffe
in die Umgebung gelangen kdnnen, wenn undichte Stellen vorhanden sind.

2.1.7.3 Spulsysteme

Wenn vom Ablufttakt in den Reingastakt umgeschaltet wird, ist im kalten Bereich des
Regenerators noch unreagierte Abluft enthalten. Diese wirde mit dem nun heraus-
strémenden Reingas mitgetragen und zu erhdhten Schadstoffkonzentrationen filhren. Um
dies zu vermeiden, wird flr gewdhnlich der Regenerator vor dem Reingastakt gespdilt.

Hierzu kann zum einen Umgebungsluft verwendet werden, welche die verbliebene Abluft
zum Brennraum beférdert, wo diese oxidiert wird. Nachteilig hieran ist, dass dem System ein
zusatzlicher kalter Luftstrom zugefiihrt wird, der bis auf Betriebstemperatur aufgeheizt
werden muss und den Reingasstrom vergroRert. Weiter ist bei Anlagen im Uberdruckbetrieb
ein separates Geblase erforderlich.

Alternativ kann Reingas zur Spulung verwendet werden. Diese Variante wird so realisiert,
dass uber das Abluftgeblase ein Teilstrom des Reingases aus dem Brennraum (Heif3gas)
abgesaugt und der Abluft beigemischt wird. Das Spulgas wird somit wieder der thermischen
Behandlung zugefihrt. In diesem Fall ist bei Anlagen im Saugbetrieb ein zusatzliches
Geblase notwendig. Vorteil bei dieser Variante ist, dass kein zusatzlicher Luftstrom benétigt
wird.

Damit die Schritte
® Abluft vorwarmen,
® Spiilen,

® Reingas abkuhlen,

kontinuierlich realisiert werden kénnen, bendtigen Anlagen mit Spulschritt mindestens drei
Regeneratoren. Anlagen fur gro3e Volumenstrome werden jedoch meistens mit 5 oder 7
Speichern gefertigt. Jeweils einer davon wird gespult, die anderen befinden sich im Reingas-
bzw. Ablufttakt. Durch eine geeignete Steuerung der Klappen wird gewahrleistet, dass jeder
der Regeneratoren die drei genannten Schritte in der richtigen Reihenfolge und der
gewiinschten Dauer durchlauft (Zyklussteuerung). Oft werden hierbei fest eingestellte
Umschaltzeiten verwendet. Es ist aber auch mdglich, diese Zeitintervalle wahrend des
Betriebes anzupassen. Dies hat den Vorteil, dass z. B. der Wirkungsgrad der Warme-
rickgewinnung beeinflusst oder die Temperaturverteilung verbessert werden kann [95, 96].

Bei Anlagen mit rotierenden Systemen mussen fir die Spulung mindestens drei Segmente
vorhanden sein. Der Anteil des gespllten Regeneratorvolumens ist dabei durch die Grolze
des Spulsegmentes festgelegt. Der Wirkungsgrad kann tber die Drehfrequenz beeinflusst
werden.
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Anstatt einen Spultakt zu implementieren, kann auch nach dem Umschalten auf Reingas der
erste verunreinigte Anteil in einen Pufferbehdlter gefiihrt werden. Wahrend des Ablufttaktes
wird dann der Behdlter wieder entleert und das gespeicherte Gas der Abluft beigegeben [97].

2.1.7.4 Beheizungssysteme

Um die Anlagen vor Aufnahme des Abluftreinigungsbetriebs auf die erforderliche Temperatur
zu bringen und diese im laufenden Betrieb aufrecht zu erhalten, muss ein Heizsystem
vorhanden sein, Uber das die erforderliche Energie zugefihrt werden kann.

Bei der Standard-Bauart werden hierzu gas- oder 6lbefeuerte Brenner eingesetzt, die im
Brennraum angeordnet sind. In der Regel handelt es sich um Duoblock-Geblasebrenner,
denen externe Verbrennungsluft Gber ein gesondertes Geblase zugefuhrt wird.

Im Abgasreinigungsbetrieb kann die fehlende Energie auch durch Beimischen von Brenngas
zur Abluft gedeckt werden. Dies wird als Flammenlosbetrieb bezeichnet, da die Verbrennung
bei ausgeschalteten Brennern ohne sichtbare Flamme vonstattengeht. In den meisten Fallen
werden dadurch weniger Sekundaremissionen gebildet. Eine Ausnahme ist hingegen bei
Brennstoff-Stickstoff-Verbindungen in der Abluft gegeben. Hier fihrt der beigemischte
Brennstoff (meist Erdgas) zu einer starken Erhohung der Stickoxidkonzentrationen im
Reingas [98, 99]. Der Flammenlosbetrieb bendtigt gegenliber dem Brennerbetrieb weniger
Brennstoff, was im Hauptteil dieser Arbeit noch herausgestellt werden wird.

Kleinere Anlagen werden teilweise mit elektrischen Einrichtungen aufgeheizt und im
Abgasreinigungsbetrieb tber ein Flammenlossystem auf Temperatur gehalten.

Die Uber Brenner, Flammenlosstrecke oder Elektroheizung zugefihrte Leistung wird anhand
von Temperaturmesswerten geregelt. Ublicherweise wird hierzu die Brennraumtemperatur
verwendet, was aber nicht immer optimal ist [5].

2.1.7.5 Betriebsbereiche

Der Gesamtwéarmebedarf der Anlagen ergibt sich aus der Energiebilanz um das System. Im
zyklisch-stationédren Betrieb muss somit insgesamt so viel Energie zugefiihrt werden, wie
Uber Prozesswarme sowie Transmissionswarme- und Reingasverluste abgeflhrt wird.

Sind brennbare Bestandteile in der Abluft enthalten, wird ein Teil der bendtigten Energie Uber
die Verbrennungsenthalpie der Schadstoffe gedeckt. Je nach Beitrag dieses Anteils am
Gesamtwarmebedarf kann man die folgenden Betriebsbereiche unterscheiden (Abbildung 5).

unterautothermer Uberautothermer pseudo-unterautothermer

Im unterautothermen Betrieb wird mit der Berieb Betrieh Betrih
Abluft weniger Verbrennungswarme zuge- i
fahrt, als notwendig ist, um den Prozess zu
tragen. Es muss zusatzlich Energie tUber das
Beheizungssystem zugefuhrt werden.

»

-
=

Temperatur
Zusatzbrennstoff

autothermer Betriebspunkt
Brennraum

Am autothermen Betriebspunkt reicht der
Energieinhalt der Abluft gerade aus, um die
Warmeverluste zu decken und die Betriebs-

temperatur aufrechtzuerhalten. Eine Zusatz-
heizung ist nicht erforderlich. Abbildung 5:  Definition der Betriebsbereiche

v

Mit Abluft zugeflihrter Verbrennungsenthalpiestrom
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Im Uberautothermen Betrieb hingegen wird durch die Abluft mehr Energie zugefihrt, als fir
den Prozess erforderlich ist. Das Beheizungssystem wird nicht bendtigt und es kann Wéarme
abgefuhrt werden.

Neben diesen drei weithin bekannten Bereichen existiert noch ein weiterer Bereich. Dieser
zeichnet sich dadurch aus, dass zwar mit der Abluft ausreichend Energie fir den
Uberautothermen Betrieb mitgefuhrt wird, die Heizsysteme aber noch zusatzliche Leistung
einbringen. Fur diesen Bereich wurde der Begriff ,pseudo-unterautothermer Betrieb* gewahlt
[5], weil der Zustand zwar Uberautotherm ist, aber von der ublichen Prozessregelung fir
unterautotherm gehalten wird.

Die mit den brennbaren Stoffen zugefiihrte Verbrennungswérme wird meist durch die
adiabate Temperaturerh6hung charakterisiert. Diese gibt an, um welchen Betrag sich der
Luftstrom bei vollstandigem Umsatz der Brennstoffe (als solche zahlen auch brennbare
Schadstoffe) erwarmen wirde, wenn keine Warmeverluste vorhanden wéren. Sie ergibt sich

aus der Energiebilanz um den Reaktor
Ng

QR B ;CN,I inf,i (Gl 1)

mie, Py €,

mee, 0, +Qy = me, T, = AT, =T,-T, =

und ist unabhangig vom Massenstrom und (bei G, = const)der Eintrittstemperatur. Da in der
Realitdt immer Warmeverluste an die Umgebung auftreten, ist die tatsachliche Differenz
zwischen den Aus- und Eintrittstemperaturen geringer als die adiabate Temperaturdifferenz.
Dennoch ist sie ein geeignetes Malf3, um die Betriebsbereiche abzugrenzen, sofern man die
momentane adiabate Temperaturerh6hung mit dem erforderlichen Mindestwert vergleicht.

Wie aus Abbildung 5 hervorgeht, sind der autotherme Betrieb und die dafir erforderliche
adiabate Temperaturerhbhung bzw. Verbrennungswarme nicht festgelegt. Sie hangen von
der HOhe der gewahlten Solltemperatur ab.

2.1.7.6 Verbrennungsbedingungen

Die Oxidation der brennbaren Abluftbestandteile in RNV-Anlagen unterscheidet sich stark
von anderen Verbrennungsvorgangen. Zum einen wird ein Groldteil des bendtigten
Brennstoffes mit der Luft zugefuhrt (im autothermen Betrieb sogar 100%), zum anderen
erfolgt ein Teil der Oxidation flammenlos innerhalb der Abluftregeneratoren. Des Weiteren
bestehen kaum Einflussmdglichkeiten, um Luft bzw. Abluft und Zusatzbrennstoff im Brenn-
raum gezielt zu vermischen und Uber die Brennerflamme zu leiten.

Der wesentliche Unterschied ist jedoch der sehr viel héhere Luftiberschuss. In Abbildung 6
ist der rechnerische Luftiberschuss gezeigt, der sich fir verschiedene Stoffe aus der
Abluftbeladung (ohne Zusatzbrennstoff) ergibt. Die Luftuberschusszahl @, kennzeichnet
das Verhdltnis aus der zugefihrten zur stdchiometrisch benétigten Luftmenge.

Wahrend Feuerungen fir gasformige Brennstoffe etwa mit einer Luftiiberschusszahl von
105< ¢, <12 und Feststofffeuerungen ungefahr bei 12<¢, <15 betrieben werden,
kénnen in RNV-Anlagen bei sehr geringen Konzentrationen Werte von ¢, >100 erreicht
werden. Als autothermer Betriebsbereich kann je nach Abluftzusammensetzung und
Betriebsbedingungen eine Beladung von 1,5 bis 3 g/my® angenommen werden, in dem die
Luftuiberschusszahl immer noch im Bereich 20< ¢, <100 liegt.
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Abbildung 6:  Rechnerische Luftiiberschusszahl in RNV-Anlagen in Abhangigkeit der Abluftbeladung

fir verschiedene Stoffe

2.1.8 Marktubliche Speichermassen

In den Regeneratoren von thermischen Nachverbrennungsanlagen werden ublicherweise
keramische Speichermassen eingesetzt. Diese sind gunstig in der Herstellung, ausreichend
stabil, temperatur- und sdaurebestandig und inert. Keramische Werkstoffe, die haufig
verwendet werden, sowie einige ihrer Eigenschaften sind in Tabelle 4 genannt.

Tabelle 4: Eigenschaften keramischer Speichermassen [100]

Sio, M.-% 43,3 66,1 28,9 57,2 51,5
Al,O3 M.-% 52 30,4 68,3 25,5 36,4
MgO M.-% 0,1 0,13 0,2 7,9 8,5
Alkali M.-% 3,2 2,8 1,9 3,1 1,3
Rohdichte kg/m® 2.680 2.470 2.310 2.420 2.160
Spez. Warmekapazitat J/kgK 992 897 998 942 1.016
Warmeleitfahigkeit W/mK 2,79 1,37 2,42 1,89 1,63
max. Anwendungstemperatur °C 1.400 1.280 1.480 1.200 1.300
Erweichungspunkt °C 1.500 1.380 1.580 1.320 1.400
Temperaturwechselbestandigkeit* K 500 500 550 500 600
Waéarmeausdehnungskoeffizient 10%/K 6,2 4,8 6,2 3,5 3,4
Innere Porositéat % 0,8 0,6 26 0,4 15
Séurebestéandigkeit** % 0,2 0,3 25 5 16,7

(* an Prufkorpern der MafRe 6 x 6 x 3 cm mit zwei nebeneinander liegenden, unbeschadigten Hautflachen, geschnitten aus einer Wabe; ** gemessen in Anlehnung
an DIN EN 993-16: Das Material wird mit definierter Oberflache tber eine definierte Zeit HCI ausgesetzt. Der Zahlenwert entspricht dem dabei auftretenden

Massenverlust. Je niedriger der Wert desto besser die Besténdigkeit.)

Die Auswahl des bendétigten Werkstoffes richtet sich nach den jeweiligen Anforderungen.
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Wesentliche Auswabhlkriterien sind
® spezifische Oberflache,
Druckverlust,

maximale Anwendungstemperatur und

Preis.

Von eher untergeordneter Bedeutung sind in den meisten Féllen
Rohdichte,
Warmeleitfahigkeit,

spezifische Warmekapazitat,

Temperaturwechselbestandigkeit und

® Saurebestandigkeit.

Die Speichermassen werden entweder in Form von losen Schittungen aus Fillkérpern oder
als Packungen aus monolithischen Wabenkdrpern in die Gehduse der Regeneratoren
eingebracht. Sie werden verfahrenstechnisch anhand verschiedener charakteristischer
Eigenschaften ausgelegt.

Die volumenspezifische Oberflache

A
a =y (Gl. 2)

B

gibt an wie viel Warmeubertragerflache innerhalb eines bestimmten Behdltervolumens zur
Verfligung steht. Sie ist eine entscheidende Grél3e fur den Wirkungsgrad des Regenerators.

Mit Lickengrad wird der Anteil des Hohlraums am Behéltervolumen bezeichnet. Es gilt

& :i:VB _VS (Gl 3)
Y VB VB '

Synonyme Bezeichnungen sind Hohlraumanteil oder Porositat. Diese GréfRe hat einen
wesentlichen Einfluss auf den Druckverlust des Regenerators.

Eine weitere kennzeichnende GréfRe von Packungen ist der hydraulische Durchmesser.
Dieser wird Uber das Verhéltnis aus Fluidvolumen zu benetzter Oberflache

41V
Ohya =
A

definiert. Ausgedriickt durch den Liickengrad und die spezifische Oberflache erhalt man

(Gl. 4)

d = 4V _4le, IV, _4lg,
hyd — - - :
A A ay
Nur bei idealen, monodispersen Kugelschittungen unendlicher Ausdehnung kdnnen die

charakteristischen Eigenschaften der Schittung unmittelbar aus der geometrischen
Anordnung berechnet werden.

(Gl. 5)
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So ergibt sich fur die volumenspezifische Oberflache

1
aV:6Eﬂl—£V)E-Id—. (G. 6)
P
Fur den Lickengrad findet man bei kubisch-flachenzentrierter  Anordnung
&y =1—\/§/6n = 0260, bei kubisch-raumzentrierter Orientierung &, :1—\/§/87[= 0320
und bei kubisch-primitiver Ausrichtung &, =1-1/6n = 0476.

Weil bei realen Packungen die Porositdit an den Randern zunimmt (bei idealen
Begrenzungsflachen bis auf den Wert 1), gelten diese Werte aber selbst bei idealer
Anordnung nur fir unendlich ausgedehnte Schittungen. Reale Kugelschittungen sind
auBerdem zufallig angeordnet, sodass die Eigenschaften lokal und im Mittel mehr oder
weniger stark von den genannten Werten abweichen. Zeiser gibt beispielsweise fur die
Porositat von Zufallsschiittungen einen Wert von 0,37+0,08 an [101].

Andere Partikelformen werden meist in Analogie zu Kugelschittungen betrachtet, indem
bestimmte aquivalente Partikeldurchmesser verwendet werden. So wird der Warmetubergang
in Schittungen vielfach auf den Durchmesser der oberflaichengleichen Kugel bezogen.
Dieser kann aus der spezifischen Oberflache und der volumenspezifischen Partikelzahl
ermittelt werden

Ge :\/%:\/%' (Gl 7)

Den Durchmesser der volumengleichen Kugel erhalt man analog aus

dpyvzi/GWP :s\/sml_gv). Gl. 8)

T N,

Bei Druckverlustberechnungen hingegen wird meist der Sauter-Durchmesser verwendet, der
sich bei Kdrpern mit vernachlassigbarer innerer Porositat aus der volumenspezifischen
Oberflache und dem Lickengrad ergibt [31].
. - 6IVs _6L(1-5) Gl.9)
A a,

Dieses Langenmall dberfuhrt Schittungen beliebig geformter Partikel und Partikel-
mischungen in eine Schittung aus Kugeln mit mittlerer Geometrie, welche die gleiche
Oberflache und das gleiche Volumen besitzt [102].

Mit dem Sauter-Durchmesser ergibt sich der hydraulische Durchmesser von Partikel-
schittungen aus

S AP A (@, s (K (Gl. 10)

wobei der Faktor

-1
K {1%@%9%) (Gl. 11)

die hohere Porositat an den Randern in Abhéngigkeit des relativen Partikeldurchmessers in
Bezug zum Durchmesser der Schittung D beschreibt [103].
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2 Stand des Wissens

Im Vergleich zu den komplex geformten Fullkérpern, die in der chemischen Verfahrens-
technik eingesetzt werden, werden in Regeneratoren Korper mit vergleichsweise einfacher
Geometrie verwendet. Die haufigste Form sind Sattelkérper (etwa Novalox®- oder Berl-
Sattel), aber auch Ringe (Raschig, Pall®) und Kugeln werden eingesetzt.

Bei Wabenkdrpern handelt es sich um monolithische Formsteine, die in einer regelmafigen
Anordnung mit einer Vielzahl von Stromungskanalen durchzogen sind. Auch bei diesen kann
man die Packungseigenschaften unmittelbar aus der Geometrie berechnen. Bei einem
quadratischen Kanalquerschnitt mit der Kanalweite d, und Stegdicke Jg erhélt man z. B. fir
den Liuckengrad und die spezifische Oberflache die Gleichungen

£, {“%J (Gl. 12)

K

-2
4 () a4
& dKEE dKj d (Gl 13)

Da der auRRere Steg der Wabenkdrper aus Stabilitatsgrinden meist etwas dicker ausgepragt
ist als die inneren, stellen diese Beziehungen strenggenommen N&aherungen dar. Anderer-
seits lassen sich Waben nie ganz spaltfrei einbauen und sind mit Fertigungstoleranzen
behaftet, sodass die Beziehungen fir praktische Zwecke ausreichend genau sind.

Im Gegensatz zu Formsteinen mit Wandstarken in der GréRenorndung von 10 cm, die z. B.
bei Winderhitzern der Stahlindustrie Verwendung finden, zeichnen sich die hier
gebrauchlichen Monolithen durch sehr geringe Stegdicken (<1 mm) aus.

Wabenkorper weisen gegenuber Fullkérpern eine groRere spezifische Oberflache bei
gleichzeitig geringerem Druckverlust auf. Daher werden bei Neuanlagen Uberwiegend
Monolithen eingesetzt. Bei Altanlagen kann der Ersatz von Fullkoérpern durch Monolithen
deutliche wirtschaftliche Vorteile bringen [104—106].

In Abbildung 7 sind Herstellerdaten fir die 1,600 T
. .. ) ) I ®Kugeln
spezifische Oberflache verschiedener Speicher- 1400§ & Novalox-Sitel .
. e . . . oy — : . D
massenarten in Abhangigkeit des jeweiligen T 1aof S
Liickengrades aufgetragen. Es wird deutlich, [ [Raschig-Ringe
. ) i . i = 1.000 + @ Raflux+Pall-Ringe o m
dass Wabenkarper bei gleicher Porositat eine o E @ wabenkorper Dﬂé
. e . . .. [3} 800 T (]
sehr viel grol3ere Oberflache als Fullkorper £ s ° s
[5) L
aufweisen. Die Daten der Fullkorper wurden auf & I
" . i [ <,
Nenngré3en von mindestens ¥s-Zoll begrenzt. E& 400 1 I Y

Zwar konnen sehr kleine Fullkérper bessere 200§ ‘ 00‘%

. " . L ®e
Werte erzielen als Wabenkdrper mit grofRen N . A L - = N
Kanalweiten, wegen des stark ansteigenden 0 02 04 00 08 !

Druckverlustes werden diese aber in der Praxis
kaum eingesetzt.

Liickengrad / (m %m?

Abbildung 7:  Lickengrad und spezifische

Nachteilig ist bei Wabenkdrpern, dass sich die Oberflache unterschiedlicher

engen Kanalquerschnitte leicht mit Beldgen Fillkorper

zusetzen. Dadurch nimmt bei Standardwaben

der gesamte stromabwarts gelegene Teil nicht mehr an der Warmelbertragung teil.
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2.2 Stand der Wissenschaft

Teilweise kann dem durch Verwendung von Brickenwaben Abhilfe geschaffen werden, die
eine gewisse Quervermischung zwischen den einzelnen Lagen zulassen.

Im Gegensatz dazu setzen sich Schittungen weniger schnell zu. Au3erdem bleibt dort bei
lokalen Verblockungen der Rest des Regenerators durchlassig. Ein weiterer Vorteil der
Fullkbrper besteht darin, dass es sich um schuittfihiges Material handelt, dessen
Einbauaufwand deutlich geringer ausféllt als bei Wabenkdrpern.

2.2 Stand der Wissenschaft

Der vollstandige Stand der Wissenschaft in den benétigten oder tangierten Teildisziplinen
(Verbrennungs- und Feuerungstechnik, chemische Reaktionstechnik, Warmeubertragung,
Fluiddynamik, Thermodynamik usw.) kann hier nicht vollstandig beschrieben werden.
Stattdessen wird ein einfilhrender Uberblick iiber den Wissensstand gegeben, der in
Abschnitt 5 weiter ausgebaut wird.

Wie bereits beschrieben, handelt es sich bei RNV-Anlagen um Reaktoren, die mit
Regeneratoren zur Warmerickgewinnung ausgertstet sind. Chemischer Umsatz und
Warmeulbertragung finden aber nicht streng voneinander getrennt statt, denn teilweise
werden die Schadstoffe bereits innerhalb des Abluft fihrenden Regenerators oxidiert.
Insofern kénnen RNV-Anlagen auch als Stromungsumkehrreaktoren aufgefasst werden.
Dieser Reaktortypus stellt eine Verallgemeinerung zweier anderer Reaktorarten dar. Bei
unendlich langer Umschaltzeit entspricht der Stromungsumkehrreaktor dem Festbettreaktor,
wahrend er bei unendlich kurzer Umschaltzeit dem Warmetibertragerreaktor gleichkommt.

Die Reaktormodellierung verfolgt grundsatzlich zwei Ziele. Zum einen werden durch die
mathematische Beschreibung der physikalischen und chemischen Vorgange sowie die
durchgefuhrten Berechnungen das Prozessverstandnis vertieft und neue Impulse fur weitere
Forschungsarbeiten gegeben. Zum anderen vergréRern die Modelle die Sicherheit beim
Dimensionieren oder Skalieren von Reaktoren. Die adaquate Reproduktion von Messdaten
ist dabei nur Mittel zum Zweck.

2.2.1 Festbettreaktoren

Bei Festbettreaktoren (FBR, fixed-bed-reactor) handelt es sich um durchstromte Packungen
aus Festkorpern in denen Reaktionen stattfinden. Nach dieser allgemeinen Definition kénnen
sowohl Feuerungs- und Vergasungsanlagen als auch thermonukleare Reaktoren, in denen
Brennstoffpartikel (Biomasse, Kohle oder Radionuklide) als unbewegte oder nur langsam
bewegte Schittung eingesetzt werden, als Festbettreaktoren aufgefasst werden. In der
chemischen Reaktionstechnik werden darunter schuittungsgefillte Rohrreaktoren oder
durchstréomte Wabenkdorper verstanden, die meist katalytisch aktiv sind.

Da in solchen Festbettreaktoren Uberwiegend heterogene Reaktionen zwischen dem Fluid
und dem Katalysator stattfinden, kommt der Wechselwirkung zwischen diesen beiden
Phasen besondere Bedeutung zu. Diese sind durch Stoff- und Wéarmetransport aneinander
gekoppelt, welche ihrerseits von den Konzentrations-, Strobmungs- und Temperatur-
verteilungen im Fluid und im Festkorper abhangen. Die Interaktionen zwischen diesen
FeldgréRen sind jedoch so komplex, dass Vereinfachungen vorgenommen werden missen,
um analytische Losungen (z. B. [107]) herzuleiten oder Rechenmodelle aufzustellen, welche
in annehmbarer Zeit brauchbare Ergebnisse liefern.
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2 Stand des Wissens

Da die Leistung der ersten elektronischen Rechenanlagen sehr gering war, begann die
Beschreibung von Festbettreaktoren mit eindimensionalen pseudo-homogenen (bzw. quasi-
homogenen) Modellen (z. B. [108, 109]). Die raumlichen Verteilungen innerhalb des
Katalysators und in radialer Richtung des Reaktors werden dabei vernachlassigt und nur die
axialen Profile betrachtet. Zusatzlich wird bilanziell nicht zwischen der fluiden und festen
Phase unterschieden, sondern beide zu einem homogenen Medium mit mittleren
Eigenschaften zusammengefasst [110-112]. Dies ist dann statthaft, wenn sich die lokalen
Zustédnde der beiden Phasen nur wenig unterscheiden (z.B. hoher Warme-
Ubergangskoeffizient, gute Warmeleitfahigkeit des Festkdrpers).

Bei heterogenen Reaktormodellen hingegen werden Katalysator und Fluid getrennt
bilanziert, wobei die Bilanzen durch Warme- und Stofflibergangsterme gekoppelt sind [110—
116]. Lokale Verteilungen innerhalb der beiden Phasen werden dabei meist vernachlassigt,
d. h. die verschiedenen Mechanismen sind auf die gemittelten Zustande bezogen.

Beide Modellarten kénnen weiter verbessert werden indem analytische Zusammenhénge fiir
Stromungs- und Temperaturverteilungen integriert werden. Dadurch kénnen z. B. die hohere
Porositat von Schittungen in Wandnahe (Randgangigkeit) [117-119], radiale Temperatur-
und Konzentrationsprofile [120] oder die Verteilungen innerhalb des einzelnen
Katalysatorkorns [115, 117, 121, 122] genauer beriicksichtigt werden. Ahnliche Ziele verfolgt
man durch die mehrdimensionale Beschreibung des Reaktors [123, 124] oder die detaillierte
Betrachtung der Katalysatorphase [125].

Zum gegenwadrtigen Zeitpunkt kénnen heterogene zwei- und dreidimensionale
Reaktormodelle ggf. mit eindimensionaler Betrachtung der Festkorper als ,state of the art*
bezeichnet werden [126—131]. Dennoch werden vereinfachte Modelle noch haufig eingesetzt
[132-135].

Trotz ihrer station&ren Betriebsweise zeichnen sich bereits einfache Festbettreaktoren durch
ein komplexes Betriebsverhalten aus, dass in unzahligen Forschungsarbeiten untersucht
wurde. Hier kbnnen nur einige Aspekte kurz umrissen werden.

So kann zum Beispiel zwischen dem Zinden und Léschen des Reaktors eine Hysterese
bestehen, d. h. die Temperatur, um die Reaktion in Gang zu bringen, ist hdéher, als die zum
stationaren Betrieb erforderliche Mindesttemperatur [136—-140].

Die Lage der Reaktionszone und die Geschwindigkeit mit der diese von einer Lage in die
andere Ubergeht sind abhéngig von den Randbedingungen (,wandernde Brennzone®) [139,
141-150].

Im Reaktor kbnnen lokale Maximaltemperaturen auftreten (,hot-spots”), welche die adiabate
Austrittstemperatur Uberschreiten und so u. U. den Katalysator schadigen konnen [151-153].
Eine Absenkung der Temperatur oder Konzentration am Reaktoreintritt kann zum Anstieg
der Reaktortemperatur fiihren (,wrong-way-behaviour®) [143, 154].

Des Weiteren kdnnen bei gleichen Randbedingungen verschiedene stationdre Zusténde,
instabile Zustéande sowie stabile Oszillationen auftreten [113, 114, 143, 151, 155-164].

Ubersichten (iber das Verhalten von Festbettreaktoren und die Herausforderungen bei der
Modellierung bieten z. B. [109-111, 117, 121, 165, 166].
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2.2 Stand der Wissenschaft

2.2.2  Stromungsumkehrreaktoren

Bei Stromungsumkehrrreaktoren (RFR, reverse-flow-reactor) handelt es sich um
Festbettreaktoren, bei denen die Richtung der Durchstromung zyklisch alterniert wird. Dabei
werden Warmedubertragung und chemische Reaktionen gezielt miteinander gekoppelt, um
die fur die Reaktionen bendtigten Energiestrome intern zurtickzufiihren und wiederzu-
verwenden. Man kann daher Stromungsumkehrreaktoren auch als Regeneratoren mit
Uberlagerten chemischen Reaktionen auffassen.

In [84, 167-171] sind diese Reaktoren und ihre Eigenschaften ausfiihrlich beschrieben.

Das Funktionsprinzip ist in Abbildung 8 versinnbildlicht. Im Beispiel (a) wird die Reaktions-
enthalpie von exothermen Reaktionen zwischengespeichert und zur Vorwarmung des
Eduktstroms genutzt. Dieses Anwendungsprinzip entspricht demjenigen, das auch bei RNV-
Anlagen vorliegt. Im Fall (b) wird die gespeicherte Reaktionswarme im zweiten Takt einem
Stoffstrom mit anderer Zusammensetzung zugefihrt. Durch diese Betriebsweise lassen sich
prinzipiell auch exotherme und endotherme Prozesse miteinander koppeln [172-176].
Allerdings darf die dabei auftretende Vermischung der Stoffstrome den Vorgang nicht
beeintrachtigen oder der Reaktor muss in einem Zwischenschritt mit einem fir beide
Stoffstrome unschadlichen Medium gespllt bzw. inertisiert werden.

CH = ) C%% - )
g VT l w L

Abbildung 8:  Strémungsumkehrreaktoren

Physikalisch unterscheiden sich Stromungsumkehrreaktoren von Festbettreaktoren nur
durch die zyklischen Randbedingungen. Daher kdénnen grundsatzlich dieselben Modell-
gleichungen verwendet werden.

Trotz dieses geringfiigig erscheinenden Unterschiedes erhéht sich aber die bendtigte
Rechenleistung erheblich, insbesondere dann, wenn nicht das transiente Reaktorverhalten
von Interesse ist, sondern der zyklisch-stationare Zustand. Bei Prozessen mit stationaren
Randbedingungen kann sich eine Storung, die z. B. durch Variation einer Randbedingung,
eines Parameters oder ungenaue Anfangsbedingungen entstanden ist, kontinuierlich
ausbreiten. Dadurch konvergiert der Prozess recht schnell zum stationdren Zustand. Bei
RFR hingegen werden Stérungen durch die Stromungsumkehr mehrfach reflektiert. Dadurch
dauert es erheblich langer bis die Stérung vollstdndig abgebaut und der neue zyklisch-
stationdre Zustand erreicht ist. Dieser Vergleich setzt selbstverstandlich voraus, dass beide
Prozesse ahnliche Zeitkonstanten aufweisen und ein stationérer Zustand existiert.

Grundsatzlich kann man zyklisch-stationdre Ldsungen mit Hilfe spezieller numerischer
Verfahren unmittelbar berechnen. Die Dimension des Systems ist dann aber bei RFR sehr
viel groRRer, da der Reaktor nicht nur ortlich sondern auch zeitlich (fir einen Zyklus)
diskretisiert werden muss. Insofern verwundert es nicht, dass numerische Methoden zur
effizienten Berechnung des zyklisch-stationdren Zustandes einen Schwerpunkt der
Forschungsarbeiten darstellen [177-189].
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2 Stand des Wissens

RFR kénnen als rein katalytische Reaktoren [85, 190], als katalytische Reaktoren mit ,inerten
Randzonen® [172, 191-196] oder als voll-inerte bzw. rein thermische Reaktoren [197-199]
gestaltet sein.

Neben der Oxidation von Methan [191, 196, 199, 200] und anderen organischen
Verbindungen [85, 190, 192, 194, 197, 201] wurden auch die partielle Oxidation von Methan
[202-208], die Oxidation von CO [193, 209, 210], SO, [211, 212] und NH; [195, 213, 214],
die Methanol-Synthese [215, 216], Styrol-Synthese [172], Propan-Dehydrierung [174] und
die Zersetzung von N,O [175, 183, 217-219] betrachtet.

Die chemischen Reaktionen werden meist in Form von Globalreaktionen beschrieben [192,
198]. Selten werden komplexere Reaktionsmechanismen verwendet [214]. Anhand
verschiedener einfacher Mechanismen wurden u. a. die Auswirkung von Parallelreaktionen
[192, 220] oder die Uberlagerung homogener und heterogener Reaktionen untersucht [175].

Im Fokus zahlreicher Arbeiten stehen die Auswirkungen verschiedener Anlagen- und
Betriebsparameter wie z. B. Konzentration [81, 192, 221-223], Anstromgeschwindigkeit [178,
193, 202, 221-223], Reaktorlange und -durchmesser [178, 196, 215, 221, 224], Lange der
inerten Randzonen [81, 172, 192, 222], Warmeleitfahigkeit des Feststoffes [174, 192, 196,
202, 225], Warmeverluste [168, 174, 190, 226, 227] sowie Umschaltzeit [178, 192, 193, 196,
213, 215, 221, 222, 228].

Ahnlich wie bei FBR ist bei RFR ein komplexes, zyklisch-stationdres und instationares
Betriebsverhalten festzustellen, bei dem sich nicht-triviale Zind- und Ldéschgrenzen [175,
195, 217-219, 229], mehrfache stationare Zustande und Bifurkationen [167, 175, 177, 178,
181, 192, 218], sowie periodische, aperiodische und chaotische Schwingungen der
Temperaturprofile zeigen [164, 170, 182, 187, 226, 230-232].

Auch Anfahrverhalten und Regelung von RFR wurden untersucht [216, 223, 233-236].

Wegen der inharent instationdren Randbedingungen weisen RFR aul3erdem Parallelen zu
anderen Prozessen wie Druck- oder Temperaturwechseladsorption [179] oder simulated
moving bed Reaktoren auf [189, 222, 237, 238].

2.2.3 Warmeulbertragerreaktoren

Warmeubertragerreaktoren (HXR, heat-exchanger-reactor) verfolgen die gleiche Zielsetzung
wie Strémungsumkehrreaktoren. Der Unterschied besteht darin, dass Rekuperatoren als
Warmeulbertrager eingesetzt werden (Abbildung 9). Auch hier kann die freigesetzte
Reaktionsenthalpie exothermer Prozesse entweder zur Vorwarmung eingesetzt werden
(a+b) oder zur Deckung des Energiebedarfs endothermer Reaktionen (b).

—
a)

Abbildung 9:  Warmeubertragerreaktoren

Einen Uberblick tiber HXR geben zum Beispiel Anxionnas et al. und Eigenberger et al. [170,
239].
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2.2 Stand der Wissenschaft

Anwendungsmadglichkeiten bestehen unter anderem bei der Dampf-Reformierung von
Methan [240, 241], der partiellen Oxidation von Methan [242], der Reinigung von Motor-
abgasen [243, 244] oder anderen Verbrennungsvorgangen [245].

Es ist bekannt, dass Stromungsumkehrreaktoren naherungsweise als Warmeubertrager-
reaktoren beschrieben werden kdnnen. Diese Analogie wird u. a. in [167, 170, 174, 192, 206,
209, 221, 246-250] erlautert.

Aufgrund dieser Ahnlichkeit zeichnen sich Warmeiibertragerreaktoren ebenfalls durch ein
komplexes Betriebsverhalten aus, bei dem stabile und instabile, symmetrische und
asymmetrische, periodische und aperiodische Zustande auftreten kénnen (z. B. [251, 252)).

2.2.4 Thermische Nachverbrennung

Die grundsatzliche Funktion der thermischen Nachverbrennung mit rekuperativer Abluft-
vorwarmung ist z. B. in [74, 75] beschrieben. Bei wissenschaftlichen Arbeiten stehen meist
einzelne Aspekte im Vordergrund.

Im Fokus zahlreicher Arbeiten stehen das Oxidationsverhalten bestimmter Abluftinhaltsstoffe
und die Bildung von Sekundéarschadstoffen. So hat Meier zu Kocker gezeigt, dass je nach
Vorwarmtemperatur bereits im Rekuperator von TNV-Anlagen eine Teiloxidation zu erwarten
ist und Wandreaktionen eine Rolle spielen [253]. AuRerdem, dass bei der Oxidation
Kohlenmonoxid als Zwischenprodukt gebildet wird [254] und dieses innerhalb von Flammen
sehr schnell abgebaut wird [255]. Weiter Uberprifte er die Vergleichbarkeit von Labor-
versuchen und Betriebsmessungen und fand eine gute Ubereinstimmung [256]. Bei der
Oxidation von stickstoffhaltigen organischen Verbindungen fand er NH; und HCN als
Zwischenprodukte, sowie ein stoffspezifisches Stickoxidbildungsverhalten [257, 258]. Dies
wurde von Carlowitz et al. durch Untersuchungen an einer RNV-Anlage bestatigt [98, 99].
Auch in [259, 260] wird auf die Bildung von Stickoxiden aus Brennstoffstickstoffverbindungen
eingegangen.

Ein weiterer Schwerpunkt besteht in MalRnahmen zur Minderung der Sekundaremissionen.
Als PrimarmalRnahmen kodnnen beispielsweise Abgasrezirkulation, Luftstufung oder
Brennstoffstufung [261] zur Anwendung kommen, die haufig in Form von optimierten
Brennern [262, 263] realisiert werden. So wird in [261, 264, 265] berichtet, dass die NO,-
Konzentration bei der Nachverbrennung von anorganischen Verbindungen durch gestufte
Verbrennung gemindert werden kann. Als Sekundadrmaf3nahme wird zur Minderung von
Stickoxiden beispielsweise die selektive nicht-katalytische Reduktion eingesetzt, die in [266]
an einer TNV-Anlage in [98] an einer RNV-Anlage erprobt wurde.

Arbeiten zum Betriebsverhalten und zur Modellierung von RNV- und &hnlichen Anlagen
werden in Abschnitt 2.3 dargestellt.

2.2.5 Rekuperative Warmedbertrager im Gegenstrom

Rekuperative Wéarmeubertrager sind dadurch gekennzeichnet, dass zur gleichen Zeit
verschiedene Medien verschiedene Bereiche des Aggregates durchstrémen.
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Abbildung 10: Rekuperativer Warmetibertrager im Gegenstrom

Unter vereinfachenden Annahmen (konstante Stoffeigenschaften der Medien, keine Warme-
verluste an die Umgebung, keine Warmeleitung innerhalb der Trennwand oder den Fluiden)
kénnen Gegenstromrekuperatoren leicht durch die drei Gleichungen

WF:G e =WF:G EGTRG + dTRG)+ dQT it WF:G [dTqe = _dQT

W/-:L |:qTA*L + dT/:L)"' dQT =WA*L Er/:L it WA*L mTA*L = _dQT (Gl. 14)

dQT = k; [d A EGTRG _TA*\L)
beschrieben werden, wobei die in Abbildung 10 gezeigte Bezeichnungsweise zugrunde
gelegt wird. Das Superskript ,*' soll im Sinne der nachfolgenden Ausfiihrungen verdeutlichen,
dass es sich nicht um die realen Anlagenparameter handelt, sondern um rechnerisch

ermittelte, aquivalente Grol3en, die sich je nach Anlagenkonfiguration auf verschiedene Arten
ergeben.

Hieraus erhalt man fiir die Ubertemperatur die Beziehung
. « A
—Hp Bke B~
o(A)=0, @ Ar -

e (G. 15)

*

Tre (A) _T/:L (A) = (TRG,e _TAL,a (e
mit der auf den Warmekapazitdtsstrom der aquivalenten Abluft (vgl. Abschnitt 5.3)
bezogenen relativen Warmekapazitatsstromabweichung

A

ok

. W,
=1-RG Gl. 16
Ha _WAL ( )

und der auf den Warmekapazitatsstrom des Reingases bezogenen Stanton-Zahl

* k*
St = T.?A‘T : (Gl. 17)
WRG

Bei gleichen Warmekapazitatsstromen (,u/:L =0) ist die Indizierung der Bezugsstrome
irrelevant. Deshalb wird im Weiteren in diesen Fallen darauf verzichtet und es gilt St = St
bzw. W, =W, =W".
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2.2 Stand der Wissenschaft

Genau genommen wird die Stanton-Zahl' mit dem Warmeiibergangskoeffizienten definiert
a

St=——.
pLe, v

(Gl. 18)
Da aber der Warmedurchgangskoeffizient in einer festen Beziehung zum Warmeulbergangs-
koeffizienten steht und die auf den Strémungsquerschnitt bezogene charakteristische
Warmeubertragerflache willkiirlich festgelegt werden kann, kann sie auch so gewahlt
werden, dass sich in beiden Bezugssystemen identische Stanton-Zahlen ergeben.

Bei thermischen Nachverbrennungsanlagen sind meist die Abluft- und Reingastemperaturen
auf den Eintrittsseiten des Warmeulbertragers sowie die beiden Massenstrome als
Auslegungsparameter gegeben. Alle anderen benétigten Grollen lassen sich durch diese
Randbedingungen ausdriicken, wobei jeweils die beiden Falle g, #0und 4, =0 zu
unterscheiden sind.

Der von der warmen auf die kalte Seite Ubertragene Warmestrom ergibt sich aus

QT =WF:G [ﬁTRe,e _TRG,a) =

o} =V)I’— - s )efr -7 ) (1 20) (Gl 19)
AL

Qr =ViLg Bfie HTrce ~Trin) (14 =0)

Da der Betrag des ubertragenen Warmestroms auf beiden Seiten gleich ist, sich die
Warmekapazitatsstrome aber unterscheiden kénnen, sind zwei verschiedene Wirkungsgrade
zu beachten.

Der Reingasabkiihlungsgrad ist definiert als

: Toce =T,
Mre === ‘QT‘ _,=_RGe RGa (GI. 20)
Was [QTRG,e _TAL,e) TRG,e _TAL,e
und der Abluftvorwarmgrad als
ol Tae"Tae (Gl. 21)

,7A|_ =— * * -
Wy [QTRG,e _TAL,e) TRG,e _TAL,e
Zwischen beiden besteht der Zusammenhang
MNa = (1_ :u:\L)l]]RG . (Gl. 22)

Formt man den Reingasabkihlungsgrad mit den oben genannten Gleichungen um, erhalt
man die Beziehungen

1_ e_/-l)t\L St;«; R
Mrc = " — #0
" l_S(:*I'_ :UAL)GE pi ke (IUAL ) (Gl. 23)
ke = 1+ t;ze (IU:\L = O)

' vor allem im englischsprachigen Raum ist statt der Stanton-Zahl die Bezeichnung NTU (number of transfer units)

gebrauchlich, welche die Analogie zwischen Warme- und Stoffiibergang besonders hervorhebt.
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2 Stand des Wissens

In Abbildung 11 sind beide Wirkungsgrade? fiir verschiedene Stanton-Zahlen in Abhangigkeit
der relativen Warmekapazitatsstromabweichung dargestellt. Es wird deutlich, dass die
relative Warmekapazitatsstromabweichung einen deutlichen Einfluss auf die Wirkungsgrade
besitzt. Dieser Einfluss ist umso grof3er, je grofl3er die Stanton-Zahl ist.

WRG >WAL WRG = WAL WRG < WAL

01y —1 —2 5 10 —100 \§§

0,0

-1 -0,8 -0,6 -0,4 -0,2 0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

ﬂAL

Abbildung 11: Abhangigkeit des Abluftvorwarm- und Reingasabkihlungsgrades von der relativen
Warmekapazitatsstromabweichung und der Stanton-Zahl

Diese Darstellung kdnnte zu der Annahme verleiten, dass es fur den Betrieb von RNV-
Anlagen gunstiger sei, wenn der Warmekapazitatsstrom des Reingases groRer ist als
derjenige der Abluft, weil in diesem Bereich grol3ere Abluftvorwarmgrade erreicht werden.
Dies ist jedoch nicht der Fall, weil gleichzeitig der Reingasabkuhlungsgrad abnimmt. Das
heil3t ein hoherer Anteil, des mit dem Heil3gas aus dem Brennraum abgeflihrten Enthalpie-
stroms, geht an die Umgebung verloren. Letztlich ist nicht der Vorwarmgrad entscheidend fir
die Wirtschatftlichkeit, sondern der benétigte Verbrennungswéarmestrom.

Dieser Vergleich wird anhand des in Abbildung 12 dargestellten Systems abgeleitet.

% |

ﬂv& _WR*G)URG,e ] (\NR*G _W/:L )Er/:L,e

WAL UAL,e

\ E

WAL > WRG WAL < WRG

Abbildung 12: BilanzgréRen bei ungleichem Wéarmekapazitatsstromverhaltnis

2 Da ein einzelnes System keine zwei unterschiedlichen Wirkungsgrade aufweisen kann, spricht man auch von Betriebs-

charakteristiken.
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2.2 Stand der Wissenschaft

Bildet man die Bilanz um das adiabate System, so gilt fur den Warmestrom, der im
Brennraum zugefiihrt werden muss, um die Eintrittstemperatur auf der Reingasseite zu
erreichen

Qps = (VVA*L _WR*G)D-RG,e +WR:G LTRG,a _WA*L ErA*l_,e (VVA*L >WR:G) (Gl. 24)
Qs = (VVA*L _WR*G)D_A*\L,e +WR*G I:I_RG,a _WA*\L D_A:L,e (VVA*L <WR:G)

Definiert man den Brennstoffbedarfsgrad als Verhéltnis zwischen diesem Verbrennungs-
warmebedarf und der Enthalpiestromdifferenz des Abluftstroms zwischen Brennraumaustritt

und Ablufteintritt

Qss
B = — " ) (Gl. 25)
° WAL [QTRG,E _TAL,e)

so erhalt man zusammen mit der Definitionsgleichung des Reingasabkihlungsgrades die
Beziehungen

Bs = |_1_ (1_ /J/:L)E]RGJ I:ﬁTRG,e _TA*L,e) (/J;L > O). (Gl. 26)
Bs = (1_ ﬂ;L)[(ﬂ-_URG)[ﬁTRG,e _T/:L,e) (IU;L S O) |

Diese Zusammenhéange sind in Abbildung 13 grafisch dargestellt. Nun wird deutlich, dass der
spezifische Warmebedarf dann am geringsten ist, wenn beide Warmekapazitatsstrome
identisch sind.
Weg >Wy Weg =W, Weg <W,
1,0 ]

0,9
058
073
0,6 1
INEE
041
0.3
0.2 5

0,1
i —100

0,01 T T T T T T T T
-1 0,8 0,6 0,4 0,2 0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

*
luAL

Abbildung 13: Normierter Verbrennungswarmebedarf in Abhangigkeit der relativen
Warmekapazitatsstromabweichung und der Stanton-Zahl

Fur die Temperaturverlaufe auf der Reingas- und Abluftseite ergeben sich die
Formulierungen

e er A
Tre (A) TRG,e _,U_]*- EE]-_ € i BA:J E(TRG,e _TA*L,a) (:U;\L 7 O)
L

Al

Gl. 27)
(/J;L = O)

. A .
TRG (A) TRG,e - SEG EIA_T EﬁTRG,e _TAL,a)
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2 Stand des Wissens

N N 1- ¥ ~Hia B Eial .
TAL (A) = TAL,a - IfjAL EE]-_ € A } EﬂTRG,e _TAL,a)

AL

(Gl. 28)

(4: 20)
A .

T/: (A) :T/-:L,a - Sge GA_T RG,e _TAL,a) (:u,;L = O)

In Abbildung 14 sind die Temperaturverlaufe auf der Reingas- und Abluftseite bei einer
Stanton-Zahl von 20 fir verschiedene Werte der relativen Warmekapazitatsstrom-
abweichung gezeigt. Die Flache ist dabei im Gegensatz zu Abbildung 10 umgekehrt
orientiert und die Temperaturen sind mit

T..(A)-T. T. (A)-T,
a =—;G( )_T*AL'E bzw. G, =—?L( )_T*AL'E (Gl. 29)
RG,e AL,e RG,e AL,e
normiert.

1- A/ A

Abbildung 14: Einfluss der relativen Warmekapazitatsstromabweichung auf die Form der
Temperaturverlaufe

Sind die Warmekapazitatsstrome von Abluft und Reingas identisch, so ist der Temperatur-
verlauf linear. Mit gréRer werdendem Warmekapazitatsstrom des Reingases gehen die
Temperaturprofile in einen starker rechtsgekrimmten Verlauf Gber, wobei die Austritts-
temperaturen von Reingas und Abluft zunehmen. Ist hingegen der Warmekapazitatsstrom
der Abluft groRer als derjenige des Reingases, nehmen die Temperaturen einen links-
gekrimmten Verlauf an und die Austrittstemperaturen werden geringer.

Der adiabate Gegenstromrekuperator mit konstanten Stoffeigenschaften ohne Warmeleitung
und Warmeverluste ist damit weitgehend beschrieben.

Forschungsarbeiten handelten und handeln z.B. von Wirkungsgradgleichungen fir
bestimmte Schaltungen [267-274], dem Einfluss von Warmeverlusten [275], Warmeleitung
[276], temperaturabhangigen Stoffeigenschaften [277], Strahlung [278] oder dem
instationdren Verhalten [279, 280]. Wichtige Themenschwerpunkte sind zudem optimierte
Auslegungsmethoden [281, 282] sowie die Steigerung der Effizienz durch spezielle Platten-
oder Rohrformen und Einbauten [283-292].
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2.2 Stand der Wissenschaft

2.2.6 Regenerative Warmeubertrager im Gegenstrom

Bei Regeneratoren handelt es sich um Warmespeicher, die zur Warme- oder Kalterlickge-
winnung eingesetzt werden. Dazu wird der Speicher in einem Prozessschritt durch ein hin-
durch- oder Uberstromendes heiles Medium erwdrmt. In einem zweiten Schritt wird der
Apparat mit einem kalten Medium beaufschlagt, das dem Speicher Warme entzieht und sich
selbst dabei aufheizt. Von Au3en betrachtet kdnnen die beiden Schritte zeitlich nacheinander
stattfinden (Umschaltregeneratoren) oder zur gleichen Zeit ortlich voneinander getrennt
(Rotations- oder Flie3bettregeneratoren).

Wesentliches Kennzeichen regenerativer Warmeubertrager ist, dass ein bestimmter
Abschnitt der Warmeulbertragerflaiche zu unterschiedlichen Zeiten von verschiedenen
Medien Uberstromt wird. Daher ist die Warmeubertragung in diesem Abschnitt, selbst bei
gleichbleibenden Randbedingungen, im Normalbetrieb immer instationdr. Im Gegensatz
dazu werden bei Rekuperatoren zur gleichen Zeit unterschiedliche Flachen vom hei3en und
kalten Medium berdhrt.

Zu den frihsten Arbeiten Uber die Theorie der Regeneratoren z&hlen die Veroffentlichungen
von Anzelius, Nuf3elt, Schmeidler, Rummel und Hausen [293-300]. Damals lag ein Fokus
darauf, mathematische Ldsungen fir vereinfachte Spezialfalle (z. B. unendlich lange und
unendlich kurze Regeneratoren) zu finden. Ein weiterer Schwerpunkt bestand in der
Beschreibung des Verhaltens durch empirische Modelle oder vereinfachte Analogien. Nach
Aufkommen der ersten elektronischen Rechenanlagen wurden zunachst einfache Stufenver-
fahren entwickelt [301-305], die durch neue Losungsmethoden optimiert wurden [306—-312].
Parallel wurden mit speziellen mathematischen Methoden [313-316], besonderen Ansétzen
oder vereinfachten Betrachtungen analytische Lésungen gewonnen [317-326], oder
vereinfachte Modelle [320, 327-332] und Abschéatzungsformeln fir den Wirkungsgrad [323,
333-335] entwickelt.

Da Regeneratoren in der Anfangszeit vor allem als Winderhitzer in der Eisen- und
Huttenindustrie verwendet wurden, war auch die Forschung hauptsachlich auf diesen
Anwendungsbereich ausgerichtet. Mittlerweile haben Regeneratoren weitere Verbreitung
gefunden. Neben der Stahlindustrie werden sie in Klima- und Kaltetechnik [336, 337],
Feuerungs- und Thermoprozesstechnik [338—-345], Kraftwerkstechnik [346], Motoren- und
Turbinentechnik [301, 347] eingesetzt.

Aufgrund der wesentlichen Bedeutung der regenerativen Warmeubertrager fur diese Arbeit
werden einige Grundzige der Rechenverfahren und des Regeneratorverhaltens nachfolgend
erlautert.

Das thermische Verhalten von Regeneratoren wurde unter anderem von Hausen [348],
Willmott [349, 350] und Dragutinovic + Baclic [351] ausfiihrlich dargestellt. Es wird in der
Regel vereinfacht durch die beiden Energiebilanzen der Gasphase und der Speichermasse
beschrieben.

d(pth) _ _o(pthiw)

o ot &, {9-T) (Gl. 30)
—a(pgt[hs) =—a'[a, {9 -T) (Gl. 31)
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2 Stand des Wissens

Dabei wird vorausgesetzt, dass die Speichermasse unbewegt ist (Festbett) und andere
Effekte (Warmeleitung, Diffusion, Dispersion, usw.) aul3er Acht gelassen werden kdnnen.

Das Zeitverhalten des Regenerators wird bei Ublichen Betriebsbedingungen vor allem durch
die Speichermasse bestimmt, sodass demgegenuber die Energiebilanz des Fluids als quasi-
stationdr betrachtet werden kann. Bei konstanter Dichte der Speichermasse konnen die
Gleichungen mit pW=ryA, 6h=c,0T und dhy =c404 in die Form

aT *
ne O—=a @&, (3-T :
mie, B =a’ [, [ ) (Gl. 32)
Cs [P G‘Z—’f =-a @, (J-T) (Gl. 33)

gebracht werden.

Nach Einsetzen der Beziehungen Adx =0V und a, [0V = 0A; erhélt man schlie3lich

aT = +IA[O (Gl. 34)
99 = -0M (O (Gl. 35)
mit
on =2 A (Gl. 36)
W
" A Bt
on = & LA ot (Gl. 37)
dW,
0=9-T. (Gl. 38)

Da in diesen Gleichungen die Temperaturverteilung im Inneren der Speichermasse nicht
bertcksichtigt wird, ist ein angepasster Wéarmeiibergangskoeffizient einzusetzen, der den
Warmeulbergang entsprechend der Differenz zwischen der Temperatur des Fluides und der
mittleren Kérpertemperatur der Speichermasse beschreibt. Hierauf wird noch in Abschnitt
5.8.2.1 ndher eingegangen.

Die gebrauchlichen Methoden zur Berechnung des Verhaltens von Regeneratoren basieren
entweder auf der exakten mathematischen Losung der genannten oder ahnlicher Differential-
gleichungen oder der angenaherten Losung mit Hilfe numerischer Verfahren.

Zur numerischen Berechnung werden die Differentialgleichungen an vorgegebenen
Stitzstellen diskretisiert. Dazu werden Uberwiegend Finite-Differenzen-Methoden (FDM)
angewandt. Je nachdem durch welche Differenzen die Differentiale angendhert werden
ergeben sich unterschiedliche Verfahren. Lambertson [352] geht beispielsweise von den
folgenden Naherungen aus

T =+IN[® = T,-T,=+AA\[O (Gl. 39)
0=-0NMO = 9, -9, =-AN O (Gl. 40)
0=9-T =  0=9-T mit ﬁzé(ﬁﬁﬁz) und 'IT:%(T3+T4) (Gl. 41)

die in Abbildung 15 (a) grafisch veranschaulicht sind.
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Abbildung 15: Diskretisierungsschemata zur Berechnung von Regeneratoren: (a) Verfahren von
Lambertson; (b) Verfahren von Hausen

Stellt man dieses Gleichungssystem nach den unbekannten Temperaturen am Ende des

Zeitschrittes At um, ergibt sich die folgende Rechenvorschrift
T4 :T3 + (191 _T3)
1 1(AnN
— + = —+1
AN 2\ AN
9,=3 Al E (791 _Ts)

=
AN 1+1(An+1j
AN 2\ AN

(Gl. 42)

Diese kann, ausgehend von den Anfangsverteilungen der Gas- und Speichermassen-
temperaturen, zunachst sukzessive um AA fortschreitend entlang des Ortes angewandt
werden und danach fur jeden Zeitschritt t ,, =t +At. Die Temperaturen der eintretenden
Gasstrome in den einzelnen Perioden missen dazu zu jedem Zeitpunkt bekannt sein.

Ahnliche Rechenvorschriften sind auch bei Hausen und Willmott zu finden [348, 350].

Die im VDI-Warmeatlas [31] als Stufenverfahren Il bezeichnete Methode von Hausen [304]
soll noch kurz dargestellt werden, da diese an einigen Stellen dieser Arbeit verwendet wird.
Die Differentialgleichungen (GI. 34) und (GI. 35) kénnen in einer einzigen DGL zusammenge-
fasst werden, die nur noch von der Speichermassentemperatur abhangt. Dazu differenziert
man (Gl. 35) partiell nach A, stellt die erhaltene Gleichung nach T /dA um und setzt diese
zusammen mit (Gl. 35) aufgelost nach T in die DGL der Gasphase (Gl. 34) ein.

Die sich ergebende Differentialgleichung
) . .
079 L EjArDGzﬁ’ +i£:
0A, 0t dw, O0A, W ot

wird durch die Differenzenquotienten

(Gl. 43)

ﬂzl(ﬁz_ﬂl_i_ﬁzt_l%j. Q=1(§3_191+794_’92 :
0A; 2\ AA; AA; o 2 At At
%9 _1(9,-8, 9,-5

aATat‘E( DA, DA j

(Gl. 44)
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diskretisiert (Abbildung 15 (b)), sodass man nach einigen Umformungen fir die Speicher-
massentemperatur die lterationsvorschrift

(5, +8,-29)+ (an-2n)s, -3

5, =9+ 1 (Gl. 45)
1+§(A/\ +AI‘I)
erhalt. Flr die Temperatur der Gasphase gilt
T =T+ 5% +§4 ntiEy
2 1 (Gl. 46)
AN

Da (Gl. 45) nur von der Speichermassentemperatur abhangt, reicht es aus, bei der
Bestimmung des zyklisch stationaren Zustandes zunachst nur diese Beziehung zu
verwenden. Die Temperaturentwicklung der Gasphase kann dann im Nachhinein oder z. B.
wahrend des letzten Zyklus bestimmt werden.

Im Gegensatz zum Verfahren von Lambertson werden bei dieser Methode die Temperaturen
der Speichermasse auf den Randern eines Kontrollvolumens diskretisiert (vgl. Abbildung 15).
Daher wird eine zusétzliche Gleichung bendtigt, welche die zeitliche Entwicklung der
Speichermassentemperatur auf der Gaseintrittsseite beschreibt. Diese ist durch

Oy =06, & (Gl. 47)
gegeben [31].

Bei den einfachen Ldsungsverfahren wird die Berechnung der zyklischen Aufheiz- und
Abkuhlvorgange solange wiederholt, bis sich die Temperaturverteilungen am Ende des
Zyklus um weniger als eine gegebene Schranke von den Verteilungen zu Beginn
unterscheiden. Bei anderen Strategien werden die Gleichungen fir alle Orts- und
Zeitstitzstellen formuliert und das erhaltene Gleichungssystem (ggf. nach Linearisierung)
numerisch geldst (z. B. [311]).

Eines der wesentlichen Ziele der Regeneratortheorie ist die korrekte Vorhersage der
Ubertragenen Warme, bzw. wenn diese ins Verhdltnis zu den Enthalpiestrémen der ein- und
austretenden Medien gesetzt wird, des Regeneratorwirkungsgrades.

Hausen [298, 348] hat, basierend auf den Arbeiten von Rummel [297], die Wé&rme-
Ubertragung in Regeneratoren in Analogie zu Rekuperatoren beschrieben [349]. Hierzu
definierte er, ausgehend von der Forderung, dass im analogen Rekuperator innerhalb der
Zykluszeit ebenso viel Warme ubertragen werden soll, wie im eigentlichen Regenerator,
einen aquivalenten Warmedurchgangskoeffizienten

QT = kW*' |IT me,log Ij-Z . (Gl 48)

Anhand der mathematischen Lésung der Regeneratorgleichungen konnte er zeigen, dass im
Grenzfall unendlich kurzer Zykluszeiten der aquivalente Warmedurchgangskoeffizient des
Regenerators mit dem tatséchlichen Wéarmedurchgangskoeffizienten des gleichwertigen
Rekuperators Ubereinstimmt.
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2.2 Stand der Wissenschaft

Fur langere Zykluszeiten wird der Warmedurchgangskoeffizient des gleichwertigen
Rekuperators mit einem Faktor korrigiert.

ki =g (AN, . (Gl. 49)

Die Abweichungen des Regenerators gegenuber dem Rekuperator kommen in einer
Abhangigkeit des Korrekturfaktors von den beiden Kennzahlen des Regenerators zum
Ausdruck.

Hausen fuhrte hierfur die Bezeichnungen ,reduzierte Regeneratorlange*

A= 2% (Gl. 50)

und ,reduzierte Periodendauer*

I—IZZKTmTD-ZZZ kTDS"VD-Z

Gl. 51
W Ps LEg |:ﬂl_‘gv) ( )
ein, mit der periodischen Warmekapazitat
1/ .
W ZE(W“ 7, +W, 7. (Gl. 52)
und der Gesamtzykluszeit
T, =T, +T.. (Gl. 53)

Fur den speziellen Fall gleich langer Warm- und Kaltperioden mit der Dauer 7, sowie gleicher
Warmekapazitatsstrome ergibt sich

/\:4[-%%:4[& (Gl. 54)

1o BTy WET 659
S S

Hieran erkennt man, dass die reduzierte Periodendauer gleichbedeutend ist mit der Stanton-
Zahl. Der Faktor vier entsteht durch die von Hausen gewahlte Konvention, die GroRen auf
den Zyklus zu beziehen und nicht auf die einzelnen Perioden. Die reduzierte Periodendauer
kann auch als Produkt aus der Stanton-Zahl und dem Warmekapazitatsverhaltnis aufgefasst
werden. Vom Grundsatz her weisen also Regeneratoren ahnliche EinflussgréRen auf wie
Rekuperatoren.

Fir den Korrekturfaktor ¢/, sind nur fur Sonderfélle exakte Werte bzw. analytische Losungen
bekannt. So gilt

M=0oder A=co: ¢ =1 (Gl. 56)
N=0: Y. =%tanh% (Gl. 57)
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2 Stand des Wissens

In anderen Fallen muss der Korrekturfaktor einem Diagramm entnommen werden, dass
Hausen und Sandner numerisch berechnet haben [308, 348]. Es ist in Abbildung 16 gezeigt,
wobei die Grafik aus [31] hinter die Ergebnisse eigener Berechnungen gelegt wurde. Die
berechneten Verlaufe (verwendet wurde das o. g. Stufenverfahren von Hausen) stimmen
insgesamt sehr gut mit denen des Originals Uberein. Lediglich bei sehr groRen Werten der
reduzierten Periodendauer und Regeneratorlange ergeben sich groRere Abweichungen.

1,00 1
0,90 1
0,80 1
0,70 1
0,60
(/j.[ 0,50
0,40 1
0,30 1

0,20 1

0,10

0,00

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50

n

Abbildung 16: Abweichung der Warmetbertragung im Regenerator gegenuber dem Rekuperator in
der Darstellung nach Hausen

Dem Diagramm kann entnommen werden, dass der Faktor (. mit kleineren Werten von A
und grolReren Werten von [1 abnimmt. Je kleiner ¢_ ist, desto weniger Warme wird
innerhalb eines Zyklus Ubertragen und desto geringer ist der Wirkungsgrad des
Regenerators.
Dies ist der Fall bei

schlechtem Warmeubergang bzw. —durchgang,

kleiner Warmeubertragerflache,

grol3en Massenstrémen,

geringer Warmekapazitat des Speichers und

langen Zykluszeiten.

Neben diesen Abh&ngigkeiten des Regeneratorwirkungsgrades wurden beispielsweise die
Einflisse ungleicher Warmekapazitatsstrome und Taktzeiten [303, 353], variabler Stoffeigen-
schaften der Fluide und Speichermasse [354-357] sowie von Transmissionswarmeverlusten
[317, 334, 358] untersucht.

Die Uberwiegende Zahl der Arbeiten betrachtet Regeneratoren mit einer Warm- und einer
Kaltphase. Bei RNV-Anlagen liegen jedoch mindestens drei Takte vor (Abuft, Spulluft,
Reingas). Je nach Anzahl der Regeneratoren und Gestaltung der Zyklussteuerung kénnen
auch mehrere Abluft- und Reingastakte auftreten. Hierzu sind kaum Untersuchungen
bekannt. Uber die Auswirkung des Spiilschrittes bei einem Rotationsregenerator wird in [359]
berichtet.
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2.3 Andere Arbeiten

2.3 Andere Arbeiten

Im Folgenden wird etwas naher auf die Literatur eingegangen, die sich mit der Modellierung
und dem Betriebsverhalten von RNV-Anlagen, KRNV-Anlagen oder Kkatalytischen
Stromungsumkehrreaktoren beschéaftigt. Dabei werden vorwiegend solche Arbeiten
betrachtet, deren Zweck in der Nachverbrennung von Abluftstrémen mit organischen
Inhaltsstoffen besteht. Die Darstellung beschrankt sich an dieser Stelle jedoch auf die
wesentlichen Aspekte. Auf besondere Zusammenhange, die in dieser Arbeit bestatigt
werden oder zum Verstandnis nachfolgender Abschnitte beitragen, wird an den
entsprechenden Stellen eingegangen.

Nieken [81, 192, 246, 360] hat die katalytische Oxidation von Propan und Propen in
Wabenkorpern betrachtet. Mit Hilfe eines vereinfachten, eindimensionalen, heterogenen
Kontinuumsmodells (adiabat; c,, p, Nu, Sh = const; ideales Gas (Luft); isochore
Reaktionen; keine Strahlung) und exemplarischen Versuchen an einem Laborreaktor
untersuchte er die Auswirkungen verschiedener Parameter (adiabate Temperaturerh6hung,
Massenstromdichte, Warmeleitfahigkeit des Feststoffes, Kanaldurchmesser, Zyklusdauer
u. a.). Beispielsweise hat er ermittelt, dass bei héherem Anteil der inerten Randzonen an der
Gesamtlange des Bettes die Maximaltemperatur bei gleichbleibender Flankensteigung
zunachst zunimmt. Da dabei gleichzeitig die Lange der katalytisch aktiven Schicht verkirzt
wird, nimmt die Maximaltemperatur wieder ab, sobald die Verweilzeit im Katalysator nicht
mehr ausreicht, um den Schadstoff vollstdndig zu oxidieren. Bei langeren Zykluszeiten wird
die Maximaltemperatur zu Beginn nur wenig niedriger, nimmt dann aber immer schneller ab,
bis der Reaktor erlischt. Bei hoheren Stoff- und Warmeubergangskoeffizienten erhielt er
geringfugig flachere Temperaturanstiege und etwas niedrigere Maximaltemperaturen.
Vergleichsrechnungen mit anderen Modellen (1D pseudo-homogen, 2D heterogen) zeigten
aulRerdem, dass die berechneten axialen Temperaturprofile recht gut tbereinstimmen und
Temperaturgradienten innerhalb der Wabenkorperstege vernachlassigt werden koénnen.
Zusatzlich hat er vereinfachte Modelle angegeben, die sich aus der Betrachtung als
Warmeubertragerreaktor oder der wandernden Brennzone ergeben. Die HXR-Berechnung
zeigte hinsichtlich der berechneten Maximaltemperatur nur geringe Unterschiede zu den
eindimensionalen pseudo-homogenen und heterogenen Modellen. Weiter hat er das
Auftreten mehrfach stationarer Zustande untersucht. Bei Reaktion einer Komponente fand er
einen stabilen und einen labilen geziindeten Zustand. Bei Parallelreaktionen von zwei
Komponenten mit unterschiedlicher Reaktionskinetik existierten zwei stabile gezindete
Zusténde, wobei bei der hdheren Maximaltemperatur beide Komponenten oxidiert wurden,
bei niedrigerer Temperatur nur die Komponente mit der geringeren Zindtemperatur.
Zusatzlich hat er folgende Malinahmen zur Regelung der Maximaltemperatur beleuchtet:
Einspeisung von Stitz- oder HeiRgas, Warmeauskopplung, Heil3gasauskopplung und
Kaltgaseinspeisung (jeweils im Brennraum).

Matros + Bunimovich [85] verwendeten ein eindimensionales, heterogenes Modell und ein
vereinfachtes Modell fir kurze Umschaltzeiten (beide adiabat). Sie verglichen die
Temperaturverlaufe der KRNV mit einem gekoppelten System aus Regeneratoren und
Festbettreaktor, sowie mit der RNV. Da beim KRNV-Prinzip der Katalysator zur
Warmerickgewinnung beitréagt, beim Festbettreaktor mit Luftvorwarmung jedoch nicht,
werden bei der KRNV bei gleicher Abluftbeladung hdhere Temperaturen erreicht. Die
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2 Stand des Wissens

hdchsten Temperaturen werden bei der rein thermischen Verbrennung bengétigt, was je nach
Vorwarmgrad hohere Beladungen erfordert. Weiter bewerteten sie die Kosten der
thermischen und katalytischen Nachverbrennung und kamen zu dem Schluss, dass KRNV-
Anlagen bei niedrigen Konzentrationen (etwa 0,5g/m®) wegen des geringeren Zusatz-
brennstoffbedarfs wirtschaftlicher sind.

Zufle [209, 247-249] hat ein einfaches Stufenmodell entwickelt das von der HXR-Analogie
ausgeht (adiabat, kein Druckverlust, andere Vereinfachungen nicht angegeben bzw.
nachzuvollziehen) und Versuche zur katalytischen Oxidation von CO und Propan
durchgefuhrt. Mit drei unterschiedlichen Katalysatoren hat er u. a. Versuche zum Einfluss
von Zykluszeit, Konzentration, Volumenstrom und zu Zindgrenzen durchgefiihrt. Fir das
Modell bendtigte Parameter (Stanton-Zahl, chemische Kinetik) bestimmte er aus den
experimentellen Daten.

Nijdam [197, 361] hat ein heterogenes Stufenmodell entwickelt. Dabei betrachtete er jede
Stufe als Regenerator mit inneren Warmequellen und verwendete die dafir abgeleiteten
analytischen Ldsungen der Temperaturverlaufe (unendliche Reihen) zur Berechnung. Das
Modell bericksichtigt temperaturabhangige Stoffeigenschaften des Luftstroms, der als
Mischung idealer Gase betrachtet wird, sowie die temperaturabhangige Warmekapazitat des
Speichers. Zur Bestimmung des mittleren Warmeubergangskoeffizienten legte er den Ansatz
von Gnielinski [31] und den Transientenfaktor von Jeschar et al. [362] zugrunde.
Systematische Parametervariationen wurden nicht durchgefihrt. In Experimenten an einer 1-
Turm-Anlage mit Sattelkdrpern untersuchte er das Aufheiz- und Abkuhlverhalten,
Temperaturverlaufe und Druckverluste. Einige der Messergebnisse verglich er mit
Berechnungen und validierte verschiedene Ansatze zur Berechnung des Warmetbergangs
und Druckverlustes. Versuche zum Vermeiden von Emissionsspitzen durch einen
Pufferspeicher (vgl. Abschnitt 2.1.7.3) ergaben eine Minderung der Reingaskonzentration um
50%. Er erkannte zwar die Eignung von RNV-Anlagen zur NO,-Minderung durch SNCR,
fuhrte in Versuchen das Reduktionsmittel (NHz) jedoch mit der Abluft zu und erhielt somit
nicht das erhoffte Ergebnis. Weiter schlug er eine Burn-Out-Schaltung zum Beseitigen
schwerflichtiger Belage vor.

Das Stufenverfahren von Jauns-Seyfried [198, 363-365] geht von der Regenerator-
berechnung nach Lambertson aus, die um die Warmefreisetzung aus chemischen
Reaktionen erweitert wurde. Es handelt sich also ebenfalls um ein heterogenes Modell.
Warmeverluste und Strahlung werden vernachlassigt, Warmeubergangskoeffizienten
berechnet (Gnielinski [31] mit Transientenfaktor von Jeschar et al. [362]) und Druckverluste
berticksichtigt. Die Oxidation des Kohlenwasserstoffs wird als irreversible, globale
Einschrittreaktion zu Kohlendioxid oder als Zweischrittreaktion mit Zwischenprodukt
Kohlenmonoxid beschrieben. Dabei werden fir den ersten Reaktionsschritt gewdahlte
kinetische Parameter, fir die anschlieRende Oxidation von CO zu CO, die Kinetik von Dryer
[366] zugrunde gelegt. Zur Berechnung des Warmebedarfs wird das System als elektrisch
beheizt betrachtet, d. h. die Luft- und Gaszufuhr durch Brenner wird vernachlassigt und
stattdessen nur eine Warmequelle im Brennraum betrachtet. Die Ermittlung der bendtigten
Stoffeigenschaften wird nicht beschrieben. Einige wesentliche Betriebs- und Anlagen-
parameter wurden rechnerisch am Beispiel von Sattelkbrpern variiert und ausgewahlte
Berechnungen mit wenigen Temperaturmessungen validiert. So zeigen in Abhéngigkeit der
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2.3 Andere Arbeiten

Umschaltzeit fir verschiedenen Betthéhen berechnete mittlere Abluftvorwarmtemperaturen,
dass diese bei kurzen Taktdauern etwa konstant bleiben und danach recht schnell geringer
werden. Die maximale Umschaltzeit (von ihr festgelegt als Schnittpunkt zweier Tangenten an
den berechneten Verlauf) ist dabei umso grofRer je langer der Regenerator ist (je nach
Betthohe 100 bis 1.000 Sekunden). Die grundsatzliche Tendenz stimmt demnach mit dem
von Nieken festgestellten Verlauf der Maximaltemperatur Uberein. Wird bei gleicher
Bettlange der Abluftmassenstrom erhoht, nimmt die Abluftvorwdrmtemperatur ab und die
maximale Umschaltzeit wird geringer. Instationare Simulationen zeigten, dass sich
ausgehend von einem linearen Temperaturprofil nach Aufgabe eines Beladungssprungs
Temperaturmaxima innerhalb der Regeneratoren ausbilden und nach und nach ein breites
Temperaturplateau entsteht. Der dabei berechnete Konzentrationsverlauf lasst erkennen,
dass die Oxidation dann bereits im Abluftregenerator stattfindet. Mit weiteren Berechnungen
zeigte sie, dass die Hohe der Maximaltemperatur und der Ort an dem diese erreicht wird bei
gleicher Umschaltzeit von der Bettlange unabhéngig sind, aber von der Beladung und dem
Abluftstrom abhangen. GroRere Umschaltzeiten fihren zu schmaleren Temperaturplateaus.
Als MalRnahmen zum Vermeiden der Maximaltemperaturen verglich sie Ablufteinspeisung
und HeiRgasauskopplung im Brennraum, sowie Erhéhen des Spilluftstroms. Ferner hat sie
den Einfluss des Spilluftstroms auf den Brennstoffbedarf berechnet und festgestellt, dass
dieser unabhéngig von der Regeneratorlange ist und leicht Uberproportional zum
Gesamtstrom aus Abluft und Spulluft zunimmt (betréagt der Spulluftstrom 50% des
Abluftmassenstroms, steigt der Bedarf etwa um 60%).

Grozev + Sapundzhiev [193] haben mit einem eindimensionalen, heterogenen Kontinuums-
modell (adiabat, andere Eigenschaften nicht nachvollziehbar) am Beispiel der CO-Oxidation
die katalytisch-regenerative Nachverbrennung und die Warmeauskopplung im Brennraum
untersucht. Sie fanden, dass bei einer adiabaten Temperaturerhhung von 100 K etwa 80%
der Reaktionswarme abgefihrt kdnnen, ohne dass der Umsatz nennenswert zuriickgeht. Bei
konstanter Warmeabfuhr zeigte die Maximaltemperatur mit steigender Umschaltzeit und
héherer Anstromgeschwindigkeit eine abnehmende Tendenz.

Ramdani et al. [194] entwickelten auf Basis der HXR-Analogie ein lineares, instationares
Modell (alle Eigenschaften auf3er Dichte konstant, keine axiale Warmeleitung, punktuelle
Reaktion am Katalysatoreintritt) und vergleichen dieses mit einem Kontinuumsmodell, dass
an das Modell von Nieken angelehnt ist, aber um Warmeverluste im Brennraum erweitert
wurde. Nahere Details zu den Modellen sind nicht angegeben. An einigen Beispielen zeigten
sie, dass das einfache Modell die Reaktordynamik gut abbildet und brauchbare Vorhersagen
von Temperaturen liefert.

Cittadini, Vanni, Barresi + Fissore gehen in mehreren Arbeiten ebenfalls auf die katalytische
Oxidation von VOC und das Betriebsverhalten von RFR ein. In [221] entwickelten sie,
ahnlich wie Nieken, aus der HXR-Analogie und der Geschwindigkeit der wandernden
Brennzone ein vereinfachtes Modell, mit dem sie Maximaltemperatur, maximale
Umschaltzeit, Ldschgrenze sowie Beginn des autothermen Betriebs in Abhangigkeit
verschiedener Parameter abschatzten. Einige Punkte verglichen sie mit einem diathermen,
eindimensionalen, heterogenen Kontinuumsmodell wobei sich eine gute bis sehr gute
Ubereinstimmung zeigte. Maximaltemperatur und maximale Umschaltzeit nehmen bei
konstanter Regeneratorlange mit héheren Konzentrationen und Anstrémgeschwindigkeiten
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2 Stand des Wissens

zu. In Abhangigkeit der Regeneratorlange steigt bei konstanter Beladung die maximale
Umschaltzeit linear an, ebenso bei konstanter Anstromgeschwindigkeit. Zum Erreichen der
Zundgrenze bzw. des autothermen Betriebs ist jeweils eine bestimmte Mindestlange
erforderlich, die umso groRer ist, je kleiner die Beladung und je geringer die
Anstromgeschwindigkeit ist. Diese Mindestlangen nehmen mit langeren Zyklusdauern zu. In
[190] gingen sie auf das Anfahrverhalten ein und berechneten mit dem eindimensionalen
Modell in wie weit dabei der Umsatz von der adiabaten Temperaturdifferenz, der
Umschaltzeit, dem Warmedurchgangskoeffizienten der Reaktorwand, der L&nge der inerten
Randzone und der Anfangstemperatur abhangt. In [222] verglichen sie das Betriebsverhalten
des Stromungsumkehrreaktors mit einem 3-Bett-Reaktor, der ahnlich wie ein SMB-Reaktor
betrieben wird. Dariiber hinaus beschatftigten sie sich mit der Regelung von KRNV-Anlagen
[233, 236, 367].

Salomons [200] betrachtete die Oxidation von Methan mit einem instationaren,
zweidimensionalen, heterogenen Kontinuumsmodell. Dabei beriicksichtigte er die
temperaturabhangige Warmekapazitat der inerten Speichermasse, temperatur- und
mischungsabhangige Stoffeigenschaften des Fluids (ideales Gas), berechnete Stoff- und
Warmeulbergangskoeffizienten, Druck- und Warmeverluste. Die Simulationen zeigten
qualitativ gute Ubereinstimmung, sagten jedoch teilweise zu hohe Maximaltemperaturen
voraus. Im Vergleich zwischen einer ein- und zweidimensionalen Berechnung fand er im 2D-
Fall eine bessere Ubereinstimmung.

Gosiewski et al. haben die Warme- und HeilRgasauskopplung im Brennraum von KRNV-
Anlagen am Beispiel der Oxidation von Methan untersucht [199, 368, 369], wobei sie ein
eindimensionales, heterogenes Kontinuumsmodell verwendeten, das Transmissions-
warmeverluste beriicksichtigt. Sie stellten fest, dass die Auskopplung von Wéarme zu
asymmetrischen Temperaturprofilen fiihren kann, wéahrend sie bei Heil3gasauskopplung
symmetrische Verteilungen fanden. Die abfiihrbare Warmemenge ist umso groRRer, je héher
die Maximaltemperatur ist, was so auch von Nieken und Jauns-Seyfried gefunden wurde. Sie
konstatierten daher, dass die thermische Oxidation in diesem Fall besser geeignet sein kann,
da wegen der hgheren Betriebstemperatur ein geringerer Anteil HeiRgas abgefiihrt werden
muss, um die gleiche Menge Prozesswarme nutzen zu kénnen. Dies wirke sich positiv auf
den Betrieb aus, weil bei zu hohem Bypassanteil der Reaktor schnell erlischt.

Hevia et al. [227] betrachteten den Einfluss der Reaktorwand mit einem heterogenen,
eindimensionalen Kontinuumsmodell in dem zusatzlich die Energiebilanz der Wand und
Warmeverluste bericksichtigt sind. Sie variierten die Warmeleitfahigkeit (1...25 W/mK) und
die Warmekapazitat der Wand (100...10.000 kJ/m®K) und kamen zu dem Schluss, dass
hohe Werte den Stabilititsbereich deutlich einschranken. Aus den Darstellungen geht
hervor, dass die maximale Umschaltzeit bei kleiner Warmeleitfahigkeit mit grolR3erer Warme-
kapazitdt zunimmt, bei groRer Waéarmeleitfahigkeit hingegen abnimmt. GrolR3e
Warmeleitfahigkeiten fihren zu einer Minderung der Maximaltemperaturen, wohingegen
hohe Warmekapazitaten je nach Wéarmeleitfahigkeit auch hdheren Maximaltemperaturen
nach sich ziehen konnen. Weiter gaben sie an, dass der Wandeinfluss vernachlassigt
werden kénne, sofern die Warmeleitfahigkeit geringer als 0,1 W/mK sei.
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2.4 Abgrenzung der eigenen Arbeit

Marin et al. [370] verglichen von anderen Autoren entwickelte vereinfachte Modelle
untereinander und mit einem adiabaten, heterogenen 1D-Modell. Sie wandten diese fiir die
Berechnung der Maximaltemperatur sowie zur Dimensionierung eines Reaktors an und
bewerteten die damit verbundenen wirtschaftlichen Konsequenzen.

Ronney [245] betrachtete einen nicht-adiabaten Gegenstromreaktor mit Verbrennungs-
reaktion. Ausgehend von den Energiebilanzen der Trennwand und der beiden Seiten des
Warmeubertragers fand er durch Umformen ein System aus sieben linearen und
nichtlinearen Gleichungen mit sieben Unbekannten, das den Prozess in Abhéngigkeit von
sechs dimensionslosen Parametern beschreibt. In Abhéangigkeit dieser Parameter
berechnete er die Loschgrenze des Reaktors.

Choi + Yi [371] haben die regenerative Nachverbrennung mit Hilfe der numerischen
Stromungssimulation berechnet. Sie geben berechnete Konzentrationen von CO, CO, und
NO sowie die Brennraumtemperatur in Abhangigkeit der Anstromgeschwindigkeit an. Der
untersuchte Bereich (bis 15 m/s), hohe Temperaturen (bis 1.500°C) und teilweise
unplausible Diagramme schranken aber die Verwertbarkeit ein.

Vom Verfasser wurde ein instationares, eindimensionales, heterogenes Stufenmodell
entwickelt [2], dass u.a. die instationdre Warmeleitung innerhalb der Partikel, axiale
Warmeleitung in der Speichermasse, temperatur- und mischungsabhangige Stoffeigen-
schaften sowie Warmeverluste bertcksichtigt. Im Rahmen eines Forschungsprojektes [372]
wurden das Reaktorverhalten untersucht und Betriebsparameter fir eine Pilotanlage
vorausberechnet [3]. Ein Vergleich mit Messungen zeigte gute Ubereinstimmung.
Simulationen von Beladungsanderungen unter adiabaten Bedingungen [373] bestatigten das
von Jauns-Seyfried beschriebene Verhalten. Es bilden sich zun&chst Temperaturmaxima,
die entgegen der Strémungsrichtung in den Regenerator hineinwandern. Mit der Zeit findet
ein Temperaturausgleich statt, wodurch ein breites Temperaturplateau entsteht. Sind jedoch
Transmissionswarmeverluste vorhanden, bleiben die Maxima und ein lokales Temperatur-
minimum im Zentrum bestehen.

In einem anderen Forschungsprojekt [5] wurde ein vereinfachtes Stufenmodell erarbeitet,
dass auf der HXR-Analogie beruht und als Vorldufer des hier beschriebenen Modells
betrachtet werden kann. Mischungsdichte, Druckverlust, Dissipation, Transientenfaktor und
Formfaktor der Reaktorwand wurden dabei vernachlassigt, Warmeubertragung und
Transmissionswarmeverluste mit Faktoren an Messungen angepasst. Der chemische
Umsatz wurde vereinfacht mit einer einzelnen Globalreaktion erster Ordnung beschrieben.
Anhand zahlreichen Simulationen wurden die Auswirkungen der grundsatzlichen Einfluss-
grolRen aufgezeigt, die hier mit dem erweiterten Modell nachvollzogen werden. Dartber
hinaus konnte das damalige Modell erfolgreich zur modellbasierten Regelung des heilen
Bypass eingesetzt werden.
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2 Stand des Wissens

2.4 Abgrenzung der eigenen Arbeit

Wie die vorangegangenen Abschnitte gezeigt haben, wurden das Verhalten von
Stromungsumkehr- und Warmeulbertragerreaktoren und deren Einflussgréof3en bereits
vielfach untersucht.

Meist werden dabei Kontinuumsmodelle verwendet wobei davon auszugehen ist, dass die
beschreibenden Differentialgleichungen mit der Finite-Differenzen-Methode berechnet
werden (die Diskretisierungs- und Ldsungsverfahren werden oft nicht angegeben). Im
Gegensatz dazu wird hier ein einfaches Zellenmodell® verwendet, dessen Gleichungen und
Struktur leicht verstandlich und ohne mathematische Spezialkenntnisse nachvollziehbar sind.

Da in einem Grof3teil der Arbeiten dem instationdren Reaktorverhalten groRe Bedeutung
beigemessen wird, kommen Uberwiegend heterogene RFR-Modelle zum Einsatz. Die
Analogie zum Warmedbertragerreaktor ist zwar grundséatzlich bekannt, wurde bisher jedoch
nur exemplarisch untersucht. Auch die dabei verwendeten Verbindungen zur Regenerator-
theorie werden zwar gelegentlich erwahnt aber meist nicht néher erlautert. Hier hingegen
werden das gesamte Modell detailliert beschrieben, zahlreiche Betriebs- und
Anlagenparameter variiert und die Grenzen des HXR-Modells aufgezeigt.

In vielen Arbeiten werden zwar die zugrunde gelegten Modellgleichungen beschrieben, nicht
aber die Bestimmung bzw. die Quellen der darin enthaltenen Parameter. Teilweise wird das
Reaktorverhalten nur exemplarisch mit angenommenen Werten untersucht und anhand von
wenigen Messungen die tendenzielle Ubereinstimmung bestétigt. In anderen Arbeiten
werden zunachst die Parameter anhand von Messungen angepasst und anschliel3end
Simulationsrechnungen durchgefiihrt, meist ohne die Glltigkeit der Anpassungsparameter
im Betrachtungsbereich anhand zusatzlicher Messungen zu Uberprfen.

In dieser Arbeit hingegen wird ausfihrlich beschrieben, wie die Modellparameter berechnet
oder ermittelt wurden. Lediglich die reaktionskinetischen Parameter wurden anhand weniger
Messungen angepasst und im Weiteren beibehalten. Alle anderen Parameter werden
berechnet.

Ein weiteres Alleinstellungsmerkmal dieser Arbeit kann in den experimentellen Ergebnissen
gesehen werden. Wahrend Messdaten sonst fast ausschlieBlich an kleinen Labor-
apparaturen gewonnen werden und flr den RNV-Betrieb insgesamt nur sehr wenig Daten
bekannt sind, wurden fiir diese Arbeit eine RNV-Anlage im Technikumsmalfstab eingesetzt
und insgesamt (im Rahmen verschiedener Projekte) mehr als 500 Versuche durchgefiihrt.

®  Da die intensiven ZustandsgroRen im Zellmittelpunkt aus den GroRen an den Randern interpoliert werden, ist es keine

Rihrkesselkaskade.
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3 Aufbau der Technikumsanlage

Die in dieser Arbeit gezeigten Versuchsergebnisse wurden allesamt an einer RNV-Anlage im
Technikumsmalfistab gewonnen. Im Rahmen verschiedener Forschungsprojekte wurde die
Anlage mehrfach erweitert und umgebaut, sodass sie gegeniber dem urspringlichen
Auslieferungszustand und dem Ublichen Industriestandard deutlich umfangreicher
ausgestattet ist. Obwohl hier Ergebnisse aus mehreren Perioden verwendet werden, kdnnen
nicht alle Veranderungen, die an der Anlage vorgenommen wurden, detailliert beschrieben
werden. Stattdessen wird hier nur der wesentliche Aufbau beschrieben und auf
Veranderungen, sofern sie fir die Ergebnisse wesentlich sind, an entsprechender Stelle
eingegangen.

3.1 Gesamtsystem

Bei der Technikumsanlage (Abbildung 17 bis Abbildung 20) handelt es sich um eine 3-Turm-
RNV klassischer Bauart, die fiir einen Abluftnormvolumenstrom von 3.000 my®/h ausgelegt
ist. Die einzelnen Regeneratoren sind in getrennten Gehausen untergebracht. Quer dartber
liegend ist der Brennraum angeordnet. Die Umschaltklappen sind als Schwenkklappen
ausgefuhrt und auRenliegend angebracht. Die messtechnische Ausstattung ist recht
umfangreich, sodass der Prozess gut bilanziert werden kann.

Abbildung 17: RNV-Anlage im Technikum des CUTEC Institutes
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3 Aufbau der Technikumsanlage
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Abbildung 19: Draufsicht der Technikumsanlage
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3.2 Regeneratoren
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Abbildung 20: Seitenansicht der Technikumsanlage

3.2 Regeneratoren

Die einzelnen Regeneratortirme bestehen aus Stahlgeh&usen mit einer Wandstéarke von
2 mm, die mit auBenliegenden Rippen verstarkt sind. Jedes Gehause besteht aus zwei
Schissen, die auf den Luftverteilkasten aufgesetzt, aul3en miteinander verschraubt und mit
Schniren aus drahtverstarkter Keramikfaser nach auflen abgedichtet sind. Die lichte
Innenhéhe ab Auflagerost bis Oberkante Innenddmmung betragt etwa 2.800 mm, die
AulRenabmessungen sind quadratisch mit einer Seitenlange von 1.404 mm.

Die Gehaduse sind innen mit Warmedammung versehen. Hierzu wurden Matten aus
Hochtemperatur-Keramikfaser von 300 mm Breite und 25 mm Dicke verwendet, die vertikal,
meanderférmig verlegt und mit zwischenliegenden horizontalen Fasermatten stabilisiert
wurden. Die Gesamtdicke betragt 250 mm, sodass ein Innenquerschnitt von 900 mm mal
900 mm zur Verfuigung steht.

In die Gehause sind zahlreiche Stutzen eingeschweifdt, die es erlauben Temperatursensoren
im laufenden Betrieb zu erneuern oder Messgasentnahmesonden an unterschiedlichen
Positionen im Regenerator einzubringen. Fir die Temperaturmessung werden 1,5 mm
Mantelthermoelemente verwendet. Es stehen bis zu 15 Messpositionen zur Verfligung (0 /
150/ 300/ 450/ 600/ 700 /800 /900 /1000 /1100 /1200 /1300 /1400 /1500 /2300 mm).

Im Rahmen der durchgefuihrten Versuche wurden verschiedene Speichermassen (Standard-
Waben, Briickenwaben, Sattelkdrper) in unterschiedlichen Konfigurationen eingesetzt. Die
Detaildaten dazu sind im Anhang angegeben (Abschnitt A2.1). Um die Thermoelemente ins
Zentrum des Regenerators bringen zu kénnen, wurde ein Teil der Wabenkdrper durchbohrt.
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3 Aufbau der Technikumsanlage

3.3 Brennraum

Der Brennraum besteht aus einem umlaufenden Stahlgehdause mit aufgelegtem Deckel
deren Grundkonstruktion derjenigen der Regeneratorengehduse entspricht. Da die
Regeneratortiirme aufRen mit einem Abstand von 180 mm aufgestellt sind, ergeben sich fir
den Brennraum Innenabmessungen von 900 mm x 670 mm x 4.060 mm. Je nach
Bestlickung der Regeneratoren sind jedoch zum eigentlichen Brennraum die Freiborde der
Regeneratorengehause hinzuzurechnen, sodass insgesamt ein grol3eres Volumen zur
Verfliigung steht.

Der Brennraumdeckel ist ebenfalls aul3en mit dem Geh&use verschraubt, mit zwischen-
liegender Keramikschnur abgedichtet und innen geddmmt. Da er mit Kranhaken ausgestattet
ist, kann er vollstandig abgehoben werden, sodass ein Wechsel der Speichermasse auf
recht einfache Weise von oben mdglich ist. Weiter ist der Deckel mit drei Stutzen
ausgestattet in welche Lanzen zur Dosierung von Entstickungsmittel eingebaut werden
kénnen. Diese befinden sich jeweils zentral Uber den Regeneratoren. Leicht aus der Mitte
versetzt sind drei Schauglasarmaturen angeordnet, Uber welche die Oberflachen der
Regeneratoren und die Brennerflamme beobachtet werden kdnnen.

An einer Seitenflache des Brennraumes, oberhalb des mittleren Regenerators, ist ein
Erdgasbrenner eingebaut, der zum Aufheizen der Anlage und zur Regelung der Betriebs-
temperatur dient. Das Brennersystem wird unten noch ausftuhrlicher erlautert.

An einer der Seitenflachen ist ein Heil3gasbypass angeschlossen, Uber den ein Teil des
heiRen Reingases am Reingasregenerator vorbei aus dem Brennraum abgeflihrt werden
kann. Auf der gegentberliegenden Seitenwand wurde ein weiterer Abgang installiert. Durch
diesen kann ein Teilstrom des Reingases der Verbrennungsluft des Brenners zugemischt
werden.

Innerhalb des Brennraumes stehen drei Temperaturmessstellen zur Verfigung, die jeweils
oberhalb der Regeneratoren gelegen sind. Hier werden Mantelthermoelemente mit 5 mm
Durchmesser verwendet.

3.4 Klappensystem

Zur Realisierung des Umschaltzyklus wird ein System aus mehreren Klappen verwendet. Die
Hauptklappen, mit denen die Abluft und Reingasstrome gelenkt werden, sind aul3enliegend
angebracht und als Schwenkklappen ausgeftihrt.

Diese Anordnung verbessert die Zuganglichkeit der Klappen fir Wartungsarbeiten und
reduziert die Bauhdhe der Anlage. Sie hat aber auch zwei Nachteile. Einerseits wird dadurch
das Volumen des Luftverteilkastens stark vergroRert. Dies wirkt sich nachteilig auf den
Splltakt aus, da ein grofRerer Luftstrom bendtigt wird, um die verbliebene Abluft ausreichend
auszuspulen [374]. Andererseits schliel3en die Reingasklappen entgegen der Stromungs-
richtung. Hierdurch wirkt die statische Druckdifferenz zwischen Abluft und Reingas dem
Anpressdruck der Klappe entgegen, was die Abdichtung negativ beeinflussen kann.

Um zu verhindern, dass Abluft Uber die Dichtflachen der Klappen ins Reingas Ubertritt, wird
das Prinzip der fluiddynamischen Dichtung verwendet (Abbildung 21). Dazu ist am
Klappenrahmen eine umlaufende Doppelwulstdichtung installiert, in deren Zwischenraum
Sperrluft zugefihrt wird. Solange der Druck dieser Sperrluft Gberall gro3er ist als der Abluft-
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bzw. Reingasdruck, ist sichergestellt, dass die Sperrluft immer vom Zwischenraum nach
aul3en stromt. Die Sperrluft verhindert dadurch ein Eindringen von Abluft ins Reingas.

_ 1 {p;/ Sperrluft
Reingas 4

s
P2 Abluft - |/
P3>P1> P, P1

 Reingas

. |~ Spermiuft

a) b)
Abbildung 21: Fluiddynamische Dichtung [74]: (a) Funktionsprinzip; (b) technische Realisierung

Da die Sperrluft nur bendétigt wird, wenn die Hauptklappen geschlossen sind, ist jeder
Sperrluftanschluss mit einer Fligelklappe versehen, die im mechanischen Verbund mit der
Schwenkklappe die Sperrluft 6ffnet oder verschlief3t. Auch der Spulluftstrom wird mittels
Flagelklappen weitergeschaltet. Diese sind in den Spulluftanschliissen der einzelnen
Regeneratoren angeordnet. Samtliche Klappen des Umschaltsystems werden durch
pneumatische Antriebe bewegt, die ihrerseits Uber Magnetventile angesteuert werden.

3.5 Stoffstrome

Nachfolgend werden die am Prozess beteiligten Stoffstrome, deren Bedeutung, sowie die
jeweilige Art der Zufiihrung und Messung beschrieben.

3.5.1 Umgebungsluft

Da im Technikum kein Produktionsprozess vorhanden ist der Abluft emittiert, wird diese
kinstlich erzeugt. Dazu wird Umgebungsluft aus der Technikumshalle angesaugt und ggf.
Losemittel oder andere Schadstoffe zudosiert. Die Temperatur der einstromenden Luft wird
mit einem Thermoelement erfasst, der Umgebungsdruck mit einem Absolutdrucktransmitter,
der im Schaltschrank der RNV-Anlage untergebracht ist.

Die Hallenluft hat GUberwiegend Aul3enluftqualitét, kann aber in Einzelfallen auch mit Spuren
organischer Stoffe vorbelastet sein, da im Technikum noch weitere Anlagen betrieben
werden, die zeitweise solche Verbindungen freisetzen. Diese Hintergrundbelastung ist
allerdings sehr gering (< 10 ppm).

3.5.2 Losemittel und andere Modellschadstoffe

Zum Erzeugen definierter Modellablifte steht eine Dosierstation mit drei identischen,
voneinander unabhéngigen Linien zur Verfigung. Diese bestehen im Wesentlichen jeweils
aus einem Vorlagebehélter mit 250 Litern Fassungsvermogen, einer geregelten Membran-
pumpe zur Forderung der Substanzen, sowie einer Zweistoffdliise in der mit Hilfe von
Druckluft ein feines Spray erzeugt wird. Die Zerstauber sitzen jeweils an einem Stutzen Uber
den die Umgebungsluft angesaugt wird, sodass die Tropfchen vom Luftstrom mitgerissen
und gut dispergiert werden. Um die Verdampfung zuséatzlich zu verbessern und lokale
Kondensation der Stoffe zu vermeiden, sind die Ansaugstutzen auf3en warmegedammt und
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mit elektrischen Begleitheizungen versehen, sodass im Dosierbetrieb je nach Luftstrom eine
Wandtemperatur von 140+200°C sichergestellt werden kann.

Eine weitere Durchmischung findet im Abluftgeblase statt, so dass man davon ausgehen
kann, dass die dosierten Stoffe vollstdndig in die Anlage eintreten und weder Tropfen-
niederschlag noch Kondensation auftreten. Zumindest so lange der Taupunkt der vollstandig
vermischten Abluft nicht unterschritten wird. Dies muss allerdings vor der Dosierung anhand
von Dampfdruckdaten tberpruft werden.

Lasst sich bei Umgebungstemperatur nicht die gewinschte Abluftkonzentration herstellen,
kann die angesaugte Hallenluft mit einem HeiRluftstrom aus einer nebenstehenden TNV-
Anlage gemischt werden. Dadurch lassen sich Ablufttemperaturen bis 200°C realisieren,
sodass Kondensation auch bei héheren Konzentrationen ausgeschlossen werden kann.

Wahrend und nach dem Dosierbetrieb waren bisher weder am Kondensatablass des
Abluftgeblases noch in den Luftverteilkdsten Kondensate feststellbar, sodass gesichert
erscheint, dass keine Kondensation stattfindet.

Die Dosierstation ist in einer Kabine untergebracht Uber welche die Umgebungsluft
angesaugt wird. Dies stellt sicher, dass sich keine zindfahige Atmosphare um die
Losemittelbehalter herum bildet. Das Innere der Behélter kann zusatzlich mit Stickstoff
inertisiert werden.

Die Menge der zugefuhrten Substanzen wird mit Hilfe von elektronischen Waagen, welche
unter den Vorratsbehéltern angebracht sind, kontinuierlich gemessen, sodass sich aus den
Zeit- und Massendifferenzen sehr genau der dosierte Massenstrom ermitteln lasst. Dieser
wird Uber die Hubldnge der Membranpumpen voreingestellt und im Betrieb Uber die
Drehfrequenz geregelt.

Bedingt durch die Bauart der Dosierung kénnen damit nur Flissigkeiten oder wasserldsliche
Feststoffe zugeflihrt werden.

3.5.3 Abluft

Nach der Mischung der Modellsubstanzen mit der Umgebungsluft wird der Luftstrom als
Abluft bezeichnet. Diese wird durch ein Radialgeblase gefordert, das druckseitig angeordnet
ist.

Zur Bestimmung des Abluftstroms wird auf der Saugseite des Geblases der dynamische
Druck mit Hilfe eines Staugitters gemessen. Es hat mehrere radial angeordnete Rohre mit
jeweils mehreren Offnungen an denen der statische Druck bzw. der Staudruck abgenommen
wird. Dadurch wird unmittelbar der mittlere dynamische Druck im Strémungsquerschnitt
gemessen. Das Gitter ist mit einer Einlaufstrecke von 10 D und einer Auslaufstrecke von 4 D
positioniert, sodass Messfehler minimiert werden. Exemplarische Strémungsprofile sind im
Anhang gezeigt.

Fur die Berechnung der Betriebsdichte werden zusatzlich der statische Druck und die
Temperatur gemessen. Weiter steht eine Temperaturmessstelle auf der Austrittsseite des
Geblases zur Verfligung.

Der Abluft-Normvolumenstrom wird im Betrieb Uber die Drehfrequenz des Abluftgeblases
geregelt.
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3.5.4 Spiilluft

Die Spulluft wird mit einem separaten drehfrequenzgeregelten Geblase zugefuhrt. Zuséatzlich
kann der Spiilluftstrom durch ein einstellbares Uberdruckventil sowie eine Drosselklappe
begrenzt werden.

Der dynamische Druck des Spulluftstroms wird mit einer Zylindersonde gemessen. Ebenso
wie bei der Abluft werden der statische Druck und die Temperatur erfasst, sodass die
Betriebsdichte ermittelt werden kann.

Das Geblase fordert in eine zentrale Leitung von der aus drei Stichleitungen zu den
Luftverteilkdsten der Regeneratoren fihren. In diesen Abgangen sind zum einen die
Fligelklappen zur Zyklussteuerung montiert, zum anderen unterhalb davon jeweils
Drosselklappen. Diese dienen dazu das Druckniveau in der Spilluftleitung Uber das der
Abluft anzuheben, sodass das Reingas nicht Gber die Spilluftleitung kontaminiert werden
kann [374].

3.5.5 Reingas

Der aus der Nachverbrennung ausstromende, thermische behandelte Luftstrom wird als
Reingas bezeichnet. Der Reingasmassenstrom entspricht (bis auf Messfehler und
Leckstrome) der Summe der zugefihrten Strome.

Im Reingaskanal sind zwei Messstellen vorhanden, die vor und nach der Mischung mit dem
Heil3gasbypass angebracht sind. An beiden Positionen werden jeweils der dynamische
Druck (Staugitter), sowie der statische Druck und die Temperatur gemessen. Zu Beginn des
Kamins ist ein Strémungsgleichrichter angebracht, um die Anstrombedingungen der unteren
Messstelle zu verbessern. Ebenso stehen dort jeweils Anschlussmadglichkeiten far
Gasanalysatoren zur Verfugung. Aus den Messwerten an diesen beiden Stellen kann der
Bypassmassenstrom bilanziert werden. Eine weitere Messung des statischen Druckes erfolgt
in der Reingasleitung nach der letzten Reingasklappe.

3.5.6 Sperrluft

Der dynamische Druck der zugefiihrten Sperrluft wird je einmal auf der Abluft- und
Reingasseite gemessen, wozu ebenfalls Zylindersonden verwendet werden. Temperatur und
statischer Druck werden nur in der Sperrlufthauptleitung ermittelt. Geférdert wird die Sperrluft
von einem mehrstufigen, ungeregelten Radialgeblase.

3.5.7 Verbrennungsluft

Bei den durchgefuhrten Experimenten kamen zwei verschiedene Brennersysteme zum
Einsatz, die aber weitgehend &hnlich aufgebaut sind.

Beim ersten System, dass bis Januar 2012 eingesetzt wurde, wurde die vom Erdgasbrenner
bendtigte Verbrennungsluft mit einem ungeregelten, mehrstufigen Radialgeblase gefdrdert.
Fur die Messung des Volumenstroms wurden eine Zylindersonde, ein Differenzdruck-
transmitter, ein Uberdrucktransmitter und eine Temperaturmessung eingesetzt. Die
Luftmenge wurde uber eine Regelklappe mit elektrischem Stellantrieb geregelt.

Beim zweiten System sind zwar @hnliche Komponenten aber andere Typen im Einsatz. Das
Radialgeblase ist einstufig, drehfrequenzgeregelt und fir HeiRgas bis etwa 400°C geeignet.
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Der dynamische Druck wird mit einem Drucktransmitter an einem Staurohr mit anderer
Geometrie gemessen, die Temperatur mit einem Messwiderstand.

Gegenuber dem vorherigen System wurde im Zuge des Brennerumbaus die Anlage
dahingehend erweitert, dass die Verbrennungsluft aus unterschiedlichen Quellen
entnommen werden kann. Neben Umgebungsluft kbnnen auch Abluft oder Hei3gas aus dem
Brennraum oder Mischungen daraus zugefihrt werden.

Bei beiden Systemen wird die Brennerluftleitung durch eine pneumatisch betatigte
Absperrklappe verschlossen, wenn der Brenner nicht betrieben wird.

3.5.8 Brennstoff

Der erforderliche Zusatzbrennstoff kann alternativ oder kombiniert Gber den Brenner und ein
Flammenlossystem zugefuhrt werden. Verwendet wird Erdgas aus dem stadtischen Gasnetz
mit einem Heizwert von 8,9 kWh/m® (Gruppe L). Eine genaue Gasanalyse und weitere
Gaseigenschaften sind im Anhang angegeben.

3.5.8.1 Brennersystem

Beim urspringlichen Brennersystem wurde ein Eclipse-Hochgeschwindigkeitsbrenner
(Typ 104-26-A-H/MVTA) mit einer maximal mdglichen Leistung von 440 kW eingesetzt, der
jedoch auf etwa 120 kW gedrosselt war. Dieser wurde im Rahmen eines Forschungs-
projektes, das den katalytisch-regenerativen Betrieb zum Inhalt hatte, durch einen
Hochgeschwindigkeitsbrenner der Crone Warmetechnik GmbH (HGB 200 WL 1000,
5+100 kW) ersetzt. Der Brennerwechsel war in diesem Zusammenhang notwendig, da zum
einen ein groRerer Stellbereich bendtigt wurde, zum anderen auch Heil3gas als
Verbrennungsluft eingesetzt werden sollte.

Die Gasstrecke wurde beim Umbau beibehalten. Sie besteht aus Gasfilter, Uberdruckregler,
zwei Magnetventilen, Minimal- und Maximaldruckschaltern und einem Drehkolbengaszahler,
dessen Impulsausgang an der Steuerung angeschlossen ist.

Die Regelung der Gasmenge erfolgte beim urspriinglichen System lber eine Regelklappe im
mechanischen Verbund mit der Luftmenge. Beim neuen System wird eine andere
Regelklappe eingesetzt, die mit einem eigenen Stellantrieb ausgestattet ist.

3.5.8.2 Flammenlossystem

Die Gasstrecke des Flammenlossystems ist ahnlich aufgebaut wie diejenige des Brenners.
Sie besteht aus Gasfilter, Uberdruckregler, Magnetventilen, Maximal- und Minimaldruck-
schalter, Regelventil mit elektrischem Stellantrieb und Drehkolbengaszéhler.

Das zugefuhrte Erdgas wird der Abluft nach dem Geblase Uber eine Lanze beigemischt
hinter der ein statischer Mischer angeordnet ist.
3.6 MSR-Technik

Die wesentlichen verwendeten Komponenten der Sensorik und Aktorik sind im Anhang
zusammengestellt und ihre Messbereiche und Messfehler angegeben.
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Die Technikumsanlage ist mit einem Prozessleitsystem nach Industriestandard ausgestattet
und weitgehend automatisiert. Als Speicherprogrammierbare Steuerung werden Siemens
S7° Baugruppen eingesetzt, Siemens WinCC 7.0® wird zur Visualisierung verwendet.

Fur die wichtigsten GrolRen sind Regler im Steuerungsprogramm implementiert, sodass die
gewlnschten Versuchsbedingungen recht einfach eingestellt werden konnen. Um die
Messwertschwankungen, die sich durch die zyklische Umschaltung ergeben, auszugleichen
werden Pl-Regler mit relativ langer Integrationszeit (zwischen 1 und 5 Minuten) eingesetzt
und diese zusatzlich bei jedem Umschaltvorgang kurzzeitig aul3er Kraft gesetzt. Dadurch
werden die Mittelwerte der GroR3en gut eingeregelt.
Folgende Prozessparameter sind regelbar:

® Abluftnormvolumenstrom

® Spiulluftnormvolumenstrom

® Brennerleistung (anhand der Brennraumtemperatur oder Erdgaskonzentration
bez. auf Abluft)

® Erdgasstrom Uber Flammenlossystem (anhand der Brennraumtemperatur oder
Erdgaskonzentration bez. auf Abluft)

® Bypassmassenstrom
® | Osemittel bzw. Schadstoffkonzentrationen
sowie beim neuen Brennersystem
® Verbrennungslufttemperatur
® Uberdruck der Verbrennungsluft ggii. Brennraum.
Die Steuerung des zyklischen Betriebs ist mit Schrittzahlern realisiert. Fur die einzelnen

Takte des Zyklus kénnen bei jedem Regenerator Startschritt und Schrittanzahl bzw.
Startschritt und Endschritt eingestellt werden.

Weiter ist das Prozessleitsystem mit einer Prozessdatenarchivierung ausgestattet durch
welche alle Messdaten als 4-Sekunden-Momentanwerte gespeichert werden. Dabei werden
einzelne Tagesdateien im csv-Format erzeugt, die leicht weiterverarbeitet werden kénnen.
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4  Allgemeines Betriebsverhalten, Versuchs- und
Auswertungsmethodik

Im Folgenden wird zunadchst anhand eines ausgewahlten Beispiels das allgemeine
Betriebsverhalten erlautert, danach wird beschrieben in welcher Art und Weise die einzelnen
Versuche durchgefihrt und die Messdaten ausgewertet wurden.

4.1 Allgemeines Betriebsverhalten

Bedingt durch die zyklische Umschaltung der Stromungsrichtung in den einzelnen
Regeneratoren und die Abfolge der drei Takte (Abluft, Spulluft, Reingas), erreicht der
Prozess keinen stationaren Zustand. Es wird jedoch nach ausreichend langer Zeit ein
Zustand erreicht, in dem die einzelnen Messgrdfl3en periodisch um einen zeitlichen Mittelwert
herum schwanken, wobei sie immer wieder die gleichen Anderungen durchlaufen. Dies wird
als zyklisch-stationarer Zustand bezeichnet.

Dieses zyklisch-stationdre Verhalten wird nun anhand einer ausgewdahlten Anlagen-
einstellung beschrieben. Es handelt sich dabei um den temperaturgeregelten Flammenlos-
betrieb, bei dem die Solltemperatur (hier 850°C) durch Beimischung von Erdgas zur Abluft
eingeregelt wird. Der Abluft-Sollvolumenstrom betrug dabei 2.000 my*h, die Zykluszeit
180 Sekunden.

Abbildung 22 zeigt fur einen Zeitraum von zwei Stunden die zeitlichen Verlaufe der
gemessenen Temperaturen innerhalb des mittleren Regenerators, die Temperatur im
darliber liegenden Freibord (Messposition 2.300 mm), sowie die mittlere Brennraum-
temperatur (T BK). Letztere wird als arithmetischer Mittelwert der Messwerte der drei
vorhandenen Temperaturmessstellen berechnet.
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Abbildung 22: Zeitliche Verlaufe der Regeneratortemperaturen

Der zyklisch stationdre Zustand kommt darin sehr gut zum Ausdruck. Weiter ist zu erkennen,
dass die Brennraum-Solltemperatur sehr gut eingeregelt wird. In Abbildung 23 sind einige
der Zyklustemperaturen noch einmal dargestellt, wobei Uber funf volle Zyklen gemittelt
wurde. Die drei Takte sind in den Verlaufen gut zu erkennen. Zu Beginn des Ablufttaktes,
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was dem Ende des Reingastaktes entspricht, werden die héchsten Temperaturen erreicht.
Der Regenerator ist also zu diesem Zeitpunkt thermisch maximal aufgeladen. Die Zufuhr der
vergleichsweise kalten Abluft fihrt zur Abnahme der Regeneratortemperaturen. Die Keramik
kuhlt sich ab, wobei gleichzeitig die durchstromende Abluft erwarmt wird. Im Spulschritt
bleiben die Temperaturen nahezu konstant. Dies liegt daran, dass durch den geringen
Spiilluftvolumenstrom (hier 195 my®h) der Keramik nur wenig Warme entzogen wird. Im
nachfolgenden Reingastakt wird der Regenerator durch das hindurchstromende heil3e

Reingas wieder thermisch bis auf den Ausgangszustand aufgeladen und der Zyklus beginnt
von Neuem.
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Abbildung 23: Temperaturverlaufe innerhalb eines Zyklus
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Abbildung 24: Temperaturverlaufe in zyklischer Darstellung: (a) zyklisch-stationarer Zustand;
(b) instationarer Zustand

Die Qualitat des zyklisch-stationdren Zustands kann optisch besonders gut beurteilt werden,
wenn die Momentanwerte der Temperaturen wie in Abbildung 24 dargestellt werden. Dazu
wurden die Zeitverlaufe zunachst skaliert und dann mit Hilfe der trigonometrischen
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Funktionen in die Kreisform projiziert. Der Ablufttakt beginnt jeweils zum Zeitpunkt n-0 s
bzw. n- 180 s, der Spilschritt bei n - 90 s und der Reingastakt entsprechend bei n - 120 s.
Abgebildet sind funf Zyklen (a), die aber nicht im Einzelnen unterscheidbar sind. Die
Temperaturdnderungen wiederholen sich also in jedem Zyklus quasi exakt auf die gleiche
Weise. Zum Vergleich sind in Diagramm (b) zehn Zyklen eines instationdren Betriebs-
zustandes (Ubergang in Giberautothermen Betrieb) gezeigt.

Die Stellungen der einzelnen Umschaltklappen werden vom Prozessleitsystem archiviert.
Daher konnen die verschiedenen Strémungszustande der Regeneratoren noch im Nach-
hinein bestimmt werden. Bildet man die Taktmittelwerte der Temperaturen und tragt diese
Uber der Messposition auf, erhdlt man das Temperaturprofil. Abbildung 25 zeigt einen
Vergleich der Temperaturprofile in den drei Regeneratoren, wobei der Verlauf im Ablufttakt
links, der im Reingastakt rechts und die Messpositionen mit dem mittleren Gesamt-
stromungsweg normiert dargestellt sind. Die Profile in den drei Regeneratoren stimmen in
diesem Fall recht gut Uberein. Allerdings ist dies nicht immer gewahrleistet. Insbesondere im
Uberautothermen Betrieb treten recht haufig Zustdnde auf, in denen sich die Temperatur-
verlaufe in den einzelnen Regeneratoren recht stark unterscheiden [5].
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Abbildung 25: Vergleich der in den drei Regeneratoren gemessenen Temperaturprofile

Die Temperaturen der zugefihrten Luftstrome sind relativ konstant (Abbildung 26). Wird die
Technikumsanlage ohne Vorwarmung der Abluft durch die TNV betrieben, entspricht ihre
Temperatur am Geblaseeintritt der Umgebungstemperatur. Durch das Geblase erfahrt sie
eine geringfligige Temperaturerhdhung von ca. 2 K. Die Temperaturen von Spul- und
Sperrluft sind deutlich groRer als die Umgebungstemperatur. Bei der Spulluft ist dies vor
allem dadurch zu begriinden, dass diese in der Nahe der Regeneratoren angesaugt wird.
Das Sperrluftgeblase befindet sich zwar samt Ansaugéffnung in Bodenndhe und ist der
Regeneratorabwarme nicht so stark ausgesetzt, allerdings wird hier ein mehrstufiges
Geblase eingesetzt, dass eine hohere Temperaturdifferenz verursacht. Da die Anlage im
gezeigten Fall flammenlos (ohne Brenner) betrieben wurde, ist die erhdhte Brennerluft-
temperatur ebenfalls durch die Abwarme der Regeneratoren zu erklaren.

Die Reingastemperaturen zeigen &hnliche Zyklusschwankungen wie die Regenerator-
temperaturen. Die erste Messposition befindet sich im Kamin kurz nach dem Anschluss der
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Reingasleitung, die zweite Messung einige Meter stromabwarts, hinter der Beimischung des
Bypassstroms. Da der Kamin nicht warmegedammt ist, ist die Temperatur bei
geschlossenem Bypass an der zweiten Messstelle etwas niedriger als an der ersten.
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Abbildung 26: Zeitliche Temperaturverlaufe der ein- und austretenden Medien

Das Offnen und SchlieBen der Klappen fiihrt bei den gemessenen Volumenstromen zu
grol3en Spitzenwerten. In Abbildung 27 sind die aus den Messwerten berechneten Norm-
Volumenstrome gezeigt. Die Hauptstrome (Abluft, Spilluft und Reingas) sind auf der linken
Ordinate, die Sperrluftstrome auf der rechten Achse dargestellt.
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Abbildung 27: Zeitliche Verlaufe der rechnerischen Volumenstrome im Normzustand

Die Abluft- und Spulluftstrome werden durch Anpassen der Drehfrequenz der Geblase auf
einen vorgegebenen Sollwert geregelt. lhre Mittelwerte sind daher sehr konstant. Das
Sperrluftgeblase wird hingegen mit konstanter Drehfrequenz betrieben, sodass sich die
Sperrluftstrome aus den jeweiligen hydraulischen Widerstdnden ergeben. Je nach
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4.1 Allgemeines Betriebsverhalten

Gegendruck im jeweiligen Regenerator und Druckverlust im Leitungs- und Klappensystem
stellen sich dadurch unterschiedliche Volumenstrome ein. Da die Sperrluftstrome aber im
Vergleich zu den Hauptstrémen recht gering sind und ein guter Teil der Sperrluft ohnehin ins
Reingas tritt ohne die Regeneratoren zu passieren, werden diese Schwankungen als
unerheblich betrachtet. Dennoch sind sie im Reingasvolumenstrom wiederzufinden. Da das
Beispiel den Flammenlosbetrieb zeigt, ist der Brennerluftstrom Null.

Abbildung 28 zeigt die Fehler der berechneten Massen- und Energiebilanzen. Der absolute
Fehler zwischen dem abgefuihrten Reingasmassenstrom und der Summe der zugefihrten
Massenstréme betragt in diesem Fall im Mittel -5,4 kg/h. Gemal3 der Bilanz wird also etwas
weniger Masse abgefuhrt als zugefiuhrt wird. Der relative Fehler der Massenbilanz liegt bei
-0,17 %, was einen messtechnischen Idealfall darstellt. Im Allgemeinen betragt der relative
Fehler der Massenbilanz weniger als +5%.
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Abbildung 28: Zeitliche Verlaufe der absoluten und relativen Bilanzfehler

Die Abweichung der Energiebilanz betragt hier bezogen auf die Messwerte im Mittel -26 kW
bzw. -40,3%. Die Differenz wird als Transmissionswéarme an die Umgebung abgegeben.

Um die gemessene Bilanz in dieser Hinsicht abzusichern, werden bei jeder Auswertung die
Transmissionswarmeverluste aus einer vereinfachten Berechnung ermittelt. Die Ergebnisse
fur den gezeigten Fall sind in Abbildung 29 dargestellt. Demnach wird die meiste Warme
vom Brennraum, den Regeneratoren und den Kasten der Reingasklappen abgegeben. Die
berechnete Summe der Einzelverluste betragt 24,5 kW, was gut mit dem gemessenen Wert
von 26 kW ubereinstimmt. Bezieht man die berechneten Warmeverluste in die Bilanz mit ein,
reduziert sich der Fehler auf -1,5kW entsprechend -2,3%, was einen typischen Wert
darstellt. Insgesamt kann auch hier konstatiert werden, dass der relative Fehler der
rechnerischen Energiebilanz im Allgemeinen weniger als £5% betréagt.
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Abbildung 29: Verteilung der berechneten Transmissionswarmeverluste

Die gemessenen statischen Uberdriicke gegeniiber Umgebung sowie die daraus ermittelten
charakteristischen Druckdifferenzen sind in Abbildung 30 veranschaulicht. Auf der Saugseite
des Abluftgeblases herrscht ein geringflgiger Unterdruck von -1,5 mbar. Entsprechend grof3
ist der Druckverlust tUber die Dosierstation und die Abluftleitung bis zum Geblaseeintritt. Der
Uberdruck auf der Druckseite des Abluftgeblases betragt 14,3 mbar, sodass der Gesamt-
druckverlust vom Lufteintritt in die Dosierstation bis zum Austritt am Kamin 15,8 mbar groR3
ist.
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Abbildung 30: Charakteristische Driicke: (a) gemessene statische Uberdriicke; (b) berechnete
Druckdifferenzen
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4.1 Allgemeines Betriebsverhalten

Der eintrittseitige Uberdruck wird bis zur Brennkammer auf 10,3 mbar und bis zum
Kamineintritt auf 4,1 mbar abgebaut. Weitere 3,1 mbar fallen Uber dem Strémungs-
gleichrichter vor dem ersten Staugitter im Reingasweg ab und 0,6 mbar bis zum zweiten
Staugitter. Der restliche Uberdruck von 0,4 mbar wird bei der Strémung bis zum
Kaminaustritt und dem Austromen aus dem Kamin dissipiert. Diagramm (a) zeigt auch die
statischen Uberdriicke in den Spiil- und Sperrluftleitungen. Auf der Spulluftseite ist der
Uberdruck mit 13,5 mbar eigentlich zu gering, denn der Spiilluftdruck sollte immer groRer
sein als der Abluftdruck, damit fluiddynamische Kurzschliisse zwischen Abluft und Spulluft,
sowie Abluft und Reingas ausgeschlossen werden. Im gezeigten Fall liegt hingegen eine
positive Druckdifferenz zwischen Abluft und Spulluft vor, sodass Abluft in die Spulluftleitung
eintreten und — je nach Durchstromungsrichtung der Regeneratoren — auch ins Reingas
Ubertreten kann. Dieser Schwachpunkt wurde nachtraglich durch Einbau zuséatzlicher
Drosselklappen behoben [374]. Rohgas-Reingas-Kiirzschliisse tber die Umschaltklappen
werden durch die fluiddynamische Dichtung mit Sperrluft verhindert. Da deren Druck sowohl
abluftseitig als auch reingasseitig hoher ist als der Abluftdruck, sind Kurzschlisse
weitgehend ausgeschlossen.

Die Gesamtdruckerhohung des Abluftgebléases von 15,8 mbar wird zum grof3ten Teil zur
Uberwindung des eigentlichen Anlagendruckverlustes von 13,3 mbar benétigt. Die Haupt-
stromungswiderstande stellen die Regeneratoren dar, wobei die Druckdifferenzen 4,0 mbar
im Abluftregenerator und 6,2 mbar im Reingasregenerator betragen. Der verbleibende
Druckverlust ist den anderen Bauteilen (Klappen, Dosierstation usw.) zuzurechnen. Die
Druckdifferenzen Uber den geschlossenen Bypass- und Brennerluftklappen betragen
9,9 mbar bzw. -10,6 mbar.

Abbildung 31 zeigt gemessene Reingaskonzentrationen fir einen Zeitraum von 15 Minuten,
also finf ganze Zyklen. Die charakteristischen Spitzen der Cgy-Konzentration nach dem
Umschalten der Stréomungsrichtung sind sehr deutlich zu erkennen.
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Abbildung 31: Zeitliche Verlaufe gemessener Reingaskonzentrationen

63
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In den Takten dazwischen stellen sich unterschiedliche Konzentrationsniveaus ein, von
denen man vermuten konnte, dass sie durch die verschieden langen Verweilzeiten im
Brennraum verursacht werden. Dies ist jedoch nicht ausschlaggebend. Fir den letzten
Zyklus sind die jeweiligen Phasen der drei Regeneratoren angegeben. Am Anfang des
Zyklus stromt die Abluft in Regenerator 1 hinein und verlasst die Anlage Uber Regenerator 2,
also entlang des kurzen Stromungsweges. In der zweiten Phase tritt die Abluft Uber
Regenerator 2 ein und Uber den dritten Regenerator aus, was ebenfalls einem kurzen
Stromungsweg entspricht. Der lange Weg wird erst in der dritten Phase durchstromt (von
Regenerator 3 zu Regenerator 1), in der aber nicht die niedrigsten Konzentrationen
gemessen werden.

AulRerdem miusste der Verweilzeiteinfluss vor allem an der CO-Konzentration zu erkennen
sein, weil davon auszugehen ist, dass der Brennstoff bis zum Ende des Brennraums nahezu
vollstandig zu CO oxidiert ist. Der gemessene Verlauf ist hingegen sehr gleichmé&Rig.

Die verschiedenen Niveaus der Cgs-Konzentration ergeben sich vielmehr durch die oben
bereits genannte Verunreinigung des Reingases Uber die Spulluftleitung. In der ersten
Phase, wenn Regenerator 3 gespult wird, kann Abluft bei Regenerator 1 in die Spulluftleitung
eintreten und bei Regenerator 2 ins Reingas gelangen. Deshalb werden dort die hiéchsten
Cqes-Gehalte erreicht. In der zweiten Phase ist dieser Kontaminationspfad nicht mdglich. Die
an Regenerator 2 in die Spulluftleitung eintretende Abluft wird gemeinsam mit dem
Spulluftstrom zu Regenerator 1 gefuhrt. In der dritten Phase mischt sich die eintretende
Abluft zunachst mit der Spulluft, kann dann aber weiter zu Regenerator 1 stromen und dort
ins Reingas gelangen. Deshalb ist im ersten Abschnitt die Reingaskonzentration am
hdchsten, im zweiten am geringsten und im dritten mittelm&Rig hoch. Einen weiteren Beitrag
wird der Klappenschlupf leisten, der nie ganz vermieden werden kann.

Der zeitliche Mittelwert der Cgs-Konzentration betragt in diesem Fall 14,8 mg/mNS, sodass
der Grenzwert von 20 mg/my® eingehalten ist. Der mittlere CO-Gehalt unterschreitet mit
5,4 mg/m,\,3 den Grenzwert fast um den Faktor 20.

4.2 Versuchs- und Auswertungsmethodik

Bedingt durch die Baugrof3e der Technikumsanlage und die enorm grofRe Warmekapazitét
der Speichermasse ist der Prozess aullerst trage. Bei Veranderung einer Randbedingung
wird dadurch sehr lange Zeit bendétigt, bis sich der neue zyklisch-stationdre Zustand
eingestellt hat. Je nach Grol3e der Umstellung liegt diese Dauer zwischen einigen Stunden
und mehreren Tagen.

Die bendtigte Wartezeit richtet sich jedoch auch nach dem Versuchsziel. Fir eine
ausreichend genaue energetische Bilanzierung ist die thermische Ausgleichszeit malf3-
geblich. Da der Warmespeicher je nach Richtung der Verdanderung geladen oder entladen
wird, verfélscht der von der Speichermasse aufgenommene oder abgegebene Warmestrom
die bendtigte Verbrennungswéarmeleistung, solange die mittlere zeitliche Anderung der
mittleren Regeneratortemperatur nicht Null betragt.
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4.2 Versuchs- und Auswertungsmethodik

Dieser Einfluss kann leicht abgeschéatzt werden. Die Gesamtmasse der Keramik betragt etwa
3.000 kg bei einer spezifischen Warmekapazitat von ungefahr 1 kJ/kg. Soll die benétigte
Verbrennungswarme im eingestellten Zustand auf 1 kW genau bestimmt werden, so darf die
Anderung der mittleren Regeneratortemperatur maximal

AT AQ _ 1000J/s _10°K _ .. K
—_— = = = —=12— (Gl. 58)
At mg e, 3000kg[1000J/kgK 3 s h

betragen.

Bei einer GroRenordnung der bendtigten Leistung von 20+-50 kW entspricht dies immer noch
einem Fehler zwischen 2% und 5%. Fir eine hohere Genauigkeit muss also die
Temperaturédnderung noch geringer sein und eine entsprechend langere Zeit abgewartet
werden.

Aus diesem Grund wurden alle Versuche zur Bestimmung des thermischen Leistungsbedarfs
mit Erdgas durchgefuhrt, da sich dieses uber ausreichend lange Zeit konstant und
vollautomatisiert zufiihren lasst. Die Dosierstation hingegen hat nur eine begrenzte
Reichweite (maximal kdnnen 135 kg Losemittel ohne nachzufillen dosiert werden) und sollte
trotz aller VorsichtsmalRnahmen nicht langfristig unbeaufsichtigt betrieben werden.

Besteht das Ziel hingegen darin, bestimmte Stoffe hinsichtlich ihres Oxidationsverhaltens
und der Bildung von Sekundarschadstoffen zu untersuchen, oder diese untereinander
qualitativ beziglich ihres thermischen Einflusses zu vergleichen, sind kirzere Versuchs-
zeiten ausreichend.

Hier ist ausschlaggebend, dass sich das zyklisch-stationare Temperaturprofil weitgehend
ausgepragt hat. Im autothermen und unterautothermen Betrieb (bezogen auf die Ver-
brennungsenthalpie der Schadstoffe) wird dieses jedoch kaum beeinflusst. Insbesondere
bleiben die Ein- und Austrittstemperaturen der Regeneratoren weitgehend konstant, sodass
sich nur der Verlauf dazwischen und damit das Aufheiz- bzw. Abkuhlverhalten von Abluft und
Reingas verandert. Dieses wiederum hat nahezu keinen Einfluss auf die Reaktions-
mechanismen, da diese erst merklich ablaufen, wenn die Ziindtemperatur erreicht ist. Diese
Reaktionszone ist aber verglichen mit der Gesamtldnge des Regenerators sehr kurz und
liegt im oberen Bereich, wo sich die Temperaturen kaum verandern.

Zur Veranschaulichung sind in Abbildung 32 beispielhaft einige Temperaturverlaufe gezeigt.
Das Vergleichsprofil verlauft linear zwischen 25°C und 850°C. Bei den anderen Profilen
wurde eine parabolische Abweichung unterschiedlich starker Auspragung (zwischen 2,5 und
20 Kelvin an der Stelle x/Lreg=0,5) Uberlagert. Nimmt man an, der lineare Verlauf entsprache
dem zyklisch-stationaren Profil und die anderen Verlaufe wirden innerhalb einer Stunde auf
diesen Zustand hinlaufen, so wirde die zweite Kurve noch zu einem Fehler bei der
Leistungsmessung von ca. 1,5 kW fiihren. Die maximale absolute Abweichung betragt 2,5K
(in der Mitte des Regenerators), der Mittelwert weicht demgegeniber nur um 1,65K vom
Vergleichszustand ab. In der Reaktionszone (im Bereich an dem das Vergleichsprofil groRRer
ist als 700°C) betragt die maximale absolute Abweichung sogar nur noch 1,5K. Eine
merkliche Veranderung der Konzentration ist daher kaum anzunehmen.

Insofern ist es bei Vergleichen der Reingaskonzentrationen ausreichend, statt der
thermischen Ausgleichszeit nur die Einschwingzeit der Konzentrationen abzuwarten. Diese
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betragt je nach Anderung der Eintrittskonzentrationen etwa zwei bis 8 Stunden, was auch im
Losemittelbetrieb realisierbar ist. Um die Anderungen am Eintritt gering zu halten, ist es
auRerdem sinnvoll, die Abluftbeladung stufenweise zu erhéhen.

900

f Abweichung / °C: Max (Mittel)
800 +
——0(0,00)
700 § —25(1,65)
! 5 (3,30)
600 ¢ 10 (6,60) 4801

500

490 1

——20 (13,20) 470 1

A

500

T/°C

400 +

300

200 §

100 4

O-WWWM

0 0102 03 04 05 06 07 08 09 1
X/LReg

05 0,55

Abbildung 32: Veranschaulichung verschiedener Abweichungen der mittleren Regenerator-
temperatur

Um die Versuchszeit zu minimieren, ist es also zweckméaRig mehrere Versuchspunkte in der
Reihenfolge der geringsten Temperaturprofilanderung anzuordnen. Aus eigenen Erfah-
rungen an der Technikumsanlage kann diese Reihenfolge wie folgt angegeben werden:

® Variation von Spul- und Sperrluftstromen bzw. Spulzeiten,

® Variation des Abluftstroms,

® Variation der Eintrittskonzentration im unterautothermen Bereich,
)

Variation der Betriebsart (Brennerbetrieb / Teil-Flammenlosbetrieb /
Flammenlosbetrieb),

® Variation der Brennraumtemperatur,

® Variation der Beladung im tberautothermen Bereich.

Bei den gezeigten Versuchsergebnissen handelt es sich Uberwiegend um Untersuchungen
zum thermischen Verhalten. Daher wurde nach Verédnderungen der Anlageneinstellung der
thermische Beharrungszustand abgewartet (zwischen 8 Stunden und mehreren Tagen). Zur
Auswertung wurde dann vom zyklisch stationaren Betrieb ein Zeitraum zwischen 2 und 6
Stunden herangezogen (je nach Zyklusdauer) und hiertiber Mittelwerte gebildet.

Die Auswertung selbst erfolgt teilautomatisiert mit einem gewohnlichen Tabellenkalkulations-
programm. Hierzu wurde eine Auswertungsvorlage erstellt, in der alle notwendigen
Stoffdaten, Sensorparameter, Berechnungen, Auswertungen und Diagramme angelegt sind.
Mit einer zusatzlichen Verarbeitungsvorlage kénnen zudem einzelne Messreihen auto-
matisch abgearbeitet werden.
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Mit Hilfe von programmierten Makros werden folgende Schritte der Auswertung bearbeitet:
® Suche und Import der bendtigten Rohdaten,
® Suche des Auswertungszeitraumes,
® Kopieren des Auswertungszeitraumes bzw. Berechnen von Kurzzeit-Mittelwerten,
°

Auswahl der bengtigten Stoffdaten (Elementarzusammensetzung und Heizwerte
der dosierten Stoffe),

® Anpassen der Anlagenkonfiguration (Daten der zum Versuchszeitpunkt
verwendeten Speichermasse, Sensorparameter),

Anpassen der Berechnungsbereiche und Diagramme,

Berechnung von Gesamt-Mittelwerten tGiber den Versuchszeitraum.

Trotz der Teilautomatisierung muss jede Auswertung Uberprift und ggf. nachbearbeitet
werden.

In den Prozessdatenarchiven sind nur die tatsdchlichen Messdaten (Primardaten)
gespeichert. BerechnungsgrofRen wie Normvolumenstréme, Massenstrome oder Enthalpie-
strome (Sekundardaten) stehen zwar im Prozessleitsystem ebenfalls zur Verfigung, werden
aber bei der Auswertung aus den Primardaten berechnet. Dies hat den Vorteil, dass die
Grolken z. B. mit genaueren Stoffwerten (Mischungsdichte, temperaturabh&ngige Warme-
kapazitaten) ermittelt werden kdnnen. Weiter ist dadurch potentiell die Mdglichkeit gegeben,
Sensorparameter anhand von nachtraglichen Kalibriermessungen anzupassen, sofern sich
Messfehler herausstellen sollten.

Wie bereits geschildert, ist eine genaue Leistungsbilanzierung bedingt durch die grof3e
Warmekapazitat nur schwer mdglich. Die gemessene Verbrennungswarmeleistung des
zugefuhrten Erdgasstroms kann jedoch um den vom Regenerator abgegebenen bzw.
aufgenommenen Warmestrom korrigiert werden. Man erhalt so — bis auf Veranderungen der
Transmissionswarme- und Reingasverluste sowie der Warmeubertragung im Regenerator
durch nicht zyklisch-stationare Temperaturprofile — eine Voraussage, wie hoch der
Erdgasbedarf im zyklisch-stationdren Zustand ware. Um diese Korrektur zu ermitteln, werden
aus den gemessenen Temperaturprofilen die zeitlichen Anderungen der massengemittelten
Regeneratortemperaturen berechnet und mit Hilfe von Gleichung (Gl. 58) die Summe der
einzelnen abgegebenen bzw. gespeicherten Warmestrome bestimmit.

Abbildung 33 zeigt die zum vorgenannten Beispiel gehdrigen Verlaufe der mittleren
Regeneratortemperaturen und die dazu ermittelten Ausgleichsgeraden. Die mittlere
Temperaturédnderung betragt +10,3 K/d bei Regenerator 1, -5,9 K/d bei Regenerator 2 und
+8,4 K/d beim dritten Regenerator. Als Summe ergibt sich somit +12,9 K/d, was einer
Leistungsdifferenz von +447 W entspricht. Da die Regeneratortemperatur im Mittel ansteigt,
ware der bendtigte Verbrennungswarmestrom im vollstéandig zyklisch-stationaren Betrieb um
diesen Betrag geringer (Verdnderungen der Transmissionswarme- und Reingasverluste
vernachlassigt).
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Abbildung 33: Zeitlicher Verlauf der berechneten mittleren Regeneratortemperaturen

Eine weitere Korrektur wird im Flammenlosbetrieb bei kurzen Spilzeiten oder sehr geringen
Spllluftstromen — also ungenigender Spullwirkung — angewandt. In diesen Fallen verbleibt
am Ende des Spultaktes ein geringer Teil des zugefuhrten Erdgases im Luftverteilkasten und
wird im anschlielenden Reingastakt unverbrannt abgefiihrt. Dadurch geht die Verbren-
nungsenthalpie dieses Anteils ungenutzt verloren. Da dies bei den Modellrechnungen nicht
bertcksichtigt wird, zur Validierung aber gleiche Verhaltnisse zugrunde gelegt werden
mussen, wurde in diesen Fallen der zugefuhrte Erdgasstrom entsprechend umgerechnet und
nur der genutzte Anteil betrachtet.

Grundsatzlich misste auch der Klappenschlupf auf ahnliche Weise korrigiert werden. Da
aber der Wert der Klappenleckage nicht bekannt ist bzw. dieser nicht ohne Weiteres aus den

Messdaten ermittelt werden kann, wurde auf diese Korrektur verzichtet.
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5 Thermochemische Modellierung

Im Folgenden werden die thermodynamischen, fluiddynamischen und chemischen Anséatze
dargestellt mit denen das Betriebsverhalten von RNV-Anlagen beschrieben wird.

5.1 Analogie zwischen Strémungsumkehrreaktor und
Warmeubertragerreaktor

Hausen hat gezeigt, dass ein instationdrer Regenerator bei kurzen Umschaltzeiten als
stationdrer Rekuperator betrachtet werden kann [348]. Das durch die instationdren
Temperaturédnderungen verursachte abweichende Verhalten des Regenerators kann
auBerdem mit einem Korrekturfaktor fir den Warmedurchgangskoeffizienten des
Rekuperators berlcksichtigt werden (vgl. Abschnitt 2.2.6).

Bei einem Stromungsumkehrreaktor handelt es sich im Prinzip um einen Regenerator in dem
die Warmeubertragung durch chemische Reaktionen tberlagert ist. Daher ist anzunehmen,
dass ein Stromungsumkehrreaktor auch als Warmeubertragerreaktor aufgefasst werden
kann, also als Rekuperator in dem chemische Reaktionen mdéglich sind.

Dies setzt voraus, dass sich die zusatzlichen instationaren Konzentrations&dnderungen im
Stromungsumkehrreaktor beim analogen Warmeulbertragerreaktor adaquat bertcksichtigen
lassen.

Im Gegensatz zur katalytischen Nachverbrennung spielen der Stoffibergang zur und Ad-
bzw. Desorptionsvorgédnge an der Wabenkdrperoberflache bei RNV-Anlagen keine Rolle. Es
finden nur homogene Gasphasenreaktionen statt. Die zeitichen Anderungen der
Konzentrationen in den verschiedenen Takten sind daher ausschliel3lich durch die Mischung
der zugefiuhrten Stoffstrome mit dem im Regenerator vorhandenen Fluid, sowie den
chemischen Umsatz bestimmt. Da die Volumenstréme bei Ublicher Betriebsweise im
Vergleich zum Reaktorvolumen sehr gro3 sind (kurze Verweilzeit, hohe Raumge-
schwindigkeit), sind die Ausgleichszeiten der Mischungsvorgange sehr viel kirzer als die
Taktdauern.

Im Gegensatz zur Akkumulation von Warme in der Speichermasse kann daher die
Stoffspeicherung im Reaktor vernachlassigt werden. Dies bedeutet, dass die einzelnen Takte
in stofflicher Hinsicht voneinander entkoppelt sind und keine Stoffiibertragung z. B. von der
Abluft zum Reingas stattfindet.

Insofern kdnnen die instationaren, lokalen Konzentrationsanderungen in Form einer
angepassten chemischen Kinetik berticksichtigt werden, welche den Umsatz im Zyklusmittel
korrekt beschreibt.

In Fallen, in denen zwischen den einzelnen Takten eine Verschleppung von Stoffen auftritt,
konnte diese evtl. in Analogie zur Warmelbertragung als Stoffdurchgang durch eine
Membran beschrieben werden.

In Abbildung 34 (a) ist eine RNV-Anlage mit drei Regeneratoren einschlie3lich der
wesentlichen Luftstrome schematisch dargestellt. Dieses System ist nun in geeigneter Weise
in einen Warmeubertragerreaktor zu Gberfiihren, wie er in Teilbild (b) veranschaulicht ist.
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Brennerluft - Brennerluft -

B off Brennerbetrieb B off Brennerbetrieb

rennsto rennsto

HeiRgas- [] HeilRgas-
Bypass (I) Bypass
a 0
o) o)
= Warme- = Warme-
% verluste % verluste
2 I T ] s 3 RTINS
c c
Q Q
IS €
£ £
< ©
(TR (TR
l‘ll]s ﬂ:l l:lzw ﬂll i -
! . l: o B
Sperrluft Sperrluft _| — 4 B
Abluft Abluft
Spulluft ® . Spulluft .
Reingas Reingas
a) b)

Abbildung 34: Vereinfachtes Prozessmodell: (a) Schematische Darstellung der regenerativen
Nachverbrennung; (b) Darstellung als analoger Warmeubertragerreaktor

Hierbei ergeben sich folgende Hauptaspekte. Die am RNV-Prozess beteiligten Luftstrome
(Abluft, Spulluft bzw. Spillgas, Reingas, Sperrluft, zur Abluft beigemischter Brennstoff)
muissen so zusammengefasst werden, dass sie den beiden Hauptstrémen im Warmeuber-
tragerreaktor entsprechen. Die Apparategeometrie ist so zu beschreiben, dass beide
Bauweisen hinsichtlich der Oberflachen und Volumina einander aquivalent sind. Bei diesen
Transformationen muss das thermochemische Verhalten nach Mdglichkeit vollstandig
erhalten bleiben.
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Abbildung 35: Teilschritte der Modelltransformation

Die Modelltransformation kann man gedanklich in zwei Schritte unterteilen. Im ersten Schritt
wird die reale RNV-Anlage in ein gleichwertiges Zweiturm-Modell tberfiihrt. Dazu sind die
Abluft-, Spulluft- und Reingasregeneratoren in geeigneter Weise zusammenzufassen. Im
zweiten Schritt wird dieses vereinfachte RNV-Modell durch die Rekuperator-Analogie
ausgedruckt. Abbildung 35 veranschaulicht dieses Vorgehensschema.
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5.2 Gesamtbilanz

5.2 Gesamthilanz

In Abbildung 36 ist ein Bilanzschema des Wéarmeiibertragerreaktors gezeigt.

AulRere Bilanzgrenze
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Abbildung 36: Bilanzgré3en des vereinfachten Modells

Fur die Gesamtbilanz entsprechend der dufReren Bilanzgrenze ergeben sich die folgenden
Gleichungen

rnBL + rnBS,BR + rnBS,FL + rr.R/OC + rn:’L + rrgL + rrErLA + rnSrLF&

— 1y, — ke (G. 59)
=0

I_.|BL + I_.|BS,BR + |_.IBS,FL + I_.|VOC + I_.|PL + I_.|SL + |_.|SrLA + |_'|SrLF€

_'_"BV_HRG —Q (Gl. 60)
+Vvdiss

=0
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5 Thermochemische Modellierung

r.]BL + r.]BS,BR + r.]BS,FL + r.lVOC + r.]PL + r.]SL + r.]SrLA + r.]SrLR
"y ke (Gl. 61)
+y
=0
In der Energiebilanz werden jeweils die Gesamtenergiestrome verwendet. Da die potentielle

und kinetische Energie verglichen mit der inneren Energie sehr klein sind, kdnnen diese
durch

Hy =mih+h,) (Gl. 62)

angenéhert werden, d.h. es wird nur der sensible und latente Anteil der Enthalpie betrachtet.

5.3 Aquivalente Luftstrome

Die Uberfilhrung des realen Regeneratorsystems in ein analoges Rekuperatorsystem
erfordert, wie bereits genannt, eine Vereinfachung hinsichtlich der beteiligten Stréme. Hierzu
wird davon ausgegangen, dass die durch die Regeneratoren stromenden kalten bzw. heil3en
Strome jeweils zusammengefasst werden kdnnen. Die auf3ere Bilanzgrenze in Abbildung 36
wird dadurch auf die innere Bilanzgrenze abgebildet.

Diese Vereinfachung geht von der Annahme aus, dass ein Regenerator, der nacheinander in
der gleichen Richtung von verschiedenen kalten bzw. heiRen Warmekapazitatsstromen
durchflossen wird, das gleiche Verhalten zeigt, wie ein Regenerator, dem die gleiche
Luftmasse als Mischung zugefiihrt wird. Diese Annahme wird spater am Beispiel des
Spulluftstroms experimentell und rechnerisch tUberprift.

Der Abluftstrom wird im Modell als Mischung von (schadstofffreier) Prozessluft und
Schadstoffen betrachtet, wobei im Gegensatz zur Realitat unterschiedliche Eintritts-
bedingungen festgesetzt werden kodnnen. Der Abluft wird gegebenenfalls Uber das
Flammenlossystem zusétzlich Brennstoff zugefihrt.

rhAL = rn:’L + ri.R/OC + ri]BS,FL (Gl 63)
An jedem Regenerator befindet sich ein Luftkasten tber den je nach Phase des Zyklus Abluft
oder Spulluft eingeleitet bzw. Spullgas oder Reingas ausgeleitet werden. Die geschlossenen
Hauptklappen fur Abluft und Reingas werden mit Sperrluft beaufschlagt (fluiddynamische
Dichtung, vgl. Abschnitt 3.4), wovon ein Teil in den Luftkasten hinein der andere Teil Uber die
Klappe nach auf3en strémt. An den Regeneratoren, die sich im Ablufttakt befinden, sind nur
die Reingasklappen geschlossen?, an denen im Spiiltakt die Abluft- und Reingasklappen. An
den Reingasregeneratoren hingegen sind nur die Abluftklappen geschlossen.

Der an einer geschlossenen Hauptklappe k nach innen (in Richtung des Regenerators)
strémende Anteil (Index ,i") wird durch einen konstanten Faktor bertcksichtigt

Mg = Do Mgy mit 0< @ <1, (Gl. 64)

sodass fur den nach auf3en stromenden Anteil (Index ,a’) gilt

* An den Abluft- und Reingasregeneratoren sind selbstverstandlich auch die Spiilluft-Klappen geschlossen. Diese werden an

der Technikumsanlage jedoch nicht mit Sperrluft beaufschlagt.
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5.3 Aquivalente Luftstrome

rnSrL ak (1 ¢SrL I) |]nSrL k- (GI 65)

Die Sperrluftmassenstrome auf der Abluft- und Reingasseite werden an der Technikums-
anlage getrennt erfasst. Mit den Anzahlen N, , Ng , Nyg der Regeneratoren im jeweiligen
Takt ergeben sich daher die Sperrluftstrbme an einer einzelnen Abluft- bzw. Reingasklappe
aus

r'nSrLA

Mgk = m ; (Gl. 66)
; — My, e
LT Y N, +Ng, . (Gl. 67)

Der an den geschlossenen Abluftklappen insgesamt nach auf3en stromende Anteil

rhSrLA a (NSL + NRG) IjmSrLA a,k (1 ¢SrLA I) |]nSrLA (GI 68)

mischt sich mit der Abluft und wird mit dieser durch die Anlage transportiert. Er ist daher dem
aquivalenten Abluftstrom zuzurechnen.

Auch der bei den Abluftregeneratoren nach innen stromende Anteil der Sperrluft an den
Reingasklappen wird der Abluft zugeschlagen. Fir den Gesamtstrom gilt daher

My reg = My + (1_ ¢SrLA,i)DerLA N + N ——— W Ui - (Gl. 69)
AL sL
Auf ahnliche Weise erhéalt man fir den Gesamtspuilluftstrom
. . . Ng, Ng,
My reg = My + My + Ng, + NRG WSrLAl (g a + N, + NSL WSrLRl (g - (GI. 70)

Dieser wird nur bei Frischluftspilung in seiner Gesamtheit durch den Regenerator gefihrt.
Bei HeilRgasspulung hingegen stromt nur der tatséchliche Spulgasstrom durch den
Regenerator. Die Sperrluftanteile werden in diesem Fall erst im Luftkasten, also am Austritt
des Warmedibertragers, dazugemischt. Dies ist bei der Berechnung des aquivalenten
Reingasstroms zu beriicksichtigen.

Der aquivalente Abluftstrom ergibt sich schlie3lich aus der Mischung des Gesamtabluft- und
Gesamtspulluftstroms.

m = mAL Reg rnSL,Reg

mAL = rn:’L + rn\/OC + r“r‘BS,FL + r‘rgL + r'rgG

+(1_ ¢SrLA,i) (g, + DpSrLFu g, = (Gl. 71)
NAL + NSL
Ng, Ng,
+
Ng, + NRG [Psrin; D a + N, + NSL W O

Je nach Anteil der Sperrluftstrome am Gesamtstrom konnen diese, wahrscheinlich ohne
allzu groRen Genauigkeitsverlust, vernachlassigt werden.
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5 Thermochemische Modellierung

Den aquivalenten Reingasstrom erhalt man aus der Massenbilanz um den Brennraum des
Warmelulbertragerreaktors

m;G = m:\L +rp + mBs,BR - may . (Gl. 72)
Bei der Transformation des Strémungsumkehrreaktors in den analogen Warmeubertrager-
reaktor muss das thermische Verhalten erhalten bleiben. Dieses ist beim Rekuperator
bestimmt durch die Stanton-Zahl und das Warmekapazitatsstromverhaltnis. Die Gleichheit
des Warmekapazitatsstromverhaltnisses wurde durch die bisherigen Vereinfachungsschritte
nicht beeintrachtigt. Um zu Ubereinstimmenden Stanton-Zahlen zu gelangen, muss beim
Zusammenfassen der heillen und kalten Regeneratoren deren Gesamtflache erhalten
bleiben. Da die Anzahl der Abluft und Reingas filhrenden Regeneratoren gleich ist, ergibt
sich die Warmedubertragerflache aus

Ar = Ny DA peg = Ny [y wB,Reg' (GI. 73)

Die beteiligten Strome durch alle Regeneratoren sind somit in aquivalente Strome durch zwei
Regeneratoren uberfihrt.

Der an den Reingasklappen nach aul3en strémende Sperrluftanteil

r"rgrLR,a = (NAL + NSL) HhSrLR,a,k = (1_ ¢SrLR,i)HhSrLR (GI 74)

sowie der Anteil, der an den Abluftklappen der Reingasregeneratoren nach innen stromt

. . N .
My a1 = Nrg a5k = =0 s L (Gl. 75)
Ng. + Neg

umgehen den Warmeubertrager und werden am Regeneratoraustritt dem Reingas
beigemischt. Sie beeinflussen somit nicht die Warmelbertragung, verandern aber die
Reingastemperatur am Kamin.

Die dargestellte Vorgehensweise zur Bestimmung der aquivalenten Massenstrome wird
analog fur die Enthalpie- und Stoffstrome angewandt. Die GroRen der zusammengefassten
Stréme ergeben sich also ebenfalls als Mischung der jeweiligen Anteile. Die beschreibenden
Gleichungen erhélt man aus den oben genannten Beziehungen indem man mm durch H
bzw. R ersetzt.
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5.4 Modellschema / Diskretisierung

Der Warmeubertragerreaktor wird entlang der
Stromungsrichtung eindimensional betrachtet und
mit der Finiten-Volumen-Methode [375] diskretisiert.
Dazu wird das Gesamtmodell auf die in Abbildung
37 gezeigte Weise aus einheitlichen Zellen
zusammengesetzt. Diese sind untereinander durch
Stoffstrome verbunden. Die Regeneratorzellen sind
daruber hinaus durch den Transmissionswarme-
strom aneinander gekoppelt.

Das Brennersystem wird vereinfacht durch eine
einzelne Zelle reprasentiert, dessen Abgasstrom in
eine oder mehrere Brennraumzellen eingemischt
wird. An jeder Zelle kbnnen weitere Stoffstrome zu-
oder abgefihrt werden, sodass grundsatzlich auch
Schaltungsvarianten wie der heie Bypass oder die
Kaltgaseinspeisung betrachtet werden kénnen.

Die Darstellung ist als Schema zu verstehen, denn
tatsachlich werden selbstverstandlich sehr viel mehr
Zellen verwendet.

5.5 Zellbilanz
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Brennkammer

Abluft- / Spulluftregenerator

Abbildung 37: Diskretisierung des
Modells mit Hilfe von

Einheitszellen

A 4

Reingas-/Splilgasregenerator

Das Bilanzschema einer Zelle einschlie3lich der wesentlichen Parameter ist in Abbildung 38

gezeigt.

Der Gesamtprozessgasstrom am Eintritt in den Bilanzraum ergibt sich aus der Mischung der
extern zugefuhrten Nebenstrome und dem eintretenden Hauptstrom, dabei sind die
Nebenstrome als Randbedingungen vorgegeben und der Hauptstrom ergibt sich aus der

Bilanz der vorhergehenden Zelle.

abgefiihrter Hauptstrom

h,m, H
z

abgefiihrte Nebenstrome

A,_,m_H,_

Waérmeverluste QL <

ext. Warmequelle / -senke QS

z

R Qs

aL,a 1 “:L,rad 1 A_,a

zugefiihrte Nebenstrome

Tovs Pas Coar Ans sV

n+ 7 Tn+

r.'|n+1rh1+1 Hn+

zugefiihrter Hauptstrom

2 hm, H
z-1
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5 Thermochemische Modellierung

Fur die BilanzgréRen der Mischung am Eintritt gelten im stationaren Fall die Beziehungen

ﬁe,z = Zﬁ’]tzk + r?]z—l’ (Gl 76)
k
M, = D Moy + My, (Gl 77)
k
|_.|e,z = an+,z,k + I_.lz—l' (Gl 78)
k

Der Gesamtprozessgasstrom am Austritt ist durch die Gleichungen

N, =n,,+n,, (GI. 79)

m,=m.,, (Gl. 80)

Ho, =Ho, +Qu, +Q, +Qs, +Wy, . —Q, (Gl. 81)
definiert.

Da auch die austretenden Nebenstréme als Randbedingungen vorgegeben sind, erhalt man
schlie3lich den Hauptgasstrom am Austritt der Zelle aus

M= =Y A . (Gl. 82)
k

m,=m ->'m .. (Gl. 83)
k

Hz:Ha_an—,zk' (GI 84)
k

Die intensiven ZustandsgréfRen des Hauptgasstroms und der austretenden Nebenstrome
sind identisch mit denjenigen am Prozessgasaustritt.

Konzentrationen, Druck und Temperatur innerhalb der Zelle werden als arithmetische
Mittelwerte zwischen den Daten des Ein- und Austrittes berechnet, alle anderen
Eigenschaften aus diesen Mittelwerten und dem Volumen der Zelle.

Der innerhalb der Zelle freigesetzte Reaktionswarmestrom ergibt sich aus den Enthalpien
und Raten der ablaufenden Reaktionen. Der Ubersichtlichkeit halber wird im Weiteren auf
die Angabe des Zellindex verzichtet.

Ngr
Qr =VI M H® =V D) r, [DHY (Gl. 85)
j=1

J

Der zu- oder abgefiihrte Transmissionswarmestrom wird als stationarer Warmedurchgang
beschrieben

QT = k'Iii |IT me,Iog’ (GI 86)

wobei die mittlere logarithmische Temperaturdifferenz aus der Vorschrift
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ATmin = min(TN,e _Ta’TN,a _Te)
ATmax = rnaX(TN,e _Ta’TN,a _Te)

AT, firAT , = AT, ., (Gl. 87)
ATm,log = (ATmax _ATmin )/ln(ATmax /ATmin) fljrATmin meax > O
(AT . +AT, )2 fir AT, AT, <0

bestimmt wird. Durch die Fallunterscheidung wird berlcksichtigt, dass die Differenzen
zwischen den Temperaturen am Ein- und Austritt (Indizes ,e’ und ,a’) der betrachteten Zelle
und den Ein- und Austrittstemperaturen ihrer Nachbarzelle (hier indiziert mit ,N’) identisch
sein kénnen, beide gleiche Vorzeichen haben, sie unterschiedliche Vorzeichen aufweisen
oder mindestens eine der beiden Differenzen Null betragt. Dadurch werden alle mdglichen
Konstellationen wie gleiche bzw. ungleiche Warmekapazitatsstrome, adiabate oder
diatherme Reaktorwand, Umkehrung des Transmissionswarmestroms innerhalb einer Zelle
bertcksichtigt.

Der Einfluss der instationaren Warmeleitung innerhalb der Speichermasse wird durch einen
Korrekturfaktor im Warmedurchgangkoeffizienten beriicksichtigt, der spater noch erlautert
wird.

Der Verlustwarmestrom an die Umgebung wird ebenso als stationar aufgefasst und mit

Q =k M T-T,,) (Gl. 88)
beschrieben. Eine Korrektur des instationaren Verhaltens ist hierbei nicht erforderlich, da die
Warmeleitfahigkeit der gedammten Reaktorwand nur gering ist.

Die innerhalb der Zelle pro Zeiteinheit dissipierte Stromungsarbeit ergibt sich aus

W, =ApV. (Gl. 89)

Andere externe Warmequellen oder -senken kénnen durch Vorgabe von QS bertcksichtigt
werden.

Die Berechnung der einzelnen Quellterme ist hier nur vereinfacht dargestellt. Da es sich
hierbei um den wesentlichen Teil des Modells handelt, sind die genauen Anséatze sowie die
dafur bendtigten Parameter in den folgenden Kapiteln ausfiihrlich beschrieben.

5.6 Stoffstrommodell

Die thermochemische Modellierung von Stoffstromen erfordert zunachst die Beschreibung
der thermo- und fluiddynamischen Stoffeigenschaften. Diese liegen fiur eine Vielzahl von
Reinstoffen und bestimmten Mischungen in Form von gedruckten Tabellenwerken [31, 376—
380] oder elektronischen Datenbanken vor [381-383].

Die unmittelbare Verwendung solcher Tabellen als Lieferant fur die im Verlauf der
Berechnung bendtigten Werte ist aber wenig sinnvoll. Stattdessen ist es gunstiger, die
Abhangigkeit der Eigenschaften von ihren Einflussparametern formelmaRig zu beschreiben.

Da eine induktive Herleitung solcher Zusammenhé&nge nur in wenigen einfachen Fallen
mdglich ist (z. B. Warmekapazitat fir einatomige Gase), werden meist Ansatzfunktionen
formuliert, die an vorhandene Messungen approximiert werden. Statt der Werte selbst

77



5 Thermochemische Modellierung

werden dann die in den Naherungsgleichungen enthaltenen Anpassungsparameter als
Datenbank bereitgestellt.

In der Vergangenheit sind eine Vielzahl solcher Berechnungsmethoden entwickelt worden,
uber die Poling + Prausnitz eine Ubersicht bieten [384]. Als zusétzliche Literatur seien z. B.
[385-392] genannt. In jingerer Zeit wird auch versucht bestimmte Stoffeigenschaften
anhand von molekularen Simulationen zu ermitteln [393]. Diese Verfahren sind aber, wegen
des enormen Rechenaufwandes, fur die Prozesssimulation nicht praktikabel.

Bei den am Prozess beteiligten Stoffstromen, insbesondere der Abluft, kann es sich um
komplexe Stoffgemische mit einer Vielzahl von beteiligten Komponenten handeln. Um dies
zu berucksichtigen, werden die Stoffstrome als ideale Mischung von Reinstoffen betrachtet.

Jede Einzelsubstanz i wird dabei durch ihre Dichte im Normzustand g, ;, ihre molare Masse
M., sowie ihren molaren Heizwert® H. .. beschrieben.

inf,i
Zur Definition der eintretenden Strome ist weiter jeweils die Angabe des Massenstroms m,
der Temperatur T, sowie ihrer Zusammensetzung, in Form von Volumenanteilen @,
Stoffmengenanteilen X, oder Massenanteilen w notwendig. Da nur ideale Mischungen
betrachtet werden gilt au3erdem ¢ =X .
Die Dichte der Strome ergibt sich bei gasformigen Medien aus der Zustandsgleichung des
idealen Gases
T,
p=py a2 (Gl. 90)
T py

Um Berechnungen mit flissigen Stoffen zu ermoglichen bzw. den Einfluss einer variablen
Dichte untersuchen zu kénnen, kann die Dichte auch als Konstante betrachtet werden.

P = py =const (GI. 91)

Die mittlere Dichte des Fluids im Normzustand ergibt sich aus den gegebenen Werten fir die
Normdichten der Reinstoffe und der bekannten Zusammensetzung

Ns
O =0By =D alpy, - (Gl. 92)
i=1

Ebenso kdnnen der mittlere Heizwert und die mittlere molare Masse der Mischung berechnet
werden

=X[H.. = x iy, (Gl. 93)

M=%XIM =) x M,. (Gl. 94)

Die thermodynamischen und fluiddynamischen Eigenschaften der Fluide (spezifische wahre
Warmekapazitat c,, Warmeleitfahigkeit A und kinematische Viskositat V), werden, um den
Berechnungsaufwand zu reduzieren, nicht als Mischung berechnet, sondern stattdessen
vereinfacht als homogenes Medium mit definierten Eigenschaften betrachtet.

® In der chemischen Reaktionstechnik ist zwar die Standard-Bildungsenthalpie tblich, dem Praktiker im Bereich der

thermischen Verfahrenstechnik oder Feuerungstechnik ist jedoch der Gebrauch von Heizwerten vertrauter.
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Druckabhangigkeiten werden vernachlassigt und der Einfluss der Temperatur entweder
durch Polynome der Form

f(T)= Zn:Ki 7' (G. 95)
i=0

durch Potenzanséatze

£(T)= f, EELJK (Gl. 96)

TN
oder durch Exponentialfunktionen der Art
f(T)= f, <™ (Gl. 97)
bertcksichtigt.

Die bendttigten Koeffizienten fur diese Formulierungen sind fir eine Vielzahl von Stoffen
vertffentlicht [362, 394-396]. Es empfiehlt sich jedoch, insbesondere bei Nutzung gedruckter
Quellen, vor Verwendung der Ansiatze deren Ubereinstimmung mit Messdaten zu
verifizieren. Da dies ohnehin die Tabellierung der Werte erfordert, kann man mit den
Mdglichkeiten heutiger Tabellenkalkulationen ebenso gut die Koeffizienten selbst bestimmen.

Als Grundlage fir die Verifikation der Ansétze bzw. zur Bestimmung der Koeffizienten
wurden tabellierte Stoffdaten fir trockene Luft aus [31] verwendet. Die Ansétze und
Koeffizienten, sowie die approximierten Verlaufe und deren relative Abweichungen sind im
Anhang angegeben.

Bei den hier durchgefiihrten Versuchen und Simulationen ist der Fehler, der durch die
Annaherung der realen Stoffeigenschaften mit Daten trockener Luft entsteht, vernach-
lassigbar. Die Konzentrationen an Schadstoffen bzw. brennbaren Bestandteilen sind sehr
gering (wenige Gramm pro Kilogramm Luft) und die Feuchte der zugefiihrten Umgebungsluft
ist relativ konstant. Auch die Veranderung der Zusammensetzung durch die Oxidation der
Bestandteile beeinflusst in diesen Féllen die Gemischeigenschaften kaum.

Betrachtet man beispielhaft Methan als Abluftinhaltsstoff, so zeigt sich, dass bis zu einer
Beladung von 10 g/my?® der relative Fehler zwischen den Eigenschaften trockener Luft und
den Gemischeigenschaften des Verbrennungsgases weniger als 3% betragt (vgl. Abschnitt
A3.2). Daher kann bei weitgehend luftdhnlichen Zusammensetzungen auf Mischungs-
rechnungen verzichtet werden.

Fur LOosemittel, &hnliche Substanzen und komplexe Mischungen daraus kann an dieser
Stelle kein Vergleich durchgefihrt werden, da die hierzu benotigten Berechnungsansatze fir
deren Reinstoffeigenschaften fehlen.

Sind die auftretenden Zusammensetzungen nicht mit derjenigen von Luft vergleichbar,
miissen hingegen andere daflir angepasste Koeffizienten verwendet oder die Eigenschaften
ggf. als Gemischeigenschaften berechnet werden.

Da die spezifische wahre Warmekapazitat definiert ist als

Cp(T)=%h(T) (Gl. 98)
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5 Thermochemische Modellierung

kann die spezifische Enthalpie h aus dem verwendeten Ansatz fir die spezifische wahre
Warmekapazitat durch mathematische Integration geman

T

h(T)=[c,(T)dT (Gl. 99)

0

berechnet werden.
Die spezifische Gesamtenthalpie ergibt sich additiv aus dem sensiblen und latenten Anteil

he(T)=h(T)+h, (Gl. 100)

wobei sich der spezifische latente Anteil aus dem Heizwert und der molaren Masse

Hi
= Gl. 101
e = ( )

ergibt.
Fur die Enthalpiestrome gelten entsprechend die Beziehungen
H(T) = mn(T)
I_.Ilat = rhl:Ihlat (G| 102)
H o (T) = mIh(T)+ mh

Die Energiebilanz liefert die Gesamtenthalpie am Austritt einer Zelle. Aus dieser wird die
Austrittstemperatur iterativ mit der Gleichung

lat *

Htot(T)_ Hlat
Mg,
berechnet, wobei die Iteration so lange wiederholt wird, bis die absolute Anderung der

Temperatur Kkleiner ist als eine vorgegebene Schranke oder eine maximale Anzahl von
Iterationsschritten Uberschritten wurde.

T= (Gl. 103)

T
To

Die daflr benétigte mittlere Warmekapazitat ergibt sich aus

:O - _1T ]cp(T)dT =%:O(T°).

0T,

G

(Gl. 104)

Der Bezugspunkt der sensiblen Enthalpie kann innerhalb eines Berechnungssystems
willkdrlich festgelegt werden. Wahlt man

To = OK Gl. 105

h(T,) = 0J/kg, (G109
so ergibt sich die mittlere spezifische Wéarmekapazitat unmittelbar aus

Q(T)=@ (Gl. 106)
und flr die Iterationsgleichung erhalt man

T =7l e (Gl. 107)

mh(T)
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Meist wird nicht auf die Notwendigkeit der iterativen Bestimmung der Temperatur aus der
bilanzierten Enthalpie hingewiesen. Teilweise wird auch félschlicherweise die wabhre,
spezifische Warmekapazitat hierfir herangezogen, was Abweichungen bis zu 10%
verursachen kann (siehe Abschnitt A3.3).

5.7 Chemische Reaktionen

Die stochiometrische Gleichung einer beliebigen chemischen Reaktion | in einer Mischung
aus N, Komponenten K kann formuliert werden als

Ve j [|3(1+|/e’2’j K, +...+ Ve, [H(NS‘J. - Vpa i [|3(1+|/p'2'j K, +..+ Vone.j [KNS (Gl. 108)
oder
Ng Ng
zve,i,j K, =2pri’j K, . (Gl. 109)
i=1 i=1
Insgesamt kann diese Reaktionsgleichung durch den Vektor
Vi =V Ve, (G. 110)

beschrieben werden, worin die stdchiometrischen Verhéaltniszahlen der Edukte negative die
der Produkte positive Vorzeichen aufweisen. Entsprechend sind bei einem Mechanismus
aus mehreren Reaktionen die einzelnen Stdochiometrievektoren anzugeben bzw. die
einzelnen Koeffizienten v, ;, was zweckmafRig in Form der stochiometrischen Matrix N
erfolgt.

Die durch die chemischen Reaktionen bewirkten Konzentrationsanderungen in einer Zelle
kénnen als Quellterme aufgefasst werden. Diese ergeben sich aus der Multiplikation der
stochiometrischen Matrix mit dem Vektor der Reaktionsraten

¢, =NIF(T,c). (Gl. 111)
Die Reaktionsraten r; werden als Potenzprodukt mit modifiziertem Arrhenius-Ansatz fir den

Reaktionsgeschwindigkeitskoeffizienten beschrieben

“Erj  Ng

= ke T fe 70 (] 0™ (Gl. 112)

wobei die Reaktionsordnung O, ;
wenn diese Spezies nicht an der Reaktion beteiligt ist.

bezlglich der Komponente ¢ gleich Null zu setzen ist,

Andere reaktionskinetische Ansatze (Landau-Teller, Troe-Fall-Off u.a. [397]) wurden nicht
implementiert.

Nur bei Elementarreaktionen entspricht die Ordnung einer Reaktion beziiglich einer Spezies
dem stéchiometrischen Koeffizienten dieser Spezies (0 ; =, ;). In Brutto- oder Global-
reaktionen gilt diese Identitat in der Regel nicht.

Mit dieser Beschreibung kdnnen auch chemische Gleichgewichte modelliert werden. Hierzu
missen lediglich die Gleichungen fir die Hin- und Rlckreaktion als zwei getrennte Reak-
tionen definiert werden. Gleichgewichtsberechnungen durch Definition der Kinetik einer
Reaktionsrichtung und Vorgabe einer Gleichgewichtskonstanten sind nicht vorgesehen.
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5 Thermochemische Modellierung

Die Stoffbilanz einer Zelle lautet

d — - - -

—n=n-n +n,, Gl. 113
mit

n, =V IN[F(T,C). (Gl. 114)

Durch Umformen erhélt man fir den stationaren Zustand
1 (. _ -
—[Ece -G, E&j +NF(T,c)

Ie Pa

Es stellt sich die Frage, auf welche Konzentration die Reaktionsraten bezogen werden
sollen. Bezbge man diese auf die Austrittskonzentration oder eine gemittelte bzw.
interpolierte Konzentration im Zellinneren, misste, da die unbekannten Austrittskonzen-
trationen in die Potenzprodukte der Reaktionsraten eingingen, ein nicht-lineares
Gleichungssystem gelost werden. Dies ware zwar grundsétzlich maoglich, z. B. iterativ mittels
des Newton-Verfahrens [398-400], jedoch wéare der verursachte numerische Aufwand
(Bestimmung der Jacobi-Matrix, Matrizeninversion usw.) sehr hoch.

0 mit 7, =Y (Gl. 115)
e V .

e

Stattdessen werden die Reaktionsraten mit den Eintrittskonzentrationen berechnet, sodass
man die Austrittskonzentrationen unmittelbar aus

¢, =[c. + y N m-*(T,(:e)Ere]Gg—a (Gl. 116)

ermitteln kann.

Bei geringen Eintrittskonzentrationen und hohen Reaktionsraten kann der Reaktionsverlauf
jedoch bereits in einem kirzeren Zeitraum als der Verweilzeit abgeschlossen sein, sodass
sich nach (GI. 116) negative Austrittskonzentration ergeben wirden. Um dies zu vermeiden,
wird die Reaktionsrate mit der Reaktionslaufzahl y korrigiert, die durch die stochiometrisch
limitierende Komponente bestimmt wird.

Die Reaktionslaufzahl wird in jedem Iterationsschritt vor der Berechnung der neuen
Austrittskonzentrationen nach folgendem Algorithmus bestimmt

X =1
fur i =1bis Ng
C=(Ce,i + x &g, Ue)ﬁ

e

wenn c<Oundc, >0
Ce,i
CS B-e

X=-

Danach werden in einem weiteren Schleifendurchlauf die neuen Austrittskonzentrationen
berechnet.
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5.7 Chemische Reaktionen

Die Reaktionsenthalpie einer Reaktion ergibt sich aus der Gleichung
Ns
0 _ 1 —
AH? =V, H => v, H, (Gl. 117)
i=1
und somit der insgesamt freiwerdende Reaktionswarmestrom gemani
. — NR
Qe = frk (YIVIFDH® = fo YV DD 1, [(AH? . (Gl. 118)
j=1
Der Faktor f, dient lediglich dazu, den Einfluss der Reaktionswarme auf einfache Weise

variieren zu kénnen. Im Normalfall wird f; =1 gesetzt.

5.7.1 Reaktionsmechanismen

5.7.1.1 Einschrittmechanismus

Oft werden die komplexen Vorgange der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen in einer
einzigen Globalreaktion der Form

ML CH, +(x +%j02 - xCO, +%H20 R 1)
zusammengefasst [197, 198, 224, 369]. Die realen Ablaufe der Oxidation werden dadurch

jedoch sehr stark vereinfacht und nicht immer ausreichend wiedergegeben.

Es ist bekannt, dass Kohlenwasserstoffe in verschiedenen Teilreaktionen zunachst zu
Kohlenmonoxid oxidieren. Das entstandene CO reagiert dann in einem letzten
Reaktionsschritt weiter zu CO,. Da auch bei hohen Temperaturen noch erhebliche Mengen
an Kohlenmonoxid vorliegen kdnnen, wird durch Einschrittmechanismen der Form M1 die
freigesetzte Reaktionswarme uUberschatzt [401, 402].

5.7.1.2 Zweischrittmechanismus

Dryer + Glassman haben deshalb den Zweischrittmechanismus

CXHY+(§+%jOZ ~. xCO +%HZO R 2)
M2
co +%o2 - CO, (R 3)

vorgeschlagen [366, 401, 403]. Dieser zeigt jedoch im Vergleich mit Messwerten haufig zu
geringe Kohlenmonoxidkonzentrationen. Um diesen Nachteil auszugleichen, wird haufig die
Reaktion (R 3) als Gleichgewichtsreaktion betrachtet. Auch der initiale Oxidationschritt des
Kohlenwasserstoffs wird gelegentlich als Gleichgewicht modelliert [404].

5.7.1.3 Dreischrittmechanismen

Bereits Dryer + Glassman haben erkannt, dass der Wassergehalt einen Einfluss auf die
Oxidation des Kohlenmonoxids aufweist, was sie in einer Abhéngigkeit der Reaktionsrate
von Wasserdampfkonzentration zum Ausdruck brachten. Andere Autoren beriicksichtigen
dies durch zusatzliche Reaktionsschritte.
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5 Thermochemische Modellierung

So geben Polifke et al. [405] den folgenden Dreischrittmechanismus von Peters + Williams
an [406]

CH, +0, - CO+H, +H,0 (R 4)
vz CO+HO - CO, +H, (R 5)
H, +%o2 ~ H,0 (R 6)

in dem der Wasserdampfeinfluss auf die Kohlenmonoxid-Oxidation durch die Wassergas-
Shift-Reaktion beschrieben wird.

Westbrook + Dryer [401] hingegen nennen fir den Beginn der Oxidation des
Kohlenwasserstoffs die Brutto-Reaktion

M4 CH, +§o2 - XCO +%H2, R7)

sodass man mit den zusatzlichen Reaktionsschritten

co +%o2 - CO, (R 3)
M4 1
H, +20; - H,0 (R 6)

einen einfachen Dreischrittmechanismus erhielte. Allerdings wurden die von den Autoren
angegebenen kinetischen Daten fir die Reaktion (R 7) in Kombination mit einem kom-
plexeren CO-H,-O,-Mechanismus, bestehend aus 21 Reaktionsschritten, angepasst.

5.7.1.4 Vierschrittmechanismen

Mansha et al. [407] nennen folgenden Mechanismus von Jones + Lindstedt [408]:

CH, +%O2 - CO+2H, (R7)

CH, +H,0 - CO+3H, (R 8)
M5

CO+H,0 - CO, +H, (R5)

H, +%Oz - H,0 (R 6)

Bei Tsuiji et al. [409] ist nachstehender Mechanismus von Srivatsa [410] zu finden.

1

CH, - CH,+_H, (R 9)
1 3
CH,+>0, ~ CO+ H, (R 10)
M6
co +%o2 - CO, (R 3)
1
H, +20, ~ H,0 (R 6)
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5.7 Chemische Reaktionen

Dort wird darauf hingewiesen, dass dieser unter Verbrennungsbedingungen mit hoch
vorgewarmter Luft besser geeignet sei als der Mechanismus von Jones + Lindsted.

Seshadri et al. [411] formulieren einen &hnlichen Mechanismus, bei dem jedoch Methan
zusammen mit Sauerstoff und Wasserstoff zunachst zu CH; umgesetzt wird

CH, +%O2 +%H2 - CH; +H,0. (R 11)
1 3
CH;+-0, -« CO+—-H, (R 10)
M7 2 2
CO+H,0 - CO, +H, (R5)
1
H, +EOZ - H,0 (R 6)

In diesem Mechanismus werden alle Schritte als Gleichgewichte betrachtet. Da in dieser
Formulierung neben Sauerstoff auch Wasserstoff benotigt wird, um den Umsatz des
Methans in Gang zu bringen, muss dieser entweder im Verbrennungsgas enthalten sein,
oder uber die Wassergas-Shift-Reaktion aus CO (R 5), die Dissoziation von Wasser (R 6)
bzw. die Oxidation des Methyl-Radikals (R 10) gebildet werden.

5.7.1.5 Andere reduzierte Mechanismen

Neben den zuvor genannten Systemen aus Reaktionsgleichungen existiert noch eine
Vielzahl weiterer Mechanismen, die meist aus komplexen Reaktionssystemen abgeleitet und
fur spezielle Anwendungsfille angepasst wurden. Eine Ubersicht (ohne Anspruch auf
Vollstandigkeit) gibt Tabelle 5.

Tabelle 5: Zusammenstellung einiger reduzierter Reaktionsmechanismen [412—-417]
9 5
1 CH, Verbrennung 12 3 Mallampalli et. al. 1996
13 9
2 CH, Verbrennung 14 10 Chen 1997
5 2
3 CH,4 Verbrennung in Gasturbinen 3 : Brewster et al. 1999
13 9
10 6
4 C,H, 15 11
20 16
Verbrennung 192 Z Montgomery et al. 2006
5 n-C7H36 16 12
20 16
25 21
6 CH, Verbrennung 13 9 Msaad et al. 2012
5 2
5 3
8 9
7 CO/H;, Verbrennung 10 21 Marzouk + Huckaby 2010
14 34
14 37
13 38
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5 Thermochemische Modellierung

5.7.1.6 Mechanismen aus Elementarreaktionen

Unter Elementarreaktionen versteht man chemische Reaktionen zwischen Molekilgruppen
oder Atomen, die nicht in weitere Zwischenschritte unterteilt werden kdnnen.

Die Komplexitat von Reaktionsmechanismen hat mit Weiterentwicklung der Rechnertechnik
enorm zugenommen (Tabelle 6). Wahrend im Reaktionsmechanismus des Gas Research
Institute von 1994 die Methanverbrennung noch mit 33 Spezies und 177 Reaktionen
beschrieben wurde (GRI 1.2, [418, 419]), waren es in der Version GRI 2.11 von 1995 bereits
50 Spezies und 279 Reaktionen [420] und 1999 in der Fassung GRI 3.0 sogar 54 Spezies
und 325 Reaktionen [421]. Der Mechanismus von Wang et al. fur die Verbrennung kleiner
Kohlenwasserstoffe (C1-C4, Version Il von 2007 [422]) weist 112 Spezies und 784
Reaktionsgleichungen auf. Der Verbrennungsmechanismus von Westbrook et al. fir Alkane
bis C16 von 2008 beeinhaltet 2.116 Spezies und 8.157 Reaktionen [423] und der Leeds
Master Chemical Mechanism (MCM 3.1 von 2012 [424, 425]), der den atmospharischen
Abbau von Methan und 142 flichtigen Verbindungen (NMVOC) beschreibt, 4.500 Spezies
und 12.500 Reaktionsgleichungen.

Hieran wird deutlich, dass fur héhermolekulare Stoffe die Reaktionsmechanismen immer
komplexer werden. Dies liegt daran, dass es rein kombinatorisch mehr Mdglichkeiten fir
Elementarreaktionen gibt.

Tabelle 6:

Zusammenstellung einiger Elementarreaktionsmechanismen [418—434]

1 CH, GRI 1.2 32 175 1994
2 CH, GRI 2.11 49 277 1995
3 CH,4 GRI 3.0 53 325 1999
4 CH, Leeds 1.5 37 351 2001
5 H,, CHy4, CyHg, CoHy AKonnov 0.5 127 1.200 2005
6 C,H,, CoHy Wang 2007 112 784 2007
7 CsHg Marinov 127 638 1998
8 Ci-Cs AKonnov 0.6 beta 960 4.000 2004
9 CsHy, Wang et al. 386 1.896 1999
10 CsH1,0, Fisher et al. 265 1.219 2000
11 CeH12 Silke et al. 1.082 4.269 2007
12 C; Curran et al. 545 2.446 1998
13 Cs-Cys Westbrook 2.116 8.157 2008
14 CH,4 + 142 NMVOC Leeds MCM 3.1 4.500 12.600 2012

Mit der Entwicklung immer umfangreicherer Mechanismen, die sich durch computerbasierte
Mechanismusgeneratoren [435] beschleunigt hat, wurden verstarkt Anstrengungen unter-
nommen, Werkzeuge zur Vereinfachung dieser Mechanismen zu entwickeln (z. B. [436]).

Die Anwendung von Elementarreaktionsmechanismen scheidet im vorliegenden Fall
aufgrund ihrer Komplexitdt aus. Aulerdem gilt es zu bedenken, dass mit jeder
Reaktionsgleichung etwa drei bis zehn unbekannte Parameter in das Modell einflieen, die
anhand von Messungen anzupassen waren.
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5.7 Chemische Reaktionen

5.7.2 Kinetische Parameter

Westbrook + Dryer [401] haben fir verschiedene Kohlenwasserstoffe die kinetischen Daten
der Einschritt-Reaktion (R1) an experimentelle Daten der Flammengeschwindigkeit im
Bereich der Zindgrenzen angepasst. Diese sind, umgerechnet auf Sl-Einheiten, in Tabelle 7
aufgelistet. Zusatzlich geben sie Parameter fur die Reaktion (R2) an. Dabei wurde die
Reaktionsrate der Oxidation von CO (R3) gemal’ Dryer [366] berlcksichtigt. Des Weiteren
haben sie (R7) als Quasi-Globalreaktion in einem komplexeren Mechanismus aus 21
weiteren Reaktionen an die Messdaten angepasst.

Tabelle 7: Kinetische Daten von Westbrook + Dryer [401]

Einschritt Zweischritt Quasi-Global
1 CH, 1,30E+08 2,80E+09 4,00E+09 202.641 -0,3 1,3
2 CH, 8,30E+05 1,50E+07 2,30E+07 125.604 -0,3 1,3
3 C,Hg 3,48E+07 4,11E+07 6,32E+07 125.604 0,1 1,65
4 C3Hg 2,72E+07 3,16E+07 4,74E+07 125.604 0,1 1,65
5 C,4Hyo 2,34E+07 2,78E+07 4,11E+07 125.604 0,15 1,6
6 CsHyo 2,02E+07 2,47E+07 3,79E+07 125.604 0,25 1,5
7 CgHia 1,80E+07 2,21E+07 3,48E+07 125.604 0,25 1,5
8 C;Hye 1,61E+07 1,99E+07 3,16E+07 125.604 0,25 1,5
9 CgHig 1,45E+07 1,80E+07 2,97E+07 125.604 0,25 1,5
10 CgHig 2,28E+08 3,04E+08 4, 74E+08 167.472 0,25 1,5
11 CoHyo 1,33E+07 1,64E+07 2,78E+07 125.604 0,25 1,5
12 CyoH2 1,20E+07 1,49E+07 2,53E+07 125.604 0,25 1,5
13 CH;0H 1,01E+08 1,17E+08 2,31E+08 125.604 0,25 1,5
14 C,;HsOH 4,74E+07 5,69E+07 1,14E+08 125.604 0,15 1,6
15 CeHe 6,32E+06 7,59E+06 1,36E+07 125.604 -0,1 1,85
16 C,Hg 5,06E+06 6,01E+06 1,08E+07 125.604 -0,1 1,85
17 C,oH, 6,32E+07 7,59E+07 1,36E+08 125.604 0,1 1,65
18 C3Hg 1,33E+07 1,58E+07 2,53E+07 125.604 -0,1 1,85
19 C,oH, 2,06E+08 2,47TE+08 3,79E+08 125.604 0,5 1,25
Parameter fiir die Brutto-Reaktionsrate geman r=k, & &'~ IIECXH),]a EtDz]b (Einheiten: m, s, mol, K)

Eine Ubersicht (ber kinetische Daten und Ratengleichungen bieten auch
Babushok + Dakdancha [404]. Im Anhang sind einige der recherchierten Werte aus
unterschiedlichen Quellen zusammengefasst. Da die jeweiligen Prozesse und Rand-
bedingungen bzw. Methoden mit denen die Parameter bestimmt wurden hierbei nicht
vollstéandig wiedergegeben werden kdnnen, wird jedoch empfohlen, vor Verwendung dieser
Daten die Originalliteratur zu Rate zu ziehen.

Die uberwiegende Zahl der vertffentlichten Kinetiken wurde fir die Verbrennung von
Methan, Kohlenmonoxid und Wasserstoff in Flammen ermittelt. Auch fir Strémungs-
reaktoren liegen einige Daten vor. Es ist jedoch fraglich, in wie weit diese Daten auf die
flammenlose Oxidation in Stromungsumkehrreaktoren Ubertragbar sind. Denn die hier
vorliegenden geringen Gehalte an brennbaren Bestandteilen bei sehr hohem
Sauerstoffgehalt (bis zu 200-facher Luftiberschuss, vgl. Abschnitt 2.1.7.6) sind mit den
meisten Arbeiten nicht vergleichbar.
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5.8 Warmeubertragung

Die Warmeubertragung im Regenerator wird bestimmt durch den konvektiven Wérme-
Ubergang zwischen der Gasstromung und der Oberflache der Speichermasse sowie den
Transport durch Warmeleitung innerhalb der Speichermasse. Wahrend im Regenerator
beide Vorgange instationar sind, missen diese im analogen Rekuperator auf entsprechende
stationére Formulierungen gebracht werden.

5.8.1 Konvektiver Warmeubergang

Unter konvektivem Warmelbergang versteht man den stoffgebundenen Transport
thermischer Energie, der zwischen einem Fluid und Oberflachen stattfindet, wenn beide
Seiten unterschiedliche Temperaturen aufweisen und zwischen ihnen eine Relativhewegung
vorliegt. Dieser Mechanismus wird durch den Warmeubergangskoeffizienten beschrieben,
welcher die bei einer bestimmten Temperaturdifferenz konvektiv Ubertragene Warme-
stromdichte bezeichnet [31]
q
Iy -T

(Gl. 119)

Da die Relativgeschwindigkeit unmittelbar an der Oberflache aufgrund der Haftbedingung
Null betragt, erfolgt an dieser Stelle der stoffgebundene Warmetransport ausschlief3lich
durch Konduktion. Setzt man die konvektive Warmestromdichte mit der konduktiven
Warmestomdichte in Richtung der Oberflichennormalen gleich, erhalt man

A
g=— ) (Gl. 120)
AT
woraus sich mit Hilfe einer Bezugsabmessung der Anordnung die Definition der NuRRelt-Zahl
1)
ald or
= = Gl. 121
Nu y AT ( )
d
ergibt.

Der konvektive Warmelbergang hangt von den Stromungs- und Temperaturverteilungen in
der Umgebung des Kdrpers ab. Daher beeinflussen alle anderen Phdnomene, welche diese
Verteilungen verandern (z. B. Warmestrahlung, Dissipation, chemische Reaktionen usw.),
immer auch den Warmeubergangskoeffizienten. In der Realitat treten solche Mechanismen
stets in bestimmtem — wenn unter Umstanden auch vernachlassigbar geringem — Mal3e auf.
Deshalb handelt es sich bei rein konvektivem Warmelbergang streng genommen um ein
hypothetisches Konstrukt. Die mathematische Beschreibung idealisierter Sonderfélle ist
daher verglichen mit dem tatsachlichen physikalischen Vorgang immer mit einer gewissen
Ungenauigkeit behaftet.

Aus diesem Grund wird der konvektive Warmeulbergang in der Regel durch empirische oder
semi-empirische Gleichungen beschrieben und die darin enthaltenen Faktoren anhand von
Experimenten ermittelt. Die zweite Alternative besteht darin, bekannte Lésungen fir
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vereinfachte Spezialfalle zu verwenden, und dabei die Abweichungen gegentiber der Realitat
zu vernachlassigen.

Bei der mathematischen Herleitung analytischer Zusammenhénge fir den Warmelubergang
in einfachen Geometrien bei idealisierten Randbedingungen (z. B. [437, 438]) fand man,
dass sich die NufRelt-Zahl in Abh&angigkeit anderer Kennzahlen

Nu= f(ReGr,Pr,d/L,..). (Gl. 122)
ausdriicken lasst.

Bei der Verwendung eines Berechnungsansatzes fur die Nul3elt-Zahl ist immer das jeweilige
Bezugssystem zu beachten. Da die charakteristische Lange und die charakteristische
Temperaturdifferenz bei einer gegebenen Anordnung willkirlich wahlbar sind, kénnen sich
bei gleichen Vorgangen unterschiedliche Nuf3elt-Funktionen ergeben, sofern sich die
Bezugssysteme unterscheiden.

Ferner enthalten die Kennzahlen Stoffeigenschaften, die an jedem Punkt im betrachteten
Gebiet von Temperatur, Druck und Zusammensetzung abhangig sind. In realen Warmedber-
gangsprozessen liegen jedoch komplexe dreidimensionale Temperatur-, Strémungs- und
Konzentrationsfelder vor, die ihrerseits vom Warmeibergang beeinflusst werden. Somit ist
die Wahl repréasentativer Bezugszustdnde kaum moglich und diese werden ebenso
willkdrlich festgelegt.

AuRBerdem ist die Nuf3elt-Zahl selbst nicht unmittelbar messbar. Um Korrelationen fir
technisch relevante Anwendungsfalle zu ermitteln, muss sie aus anderen messbaren Grolien
(Temperaturen, Dricke, Differenzdriicke etc.) berechnet werden. Daher sind die bestimmten
Zusammenhdnge vom Messaufbau, von der Versuchsdurchfiihrung, von Messfehlern, der
Auswertungsmethodik, den verwendeten Werten der Stoffeigenschaften u. A. abhéangig.
Schlie8lich kann in den Experimenten der Warmelbergang von anderen Mechanismen
Uberlagert sein. Diese mussen entweder herausgerechnet werden oder es muss darauf
hingewiesen werden, dass die ermittelte Nuf3elt-Zahl diese Effekte beinhaltet.

Zudem werden die zugrunde gelegten Mess-, Auswertungs- und Bezugsbedingungen
oftmals nicht vollstandig angegeben, was die korrekte Anwendung der entwickelten
Korrelationen erschwert.

5.8.1.1 Warmeulbergang in Wabenkdrpern (laminare Str  émung)

Bei Wabenkérpern, die in Regeneratoren von thermischen Nachverbrennungsanlagen in der
Regel eingesetzt werden, liegt der hydraulische Durchmesser im Bereich von wenigen
Millimetern und die Stromung ist praktisch immer laminar.

In Abbildung 39 ist der hydraulische Kanaldurchmesser, bis zu dessen Gro3e die Reynolds-
Zahl kleiner als 2.000 ist, in Abhangigkeit der effektiven Stromungsgeschwindigkeit im
Normzustand und der Bezugstemperatur aufgetragen. Erst bei sehr grof3en Kanalweiten
oder sehr hohen Geschwindigkeiten, die auf3erhalb des in diesem Zusammenhang technisch
relevanten Bereiches liegen, schlagt die Stromung in das turbulente Regime um.
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technisch relevanter

Reg = 2.000

T/°C Abbildung 39:

=250

3 4

5

wy / (m/s)

5.8.1.1.1 Randbedingungen

Grenze zwischen laminarer
Strémung und Umschlagsbereich
in Abhangigkeit von
Stromungsgeschwindigkeit,
Temperatur und Kanaldurch-
messer

Bei laminarer Stromung ist die Nul3elt-Zahl neben den Kennzahlen abh&ngig vom Ort, von
der gewahlten Randbedingung, vom Stréomungsprofil am Eintritt usw. Fir die Art der
Randbedingungen wurde von Shah + London [437] eine Nomenklatur angegeben, die in der
Fachliteratur weit verbreitet ist. Eine Ubersicht tiber diese Systematik zeigt Tabelle 8.

Tabelle 8:

Nomenklatur der Randbedingungen nach Shah + London [437]

bel. bel. 00 Axial und peripher konstante Kondens.gto'ren, Verdar?pfer n."t
T w © bel Wandtemoeratur vernachlassigbarem Warmeleit-
' P widerstand der Wand
A>_<|al k(_)nstante"\Nandt_err_lperatur Wie (T) mit nicht vernachlassigbarem
T3 0 0 #0 #0  [mit radialem Warmeleitwiderstand u o
Warmeleitwiderstand der Wand
der Wand
Nichtlinearer Hochtemperatur-Gasstromungen,
T4 0 0 00 . L
Strahlungswarmestrom Hochtemperatur-Flissigmetallanlagen
AXI?' konstanter Warmestrom mit Wie (H4) flr Materialien mit sehr guter
H1 0 00 0 peripher konstanter s
Leitfahigkeit
Wandtemperatur
AXI.a : k9ns'Fanter Wgrmestrom mit Wie (H4) mit schlechter Warmeleit-
H2 0 0 00 gleichférmigem peripherem N . v i
. féhigkeit und gleichméagiger Wandstarke
Warmestrom
Axial konstanter Warmestrom mit wléierr(n}l?()ei?/vlit deer:g:::grl?n;adlalen
H3 0 0 #0 #0  [radialem Wéarmeleitwiderstand in . .
vernachlassigbarer peripherer
der Wand . .
Warmeleitung
Elektrische Widerstandheizungen,
Regeneratoren,
H4 0 £0 #0o0 © Axial konstanter Warmestrom mit [Gegenstromwarmedibertrager mit
peripherer Warmeleitung der Wand |gleichen Warmekapazitatsstromen, alle
mit vernachlassigbarem radialem
Warmeleitwiderstand
Gleichstromwarmedibertrager und
H5 0 00 00 Exponentieller axialer Warmestrom |Gegenstromwarmeubertrager mit
ungleichen Warmekapazitatsstromen
Axial konstante Differenz zwischen
At 0 [ #0 #00  [der Wandtemperatur und der Regeneratoren
Ruhrkesseltemperatur des Fluides

Fur den Warmeibergang in Regeneratoren sind demnach vor allem die H4, H5 und At
Randbedingung zutreffend. Leider sind gerade fir diese Félle kaum Ansatze fur die NulRelt-

Zahl bekannt.
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Bendtigt wirde hier eine Korrelation, welche die lokale NuRRelt-Zahl bei drtlich schwankender
Warmestromdichte und variablen Stoffeigenschaften in Abh&ngigkeit der oOrtlichen Ruhr-
kesseltemperatur in Bezug zur umfangsgemittelten Wandtemperatur beschreibt und trotz
Dissipation, chemischen Reaktionen und ggf. anderer innerer Warmequellen giltig ist.

Des Weiteren liegen nicht, wie in der Literatur meist Ublich, konstante, sondern periodisch
schwankende und damit instationare Bedingungen vor.

5.8.1.1.2 Hydrodynamischer und thermischer Anlauf

Trifft ein Fluid mit gegebener Geschwindigkeits- und Temperaturverteilung auf einen Korper
mit seiner eigenen Temperaturverteilung (bewegte Kdrper bzw. Relativgeschwindigkeiten
spielen nur bei Sonderfallen eine Rolle, die hier nicht relevant sind, z. B. rotierende Scheiben
[439]) bildet sich nach ausreichend langer Zeit unter stationdren Bedingungen andere
Temperatur- und Geschwindigkeitsprofile aus (Abbildung 40). Veréndern sich diese im
weiteren Verlauf nicht mehr, spricht man ab diesem Punkt von thermisch bzw.
hydrodynamisch ausgebildeter Strémung.

Nach Shah [437] ist die Lange des hydraulischen Anlaufs durch den Punkt gekennzeichnet,
an dem die Maximalgeschwindigkeit des Stromungsprofils 99% der Maximalgeschwindigkeit
der voll ausgebildeten Stromung erreicht hat. Die Lange des thermischen Anlaufs wird auf
den Punkt bezogen an dem die NuRelt-Zahl das 1,05-fache der Nufelt-Zahl der voll
ausgebildeten Stromung annimmt.

T.A

L

/ é fluiddynamischer Anlauf £ R thermischer Anlauf

Z]

Abbildung 40: Fluiddynamischer und thermischer Anlauf bei laminarer Strémung

Die Langen der hydraulischen und thermischen Anlaufstrecken hangen ab von der Art des
Anlaufs, der Form der Temperatur- und Geschwindigkeitsprofile am Eintritt, den Fluid-
eigenschaften, den Uberlagerten Effekten, den Stromungsbedingungen usw.

Sie werden im Allgemeinen definiert als

o Lhyd

Liya = 1 [Re und L, = L (Gl. 123)
hyd

- dy,s CRELPr
und sind meist kleiner als 0,1 [437].

In Abbildung 41 ist die lokale NuRRelt-Zahl fur die erzwungene laminare Durchstrémung eines
Rohrs mit Kreisquerschnitt bei hydrodynamisch ausgebildeter Stromung und thermischem
Anlauf fir verschiedene Randbedingungen aufgetragen. Verwendet wurden hierzu die bei
Shah + London angegebenen Gleichungen von Ozoe + Churchill bzw. fur die H5
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5 Thermochemische Modellierung

Randbedingung eine analytische Losung in Form einer Reihenentwicklung. Die Annaherung
an die asymptotischen Grenzwerte wird sehr deutlich. Gemal den verwendeten Gleichungen
betragen die Anlaufstrecken bei den T- und H-Randbedingungen etwa 0,1 und bei der H5-
Randbedingung im gezeigten Fall ca. 0,03.

Als Parameter zur Darstellung und zur Beschreibung lokaler NufRelt-Zahlen wird hier wie in
[437] die normierte axiale Position

* X

X =—
d,, (RelPr (Gl. 124)

verwendet. lhre Definition entspricht dem Kehrwert der Graetz-Zahl Gz. Shah weist jedoch
darauf hin, dass Gz in unterschiedlichen Kontexten verschiedene Definitionen aufweist und
deshalb bei Warmeubergangsphdnomenen nicht verwendet werden sollte [437].

1000 1
fur Kreisquerschnitt

100 1
>
P

10 4 Nuys (M=100) = 7,133

] Nuy, = 48/11 = 4,364
Nur=3657 oo TTTTTTTTTTmTTTT
0,000001 0,00001 0,0001 0,001 0,01 0,1 1

Abbildung 41: Verlauf der NuRRelt-Zahl im Anlaufbereich bei laminarer Stromung und thermischem
Anlauf fiir verschiedene Randbedingungen

Aus Wabenkorpern aufgebaute Regeneratoren weisen Kanalweiten im Bereich weniger
Millimeter und Baulangen im Bereich von ein bis zwei Metern auf. Bei diesen GroRRenver-
haltnissen und den Ublichen Anstromgeschwindigkeiten in der GréRenordnung von 1 m/s
kann die Anlaufkorrektur vernachlassigt werden.

5.8.1.1.3 Einfluss der Randbedingungen

Am Ende der Anlaufstrecke nadhert sich die Nuf3elt-Zahl bei konstanten Stoffeigenschaften
einem asymptotischen Grenzwert an, der von der Art der Randbedingung und dem
Stromungsquerschnitt abh&ngt. Einige dieser Grenzwerte sind fir die H1, H2 und T-
Randbedingungen und verschiedene Geometrien in Tabelle 9 zusammengestellt. Daneben
ist der Darcy-Reibungskoeffizient (vgl. Abschnitt 5.9) der jeweiligen Geometrie angegeben.
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Tabelle 9: Zusammenstellung asymptotischer NuRelt-Zahlen fur verschiedene Geometrien und

Randbedingungen [437, 440]

LN bla=1 48/11 48/11 3,6567935 64
bla=0,9 5,099 4,35 3,66 74,8
bla=1 3,60795 3,091 2,976 56,908
b = bla=0,5 4,1233 3,017 3,391 62,192
bla = 0,25 5,331 2,930 4,439 72,932
a bla=0,1 3,759 3,202 - 59,061
[ b; ] bla=0,5 4,193 3,995 - 63,096
o = 80° 3,581 2,97 - 56,724
E o = 70° 3,500 2,64 - 56,184
_ _a=o
b bla=0 140/17 140/17 | 7,54070087 96
60°.
A‘a bla =+/3/2 28/9 1,892 2,47 53,333
T
b/a =~/3/2 3,014 1,474 2,39 50,52
_
VAR n=6 4,002 3,862 3,34* 60,216
" GQ?’ n=8 4,153 4,100 - 61,648

*) interpolierte Werte

Wie bereits erwahnt treffen die H4, H5 und At Randbedingungen beim Warmelbergang in
Regeneratoren am ehesten zu.

Die H5 Randbedingung liegt vor, wenn die Ubertragene Warmestromdichte einer
Exponentialfunktion

G(x) = g, @™ (Gl. 125)

folgt. In diesem Fall gibt Shah fur die asymptotische Nuf3elt-Zahl bei laminarer Strémung im
Kreisquerschnitt die Beziehung

B 2\1
Nu,,s = (Z—Mj fur y = —-51359 sonst Nu,; =0 (Gl. 126)

n=1 Zl])nz + y
an. Spang weist darauf hin, dass diese nur fir y=-51,359 physikalisch sinnvolle Werte der
NuRelt-Zahl liefert [441]. Die Konstanten K, Eigenfunktionen F, und Eigenwerte b, sind in
[437, 441] zu finden.
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Die lokale Warmestromdichte eines Gegenstromrekuperators ergibt sich aus

- ,1.1[$tETg

a(x) =k ©(x) =k O, & L. (Gl. 127)
Daher muss zur Erflllung der H5 Randbedingungen an jeder Stelle gelten
yIx = —,u[StE—E. (Gl. 128)

Mit den Definitionen der Ahnlichkeitskennzahlen und des hydraulischen Durchmessers erhalt
man

Vernachlassigt man beim Warmeulbergangskoeffizienten den Warmeleitwiderstand der
Trennwand, setzt beidseitig gleiche Warmelubergangskoeffizienten voraus und nimmt die
Definition der Nuf3elt-Zahl zu Hilfe,

(Gl. 129)

a _ Ny, (41
k, = —=—™" Gl. 130
TS > ( )
erhalt man die Aquivalenz
y=-U Qajl—[d =-Uu[2[NU,. (Gl. 131)

In Abbildung 42 ist die asymptotische Nul3elt-Zahl der H5-Randbedingung in Abhangigkeit
des Exponential-Faktors ) aufgetragen. Dabei ist auch der laut Spang physikalisch nicht
sinnvolle Bereich angedeutet. Daneben ist der Verlauf dargestellt, der sich ergibt, wenn man
Nu, in Abhangigkeit der aus (Gl. 16) berechneten relativen Warmekapazitatsstrom-
abweichung auftragt.

An der Stelle y=0 bzw. 4 =0 entspricht die Nul3elt-Zahl der H5-Randbedingung der-
jenigen der H-Randbedingung, fir y =-14627 bzw. =2 dem Wert der T-Randbe-
dingung, sodass diese beiden als Sonderfall der H5-Bedingung betrachtet werden kénnen
[437].

y=-14,627 = 4Nur
=
Nuys = 3,657 = Nuy

Nuys

~yeo
=
Nuys = Nuy, = 48/11

u=0

=

Nus = Nuy = 48111

Nuys

H=2
=
.-~ Nuys = 3,657 = Nuy

a)

Abbildung 42:

84

b)

84

Abhangigkeit der asymptotischen Nuf3elt-Zahl der H5-Randbedingung: (a) vom

Parameter ), (b) von der relativen Warmekapazitatsstromabweichung
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Technisch relevant ist in RNV-Anlagen maximal der Bereich —1<x<1/2, denn das
Verhéltnis der Warmekapazitatsstrome dirfte selten mehr als 2:1 bzw. 1:2 betragen. Die
NuRRelt-Zahl verlauft hier etwa linear (Abbildung 43) und die Abhangigkeit kann mit einem
relativen Fehler <0,5% ggu. den mit (Gl. 126) berechneten Werten durch

Nu,, = 48/11C{1- 0,0864) (Gl. 132)

wiedergegeben werden. Der Einfluss des Warmekapazitatsstromverhéltnisses auf die
NuRRelt-Zahl betragt in dieser Region maximal 10% und ist somit als gering zu bewerten.

3,7

4,9 7 [
Nups [ Nuy, = 3,60795
48 36T ToT=e
4,71 [ ,o//
351 Q
[ /
4,69 r /
344 P
b r |
4,5 E h
z | |
J 31 |
[ |
[ |
4,3 ] 321 I
\ : I
42 SR S él)
41 ENUHZ =3,091 fir quadratischen Querschnitt
3 —TTTTTTT —TTTTTTT —TTTTTTT —TT T
PPN N p. 01 1 10 100 1000
1,0 0,8 0,6 04 02 0,0 0,2 0,4 Ketl
Abbildung 43: H5-Randbedingung Abbildung 44: H4-Randbedingung

Die H4-Randbedingung, die vorliegt, wenn durch periphere Warmeleitung in Umfangs-
richtung ungleichméafige Temperaturen vorhanden sind, weist die beiden Grenzwerte Nu,,
und Nu,, auf. Diese werden erreicht, wenn der Warmeleitungsparameter

Ay [0
K. =2Zw " "“w
VI (Gl. 133)

gegen unendlich bzw. gegen Null geht. In Abbildung 44 wurden die Werte aus [437]
aufgetragen und eine grobe Ausgleichskurve eingezeichnet. Fir die eingesetzten Waben-
korper liegt K. in der GrolRenordnung von 10, sodass sich eine Nuf3elt-Zahl im Bereich von
3,56 bis 3,6 ergeben durfte. Der Einfluss der peripheren Warmeleitung ist daher ebenfalls
gering.

Weist die Wand in axialer Richtung eine gute Warmeleitfahigkeit auf, so verlangert sich zwar
die Strecke des thermischen Anlaufs, als asymptotischer Grenzwert wird dennoch der
Grenzwert der H1- bzw. H2-Randbedingung erreicht. Diese Anndherung dauert umso langer

je geringer die Péclet-Zahl ist [437].
Fur die Randbedingung einer konstanten Temperaturdifferenz, die bei Regeneratoren
auftreten kann, geben Shah + London fiir die mittlere Nuf3elt-Zahl die Funktion

010
x [+ 00160% )
an [437]. Es ist ersichtlich, dass der asymptotische Grenzwert fiir groBe X mit demjenigen
der H-Randbedingung Ubereinstimmt.

(Gl. 134)

NU, oy = 436+
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Weiter wird dort fur die T4-Randbedingung folgende Gleichung genannt

NU, 7y _ 094— 0,0061-0,0053n X'
Nu,, 1+0,0242n X

lnlz’ (0po1= X < 02;02<y <100
; (Gl. 135)
mit Y = & & 02 3—;“’

wobei T, die Eintrittstemperatur darstellt. Theoretisch existieren bei dieser Randbedingung
zwei Grenzfalle. Bei unendlich grol3em Strahlungsparameter y nahert sich die NulRelt-Zahl
dem Wert der T-Randbedingung an, geht y gegen Null strebt die Nul3elt-Zahl gegen den
Wert der H2-Randbedingung. Bei Wabenkdérpern mit einer Kanalweite von 3 mm und einer
Eintrittstemperatur von 298 K betragt der Strahlungsparameter etwa 0,17. Am Ende des
Anlaufbereichs erhalt man mit der oben genannten Gleichung ein Verhaltnis der Nuf3elt-
Zahlen von 0,977. Die Abweichung der T4- gegeniber der H-Randbedingung ist hier also
ebenfalls als gering zu bewerten. Einschrankend ist auRerdem zu erwéhnen, dass bereits die
Né&herungsgleichung einen maximalen Fehler von £2% gegeniber den tatsachlichen Werten
aufweist [437] und fir Werte von y < 0,2 nicht glltig ist.

5.8.1.1.4 Einfluss Uberlagerter Mechanismen

Irvine et al. [442] haben den Einfluss von Strahlung auf den Wé&rmeibergang in einem
ebenen Spalt berechnet und weisen darauf hin, dass ab einem Strahlungsparameter von
y>0,1 Strahlung bertcksichtigt werden sollte. Sie geben an, dass die Nufelt-Zahl mit
Strahlung bis zum doppelten des Wertes ohne Strahlung betragen kann und stellen fest,
dass mit steigender Reynolds-Zahl der Einfluss abnimmt. Auch Seki et al. [443] haben die
laminare Stromung im Spalt betrachtet und fanden deutlich héhere Nul3elt-Zahlen.

Chandratilleke et al. [444] haben den Strahlungseinfluss bei Uberlagerter natdrlicher und
erzwungener Konvektion in einem rechteckigen Kanal mit unterschiedlich beheizten Wanden
untersucht und fanden bei hohem Emissionsgrad der Wand bis zu 70% hdhere Nu-Zahlen.

Baek et al. [445] berechneten den Strahlungseinfluss in einem zylindrischen Rohr bei
Poiseuille-Stromung und stellten ebenfalls eine Erhéhung der NuRRelt-Zahl fest.

Seo [446] hat den Einfluss der Strahlung im Anlaufbereich einer Rohrstrémung am Beispiel
der Abkuhlung eines Verbrennungsabgases fiir verschiedene Bedingungen berechnet. Er
stellte fest, dass der Einfluss bei héheren Temperaturdifferenzen zwischen Wand und Fluid
und gréReren Gehalten von CO, und H,O zunimmt, und fand teilweise mehr als doppelt so
hohe Nul3elt-Zahlen.

Zu diesen Arbeiten ist anzumerken, dass die zitierten Werte sich jeweils auf die NufZelt-
Zahlen des Uberlagerten Vorgangs beziehen, d.h. Strahlung und Konvektion wurden
zusammengefasst. Seo [446] hat beide Anteile getrennt betrachtet und gibt an, dass sich die
NuRelt-Zahl des konvektiven Anteils nicht von derjenigen bei rein konvektivem Transport
unterscheidet.

Aufgrund der vorgenannten Zusammenhdnge wird deshalb angenommen, dass sich der
Warmetransport durch Konvektion und Strahlung im vorliegenden Fall stérungsfrei Uber-
lagern.
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Brauer + Fetting haben den Einfluss einer exothermen Wandreaktion auf den Stofflibergang
untersucht [447]. In Anlehnung an diese Arbeit schlagen Groppi et al. [448] vor die Nulelt-
Zahl mit dem Ausdruck

DalNu
(Da+ Nu) (Nu,

Nu = Ny, + [{Nu; — Nu,). (Gl. 136)
in Abhangigkeit der Damkéhler-Zahl zu interpolieren. Hayes + Kolaczkowski weisen jedoch
darauf hin, dass sich von dieser Interpolation abweichende Werte ergeben kénnen [449].

Gupta + Balakotaiah [450] haben gezeigt, dass sich die lokalen NuRRelt- und Sherwood-
Zahlen wegen der Mdglichkeit mehrfacher stationarer Zustdnde nicht als Funktionen in
Abhangigkeit des Ortes festlegen lassen. Weiter fanden sie, dass sich die lokalen
Transportkoeffizienten nur im Zundbereich an die der T =const bzw. c=cons. Rand-
bedingung annahern, und sonst den Wert bei konstantem Fluss annehmen. Sie empfehlen
daher, bei heterogenen Modellen diese Werte zu verwenden.

Diese Arbeiten beziehen sich jedoch auf heterogene, katalytische Reaktionen, welche hier
nicht betrachtet werden.

Der Einfluss viskoser Dissipation auf den Warmetbergang wird in der Regel anhand der
Brinkmann-Zahl

v [p W
Br=—mm——
A [qﬂw _T)
klassifiziert. Sie beschreibt das Verhaltnis aus der innerhalb des Fluids freigesetzten
Reibungswarme zur Warmeleitung zwischen Wand und Fluid. Dieser Effekt wird oft im
Zusammenhang mit nicht-newtonschen Fluiden untersucht, bei denen die Scherspannung
nicht-linear von der Schergeschwindigkeit abhangt [451].

(Gl. 137)

Briggs [452] untersuchte die laminare Strémung eines nicht-newtonschen Fluids mit
Dissipation im Rohr mit Kreisquerschnitt. Unter den betrachteten Bedingungen ergab sich
kein merklicher Einfluss der Brinkmann-Zahl auf die asymptotische Nuf3elt-Zahl.

Etemad et al. [453] betrachteten die laminare Strémung von nicht-newtonschen Fluiden bei
gleichzeitigem thermischem und hydrodynamischem Anlauf in einem Kanal mit dem
Querschnitt eines gleichseitigen Dreiecks. Die angegebenen Werte der asymptotischen
NuRRelt-Zahl weichen in der GrélRenordnung von 3% von den Werten ohne Dissipation ab.

Grigull [454] hat unter der Annahme eines konstanten Temperaturanstiegs analytische
Losungen fur das Rohr mit Kreisquerschnitt und den ebenen Spalt hergeleitet.

Shah [437] gibt fur die H-Randbedingung und kreisformigen Querschnitt die folgende
Beziehung von Tyagi an.

48(, 48_\"
Nuw, =—|1+—Br Gl. 138
t 11( 11 j ( )

Geht man fiir eine Abschatzung von Luft im Normzustand (v = 1,35-10° m?%s; p= 1,29 kg/m>;
A=0,025 W/mK), einer Anstromgeschwindigkeit von 1 m/s und einer Temperaturdifferenz
von 20 K aus, betragt die Brinkmann-Zahl ungefahr 3,5:10° und liegt daher sehr nahe bei
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Null. Daher wird davon ausgegangen, dass die asymptotische Nuf3elt-Zahl durch Dissipation
nicht verandert wird.

Der Einfluss der dissipierten Stromungsarbeit wird im Zusammenhang mit der Druckverlust-
berechnung erértert.

5.8.1.1.5 Relationen zur Berechnung der Nuf3elt-Zahl

Die Beziehungen, mit denen die Abhangigkeit der Nufelt-Zahl von den wesentlichen
EinflussgrofRen beschrieben wird, sind sehr vielféltig. Dennoch lassen sich bestimmte
Gleichungsarten identifizieren.

Bei den Gleichungen vom Pohlhausen-Typ handelt es sich um Potenzprodukte der Form
d\)*
Nu= K, [Pr¥: [Re® [éfj . (Gl. 139)

Diese haben den Nachteil, dass sie die asymptotische NufZelt-Zahl durchstrémter Kanéle
nicht korrekt wiedergeben, weshalb sie sinnvoll nur am Anfang des Anlaufbereichs
angewendet werden kdnnen.

Gleichungen vom Hausen-Typ driicken die Nuf3elt-Zahl in der Form

d)“

K, [Pr¥: [Re* [éLj
d\*

K, + K, Pr’ [Re [ﬁLj

aus, wobei K. meistens Eins gesetzt ist und vielfach K, = K, =K,, sowie K, =K, =K,
gilt.

Bei den Beziehungen vom Typ Grigull + Tratz [455] wird die abnehmende Nuf3elt-Zahl im
Anlaufbereich durch die Exponentialfunktion beriicksichtigt. Sie haben die Form

Nu= Nu, + (Gl. 140)

Nu= Nu, +K, ifx ] e (GI. 141)

Um den Giltigkeitsbereich der Rechenmethoden zu erweitern, wurden auf3erdem zahlreiche
Verfahren entwickelt, in denen mehrere Gleichungen fiir verschiedene Bereiche zugrunde
gelegt und durch Mittelwertbildung zusammengefasst wurden. Hierzu sind z. B. die
Verfahren im VDI-Wéarmeatlas [31] zu z&hlen.

Dort ergibt sich zum Beispiel die NuRRelt-Zahl bei hydrodynamischem und thermischem
Anlauf im Fall des konstanten Warmestroms aus der Rechenvorschrift

Nu,, , = 4364 X — o

1
NU,, 5 = 13020{x )3 X -0

EP (GI. 142)
NU,,c = 0459CPr 8(x )2 (Pr=1)

Nux,H = [Nux,H,A3 +1+ (Nux,H,B _1)3 + NuX,H,CS]é

und bei konstanter Wandtemperatur aus
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Nu, ., = 366 X — 0
_1 .
NU, ;5 = 10770{x )3 X -0
. . ;( *)_1 (Gl. 143)
N =] — | IXxX )2
thre 2(1+ 22[Prj

1
NG, =[Nu, 7,8+ 07+ (Nu g = 07) + Nu °F
Im Anhang sind zahlreiche Nul3elt-Funktionen fur verschiedene Randbedingungen
aufgelistet. Eine Auswahl davon ist in Abbildung 45 grafisch dargestellt. Die einzelnen
Verlaufe sind hier nicht von Belang. Es wird aber deutlich, dass alle Verlaufe — mit
Ausnahme denen des Pohlhausen-Typs — gegen den jeweiligen asymptotischen Grenzwert
konvergieren.

20
H - Randbedingung
18 E T - Randbedingung
16 ¥ unbekannte Randbedingung
- Nu,, thermischer Anlauf
3 Nu,, thermischer Anlauf
12 ¢ Nu,, therm.+hydrodyn. Anlauf
g 10 - Nu,,, therm.+hydrodyn. Anlauf
(Pr=0,7)
8 -
6 -
4 -
2 -
[ Gleichungen vom Pohlhausen-Typ——— >
0+ r r r
0,001 0,01 0,1 1

X*
Abbildung 45: Verlaufe unterschiedlicher Nuf3elt-Funktionen im Anlaufbereich

Bei den meisten der Ausdricke wird ein kreisformiger Strdmungsquerschnitt zugrunde
gelegt, weshalb diese bei anderen Geometrien streng genommen nicht anwendbar sind.
Auch sind fur die H4, H5, AT Randbedingungen kaum Ansatze zu finden.

Da aber der Anlaufbereich bei der Strdmung in langen Regeneratoren mit engen
Kanalguerschnitten ohnehin vernachlassigt werden kann, werden dieselben Beziehungen
verwendet. Dabei wird allerdings die asymptotische NuRelt-Zahl der jeweiligen Geometrie
(hier quadratisch) eingesetzt.

Weiter wird angenommen, dass sich in den Zwischenrdumen der (teilweise) eingesetzten
Briickenwaben auftretende Stérungen der laminaren Strémung nicht auf den Wéarme-
Uibergang auswirken.
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Da bei voll ausgebildeter, laminarer Stromung die NuR3elt-Zahl nahezu konstant ist und dem
asymptotischen Grenzwert entspricht, ist der Warmeubergangskoeffizient bei bekanntem
Durchmesser nur von der Warmeleitfahigkeit abhéangig. Diese kann nach Jeschar et al. [362]
fur Luft ndherungsweise durch den Potenzansatz )I(T) =A EQT/TN)O'76 beschrieben werden.

Als N&herungsgleichung ergibt sich somit

0,76
a=a, [ﬁTl] mit a, = Nu, B% (Gl. 144)

N

Gelegentlich wird fur vereinfachte Berechnungen von einer Proportionalitdt zur Reynolds-
Zahl in der Form a =K [ﬂR(—))O'5 ausgegangen. Driickt man aber die Reynolds-Zahl durch die
Stromungsgeschwindigkeit im Normzustand aus und verwendet den von Jeschar et al. [362]
angegebenen Potenzansatz fur die Viskositéat von Luft v =V, EQT/TN)W, findet man

w, (T/T,, ) @ o )™
=k WU W E T — o /T ) %% mit gy, = K W . Gl. 145
d I/N EQT/TN ):LG7 J aN l:q / N) m aN I:E I/N j ( )

Der Warmeubergangskoeffizient wirde damit bei héheren Temperaturen geringer, was

anderen Berechnungen widerspricht. Solche Ansétze sollten deshalb nicht ohne Prifung der
Guiltigkeit eingesetzt werden.

5.8.1.2 Warmelbergang im Brennraum (turbulente Str6  mung)

Wahrend in den Regeneratoren steile Temperaturgradienten vorliegen und die Strémung bei
Wabenkdorpern praktisch immer laminar bleibt, ist innerhalb des Brennraums die Stromung
(im Ublichen Betriebsbereich) immer turbulent und die Temperatur nahezu konstant.

Zur Berechnung der Nufelt-Zahl bei turbulenter Stromung wird die Gleichung von Gnielinski,
Petukhov, Kirillov verwendet [31]

gEReEPr 1 dg
= 1+=| = it &=(18lgRe-15)". (Gl. 146)
127 yE e -1 3(Lj mit £ = (18lgRe-15)

5.8.1.3 Warmeubergang im Umschlagsbereich

Um innerhalb des Modells auch potentielle Sonderfélle zu berlcksichtigen, in denen die
Stromung in den Regeneratoren turbulent oder im Brennraum laminar wird, sind bei beiden
Bereichen die Gleichungen fiir beide Stromungsregime hinterlegt.

Innerhalb des Umschlagsbereichs wird die NuRelt-Zahl durch Uberlagerung des laminaren
und turbulenten Anteils geman

NU = (1_ ¢) |:Nl"am (RQ(rit,min ) + ¢ |:Nuturb (RQ(rit,max) (GI 147)

berechnet.
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Im Gegensatz zur der in [31] vorgeschlagenen linearen Interpolation mit

Re—R&, mi
= e (Gl. 148)
R%rit,max - RQrit,min
wird hier eine sigmoide Interpolation verwendet
1 Re-Re,. ..
== 1—Co{nD Sain J : (Gl. 149)
2 R%rit,max - RQ(rit,min

Diese hat im Gegensatz zur linearen Interpolation den Vorteil, dass die berechneten Werte
an den Ubergangsstellen stetig in die Werte der angrenzenden Funktionen iibergehen.

Als Umschlagsbereich zwischen laminarer und turbulenter Stromung wird oft der Bereich
2.000 < Re < 3.000 angenommen. Dieser ist jedoch nicht klar abgegrenzt, sondern
abhangig von der Stromung und der Geometrie. Insbesondere bei laminarer Stromung und
sehr geringen Stérungen am Eintritt sowie sehr glatten Kanélen kann die Stromung auch bis
zu Reynolds-Zahlen von 10.000 laminar bleiben [438]. Daher sind die Grenzen des
Umschlagsbereichs im Modell als Variablen angelegt.

5.8.1.4 Warmedubergang in Schittungen

Nach [31] kann der Warmeubergangskoeffizient von durchstrémten Haufwerken folgender-
malen berechnet werden

Nu= f, Ny, (Gl. 150)
Nu =2+ NU,, + N, (Gl. 151)
1 1
Nu,, = 0664[Re? [Pr3 (Gl. 152)
0037[Re*® [Pr
(Gl. 153)

NU,,, =
Y14+ 2443Re ™ ([Pr¥® -1

Die Nufelt- und Reynolds-Zahlen sind hierbei auf den Durchmesser der oberflachengleichen
Kugel bezogen (Gl. 7). Als Formfaktor f, kénnen die in Tabelle 10 genannten Werte einge-
setzt werden.

Tabelle 10: Formfaktoren nach VDI [31]

Kugeln f.=1+15 [ﬂl— g) 0,1 <Re <10% 0,6 < Pr< 10*

Zylinder f,=16 0,24 < I/d < 1,2; 10> < Re < 10% 0,6 < Pr < 1.300
Wiirfel f,=16 10° <Re <10% Pr=0,7
Raschigringe f,=21 10? < Re < 10* Sc = 0,6 und Sc = 2,5
Berlsattel f.=23 10®<Re <10% Sc=0,6 und Sc = 2,5
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5.8.1.5 Gewahlte Bezugsbedingungen

Wie am Anfang dieses Abschnittes bereits ausfuhrlich erlautert, sind bei der Anwendung
einer NuRelt-Funktion immer die jeweiligen Bezugsbedingungen zu beachten. Von
besonderer Bedeutung ist im vorliegenden Fall die Temperaturabhangigkeit der bendtigten
Stoffeigenschaften. Diese wird meist in Form von Korrekturfaktoren bertcksichtigt, welche
sich, in Anlehnung an Sieder + Tate [456], aus empirisch bestimmten Potenzanséatzen der
Form

f(T):(ﬂjK, f(T)=(,7 jK, f(T):(le (Gl. 154)

Pr,, E Sy

ergeben [31, 457]. Dabei hdngen die jeweiligen Parameter von der Art des Mediums, der
Richtung des Warmestroms und der Art der Randbedingung ab [31].

Ein anderes Verfahren besteht darin, die fir konstante Stoffwerte ermittelten Gleichungen
unverandert zu belassen, aber die Stoffwerte bei einer bestimmten Referenztemperatur
einzusetzen [31, 457].

Kays + Nicoll geben an, dass bei laminarer Strémung von Luft im Rohr mit Kreisquerschnitt
und Verhaltnissen zwischen der Wand- und Fluidtemperatur bis zu 1,9 die Beziehungen fir
konstante Stoffeigenschaften innerhalb der thermischen Anlauflange anwendbar sind, wenn
alle Werte bei der Ruhrkesseltemperatur ermittelt werden [458]. Swearingen [459] hat den
Einfluss variabler Stoffeigenschaften am Beispiel des ebenen Spalts bei konstantem
Warmestrom untersucht und festgestellt, dass sich die Nulelt-Zahlen mit zunehmender
Anlauflange denen bei konstanten Parametern anndhern. Seki et al. [443] zeigten dies fur
den Fall konstanter Wandtemperaturen. Maxwell + Ghajar [460] betrachteten den Fall
konstanter Wandtemperatur und fanden bei variablen Stoffwerten eine bessere
Ubereinstimmung mit Messwerten.

Auch zum Einfluss variabler Stoffeigenschaften soll eine Abschatzung vorgenommen
werden.

In Abbildung 46 (a) wurde die mittlere NuRelt-Zahl fur die laminare Stromung im Rohr mit
Kreisquerschnitt bei hydrodynamisch und thermischem Anlauf und konstantem Warmestrom
in Abhangigkeit der Temperatur berechnet (Verfahren aus [31]) und daraus der
Warmeulbergangskoeffizient ermittelt. Betrachtet wird ein linearer Aufheizvorgang von der
Eintrittstemperatur 0°C bis zur Temperatur T. Dabei wurden im einen Fall die Stoffdaten
bezogen auf die lokale Temperatur und im anderen Fall die Daten bei der mittleren
Bezugstemperatur zugrunde gelegt. Es wird deutlich, dass die Warmelbergangs-
koeffizienten mit lokalen Stoffdaten deutlich héher ausfallen, als diejenigen, die sich mit den
mittleren Bezugstemperaturen ergeben. Fir den im Mittel Ubertragenen Wé&rmestrom sind
aber die mittleren Warmeubergangskoeffizienten entscheidend. Berechnet man diese aus
den lokalen Werten, so fallen die Verlaufe fast mit denen auf Basis der mittleren Bezugs-
temperatur zusammen. Die relative Abweichung zwischen den Ergebnissen mit lokalen und
mittleren Bezugsbedingungen betrdgt maximal -2,5% (Diagramm (b)).

102



5.8 Wéarmedubertragung

20 0,0%
wy / (m/s i [ d=0,05m
AL (m/s) mit lokalen Stoffwerten [ L=10m
—o5 I
—0,75 -0,5% T
o L
D .1,0% T
o~ c y
£ £
= S
< )
~ B F
o 2 U5 T wy/ (mis)
[ —os5
. . —0,75
4 mit Stoffwerten bei mittlerer Temperatur 2.0% 1 1
arithm. Mittel der lokalen Werte 1,25
24 d=0,05m —1,75
L=10m L '
o e 2.5% ' ; ; ;
0 200 400 600 800 1.000 0 200 400 600 800 1.000
a) Temperatur / °C b) Temperatur / °C

Abbildung 46: Einfluss der Bezugstemperatur auf den Warmeubergangskoeffizienten:
(a) Absolutwerte; (b) relative Abweichung

Es wird daher in dieser Arbeit angenommen, dass sich der lokale Warmeilbergangs-
koeffizient in der Form

a, =Nu(Re, Prx,d/L)Ef:j—x (Gl. 155)

beschreiben lasst, d. h. in die bekannten Zusammenhénge werden die lokalen Stoffwerte
und Ahnlichkeitskennzahlen eingesetzt. Der charakteristische Durchmesser ergibt sich aus
der Geometrie und als charakteristische Lange wird entweder der Abstand vom Eintritt oder
die durchstromte Gesamtlange verwendet, je nachdem, ob die Anlaufkorrektur bericksichtigt
werden soll oder nicht.

Diese recht willkiurliche Annahme ist zwar aus streng wissenschaftlicher Sicht
unbefriedigend, jedoch wird sich im Vergleich mit Messergebnissen die Anwendbarkeit im
vorliegenden Fall noch zeigen. AuRerdem lasst sich zur Bestatigung der Richtigkeit dieser
Annahme folgendes Argument anfihren. Bei den dblichen Nuf3elt-Funktionen werden die
Stoffwerte auf den arithmetischen Mittelwert der Ein- und Austrittstemperaturen bezogen. Im
Modell werden die Stoffdaten verwendet, die sich bei der mittleren Zelltemperatur ergeben.
Diese wird ebenfalls als arithmetischer Mittelwert zwischen den Temperaturen am Ein- und
Austritt bestimmt. Man kann daher das Modell als Reihenschaltung zahlreicher
Rohrabschnitte auffassen, wobei in jedem Abschnitt die korrekten Bezugsbedingungen
verwendet werden.

Die Annahme wird gleichermal3en im turbulenten Bereich angewandt, obwohl hierzu keine
Fehlerabschatzung durchgefuhrt wurde. Da die Stromung jedoch nur im Brennraum turbulent
ist, und dort der Warmeubergangskoeffizient nur sehr wenig Einfluss auf den Wéarmedurch-
gangswiderstand der Reaktorwand besitzt (Hauptwiderstand ist die Warmeddmmung), wird
auf den Nachweis an dieser Stelle verzichtet.

5.8.2 Warmeleitung

Der Transport von Warme durch Konduktion ist in Regeneratoren elementar, denn ohne
Warmeleitung koénnte der Warmespeicher weder aufgefiillt noch entladen werden. Er erfolgt
innerhalb der Speichermasse entlang des dreidimensionalen Temperaturfeldes und kann in
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drei Anteile untergliedert werden. Unter intrapartikularer Warmeleitung wird hier derjenige
Anteil verstanden, der an einem beliebigen Punkt der Speichermasse in Normalenrichtung
zur Oberflache Ubertragen und ins Innere des Korpers hinein oder aus ihm heraus beférdert
wird. Dieser Transport wird Uberlagert von der axialen Wé&rmeleitung, welche parallel zur
Hauptstrémungsrichtung und nicht normal zur Oberflache stattfindet. Der dritte Anteil wird in
radialer bzw. lateraler Richtung (vom Zentrum zur Reaktorwand) geleitet und verlauft
demnach quer zur Strdmungsrichtung und nicht-normal zur Speichermassenoberflache.

Trotz dieses dreidimensionalen, instationdren Vorgangs kann die Wéarmeleitung innerhalb
der Speichermasse stark vereinfacht betrachtet werden.

Die Warmeleitfahigkeit von Luft ist selbst bei hohen Temperaturen nur sehr gering. Der
konduktive Transport innerhalb der Gasphase ist somit bei den (blichen Strémungs-
geschwindigkeiten sehr viel kleiner als der konvektive Warmetubergang zwischen Fluid und
Feststoff bzw. der Enthalpiestrom des Fluids. Daher wird die Warmeleitung innerhalb der Luft
nicht explizit eingerechnet.

5.8.2.1 Intrapartikulare Warmeleitung

Fir die lokal zu einem bestimmten Zeitpunkt konvektiv an die Speichermasse ubertragene
Warmestromdichte gilt

:%:a[ﬁT(t)—ﬂW(t)]. (Gl. 156)

Der zugefuhrte Warmestrom wird innerhalb des Kérpers weitergeleitet und fuhrt dort zu einer
Enthalpieanderung. Dies wird durch die Fourier-Differentialgleichung beschrieben, die in
eindimensionaler Formulierung fir symmetrische Korper geschrieben werden kann als

pstctsaa— )l( 0% bzlaaL) (Gl. 157)

mit dem Formfaktor b fur die Grundgeometrien unendlich ausgedehnte Platte b =1,
unendlich langer Zylinder b=2 und Kugel b =3 [362]. Die Ortskoordinate z liegt dabei
orthogonal zur Oberflache, was bei Zylindern und Kugeln der radialen Richtung entspricht.

Die instationare Warmeleitung innerhalb des Kérpers kann man vereinfacht durch einen
korrigierten Warmeubergangskoeffizienten bertcksichtigen, der den Warmestrom nicht in
Bezug zur Differenz zwischen Gastemperatur und Oberflaichentemperatur der Speicher-
masse angibt, sondern in Abhangigkeit der mittleren (kalorischen) Koérpertemperatur [362]

o fr-2)=adr-2,). (Gl. 158)
Definiert man in Anlehnung an die stationare Warmeleitung
1 :14_ O 12

*

a a A

@ (Gl. 159)

so werden die Abweichungen der instationaren gegentber der stationdren Warmeulber-
tragung in dem Korrekturfaktor ¢, zusammengefasst. Man bezeichnet ihn daher als
Transientenfaktor. Da das Temperaturfeld im Inneren der Kérper aufgrund der allseitigen
Anstromung mit dem gleichen Medium symmetrisch zum Zentrum ist, wird der korrigierte
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Warmeulbergangskoeffizient auf den Halbmesser des Kdrpers bezogen, bei Platten also die
halbe Dicke, bei Zylindern und Kugeln den Radius.

Mit der Biot-Zahl

._aldgl2
Bi=—>— (Gl. 160)
As
ergibt sich
a=—9 _ Gl. 161
1+y, (Bi (Gl. 161)

und es wird deutlich, dass der mittlere Wéarmeibergangskoeffizient bei endlicher Warmeleit-
fahigkeit geringer ist als der tatsachliche Warmeubergangskoeffizient.

Die instationdare Kopplung zwischen Warmelbergang und Warmeleitung kommt in einer
funktionalen Abhé&ngigkeit des Transientenfaktors von den Biot- und Fourier-Zahlen zum
Ausdruck

y, = 1(Bi,Fo) (Gl. 162)
mit
Fo= 12 a7 ;S/[ZT)Z | (Gl. 163)
S

Herleitungen fiir den Transientenfaktor ¢/, bei stationarer Anstromung ohne Umschaltung
der Stromungsrichtung sind bei Jeschar et al. zu finden [362], Hausen hingegen hat die
Beziehungen im periodischen Fall entwickelt [348]. N&herungsgleichungen sind im Anhang
angegeben.

0,35 (as =10° m%s)
L 1 ,35
Platte Y. (0) = 3
030 1 / 1
[ Zylinder -(0) = 2
0,25 % 1
Kugel  ¢:(0)= T

020§
Y [
0151

010

005 1

0'00 [ T R e s

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

U4 Taktdauer / s

Abbildung 47: Transientenfaktor von Hausen fir  Abbildung 48: Abhangigkeit des genutzten
die drei Grundkorper Anteils der Plattendicke von der
Taktdauer und der Plattendicke

Der Transientenfaktor der drei Grundgeometrien in der Formulierung von Hausen ist in
Abbildung 47 aufgetragen. Die Einflussgréf3en auf die periodische Warmeleitung im Inneren
der Speichermasse werden durch den Parameter
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w = (0:72) (iJrij _l(iJrij (Gl. 164)

2 \1, 1.) 2|\Fa, Fo.

zusammengefasst, was dem Kehrwert des harmonischen Mittels der Fourier-Zahlen beider
Perioden entspricht.

Im Grenzwert W = 0nimmt der Korrekturfaktor den Wert

1
2+b

an, also 1/3 fiir die Platte, 1/4 bei Zylindern und 1/5 bei Kugeln®. Dies ist bei groRen Fourier-
Zahlen der Fall, d.h. bei gro3er Temperaturleitfahigkeit, langen Periodendauern und
geringer Wandstarke. Bei groRen Werten fur W (kleinen Fourier-Zahlen) ist der Korrektur-
faktor geringer.

g (W - 0)= (Gl. 165)

Fur andere Geometrien kann man Hausen zu Folge abschatzen, welche Grundform der
wahren Geometrie am nachsten kommt, und deren Gleichung verwenden, wenn man die
gleichwertige Plattendicke

0;:_3+_S bzw. 5;:$+—1_£V
2 2 a,

mit der mittleren Plattendicke Jg, sowie dem Volumen Vg und der Oberflache A der
Speichermasse einsetzt. Fir Platten und Zylinder sind dann die Verlaufe nahezu identisch,
fur Kugeln nur wenig geringer [348].

(Gl. 166)

Eine andere Beziehung fur die aquivalente Plattendicke wurde von Heiligenstaedt
angegeben [31]

d _ _
5 = hzyd Elg‘sv :251615V . (Gl. 167)
\%

Keramische Speichermassen weisen etwa eine Dichte von 2.000 kg/m® auf, eine spezifische
Warmekapazitat von ca. 1 kJ/kgK und eine Warmeleitfahigkeit in der Grofienordnung von
2 W/mK. Die Temperaturleitfahigkeit betragt demnach ungeféhr

As 2 m® _ . em’

= = —=10 . Gl. 168
% ps &g 200001000 s S ( )

Fir diesen Wert ist in Abbildung 48 der Transientenfaktor in Abh&ngigkeit der Taktdauer (bei
gleichen Periodendauern) und der Plattendicke dargestellt. Es wird deutlich, dass bei den
gebrauchlichen Wandstarken von 1+2 mm und den Ublichen Umschaltzeiten im Bereich von
100 s der Transientenfaktor praktisch immer 1/3 betragt. Erst bei grof3eren Wanddicken oder
kleineren Umschaltzeiten werden die Werte geringer.

In Abbildung 49 ist die Temperaturentwicklung innerhalb einer Platte bei periodischen
Randbedingungen gezeigt. Das verwendete Rechenverfahren basiert auf der Methode der
Finiten-Differenzen und wurde [362] entnommen (vgl. (Gl. 45) und (Gl. 46)). Im oberen Teil

®  Hausen hat in seiner Herleitung den Transientenfaktor auf die Gesamtdicke bezogen und nicht auf den Halbmesser, obwohl

in jeder Periode die transportierte Warme nur bis ins Zentrum des Korpers dringen kann und nicht durch ihn hindurch.
Daher erhalt er als Grenzwerte fiir den Transientenfaktor die Werte 1/6, 1/8 und 1/10.

106



5.8 Warmedubertragung

sind die Ortlichen Temperaturprofile im Inneren der Platte zu gleichen Zeitabstanden gezeigt,
im unteren Teil die zeitlichen Verlaufe charakteristischer Temperaturen. Die Zeitachse der
Warmperiode ist dabei nach rechts gerichtet, die der AbklUhlphase nach links, sodass die
zyklische Temperaturanderung sehr deutlich wird.

a) b) c)
. Fo=10; Bi=0,25 9/49 4 . Fo=1;Bi=0,25 9/49 4 . Fo=0,1;Bi=025 9/49 4
[ 1 1
! !
! !
| t 5 | 3
| AR P
L 0, =t 0,5 MO,S
]l .\ ]l R~ A
) 9. T ¢ =3,
't (o] |o’| L |o’|
w! . .
~ 1 L ~1 L ~1 s
N N+ N+
4_‘-'-'-'-'-'-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'- F 0 <_l-'-'-'-'-'-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'- 0 <_l-'-'-'-'-'-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'-’-'-'-'-'- F 0
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I
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S TEEY T
=

| === Oberflachentemperatur
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Zentraltemperatur ‘2 Zentraltemperatur
i 4
mittlere Temperatur ~ mittlere Temperatur
o 4
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Abbildung 49: Temperaturentwicklung in einer Platte bei periodischem Wechsel der Umgebungs-
temperatur (A = 2 W/mK; 0= 2.000 kg/m®; ¢, = 1.000 J/kgK; & = 0,02 m;
a=50 W/mZK): (@) 7=1.000s; (b) 7=100s; (c) 7=10s

Es ist gut zu erkennen, dass bei kiirzeren Periodendauern der Anteil der Speichermasse, der
tatsachlich an der Warmeubertragung teilnimmt, geringer wird.

Setzt man die innerhalb einer Periode im Mittel konvektiv Ubertragene Wéarme der im Mittel
im Inneren des Koérpers geleiteten Warme gleich

~ ~ A ~ =
O’[(TH _ﬁW'H)Z%T?S/Zig\N’H _19H) (GI 169)
ergibt sich zum Beispiel in der Warmphase der Transientenfaktor aus
1 43,3
Y, =—— Af2H :k'). (Gl. 170)
Bi, (TH - 19H)

Im oben gezeigten Beispiel ergibt sich fiir die Umschaltzeit von 1.000 s in der Warmphase
('ITH =1=const) eine periodengemittelte Wandtemperatur _von 5wa = 0/26 und eine
periodengemittelte mittlere kalorische Korpertemperatur von 3, = 0703. Mit Bi = 025 erhalt
man einen Transientenfaktor von 0,310, was etwa mit dem analytisch berechneten Wert von
0,329 (vgl. Abbildung 48) ulbereinstimmt. Die Abweichung kann durch unvollstandige
Konvergenz und ungenaue numerische Integration begriindet sein.
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5.8.2.2 Axiale Warmeleitung in Wabenké&rpern

Bei einem Wéarmekapazitatsstromverhéltnis von Eins und adiabaten Verhdltnissen ist der
Ubertragene Transmissionswarmestrom in einem infinitesimalen Element des Regenerators
gegeben durch

dQ; =k, @A, [AT,,, (Gl. 171)
und der Warmestrom durch axiale Warmeleitung mit
: T
dQ. =4, [d A E-;)L (Gl. 172)
’ X
Mit dem Warmeleitungsquerschnitt

dA. =(1-¢&,)@A (Gl. 173)

und der Oberflache der Speichermasse

dA, =a, [dALdx (Gl. 174)
erhalt man aus der Energiebilanz
WdT =dQ; +dQ, (Gl. 175)
fur den Temperaturgradienten die Beziehung
d_T:kT[aV[A.TaO,[dAD 1
dx W 1+ L&), dA (Gl. 176)
W dx

Die axiale Warmeleitung verringert somit den axialen Temperaturgradienten, was in friheren
Arbeiten schon anhand von Parametervariationen festgestellt wurde [192, 196, 225]. Der
Einfluss nimmt bei hoher Warmeleitfahigkeit, geringem Lickengrad, groBem Querschnitt,
geringer Lange und kleinen Warmekapazitatsstromen zu.

Vernachlassigt man Kontaktwiderstande, entspricht bei Wabenkdrpern die axiale Warme-
leitfahigkeit der Warmeleitfahigkeit des Speichermassenmaterials, betragt also etwa 1 W/mK.
Der Lickengrad liegt im Bereich von 0,5 und das Verhaltnis von Querschnitt zu Lange im
Bereich von 2 m. Bei einem Warmekapazitatsstrom in der Gr6é3enordnung von 1.000 W/K
betragt der in der Speichermasse axial geleitete Warmestrom daher nur ein Promille des
konvektiv Gbertragenen Warmestroms.

Axiale Warmeleitung kann somit bei Speichermassen mit geringer Warmeleitfahigkeit
vernachlassigt werden.

5.8.2.3 Radiale Warmeleitung in Wabenkdrpern

Fur die effektive radiale Warmeleitfahigkeit bei Wabenkdrpern mit quadratischem Querschnitt
gilt geman Hayes et al. [461]

* g
As, =AsUl- /g, + \/_V

1-ye, +/LS[’L/E

(Gl. 177)
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Diese Beziehung lasst sich leicht aus der Geometrie und einer Parallelschaltung der
Warmeleitwiderstidnde im Steg bzw. des Steg-Kanal-Querschnitts herleiten. Eine &ahnliche
Beziehung wird von Groppi + Tronconi flr wash-coat Katalysatoren angegeben [462]. Diese
gelten jedoch nur fir ruhendes Fluid innerhalb des Wabenkdérpers. Fir durchstrémte Waben
erhalt man analog

A, = A 1- e, + e . (Gl. 178)
) 1 +-2 BB s,

Die Nul3elt-Zahl berticksichtigt den Warmeibergang und der Faktor 2 die Tatsache, dass der
Warmeuibergangswiderstand zu beiden Seiten des Kanals wirksam ist.

In  Abbildung 50 ist das Verhéaltnis der 10
effektiven radialen Warmeleitfahigkeit eines 091
Wabenkorpers zur Warmeleitfahigkeit des 081 2 4.
verwendeten Materials dargestellt. Fir kleine o7 NoTx l
Werte des Liickengrades nahert sich die 4,
radiale Warmeleitfahigkeit derjenigen des A5 *° ?

Materials an und das Verhdltnis wird Eins.
Strebt die Porositat dem Wert Eins entgegen
nahert sich die effektive Warmeleitfahigkeit

derjenigen des leeren Kanals ohne Waben- o0 b s e e

kOFper an 0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1
. gv

Die Warmeleitfahigkeit von keramischen

Speichermassen liegt in der GrolRenordnung Abbildung 50: Effektive radiale Warmeleit-
1+2 W/mK, die der Luft je nach Temperatur fahigkeit von Wabenkorpern
zwischen 0,025 W/mK und 0,075 W/mK. Bei

ruhender Luft erhalt man also ein Verhaltnis im Bereich von 13 bis 40. Die Nuf3elt-Zahl liegt
bei laminarer Stromung in der Grofl3enordnung von 4, sodass sich die Verhaltnisse etwa
halbieren, wenn konvektiver Warmeulbergang stattfindet. Da der Lickengrad bei Waben
zwischen 0,5 und 0,7 liegt, betrdgt die effektive radiale Warmeleitfahigkeit eines
Wabenkdrpers etwa 20% bis 50% der Warmeleitfahigkeit des Vollkérpers.

Die radiale Warmeleitung beeinflusst zum einen die Temperaturverteilung innerhalb des
Speichermassenquerschnitts, zum anderen die Transmissionswarmeverluste.

Bei stationarer, eindimensionaler Warmeleitung innerhalb der Reaktorwand und unendlich
grolRer radialer Warmeleitfahigkeit der Speichermasse ist der Warmedurchgangskoeffizient
gegeben durch

k = [; 26‘ +y, AL +§j (Gl. 179)

und fur den Warmestrom gilt

=k A, 0T ~To). (Gl. 180)
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Berechnet man die Innentemperatur der Wand und setzt diese ins Verhéltnis zur
Reaktortemperatur, ergibt sich das Verhaltnis
_ﬂw,i_T

-1

R L kL,a{i%wLi] .
T_Tamb 1+ kL,a aa A_,i AL

a.

(Gl. 181)

Der Verlauf dieses Temperaturverhdltnisses ist in Abbildung 51 (a) gezeigt. Fur die
Technikumsanlage ergibt sich ndherungsweise ein Wert von

G ot As,, O |asof 5025
. criEEaa A, +z//L/J 50 15J,55+1,3 O;Lj 174,

womit man fur den Quotienten der Temperaturdifferenzen ein Wert von 99,4% erhalt. Bei
einer Ubertemperatur des Reaktors von 1.000 K gegeniiber der Umgebungstemperatur wére
also die Wandinnentemperatur nur um etwa 6 K geringer als die Reaktortemperatur.

Radiale Temperaturgradienten sind somit bei guter Warmedammung der Reaktorwand und
Wabenkorpern als Speichermasse vernachlassigbar.

Bei endlicher radialer Warmeleitfahigkeit ergibt sich der Warmedurchgangskoeffizient analog
aus

-1
K{ihﬂﬂLiinﬂﬂ' ! j (Gl. 182)

aa A_,i AL al A*Sr

und fur das Verhaltnis der Ubertemperaturen bezogen auf die Wandinnenseite erhalt man

. ‘ -1
%:(“w*ﬂl& EJ | (Gl. 183)
6W,i /]S,r

das in Abbildung 51 (b) in Abhangigkeit des Radius fiir verschiedene Werte von )I*S’,/(t/l' DkL)
dargestellt ist.

0,60 1

0,55 1

0,50 + + + + + + + + +
10 100 1000 0,00 0,10 0,20 0,30 0,40 0,50 0,60 0,70 0,80 0,90 1,00

ai/kL,a b) r

0,001 0,01 0,1

a)

Abbildung 51: Abschéatzung des Einflusses der radialen Warmeleitfahigkeit auf die Innentemperatur-
verteilung: (a) bei unendlicher Warmeleitfahigkeit; (b) bei endlicher Warmeleitfahigkeit

110



5.8 Wéarmedubertragung

Mit einer effektiven radialen Warmeleitfahigkeit von 1 W/mK, einem Wa&rmedurchgangs-
koeffizienten ohne radiale Warmeleitung von 0,3 W/m?K und einem Formfaktor von 1 erhalt
man flir den Parameter einen Wert von etwa 3. Bei einem Radius von 0,45 m wirden somit
die Warmeverluste mit endlicher radialer Warmeleitung lediglich etwa 85% der Verluste ohne
Warmeleitung betragen und die Wandinnentemperatur ware nur noch um ca. 5 K geringer
als die Reaktortemperatur.

In Abbildung 52 ist das Ergebnis einer Querschnittsmessung der Temperatur gezeigt. Diese
wurde im mittleren Regenerator zwischen der vierten und flinften Wabenkdrperlage (axiale
Position 1.200 mm) im Flammenlosbetrieb mit einem Abluftvolumenstrom von 1.500 myS,
einer Zykluszeit von 180 s und einer Brennraum-Solltemperatur von 850°C durchgefihrt. Die
gezeigten Profile entsprechen den Momentanwerten, die jeweils am Ende der drei Takte
vorlagen bzw. den zyklusgemittelten Werten. Zunéchst féllt auf, dass die Temperaturen an
der radialen Position von 100 mm deutlich von den erwarteten Werten abweichen. In den
Abluft- und Spullufttakten sind die Messwerte geringer als an den Nachbarpositionen, im
Reingastakt hingegen etwas hdher. Dies lasst vermuten, dass an dieser Stelle ein Spalt
vorhanden war, sodass die Wabenkdrper lokal starker durchstromt wurden.

Die Differenzen zwischen der Maximaltemperatur im Zentrum und den Randtemperaturen
betragen bei den Zyklusmittelwerten 27 K bzw. 32 K und somit die Abweichung bezogen auf
den Maximalwert ca. 4 %. Verglichen mit oben gemachten Abschatzungen ist der
Temperaturabfall zum Rand des Regenerators also deutlich gréRer. Ahnliche Profile und
Abweichungen mit Differenzen bis zu 100 K wurden von Nijdam, van Sint Annaland und
Salomons gefunden [174, 197, 200].

700 Betriebsart: Flammenlosbetrieb; Abluftvolumenstrom: 1.500 mN3/h; Solltemperatur: 850°C; Zykluszeit: 180 s
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Abbildung 52: Innerhalb des mittleren Regenerators gemessene radiale Temperaturverteilungen

Grundsatzlich kann also die radiale Warmeleitung einen merklichen Einfluss haben.
Dennoch wird sie hier vernachlassigt, weil an anderer Stelle (betrachtete AuRenflachen,
Warmeleitfahigkeit und Verlegungsart der Warmeddmmung, usw.) ohnehin groR3ere
Unsicherheiten vorhanden sind.
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5 Thermochemische Modellierung

5.8.2.4 Axiale Warmeleitung in Fullkorpern

Die effektive axiale Wéarmeleitfahigkeit von undurchstrémten Fullkdrperschittungen ergibt
sich nach dem einfachen Modell von Zehner-Bauer-Schlinder [31] aus

X - -
SX :1—\/1—5\/ +\/:|_—gv EI% %M‘mﬁ_ﬂ'_ B-1
) NN kk, B 2 N

B (Gl. 184)

Darin ist fb ein Formfaktor, der fir Kugeln mit 1,25, fur Zylinder mit 2,5 und fir kantige
Partikel mit 1,4 angesetzt werden kann [31].

In Abbildung 53 ist die effektive axiale Warmeleitfahigkeit der Schittung in Abhéngigkeit des
Lickengrades fur verschiedene Werte der Warmeleitfahigkeit des Fluids als Vielfaches der
Festkorperleitfahigkeit aufgetragen. Wie oben schon im Zusammenhang mit Wabenkérpern
erlautert, nimmt auch hier die effektive
A1 (WimK) Warmeleitfahigkeit den Wert des Festkorpers
—0,02 an, wenn der Lickengrad Null betragt, und den
oo des Fluids, wenn er gegen Eins geht. Da die
Warmeleitfahigkeit des Fluids sehr viel
geringer ist als die des Feststoffes, betragt die
effektive Warmeleitfahigkeit im Porositéats-
bereich von 0,4 bis 0,8 (vgl. Abbildung 7)
maximal 25% der Warmeleitfahigkeit des
Feststoffes.

0,70 1 0,06

0,60 0,08

00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10 Wahrend die Wirkung der Warmeleitung bei

Ey Wabenkorpern auf den Querschnitt des

Festkorpers bezogen wurde, ist bei der

Abbildung 53:  Einfluss des Luckengrades auf  effektiven Warmeleitfahigkeit von Schittungen

die effektive Warmeleitfahigkeit — ,, heachten, dass diese auf den Gesamt-

von Fullkdrperschuttungen querschnitt der Schiittung bezogen ist. Doch

selbst, wenn man diesen Querschnitt zugrunde

legt, wird dadurch die GroRenordnung des Warmeleitungseinflusses kaum verdndert.

Deshalb kann axiale Warmeleitung auch bei Fllkdrpern (aus keramischen Werkstoffen)
vernachlassigt werden.

5.8.2.5 Radiale Warmeleitung in Fillkdrpern

Zur Berechnung der radialen Warmeleitfahigkeit von Fullkérperschittungen kann ebenfalls
das Modell von Zehner-Bauer-Schlinder verwendet werden. Man erhalt damit die lokale
radiale Warmeleitfahigkeit in Abhangigkeit der lokalen radialen Porositat. Durch Integration
Uber den Radius kann man hieraus die mittlere radiale Warmeleitféahigkeit ermitteln.
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Dies setzt die Kenntnis der radialen 100
Porositatsverteilung voraus. Bei monodispersen 0501 —Giese
Kugelschuttungen in Rohren mit kreisférmigem 507 — Bey + Eigenberger

Querschnitt hat man festgestellt, dass sich der
lokale Luckengrad ausgehend vom Rand (&, =1)
etwa innerhalb von funf Partikeldurchmessern auf

0,60 1

&\ 0501

/\/\/\/\

die mittlere Porositat einschwingt [31, 463]. Bei 030

Schittungen aus rauhen, unrunden oder 0,20

verschieden groRen Partikeln féllt der radiale 0101

Porositatsverlauf jedoch sehr viel steiler ab. Hier R A S A
wird bereits nach etwa einem Durchmesser der (R-r)/d,

Endwert erreicht [31]. Abbildung 54 zeigt zur
Veranschaulichung die nach [31] berechneten Abbildung 54: Radiale Porositéatsverteilung
Verlaufe des Lickengrades. nach Giese bzw. Bey +

Diese Feststellungen gelten nur fur unverform- Eigenberger

bare Rohre mit glatten Wandflachen. Die Regeneratoren von RNV-Anlagen sind jedoch
innen gedammt und Fullkérper werden in der Regel unmittelbar (ohne metallische
Wandauskleidung) eingebracht. Dabei ist festzustellen, dass sich die Schittung geringfiigig
in die Mineralfaser hineindrickt. Nimmt man an, dass die Eindringtiefe im Mittel etwa einen
halben Partikeldurchmesser betragt, so ist die lokale Porositat in Wandnéhe gemal der
Beziehung von Giese nur etwa 10% hoher als die der Schiittung. Daher wird angenommen,
dass die mittlere radiale effektive Warmeleitfahigkeit ndherungsweise der effektiven axialen
Warmeleitfahigkeit entspricht.

Die sich daraus ergebenden Folgerungen wurden bereits im Zusammenhang mit Waben-
korpern erlautert und gelten hier sinngemaf3. Daher kann auch im Fall von Fillkérpern die
radiale Wéarmeleitung naherungsweise vernachlassigt werden.

5.8.3 Warmestrahlung

Jeder Koérper mit einer Temperatur oberhalb des absoluten Nullpunktes strahlt Warme ab
(elektromagnetische Wellen im Infrarotbereich), wobei die Warmestromdichte proportional
der vierten Potenz der Temperatur ist. Reale Strahler senden weniger Energie aus als das
theoretische Maximum, was durch den Emissionsgrad bertcksichtigt wird

Ohag = Eaa DT (Gl. 185)

rad

Trifft Warmestrahlung auf einen Kérper auf, wird ein Teil davon absorbiert, ein Teil reflektiert
und bei transparenten Materialien ein Teil hindurchgelassen, daher gilt

rrad + arad +trad =1 (Gl 186)

Da die einzelnen Anteile von Material, Richtung und Wellenlange abhangig sind, werden in
der Regel gemittelte Werte verwendet. Wéahrend bei den meisten Festkdrpern keine
Transmission auftritt ist bei Gasen die Reflektion vernachlassigbar. Flissigkeiten und
durchscheinende Feststoffe liegen in ihrem Verhalten zwischen diesen beiden Fallen. Unter
besonderen Voraussetzungen (thermisches Gleichgewicht, diffuse oder graue Strahler), die
meist naherungsweise angenommen werden, ist der Absorptionsgrad gleich dem
Emissionsgrad (&4 = a.4)-
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Sendet ein Punkt Warmestrahlung aus, wird der davon an anderer Stelle eintreffende Anteil
teilweise absorbiert. Ebenso strahlt der zweite Punkt entsprechend seiner Temperatur und
seinem Emissionsgrad Warme auf den Ausgangspunkt zurtick. Die netto Ubertragene
Warmemenge sowie die Richtung des Transportes werden somit durch die Uberlagerung
bzw. Differenz der beiden Strahlungswarmestrome bestimmt. Stehen zahlreiche Punkte
miteinander im Austausch sind die Wechselwirkungen entsprechend vielfaltig. Reflektion,
Transmission, winkel- und wellenlangenabhéngige Strahlungseigenschaften der beteiligten
Stoffe usw. erhdhen die Komplexitdt des realen Phanomens zusatzlich. Leicht
Uberschaubare Berechnungsmethoden betrachten daher nur vergleichsweise einfache und
idealisierte Falle. Fortgeschrittene Verfahren, welche in der Lage sind den Strahlungs-
austausch zu berechnen, sind zwar grundsatzlich vorhanden (siehe z. B. [464, 465]),
verursachen aber einen enormen Rechenaufwand.

Im Folgenden wird jedoch gezeigt, dass Warmestrahlung im vorliegenden Fall vernachlassigt
werden kann.

5.8.3.1 Warmestrahlung von Gasen

Prinzipiell zeigt zwar jedes Molekil in einem bestimmten Wellenlangen- und Intensitats-
bereich elektromagnetische Wechselwirkungen, doch nicht immer im Infrarotspektrum, das
bei Thermoprozessen maR3geblich ist. Von besonderer Bedeutung bei Verbrennungsgasen
sind vor allem Wasserdampf und Kohlendioxid, sowie organische Verbindungen,
wohingegen elementare Gase wie O,, N,, H, und Edelgase durchlassig fur Warmestrahlung
sind.

Der Strahlungsaustausch zwischen Flachen und Gasen kann mit dem Modell der
aquivalenten Schichtdicke berechnet werden [31]. Dabei hangen der Gesamtabsorptions-
grad und der Emissionsgrad von den Partialdriicken der beteiligten Gase, den Gas- und
Wandtemperaturen, sowie der gleichwertigen Schichtdicke ab. Diese kann aus
0 =09[V/A abgeschatzt werden [31] und ist fiir den Brennraum der Versuchsanlage
kleiner als Eins. Bei den im vorliegenden Fall herrschenden Bedingungen (p = 1 bar, H,O
und CO, <5 Vol.-%) betragen die Emissionsgrade von Wasserdampf und Kohlendioxid
maximal 0,1 [31]. Somit ist die Wechselwirkung gering und kann vernachlassigt werden.

5.8.3.2 Warmestrahlung in Wabenkdérpern

Bei gleichen Warmekapazitatsstromen ohne Dissipation und Warmeverluste sind die
Temperaturverlaufe in den Regeneratoren weitgehend linear und kénnen durch

T4 = T = (T -Tmm)EE (Gl. 187)

dargestellt werden bzw. mit

Tmax :Tmin + StmTad (GI 188)
und nach Normierung auf die Maximaltemperatur als
T(X) . Bq
——~=]1-KX mit K=——"—"2— und X——
T + StmT d (Gl. 189)

max

Betrachtet man zwei infinitesimale Oberflachenelemente innerhalb eines einzelnen Waben-
kanals, von denen sich das eine auf der Brennraumseite bei X =0 befindet und die
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Temperatur T__ aufweist und das zweite weiter entfernt liegt und die Temperatur T(X) hat,

max

so gilt fir die Warmestromdichte durch Strahlungsaustausch

Chaa (X) = @og (X)W T, - T(X)?]. (Gl. 190)

Darin ist ¢, der Sichtfaktor zwischen den beiden Flachenelementen und es wird
angenommen, dass die Waben einen Emissionsgrad von Eins aufweisen (schwarzer
Korper). Fur einen kreisférmigen Querschnitt und infinitesimale Ringflachen gibt Modest
[465] an

2
w..(X)= 1_ﬂ2x_+§) dx. (Gl. 191)
20{x? +1)p

Bezieht man die Warmestromdichte auf die an der Stelle X =0 insgesamt ausgesandte
Warmestromdichte, kann man schreiben

qrad(x) ~ X X
P W(X)B(X) (Gl. 192)
mit
. (TX)Y
G.4(X)=1- == (Gl. 193)

In Abbildung 55 (a) ist der Verlauf des Sichtfaktors in Abhangigkeit der relativen Entfernung
X angegeben. Diese beschreibt die Entfernung als Vielfache des Kanaldurchmessers. Es
ist zu erkennen, dass der Sichtfaktor sehr schnell abnimmt. Nach dem Zweifachen des
Durchmessers werden nur noch 1,6% des vom Anfang des Kanals abgestrahlten
Strahlungswarmestroms vom zweiten Flachenelement aufgenommen.
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Abbildung 55: Einfluss der Warmestrahlung in Wabenkérpern: (a) Sichtfaktor und normierte
Strahlungstemperaturdifferenz; (b) Wirkungsbereich

Gezeigt sind auBerdem Verlaufe der normierten Strahlungstemperaturdifferenz 8, fir
verschiedene Werte von K. Da die o6rtliche Temperatur mit zunehmendem Abstand linear
abnimmt, steigt die Strahlungstemperaturdifferenz an. Im Bereich hoher Sichtfaktoren ist nur
bei groRen Werten von K eine merkliche Temperaturdifferenz vorhanden. Dadurch ergibt
sich fur das Produkt aus beiden Werten ein Maximum. Der Ort, an dem die Wéarmestrom-
dichte maximal wird, wurde in Diagramm (b) in Abhangigkeit des Parameters K berechnet.

Bei Werten von K < 001 wird ein Grenzwert von X = 044 erreicht.
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Fir die Technikumsanlage ergibt sich ein Wert in der Gro3enordnung von

StIAT, . d_ 30150 0003

K = = ~1700°.
T +StAT, L 273+30030 15

Die Strahlungstemperaturdifferenz verlauft daher sehr viel flacher als die Kurven in
Diagramm (a) und der maximale spezifische Wéarmestrom wird nach weniger als
2 Millimetern erreicht. Berechnet man auf &hnliche Weise den Punkt an dem der
Warmestrom auf 1% des Maximalwertes abgeklungen ist, findet man auch hier einen
Grenzwert. Dieser betragt X = 5,74 und wird bei K <0,0001 erreicht.

Die geschilderten Betrachtungen gelten nur fir den Austausch zwischen zwei infinitesimalen
Flachenelementen. Unter realen Verhaltnissen stehen alle Punkte der Oberflache mitein-
ander im Austausch und die an den Enden ein- und austretende Strahlung kommt hinzu.
Dadurch weicht die Netto-Wirkung von den gezeigten Verlaufen ab.

Dennoch kann festgehalten werden, dass der Strahlungsaustausch eine geringe Reichweite
besitzt und nur bei Kanalen mit groBem d/L Verhéaltnis eine Rolle spielt.

Kaisare [206] hat den Strahlungseinfluss auf das Temperaturprofil untersucht und fand, dass
sich der Temperaturverlauf um etwa 2d entgegen der Strémungsrichtung verlagert, wenn
der Strahlungsaustausch bertcksichtigt wird. Des Weiteren hat er die Sichtfaktoren exakt
berechnet und den Strahlungswarmestrom bewertet. Er gibt an, dass dieser auf3er an den
Enden des Reaktors um ein bis zwei GroéRenordnungen geringer ist als der konvektive
Warmestrom oder die freigesetzte Reaktionswarme. Ein gréRerer Strahlungseinfluss an den
Enden der Speichermasse wurde ebenso von Kolaczkowski + Worth gefunden [466].

5.8.3.3 Warmestrahlung in Fillkdrpern

Der Beitrag der Warmestrahlung auf die effektive Warmeleitfahigkeit von Schuttschichten
wird im erweiterten Modell von Zehner, Bauer und Schliinder [31] einbezogen durch

rad — 4[—0 |:r3 |]jPV
2 4 ’ (Gl. 194)

grad, S

mit dem Emissionsgrad der Oberflache und dem Durchmesser der volumengleichen Kugel.

Mit diesem Modell wurde die effektive Warmeleitfahigkeit (der undurchstromten Schuttung) in
Abhangigkeit der Gastemperatur und des &aquivalenten Partikeldurchmessers berechnet.
Dabei wurde von trockener Luft bei Normdruck ausgegangen und als Formfaktor und Ab-
flachungskoeffizient die Werte 1,4 bzw. 0,001 zugrunde gelegt. Um den maximalen Einfluss
der Strahlung abzuschatzen, wurde der Emissionsgrad mit Eins angesetzt. Die Werte sind in
Abbildung 56 bezogen auf die Warmeleitfahigkeit der Partikel dargestellt, fur die 2 W/mK
angenommen wurde.

Im Vergleich zu dem berechneten Verlauf ohne Sekundéareffekte, bei dem das einfache
Modell von Zehner-Bauer-Schliinder verwendet wurde, erhdht sich die effektive Warmeleit-
fahigkeit durch den Strahlungseinfluss um ein Vielfaches. Der Einfluss ist umso groRer, je
grolRer der aquivalente Durchmesser der Partikel ist. Allerdings sind die erhaltenen Werte
immer noch so klein, dass Warmeleitung und Strahlung vernachlassigt werden kénnen.
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Abbildung 56: Einfluss der Wéarmestrahlung auf [ doy/m
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5.8.3.4 Warmestrahlung im Brennraum

Die Netto-Warmestromdichte bei Strahlungsaustausch zwischen einem Gasvolumen und
den umschlieBenden Wanden kann aus

X grad W 4 4
Ooa = O : Eroa T~ 8y [P Gl. 195
‘ 1_ (1_ grad,W )(1_ aTad,V) ( ‘ aT o v ) ( )

abgeschatzt werden [31]. Darin sind £, und &, die Emissionsgrade der Wand bzw. des
Gases und a,,, der Gesamtabsorptionsgrad des Gases. Im Sinne einer Abschatzung
werden die in [31] angegebenen Potenzansatze durch

05
arad,v = grad I:Elj (Gl 196)

angenéhert, sodass man nach Einsetzen und Umformen die Gleichung

0. =0 Eragw Frag O° {1_(19_Wj 3'5} (Gl. 197)
N 1- (1_ grad,W )[l_ grad mﬁw /T)_OVS] T

findet.

Die Oberflachentemperatur der Brennrauminnenflachen kann man aus dem Wéarmeubergang
zur Wand und den Transmissionswarmeverlusten durch die Wand ermitteln

- = - 19_W: —ﬁ —h
afr-8,)=k {T-T,,) = T 1 aE€1 T j (Gl. 198)

Der Warmedurchgangskoeffizient der Reaktorwand liegt in der GroéRenordnung von
0,3 W/m2K und der Warmeubergangskoeffizient auf der Innenseite bei etwa 100 W/m2K. In
Abbildung 57 (a) ist die fiir eine Umgebungstemperatur von 0°C und einen Emissionsgrad
der Wand von &,,,, =1 berechnete Warmestromdichte durch Strahlung dargestellt. Dabei
wurde der Emissionsgrad des Gases als Parameter verwendet. Der Einfluss der Strahlung
nimmt demgemald bei hoheren Temperaturen und groReren Werten von &, zu. In (b) sind
die Werte auf die Warmestromdichte der Transmissionsverluste bezogen dargestellt. Es wird
deutlich, dass der Beitrag der Strahlung maximal halb so grof} ist, wie derjenige der Verluste.
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Abbildung 57: Abschéatzung des Strahlungseinflusses im Brennraum: (a) Warmestromdichte;
(b) relative Warmestromdichte

Da die Reaktorwand bei diesen Berechnungen als schwarzer Korper betrachtet wurde,
handelt es sich um eine Maximalabschatzung. Der reale Emissionsgrad von Faser-
dammstoffen ist deutlich geringer. Andrea [467] hat den Emissionsgrad einer
Aluminiumsilikat-Faser gemessen und fand je nach Dichte Werte im Bereich 0,3 bis 0,6. Wie
oben bereits geschildert, ist davon auszugehen, dass hier &, << 01 ist. Bezieht man diese
Einschrankungen in die Betrachtung ein, so wird eher eine GroéRenordnung von
O.q < 005L¢, erwartet.

Insgesamt wird daher angenommen, dass die Warmestrahlung im Brennraum keinen
wesentlichen Einfluss auf die Energiebilanz aufweist und ebenfalls vernachlassigt werden
kann.

In der Realitat ist selbstverstandlich der Strahlungsaustausch im Brennraum vor allem im
Brennerbetrieb dennoch von Bedeutung. Die Brennerflamme strahlt auf die umliegenden
Reaktorwéande, welche Warme aufnehmen und reflektieren. Dadurch wird die Temperatur-
verteilung im Brennraum vergleichmagigt.

5.8.4 Warmedurchgangskoeffizienten

In den vorangegangenen Betrachtungen wurde gezeigt, dass die instationare Wéarme-
Ubertragung im Reaktor naherungsweise als stationarer Warmedurchgang betrachet werden
kann. Zur vollstandigen Beschreibung des Warmetransportes werden deshalb noch die
entsprechenden Warmedurchgangskoeffizienten bendétigt. Zum einen den Koeffizienten der
die Ubertragung von Warme zwischen Reingas und Abluft beschreibt, zum anderen
denjenigen zur Beschreibung der Transmissionswarmeverluste an die Umgebung.

5.8.4.1 Warmedurchgangskoeffizient der Speichermass e

Der Warmedurchgangskoeffizient des Rekuperators, der dem Regenerator bei unendlich
kurzer Umschaltzeit gleichwertig ist, ergibt sich aus [348]

i=(rH+rC) CHE (Gl. 199)
K, r, Lo, 1. Lo,
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5.8 Wéarmedubertragung

wobei in den mittleren Wéarmeiibergangskoeffizienten der tatsdchliche Warmeiibergang mit
der instationaren, intrapartikularen Warmeleitung zusammengefasst ist. Ersetzt man diese
Koeffizienten mit Hilfe von (Gl. 161) gelangt man zu der Schreibweise

ki:(rH”C)[ﬁ L +(i+ijma@+ L } (GI. 200)

T aH B-H TH Z-C AS aC Ij-C

welche die Analogie zum Warmedurchgangskoeffizienten bei stationdrem Warmedurchgang
besser erkennen lasst.

Bei gleichen Dauern der Warm- und Kaltphase 7, =7, =7 erhalt man aus (GI. 48) fur den
Ubertragenen Warmestrom

Q=&=(i+i+§%(':0)j mat(/\,rl)[-%un (Gl. 201)

2r \a, a. A miog”
Um in einem Regenerator die gleiche Warmemenge zu Ubertragen wie in einem
Rekuperator, wird (bei gleicher Bezugsflache) die doppelte Zeit bengétigt. Dies liegt daran,
dass im Rekuperator wahrend der gesamten Zeit kontinuierlich Warme von der warmen auf
die kalte Seite Ubertragen wird, wéahrend der Regenerator die Halfte der Zeit zum
Einspeichern der Wéarme benétigt und die andere Halfte zum Entladen des Speichers. Im
Mittel wird daher in einem Regenerator im gleichen Zeitraum nur halb so viel Warme
Ubertragen.

Der Faktor %2 kann jedoch auch so interpretiert werden, dass die Warmedibertragung im
Regenerator der Warmeubertragung im Rekuperator mit der halben Wéarmeubertragerflache
aquivalent ist.

Die Betrachtungen von Hausen beziehen sich auf einen einzelnen Gegenstromregenerator.
Beim hier betrachteten vereinfachten Regeneratorsystem sind jedoch zwei Regeneratoren in
Reihe geschaltet. Wahrend der eine Regenerator die einstromende Abluft vorwarmt, kihlt
der andere das ausstromende Reingas. Es wird also zu jedem Zeitpunkt Gber die Oberflache
eines Regenerators Warme in den Speicher transportiert und Uber die Oberflaiche des
anderen Warme abgefihrt. Dies ist offensichtlich gleichwertig mit den Verhéaltnissen an
einem Rekuperator, dessen Querschnittsflache genauso grol ist, wie die Oberflache eines
Regenerators.

Als Bezugsflache zur Berechnung des Warmedurchgangs muss daher die Oberflache der
Speichermasse beider Regeneratoren in (Gl. 201) eingesetzt werden. Es gilt also

A =207 =218, Wy (Gl. 202)

Gedanklich kann man beide Betrachtungssysteme ineinander tberfliihren, wenn man die
Speicherkorper der beiden Regeneratoren im Zentrum zerschneidet (z. B. entlang der
Stegmitte in Wabenkoérpern, entlang der Mittelachse in Zylindern, oder im Zentrum von
Kugeln), die Halften so auseinanderfaltet, dass sich gerade Flachen ergeben, und danach
die Teile der warmen und kalten Seite an den Schnittflachen so miteinander in Kontakt
bringt, dass eine einzige geschlossene Flache entsteht. Die Gesamtoberflache beider
Regeneratoren bleibt dabei erhalten (namlich einmal auf der warmen und der kalten Seite),
die Querschnittsflache ist jedoch nur halb so grof? wie die Gesamtoberflache.
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5 Thermochemische Modellierung

Wie zuvor gezeigt wurde, betrdgt der Transientenfaktor zur Korrektur der instationaren

Warmeleitung innerhalb der Speicherkdrper praktisch immer
1

Ui=3 (Gl. 203)

sofern bei der Berechnung des Warmedurchgangskoeffizienten die gleichwertige Platten-
dicke zugrunde gelegt wird.

Der Faktor zur Korrektur der Umschaltzeit in (Gl. 49) betrdgt wegen der grol3en Werte der
reduzierten Regeneratorlange und der kurzen Zyklusdauern im Normalbetrieb

Y. =1 (Gl. 204)
Damit ergibt sich der tGbertragene Warmestrom aus
QT = fT |:I]('I*' DA‘T me,log (GI 205)
mit
-1
k;:( 1.1 +5;/3] _ (Gl. 206)
aA aR /18

Die Berechnung entspricht demnach dem gewéhnlichen Warmedurchgang mit dem
Unterschied, dass nur ein Drittel der aquivalenten Plattendicke wirksam ist. Der Faktor f.
stelllt einen Anpassungs- oder Variationsparameter dar, mit dessen Hilfe die Auswirkung des
Transmissionswarmestroms auf einfache Weise untersucht werden kann. Im Allgemeinen
wird hier f; =1 gesetzt.

5.8.4.2 Warmedurchgangskoeffizient der Reaktorwénde

Die Warmeleitung durch die Reaktorwand wird als stationar aufgefasst und durch

Q=f kO, qT-T,,) (Gl. 207)

beschrieben, mit der Temperatur im Inneren der Zelle T, der Umgebungstemperatur T, ,
der Flache der umfassenden AuBenwand A , und dem auf diese Flache bezogenen
Warmedurchgangskoeffizienten Kk . Der Faktor f_ dient lediglich zur Variation des

Verlustwarmestroms. Somit gilt Gblicherweise f =1.

Fiur den auf die AuRenflache bezogenen Warmedurchgangskoeffizienten gilt die Beziehung

-1
k = iﬁﬁh}% 4+ 1 (Gl. 208)
a | A, A(T) a,
wobei durch das Verhaltnis der Auflen- zur Innenflache und den Formfaktor ¢,

Abweichungen gegeniiber dem Warmedurchgang in einer unendlich ausgedehnten Platte
bertcksichtigt werden.

Der Formfaktor betragt

Y =1 (Gl. 209)
fur die unendlich ausgedehnte Platte,
r o)
W, :(—' +1j D]n(1+ —Lj (Gl. 210)
a h
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5.8 Wéarmedubertragung

far einen ringférmigen Querschnitt mit dem Innenradius r; und naherungsweise

2
v, =§EE§+1J n 1+% (1+iJ -1 (Gl. 211)

n L f

fur ein Quadratrohr [468]. Ansétze fur andere Geometrien kdnnen der Literatur [468—473]
entnommen werden. Eine allgemeine Abschéatzungsformel geben Teertstra et al. an [474].

Die Formfaktoren fur das Zylinder- und Quadratrohr sind im Anhang in Abhangigkeit des
Verhaltnisses O, /r, aufgetragen. Fur die Technikumsanlage ergibt sich aufgrund des
quadratischen Querschnittes ein Formfaktor von 1,34 und demnach eine effektive
Dammestoffdicke von 0,334 m statt 0,25 m.

Da die Temperatur innerhalb der Da&mmung wegen ihrer geringen Warmeleitfahigkeit stark
abnimmt, muss die mittlere Wéarmeleitfahigkeit

T

A(r)= = _1T A (T)dt (Gl. 212)

eingesetzt werden. Daher ist bei der Beschreibung der Temperaturabhéngigkeit anhand von
tabellierten Daten darauf zu achten, ob die mittlere oder die lokale Warmeleitfahigkeit
angegeben ist, beziehungsweise mit welchem Prifverfahren die Werte gemessen wurden.
Meist wird jedoch das Plattenverfahren nach DIN EN 12664 bzw. 12667 [475, 476]
eingesetzt, bei dem unmittelbar die mittlere bzw. effektive Warmeleitfahigkeit bestimmt wird.

In Abbildung 58 sind Herstellerdaten verschiedener Dammstoffe aufgetragen (Punkte). Die
dargestellten Verlaufe wurden durch Polynome approximiert, wobei die Polynomordnung so
gewdahlt wurde, dass sich keine negativen Werte ergeben. Es wird deutlich, dass die
Warmeleitfahigkeit eine ausgepréagte Temperaturabhangigkeit besitzt und sich die Werte
verschiedener Werkstoffe deutlich unterscheiden. Daher muss auf eine Kkorrekte
Beschreibung dieser Eigenschaft geachtet werden. Die Verwendung einer abgeschétzten
mittleren Warmeleitfahigkeit kann zu grofRen Fehlern fuhren.

Auf Basis der Herstellerangaben fir den verwendeten Dammstoff wurde ein Polynom dritten
Grades ermittelt, das im Anhang angegeben ist.

Die Warmedammung ist im Reaktor nicht mit dicken Platten ausgefuhrt, sondern mit
dunneren Matten von ca. 25 mm Dicke und 300 mm Breite, die aufgewellt, vertikal verlegt
wurden. Zwischen den einzelnen Schichten wurden zur Stabilisierung zusatzliche
Mattenlagen horizontal eingebracht. Es ist deshalb davon auszugehen, dass die tatsachliche
Warmeleitfahigkeit bei dieser Verlegungsart von den Herstellerangaben abweicht. Auch ist
anzunehmen, dass die Dammwirkung lokal unterschiedlich ist, da die Matten beim Einbau
verschieden stark komprimiert werden. Die Verdichtung kann ndherungsweise dadurch
bericksichtigt werden, dass man aus den geometrischen Gegebenheiten die tatséchliche
Dichte des Dammstoffes berechnet und die dafir giltigen Herstellerdaten (ggf. interpoliert)
zugrunde legt. Anisotrope Eigenschaften der Dammfaser [477] werden vernachlassigt.

Als Innenflache wird ndherungsweise die Oberflache der Dammung auf der Wandinnenseite
eingesetzt, wenngleich diese bei Wabenkérpern nicht mit der Uberstromten Flache
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5 Thermochemische Modellierung

Ubereinstimmt. Als Warmeibergangskoeffizient auf der Innenseite wird der jeweilige Wert fur
den Warmeulbergang zwischen Gasstrom und Speichermasse zugrunde gelegt.

0,50 T
E 0 Knauf Lamella Forte LMF 10 (60 kg/m?3)

0,45 1 O Knauf Heralan WM-D8 (80 kg/m?)

040+ © Promat Alsiflex 1260 (130 kg/m?)

E ¢ Promat Alsiflex 1400 (130 kg/m?)
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Abbildung 58: Warmeleitfahigkeiten verschiedener Dammstoffe

Der konvektive Warmelbergang auf der AuRenseite hangt in der Realitat von der
Orientierung der Oberflache und den Anstrombedingungen ab. Zusétzlich stehen die
warmen Anlagenoberflachen im Strahlungsaustausch mit der kalteren Umgebung. Dieser
wiederum wird vom Standort der Anlage in Bezug zu in der Nahe liegenden warmeren oder
kélteren Oberflachen (z. B. von Gebaudteilen), der Bodenoberflache, dem Himmel und
dessen Bedeckung und ahnlichen EinflussgréRen bestimmit.

Da die meisten dieser Faktoren in der Praxis unbekannt sind und die vollstandige
Beschreibung dieses Warmeaustauschs mit der Umgebung zu komplex wére, missen auch
hier Vereinfachungen in Kauf genommen werden.

Dazu wird ein Warmeubergangskoeffizient verwendet, der sich additiv aus zwei Anteilen fur
den rein konvektiven und den radiativen Warmetransport zusammensetzt

aa = aK,a + arad,a (GI 213)
mit

ay , =const (Gl. 214)
und

Z9W,a4 _Tamb4)
Fa~ Tam)

amb

Qa,

I

ad,a = grad,W,a |]7 (G| 215)
Die hierin bendtigte Temperatur der au3eren Oberflache ergibt sich in jedem Iterationsschritt
neu aus

2. =T +L. Gl. 216
W,a amb a,a Dﬁ,a ( )
Da der Warmeubergangskoeffizient auf der Aul3enseite bei guter Dammung des Reaktors
kaum einen Einfluss auf den Warmedurchgangskoeffizienten hat, kann der Strahlungsanteil
ebenso vernachlassigt oder durch einen erhdhten konvektiven Anteil berticksichtigt werden.
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5.9 Druckverlust

Bei der Berechnung des Gesamtdruckverlustes werden nur die Anteile der Regeneratoren
und des Brennraums beriicksichtigt. Druckverluste der Klappen, der Luftkédsten, sowie solche
durch plétzliche Querschnittsanderungen werden nicht betrachtet.

5.9.1 Druckverlust in Wabenkérpern

Der Druckverlust in Wabenkérpern wird analog des Reibungsdruckverlustes in Rohrleitungen
mit Hilfe der Darcy-Weisbach-Gleichung [478]

L

Dp=f, EI—EwW (Gl. 217)
Oy 2

berechnet. Dabei ist die effektive Stromungsgeschwindigkeit einzusetzen, die sich aus der

Leerrohrgeschwindigkeit und dem Lickengrad

==L (Gl. 218)

ergibt. Uber den Faktor f, kann der Einfluss des Druckverlustes variiert werden. Im
Allgemeinen wird er gleich Eins gesetzt.

Der Rohrreibungsbeiwert bei laminarer Stromung (Re< 2300) ergibt sich aus dem Gesetz
von Hagen-Poiseuille

- ke
§=2L (Gl. 219)

mit k, aus Tabelle 9. Im turbulenten Bereich wird der Rohrreibungsbeiwert mit der Gleichung
von Colebrook + White bestimmt

/d
i=_2[ug(’( nva 201 j (Gl. 220)

JE 371 | RelE

Bei hydraulisch glatten Rohren kann der erste Summand im Argument des Logarithmus
vernachlassigt werden, bei grol3en Reynolds-Zahlen der zweite Summand. Wegen der
Gestalt dieser Gleichung muss der Rohrreibungsbeiwert iterativ berechnet werden. Dazu
wird ein Startwert aus der Swamee-Jain-Gleichung

1 kld 574
v j (Gl. 221)

A Eﬂg( 371 | R

bestimmt und die Iteration solange wiederholt, bis sich das Ergebnis der Colebrook-
Gleichung um weniger als 0,001 andert.

Im Umschlagsbereich wird analog zu Abschnitt 5.8.1.3 interpoliert.
Bezieht man in (Gl. 217) Dichte und Geschwindigkeit auf den Normzustand und formt um,

ergibt sich

L
Ap=k OO oy, . (Gl. 222)

hyd
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Der Druckverlust ist somit bei laminarer Strémung proportional zur Stromungs-
geschwindigkeit im Normzustand und zur kinematischen Viskositat. Nach Jeschar et al. [362]
kann deren Temperaturabhangigkeit bei Luft naherungsweise durch v =V, EQT/TN)L67
beschrieben werden, sodass sich der Druckverlust zwischen einer linearen und
guadratischen Abhangigkeit beziiglich des Absoluttemperaturverhéltnisses bewegt.

Setzt man den Druckverlust in (Gl. 89) ein, erhalt man fir die dissipierte Stromungsarbeit bei
guadratischem Kanalquerschnitt

. T
W, =k MO 2 O (Gl. 223)

2 N

Die dissipierte Stromungsarbeit hangt folglich in diesem Fall linear von der Lange,
guadratisch von der Strdomungsgeschwindigkeit und ungefahr mit der Potenz 2,67 von der
Temperatur ab.

5.9.2 Druckverlust in Schittungen

Analogiemodelle fur den Druckverlust in Schittungen gehen ebenfalls von der Darcy-
Weisbach-Gleichung aus. Dabei sind die effektive Strémungsgeschwindigkeit (Gl. 218) und
der hydraulische Durchmesser der Packung (Gl. 9) zu verwenden.

Fir den Reibungsbeiwert gilt nach Ergun [479]’

E_

4] 150
3

G2R3 + 175] (Gl. 224)

Die enthaltenen Koeffizienten wurden von Ergun an Messdaten von Schittungen aus
Kugeln, Sand und Kohlenstaub verschiedener GroRen angepasst und die Korrelation mit
Daten anderer Autoren (z. B. [480]) verglichen.

Brauer [481] gibt fir monodisperse Kugelschittungen die Gleichung
'3 =4 160 ., 31 (Gl. 225)
3| (32(Rg (32(Rg™ |
an und Kast [482] fur Raschig-Ringe

f=ﬂ 1368 4 385 (GI. 226)
3| (32(Rg (32[Rg™ |’ |
Mackowiak [103] hingegen beschreibt den Druckverlustbeiwert in der Form
=g[Kl [{3/2 ERe)KZ] (Gl. 227)

mit jeweils zwei Parametern fir den laminaren und turbulenten Bereich. Experimentell
bestimmte Koeffizienten sind ebenda fiir verschiedene Fullkérper angegeben.

" Die Faktoren 4/3 und 3/2 in den genannten Gleichungen ergeben sich aus den verwendeten Definitionen des

Reibungsbeiwertes bzw. des hydraulischen Durchmessers.
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Macdonald et al. haben die Ergun-Gleichung anhand einer Vielzahl von Messdaten tberpriift
und dabei Fehler bis zu 50% festgestellt [483]. Beim Vergleich gemessener Druckverluste
(Sattelkdrper) fand Nijdam [197] im kalten Bett bis zu 15% Abweichung gegeniber den
Gleichungen von Ergun, Kast und Mackowiak, im heif3en Bett bei Ergun und Kast ebenfalls
etwa 15% und bei Mackowiak 50%. Insbesondere koénnen ungenaue Werte des
Lickengrades zu erheblichen Fehlern fihren. Nach Brauer [481] ergibt sich aus der Ergun-
Gleichung bei einer Porositdt von 70% und einem Messfehler von 3% ein Fehler des
Druckverlustes von +16%. Daher muss u. U. die Porositatsverteilung in Wandnéhe
gesondert berticksichtigt werden [101, 484]. Daruber hinaus sind die Giltigkeitsbereiche
bzgl. der Reynolds-Zahl zu beachten, da Extrapolationen zu grof3en Fehlern fiihren kénnen
[485].

Grundsatzlich sind die genannten Beziehungen nicht allgemein glltig. Sie sind vielmehr als
halbempirische Approximationen zu verstehen, deren Parameter im Einzelfall anhand von
Messdaten angepasst werden missen [31].

Da Fullkérper in dieser Arbeit eine untergeordnete Rolle spielen, wird jedoch eine

Verwendung der Ergun-Gleichung als ausreichend erachtet.

5.9.3 Dissipierte Stromungsarbeit

In (Gl. 89) wurde bereits in angegeben, wie die dissipierte Stromungsarbeit berechnet wird.

Nun soll abgeschétzt werden, welchen Beitrag diese an der Energiebilanz hat. Als
Bewertungskriterium wird hierzu die verursachte Temperaturerhéhung herangezogen.

Aus der Energiebilanz

AH =Qu, =  ME AT =ApV (Gl. 228)
erhalt man nach Umformung
A
AT =P (Gl. 229)

pLE,
In Abbildung 59 ist die langennormierte Temperaturerhéhung in Abhangigkeit der lokalen
Temperatur bei einer effektiven Stromungsgeschwindigkeit im Normzustand von 1 m/s fir
verschiedene Kanalweiten und Partikeldurchmesser aufgetragen. Fir den Druckverlust in
Kanalen wurden hierbei die oben genannten Beziehungen von Darcy und Colebrook, bei
Schittungen die Gleichung von Ergun zugrunde gelegt.

Die benttigte adiabate Temperaturdifferenz bei einer Betriebstemperatur von 850°C, einer
Ablufttemperatur von 50°C und einem Regeneratorwirkungsgrad von 95% betragt etwa
40 Kelvin. In diesem Temperaturbereich ergibt sich bei einer durchstrémten Regenerator-
lange der Technikumsanlage von 3 m eine Gesamterhéhung von 2,25 K. Die durch die
dissipierte Stromungsarbeit bewirkte Temperaturerhéhung betragt demnach in diesem Fall
etwa 5,6% der adiabaten Temperaturdifferenz. Bei einer Stromungsgeschwindigkeit von
2 m/s wurde der Anteil bereits Gber 11% betragen.

Dissipation kann somit fir die Gesamtbilanz einen wesentlichen Beitrag darstellen.
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Abbildung 59: Abschéatzung der Temperatur-
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Aus Abschnitt 5.8.1.1.4 steht noch die Prifung aus, ob durch den auftretenden Druckverlust
der Warmeitbergang beeinflusst werden kann. Dies soll beispielhaft fir Wabenkérper mit den

genannten vereinfachten Gleichungen abgeschatzt werden. Setzt man die dissipierte
Stromungsarbeit (Gl. 223) ins Verhaltnis zum konvektiv Ubertragenen Warmestrom (Gl. 145)

267
. Pnmlim, g
VVdiSS — kf 2 " " TN — k‘f [PN |],N EYVNZ |:q-l-/-I-N):Lgl (GI 230)
Q 076 8MNu A AT '
“ N“dmN [ﬁTT] [ad [L AT "
N
und legt folgende Werte zugrunde
k, = 56908 Nu= 361
Oy = 129kg/m?® vy, = 135[10° m?/s Ay = 0024W/(mK)
AT =20K

W, =2m/s T/T, =5
ergibt sich ein Verhdltnis von 0,006. Da Stréomungsgeschwindigkeit und Temperatur

verhaltnismafig grol3 gewahlt wurden, ist der lokale Einfluss des Druckverlustes im Vergleich
geringer als 1%. Daher kann

zum konvektiv Ubertragenen Warmestrom sehr viel
angenommen werden, dass sich Dissipation und Warmeiibergang stérungsfrei tberlagern.

5.10 Vereinfachungen
Zum Abschluss der Modellbeschreibung soll kurz zusammengefasst werden, welche

vorhandenen oder moglichen Aspekte hierbei vernachlassigt wurden.

® Stoffstrome

Realgaseffekte
Einflisse der Zusammensetzung auf Stoffeigenschaften der Fluide (mit

Ausnahme der Dichte)

Kondensation und Verdampfung
zeitlich veranderliche Zusammensetzungen von Erdgas und Umgebungsluft

® Speichermasse
Temperaturabhangigkeit der Stoffeigenschaften

anisotrope Eigenschaften
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Fertigungs- und Einbautoleranzen z. B.
» bei Wabenkoérpern: gescherte Grundform, Versatz, ungleichméaRige Spalte

» bei Schittungen: inhomogene Fillung, Art der Befullung, Sortenreinheit,
Fremdstoffe

Chemische Reaktionen
komplexe Reaktionsmechanismen
heterogene Reaktionen
Adsorption und Desorption an der Speichermasse
Einflisse der Speichermasse auf den Reaktionsverlauf
Warmetbergang
hydrodynamischer und thermischer Anlauf
Uberlagerung von Warmeiibergang, chemischen Reaktionen und Dissipation
H1 Randbedingung nicht oder nur eingeschrankt gultig

Einfluss veréanderlicher Zusammensetzungen und Stoffeigenschaften auf den
Warmeulbergang

Warmeleitung
instationdare Warmeleitung innerhalb der Speichermasse
mehrdimensionale Warmeleitung
anisotrope Warmeleitfahigkeiten
Warmestrahlung
Warmeaustausch innerhalb der Anlage
realer Strahlungsaustausch mit der Umgebung
Warmeverluste
Verluste von Rohrleitungen, Kanalen und Klappenk&sten
Verlegungsart der Innenddmmung

Wirkung der an der Aul3enseite des Anlagengehauses angebrachten
Versteifungsrippen

Warmestau zwischen den Regeneratoren
Druckverlust und Durchstrémung
Druckverluste der Rohrleitungen, Kanéle und Klappenkasten
ungleichmaflige Spalte zwischen den Wabenkorpern
Randgéangigkeit bei Schittungen
ungleichmaRige Anstrémung
Leckagestrome an Klappen
Zyklische Betriebsweise
pulsierende Strémung mit schwankenden Eintrittsbedingungen

je nach Anzahl der Regeneratoren und Abfolge der Schaltzustéande
unterschiedliche Stromungsrichtungen und Verweilzeiten im Brennraum

Anderungen durch Alterungseffekte
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5 Thermochemische Modellierung

Das Modell beinhaltet also zahlreiche Ungenauigkeiten, deren Auswirkungen hier nicht im
Einzelnen Uberpriuft werden kénnen. Es wird jedoch angenommen, dass diese Effekte zum
einen nur geringe Einfluisse aufweisen und sie sich zum anderen teilweise gegenseitig
aufheben. Wie sich im Weiteren zeigen wird, sind die Berechnungsergebnisse im Vergleich
mit Messergebnissen dennoch von ausreichender Genauigkeit.

5.11 Modelldefinition

Zur Diskretisierung des Modells und zur Definition eines Simulationsfalls sind zahlreiche
Parameter anzugeben und Submodelle auszuwahlen. Hier wird kurz dargestellt, welche
Angaben notwendig sind und welche Einstellungen beim Basismodell vorgenommen wurden.
Davon abweichende Werte werden dann, wo es erforderlich ist, im Text oder den
Diagrammen angegeben.

5.11.1 Anlagendefinition

Zur Definition des Anlagenmodells werden die geometrischen Daten, Fullkérper-
eigenschaften sowie eine Funktion zur Berechnung der Warmeleitfahigkeit der Warme-
dammung bendtigt. Dartber hinaus sind die Submodelle fur Warmelbergang und
Druckverlust auszuwahlen und zu parametrieren.

Insgesamt sind fir jeden Teilabschnitt (hier Regenerator, Freibord und Brennraum) folgende
GrofRen anzugeben:

® Geometrie
mittlere Lange
mittlerer Innenquerschnitt des leeren Gehéuses
AuRenwandflache
Verhaltnis von AufRen- zu Innenwandflache
Warmeverlustfaktor
Zellenzahl

® Fillkorper
Art der Fullkdrper
» Wabenkdrper
» Schittkorper
> keine
spezifische Oberflache
Lickengrad
gleichwertige Plattendicke
Formfaktor
Warmeleitfahigkeit

® Reaktorwand
Warmedurchgangsmodell
» konstanter Warmedurchgangskoeffizient
» berechneter Warmedurchgangskoeffizient
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5.11 Modelldefinition

ohne Warmestrahlung an der AuRenseite
mit Warmestrahlung an der AuR3enseite
Warmeleitfahigkeit der Warmedammung in Abhangigkeit der Temperatur
gleichwertige Dicke der Warmedammung
Warmeulbergangskoeffizient an der AuRenwand
ggf. Emissionsgrade der Auf3en- und Innenseite
® \Warmelbergangsmodell
charakteristischer Durchmesser
NuRRelt-Funktion im laminaren Bereich
» Berechnungsmethode
» Randbedingung
konstante Wandtemperatur
konstante Warmestromdichte
» asymptotische NulR3elt-Zahl
» Anwendungsgrenze (Reitmin)
NuRRelt-Funktion im turbulenten Bereich
» Berechnungsmethode
» Anwendungsgrenze (Reitmax)
® \Warmeulbertragung Reingas-Abluft
Warmedurchgangskoeffizient
» konstant
» berechnet
® Druckverlustmodell
Druckverlustmodell im laminaren Bereich
» konstantes Druckgefalle
» konstanter hydraulischer Widerstand
» Darcy-Gleichung
Reibungskoeffizient
» Anwendungsgrenze (Reitmin)
Druckverlustmodell im turbulenten Bereich
» konstantes Druckgefalle
» konstanter hydraulischer Widerstand
» Colebrook-Gleichungen
relative Rauhigkeit
» Ergun-Gleichung
» Anwendungsgrenze (Reitmax)
Fur die Technikumsanlage (vgl. Abbildung 18 bis Abbildung 20) ergeben sich fir die

Gehéause der Regeneratoren, die darUberliegenden Freiborde und den Brennraum die in
Tabelle 11 genannten Daten und Einstellungen.
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5 Thermochemische Modellierung

Tabelle 11: Parameter des Anlagenmodells
Geometrie
mittlere Lange (Strémungsweg) m 15 1,0 2,78
mittlerer Innenquerschnitt m? 0,81 0,81 0,65
AuRenwandflache m? 8,4 5,6 17,9
Verhaltnis AuRen-/Innenwandflache - 1,56 1,56 1,55
Warmeverlustfaktor - 1,5 1,5 1,0
Zellenzahl - 100 90 101
Fullkdrper
Art - Waben keine keine
spezifische Oberflache m?/m?® 799 - -
Lickengrad - 0,65 - -
effektive Dicke mm 0,23 - -
Warmeleitfahigkeit W/mK 2,79 - -
Reaktorwand
Isoliermaterial - Promat Alsiflex, 1.260°C, 130 kg/m®
effektive Dicke der Isolierung m 0,33
Warmeubergangskoeffizient an der Aul3enwand W/m2K 8
Emissionsgrad der Au3enwand - 0,95
Emissionsgrad der Innenwand - 0,60
Warmeubergang
charakteristischer Durchmesser m 0,003 0,9 0,83
Warmeubergangsmodell (laminar) - Gl. 142 + 143
Randbedingung - g = const. T = const.
asymptotische NuRelt-Zahl - 3,61 2,98
Anwendungsgrenze (Reay) - 2.100
|WarmeUbergangsmodeII (turbulent) - Gl. 146
|Anwendungsgrenze (Remin) - 2.300
Warmedlbertragung Reingas-Abluft
|Warmedurchgangskoeffizient W/m2K berechnet | - | -
Druckverlust
charakteristischer Durchmesser m 0,003 | 0,9 | 0,83
Druckverlustmodell (laminar) - Hagen-Poiseuille
Darcy-Koeffizient - 56,9
Anwendungsgrenze (Reay) - 2.100
Druckverlustmodell (turbulent) - Colebrook+White
relative Rauhigkeit - 0
Anwendungsgrenze (Reyn) - 2.300

Die geometrischen Daten der Regeneratoren und Freiborde ergeben sich unmittelbar aus
den Abmessungen. Durch den Warmeverlustfaktor von 1,5 wird bertcksichtigt, dass im
Modell nur zwei Regeneratoren betrachtet werden, die reale Anlage aber drei Regeneratoren
besitzt. Die Bestimmung der Brennraumdaten ist etwas aufwendiger. Durch die zyklische
Umschaltung legt die Abluft zu einem Drittel der Zykluszeit den langen Weg von
Regenerator 1 zu Regenerator 3 zurlick, zu zwei Dritteln der Zeit eine kiirzere Strecke (von 3
nach 2 oder von 2 nach 1). Entsprechend langer oder kirzer ist die Verweilzeit. Um dies zu
bertcksichtigen, wurden Stromungsweg und Volumen entsprechend gemittelt und daraus
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der mittlere Querschnitt berechnet. An den Warmeverlusten ist hingegen wéhrend der
ganzen Zeit die gesamte Brennraumoberfliche beteiligt. Da der entsprechende Wert
angegeben wurde, wird der Warmeverlustfaktor im Brennraum auf 1 gesetzt. Das Verhaltnis
zwischen Auf3enwand- und Innenwandflache wird ebenfalls aus den Daten des Gesamt-
brennraums bestimmt.

Die Angaben zu den Fullkérpern ergeben sich aus der verwendeten Wabenkdrperanordnung
und den Keramikeigenschaften. Als effektive Dicke wird 1/3 der Stegdicke eingesetzt.
Zusammen mit den Abmessungen der Regeneratorengehduse bzw. den Abmessungen der
einzelnen Fllbereiche ergeben sich daraus weitere Daten wie die Warmedubertragerflache
und das Hohlraumvolumen.

Fur die Warmeleitfahigkeit der Warmeddmmung wird das im Anhang genannte Polynom
verwendet. Aufgrund des quadratischen Querschnitts der Regeneratoren und Freiborde
betragt die effektive Plattendicke 0,33 m. Derselbe Wert wird beim Brennraum angesetzt,
d. h. die Ecken des Geh&uses werden vernachlassigt.

Bei den Warmeulbergangs- und Druckverlustmodellen wird als charakteristischer Durch-
messer der hydraulische Durchmesser eingesetzt. In den Freiborden entspricht dieser dem
realen Durchmesser. Beim Brennraum wurde, wegen der ungleichmaRigeren Geometrie und
der durch die Zyklusmittelung verursachten geometrischen Verzerrung, der hydraulische
Durchmesser aus 4*V/A; abgeschéatzt, wobei die zyklusgemittelte Innenflache eingesetzt
wurde. Bei Regeneratoren mit Wabenkdrpern ist der hydraulische Durchmesser des
Kanalguerschnitts einzusetzen.

Fur die asymptotischen NulRelt-Zahlen und den Darcy-Reibungsfaktor wurden die Werte aus
Tabelle 9 gewahlt.

Grundsatzlich bietet das Modell auch die Moéglichkeit jeden Teilbereich durch mehrere
Abschnitte zu beschreiben, fir die jeweils die oben genannten Vorgaben anzugeben sind.

5.11.2 Stoffdefinition

Zur Beschreibung der beriicksichtigten Gasspezies und der ein- und austretenden Gas-
stréme sind folgende Angaben zu tatigen:

® Gasspezies
Bezeichnung
atomare Zusammensetzung
molarer Heizwert

® Auswahl der bendtigten Gasspezies

® Berechnungsmodelle der Stoffeigenschaften
Dichte
» konstant
» ideales Gas
spezifische isobare Wéarmekapazitat
Warmeleitfahigkeit
kinematische Viskositat
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® cintretende Gasstrome
Zusammensetzung
Temperatur und Druck
Massenstrom

Aus der Angabe der atomaren Zusammensetzung einer Gaskomponente ergeben sich
jeweils die Summenformel, die molare Masse und die Dichte im Normzustand. Der molare
Heizwert wird verwendet, weil dieser in der thermischen Verfahrenstechnik gebréuchlicher ist
als die Standardbildungsenthalpie.

Die Berechnungsmethoden fiir die Stoffeigenschaften gelten fur die Mischung und global fur
alle Strome. Als Funktionsprototypen stehen Potenzfunktionen, Polynome und Exponential-
ansatze zur Verfigung, die entsprechend parametriert werden missen. Hier werden in allen
Fallen die im Anhang genannten Polynome fir Luft verwendet. Bei den zugefiihrten
Brennstoffen und Schadstoffen werden daher die Eigenschaften nicht korrekt beschrieben.
Da deren Massenanteil aber maximal 1% betragt, wird diese Abweichung toleriert.

Fur die eintretenden Medien sind jeweils die Zusammensetzung und Eintrittsdaten anzu-
geben.

Die Zusammensetzung des an der Technikumsanlage eingesetzten Erdgases ist im Anhang
genannt. Innerhalb der Berechnung wird der Brennstoff als einzelner Modellstoff mit den in
Tabelle 12 angegebenen Mischungseigenschaften beschrieben.

Da die Umgebungsbedingungen in der Technikumshalle recht konstant sind, wurde bei allen
Berechnungen von der in Tabelle 13 genannten Zusammensetzung feuchter Luft ausge-
gangen. Diese ergibt sich als Mischung von trockener Luft mit einer absoluten Feuchte von
10 g/m\°, was einer relativen Feuchte von 50% bei 25°C entspricht. Fiir die gewéhlte
Zusammensetzung ergibt sich eine Dichte im Normzustand von 1,28622 kg/my°.

Tabelle 12: Gemischeigenschaften des Tabelle 13: Angenommene
eingesetzten Erdgases Zusammensetzung der
Umgebungsluft in Vol.-%

C-Anteil mol/mol 0,8998 N> 78,0840 77,1091
H-Anteil mol/mol 3,5494 0O, 20,9476 20,6902
N-Anteil mol/mol 0,2333 Ar 0,9365 0,9250
O-Anteil mol/mol 0,0084 CO, 0,0319 0,0315
molare Masse kg/mol 0,0178 H,0 (g) 0 1,2442
Norm-Dichte kg/my® 0,7936
Heizwert J/mol 716.129
MJ/kg 40,26
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5.11.3 Definition der Randbedingungen

Fur die zugefuhrten Strome werden im Referenzfall die in Tabelle 14 angegebenen Werte
verwendet.

Fur jeden Strom missen der Massen- oder Volumenstrom und die Temperatur vorgegeben
werden. Fir den statischen Druck wird jeweils der Umgebungsdruck verwendet, d. h. Druck-
verluste vor dem Anlageneintritt (Rohrleitungen, Klappen, usw.) sowie Geblase werden nicht
bertcksichtigt.

Tabelle 14: Randbedingungen des Referenzfalls

Zugefuhrte Strome

|Umgebungsluft

Temperatur °C 25

Norm-Volumenstrom my/h 2.000
[spulluft (Frischluftspiilung)

Temperatur °C 25

Norm-Volumenstrom my’/h 250
|Sperrluft (Abluftseite)

Temperatur °C 25

Norm-Volumenstrom my/h 125
|Sperrluft (Reingasseite)

Temperatur °C 25

Norm-Volumenstrom my’/h 125
| Schadstoffe

Temperatur °C 25

Norm-Volumenstrom my/h 0
|Erdgas (Flammenlos)

Temperatur °C 25

Beladung am Regeneratoreintritt g/m® 1,75

5.11.4 Globale Parameter und Steuerung des Losungsv  erfahrens

Die Umgebungsbedingungen werden als globale Parameter festgelegt (Tabelle 15).

Durch zusatzliche globale Faktoren, die in jeder Zelle bei der Berechnung der Warme-
verluste, der Warmeulbertragung, der Reaktionswarme bzw. des Druckverlustes beriick-
sichtigt werden, kénnen diese Mechanismen variiert und ihre Auswirkungen untersucht
werden.

Zur Steuerung des iterativen Losungsverfahrens werden vier Angaben bendtigt. Als
Residualwert wird die relative Abweichung der Energiebilanz bezogen auf die zugefihrte
Gesamtenthalpie verwendet. Andere mogliche Kriterien sind die maximale oder mittlere
Temperaturédnderung zwischen zwei Iterationsschritten, oder der Restwert des Trans-
missionswarmestroms bei Summation vom Eintritt bis zum Austritt. Der maximal
zugelassene relative Fehler stellt das Konvergenzkriterium dar, d. h. die Iteration wird so
lange weitergeflhrt bis der gewéhlte Residualwert den vorgegebenen Fehler unterschreitet.
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Ein zweites Abbruchkriterium ist durch die maximale Anzahl an Iterationsschritten festgelegt.
Wird die Konvergenz nicht innerhalb der vorgegebenen Schrittanzahl erreicht, wird der
Lésungsprozess beendet und eine Fehlermeldung ausgegeben. Der letzte Wert definiert die
maximale absolute Abweichung, welche bei der Iteration der Temperatur aus der Gesamt-
enthalpie zugelassen wird. Die maximale Schrittzahl ist hierbei intern auf 10 festgelegt. Meist
reichen aber zwei bis drei Schritte aus.

Tabelle 15: Globale Parameter und Einstellungen des Losungsverfahrens
© Pammelr  Emhet  Wem
Globaldaten
|Umgebungsbedingungen
Temperatur °C 25
statischer Druck Pa 101.325
|Variations— / Anpassungsfaktoren
Warmeverluste - 1
Warmeitbertragung - 1
Reaktionswarme - 1
Druckverlust - 1
Lésungsverfahren
Konvergenzkriterium - Energiebilanz
max. relativer Fehler (Konvergenz) - 1,00E-04
max. Anzahl Iterationsschritte - 2.500
max. absolute Abw. bei Temperaturiteration K 0,01

5.11.5 Definition von Reaktionsmechanismen

Reaktionsgleichungen werden durch Angabe der von Null verschiedenen stéchiometrischen
Koeffizienten und die Namen der jeweiligen Gaskomponenten definiert. Chemische Gleich-
gewichte konnen durch getrennte Angabe der Hin- und Ruckreaktionen modelliert werden.
Es sind nahezu beliebig viele Reaktionen definierbar®. Allerdings erhoht sich mit jeder
zusatzlichen Reaktionsgleichung der Rechenaufwand deutlich.

Die Reaktionsraten werden durch die von Null verschiedenen Reaktionsordnungen, die
jeweiligen Gasspezies sowie die Arrhenius-Parameter definiert.

Jedem Abschnitt des Anlagenmodells kann ein eigener Reaktionsmechanismus zugeordnet
werden, sodass theoretisch beliebige Kombinationen von Katalysatoren und inerten Full-
kérpern betrachtet werden kénnten.

Das Basismodell geht von einer einzigen Reaktion, der vollstandigen Oxidation des
Erdgases zu Kohlendioxid und Wasser aus (Mechanismus M1, Reaktion R1+), wobei eine
einfache Reaktionsrate erster Ordnung verwendet wird. Die gewahlten Parameter des
Reaktionsmodells sind in Tabelle 16 zusammengefasst.

®Theoretisch bis zu 4.294.967.294, in Abhangigkeit des Arbeitsspeichers jedoch deutlich weniger.
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Tabelle 16: Parameter des Basis-Reaktionsmodells

Chemische Reaktionen

Reaktionsmechanismus | - | M1

kinetische Parameter (R1+)

Stof3zahl mol/m3s 6,30E+09
Temperaturexponent - 0
Aktivierungsenergie J/mol 188.500
Stochiometrische Koeffizienten (Reaktionsordnung)
Erdgas - -1(1)
Sauerstoff - -1,78292 (0)
Kohlendioxid - +0,89977 (0)
Stickstoff - +0,11667 (0)
Wasser - +1,7747 (0)

5.12 Diskussion der Modellparameter

Nachdem alle bendtigten Simulationsparameter aufgelistet wurden, soll nun kurz beurteilt
werden, wie zuverlassig diese Daten und Parameter sind bzw. welche Verfligbarkeit sie
aufweisen.

Die geometrischen Abmessungen der Anlage sind entweder aus Planungszeichnungen
bekannt (in der Betriebsphase) oder stellen Auslegungsparameter dar (in der Planungs-
phase). Eine geringfiigige Unsicherheit besteht in der geometrischen Transformation einer
u. U. komplex geformten RNV-Anlage mit mehreren Regeneratoren auf einen einfach
geformten Gegenstromreaktor mit zwei Regeneratoren (bzw. Wéarmeulbertragerreaktor mit
zwei Rekuperatorseiten). Da jedoch alle wesentlichen geometrischen Grof3en (Auf3en-
flachen, Wandstarken, Volumina) erhalten bleiben, ist anzunehmen, dass diese Umformung
gultig ist.

Die benétigten Angaben zur Beschreibung der Speichermasse sind zwar weitgehend
verflgbar, weisen aber teilweise recht grof3e Schwankungsbreiten auf. Insbesondere bei
Fullkérpern sind Angaben zum Lickengrad und der spezifischen Partikelzahl mit groRen
Unsicherheiten behaftet.

Ein wesentlicher Parameter, der das Simulationsergebnis maRgeblich beeinflusst, ist die
Warmeleitfahigkeit des verwendeten Dammmaterials. Hier gehen Herstellerangaben
ebenfalls weit auseinander oder Daten fur die Temperaturabh&angigkeit sind nicht bzw. nicht
an genugend Punkten vorhanden. Auf3erdem hat die Art der Verlegung einen Einfluss auf die
tatsachliche Warmeleitfahigkeit, der nur abgeschatzt werden kann.

In Fallen, in denen bestehende Anlagen an bestimmten Betriebspunkten nachgerechnet oder
optimiert werden sollen, kdnnte man zwar die mittlere Warmeleitfahigkeit durch Messung der
Innentemperaturen und Auf3enwandtemperaturen bestimmen, allerdings ist anzunehmen,
dass dies nicht mit allzu groRBer Genauigkeit gelingen wird. Schliel3lich haben
Warmeubergang und Strahlungsaustausch ebenfalls einen Einfluss auf den Warmedurch-
gangskoeffizienten.
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Die bendtigten Daten zur Beschreibung der Gasspezies und Stoffeigenschaften sind haufig
bekannt oder kdnnen leicht beschafft werden [486, 487]. Ist der Heizwert einer Substanz
nicht bekannt, kann man diesen aus der chemischen Gleichung fir die vollstandige
Verbrennung und den Standardbildungsenthalpien der Edukte und Produkte berechnen. Die
Werte der Standardbildungsenthalpien konnen Tabellenwerken oder Datenbanken
entnommen werden [376, 377, 486]. Sollte auch die Standardbildungsenthalpie eines Stoffes
nicht verfiigbar sein, kann fir viele Kohlenwasserstoffe der Heizwert aus den Massen-
anteilen von C, H, N, O und S uiber die Formel von Boie

Hiy _ 290N 9390w, , 0450w,  0B750W, , 03270W

kJ/moI~kgC/kg kg,/kg  kag,/kg kgo/kg kgs/kg

(Gl. 231)

abgeschatzt werden. Alternativ muss der Heizwert messtechnisch bestimmt werden.

Im Technikumsbetrieb werden alle eintretenden Stréme messtechnisch erfasst und ihre
Zusammensetzungen sind recht genau bekannt. Ganz anders ist dies in der Praxis.

Die Zusammensetzung und Eigenschaften des verwendeten Brennstoffes (meist Erd- oder
Flissiggas) konnen beim Versorgungsunternehmen erfragt werden. In anderen Fallen, z. B.
bei Verwendung von Deponie- oder Biogas oder anderen Brennstoffen mit unbekannten und
oftmals schwankenden Eigenschaften, sollten die benétigten Daten zumindest punktuell mit
Analysen ermittelt werden.

Ebenso muss flr genaue Berechnungen die Zusammensetzung der Abluft oder des
Prozessgases bekannt sein. Wahrend im Technikum durch Zugabe von Modellstoffen gezielt
eine gewulnschte Abluftmischung hergestellt werden kann, ist die exakte stoffliche
Zusammensetzung in der Praxis weitgehend unbekannt. Ansatzweise kann diese zwar durch
Bilanzierung der im vorgelagerten Prozess verwendeten Einsatzstoffe (Losemittel etc.)
abgeschatzt werden, jedoch ist nicht auszuschlielen, dass sich diese innerhalb des
Prozesses verandern und in andere Stoffe zerfallen oder umgewandelt werden. Zusatzlich ist
nicht immer sichergestellt, dass die im Prozess freigesetzten Stoffe die Nachverbrennung
erreichen, da unter Umstanden ein Teil in den Abluftleitungen kondensiert. Weiter wird eine
genaue Charakterisierung der Abluftinhaltsstoffe oft durch die Vielzahl an Komponenten
erschwert, wenn nicht sogar wegen des erforderlichen Messaufwandes nahezu unmdéglich
gemacht.

Andererseits zielt das hier beschriebene Berechnungsmodell weniger auf Vorgange ab, bei
denen die Zusammensetzung mdglichst genau bekannt sein muss (z. B. Schadstoffbildung),
sondern eher auf das thermische Verhalten. Hierfir ware es ausreichend, den mittleren
Heizwert der Abluft zu kennen und das Stoffgemisch als Einzelstoff mit repréasentativen
mittleren Eigenschaften zu beschreiben. Der Abluftheizwert kénnte ggf. mittels eines
Flammentemperaturanalysators gemessen werden.

Die grofdte Unsicherheit besteht in den kinetischen Parametern der chemischen Reaktionen,
vor allem, wenn diese angenommen oder aus der Literatur Ubertragen werden.

Grundsatzlich sind zwar fur zahlreiche Brennstoffe und einige Abluftinhaltsstoffe Global-
kinetiken in der Literatur zu finden, allerdings gelten diese in der Regel fir andere Reaktoren
und Betriebsbedingungen, sodass die Ubertragbarkeit nicht gegeben oder bestenfalls mit
einer grol3en Unsicherheit behaftet ist.
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Fur Elementarreaktionen sind zwar die kinetischen Daten recht gut bekannt und
veroffentlicht [488] oder in Datenbanken hinterlegt [489], die Mechanismen jedoch unbekannt
oder so komplex, dass sie bei vereinfachten Berechnungsmodellen nicht anwendbar sind.

Die beiden grundsatzlichen Moglichkeiten der kinetischen Beschreibung chemischer
Reaktionen schlieRen sich hier gewissermalRen gegenseitig aus: entweder sind die
Globalreaktionsmechanismen bekannt, aber die kinetischen Parameter nicht Ubertragbar,
oder die kinetischen Parameter der Elementarreaktionen sind (bertragbar, aber die
Reaktionsmechanismen unbekannt.

Um den chemischen Umsatz mit Globalreaktionen ausreichend genau zu beschreiben,
missen deshalb die benottigten Parameter experimentell bestimmt werden.

Insgesamt kann man konstatieren, dass die Abluftzusammensetzung, die Eigenschaften der
Warmedammung sowie die Parameter der chemischen Reaktionen die groften
Unsicherheiten aufweisen. Die tbrigen benétigten Daten sind weitgehend bekannt.
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6 Implementierung

Das zuvor beschriebene thermochemische Modell wurde in der Programmiersprache C++
[490-492] mit Hilfe der Entwicklungsumgebung Borland C++ Builder® implementiert. Dabei
wurde der Ansatz der objektorientierten Modellierung [493] verwendet und mit Hilfe
objektorientierter Programmiertechniken (z. B. Schnittstellen, Vererbung, Aggregation,
Klassen- und Funktionsschablonen) umgesetzt [493, 494]. Um die Ubertragbarkeit auf
andere Compiler oder Entwicklungsumgebungen zu erleichtern, wurde aul3erdem die
grafische Benutzeroberflache so weit wie mdglich von der Implementierung der eigentlichen
Funktionalitat getrennt und auf compilerspezifische Spracherweiterungen verzichtet [495].

Einen Eindruck der entwickelten Anwendung vermittelt Abbildung 60, welche die grafischen
Benutzeroberflachen zeigt.
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Abbildung 60: Benutzeroberflache des entwickelten Simulationsprogramms

Das Programm ist so gestaltet, dass die Diskretisierung des Modells (Geometrie, Zellenzahl
usw.) und alle Submodelle (Methoden zur Berechnung von Stoffeigenschaften, Warme-
ubergangs- und Druckverlustkoeffizienten u. A.) innerhalb der Anwendung ausgewahlt und
angepasst werden kdnnen.

Diese Grundfunktionalitat wird durch weitgehend beliebig konfigurierbare Diagramme,
einfache Datenbanken fiur Reaktanten, Reaktionen, Fullkérper und Fullkorpermaterialien,
sowie skriptbasierte Parametervariation erganzt.

Der Vorteil einer vollstéandigen Eigenentwicklung der Simulationsanwendung in einer reinen
Programmiersprache besteht darin, dass keine Einschrankungen hinsichtlich der
Funktionalitat, Struktur und Modellaspekte bestehen. Somit sind keinerlei Abhangigkeiten zu
anderen freien oder proprietdren Simulationswerkzeugen, -modulen oder -bibliotheken
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6 Implementierung

vorhanden und die Anwendung ist ohne Installation von anderen Programmpaketen auf
jedem Windows®-Rechner lauffahig. Dariiber hinaus kann die Oberfliche so gestaltet
werden, dass nur die verfahrenstechnischen Parameter nach auflen hin sichtbar sind,
Modellierungs- und Implementierungsdetails jedoch hinter der Oberflache verborgen bleiben.
Dadurch kdénnen Berechnungen nach Einarbeitung in die Benutzerschnittstelle ohne die
sonst bengtigten Spezialkenntnisse durchgefiihrt werden.

Der Hauptnachteil ist darin zu sehen, dass durch die Programmiersprache und
Entwicklungsumgebung nur elementare Datentypen und Grundfunktionen bereitgestellt
werden (Listen, Felder, mathematische Operationen, Dateiverarbeitung, funktionslose
Komponenten zur Oberflachengestaltung, u. A.). Neben den eigentlichen Berechnungs-
gleichungen muss daher die gesamte Funktionalitat der Anwendung (Ein-/Ausgabe,
Speichern/Laden usw.) programmiert werden. Auch macht, verglichen mit der eigentlichen
Berechnung, der Quelltext zur Implementierung der benétigten Klassenhierarchie, zur
Erzeugung, Kopplung, Kommunikation und Freigabe der Objekte den gréf3eren Teil aus.
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7  Simulations- und Versuchsergebnisse

In diesem Kapitel wird zunachst anhand des Referenzfalls ein Uberblick tiber einige der
verfigbaren Modellergebnisse gegeben. Danach werden die Einflisse der wichtigsten
Modellparameter und Randbedingungen untersucht und anschlieBend im Vergleich mit
Messwerten die freien Parameter und passenden Submodelle festgelegt. In den weiteren
Absatzen werden Versuchsergebnisse und Berechnungsergebnisse einander gegeniiber-
gestellt.

7.1 Detailergebnisse des Referenzfalls

Am Beispiel der Referenzeinstellung wird im Folgenden gezeigt, welche Resultate sich mit
Hilfe des Modells gewinnen lassen. Da aus Platzgrinden nicht auf alle Zusammenhéange
eingegangen werden kann, wird eine charakteristische Auswahl dargestellt.

Abbildung 61 zeigt die Verlaufe der berechneten Temperaturen innerhalb des Reaktors und
an der Oberflache der AuRenwand. Aufgetragen sind die Temperaturen entlang des
normierten Stromungsweges. Zum besseren Verstandnis sind die Bereiche der Regenera-
toren und des Brennraums, zu dem in der gesamten Arbeit immer auch die Freiborde
oberhalb der Regeneratoren gerechnet werden, eingetragen.

Ausgehend von der Ablufteintrittstemperatur 1.200
steigt die Temperatur bis zum Brennraum hin 1oo] T
an, wobei ein geringfligig links gekrimmter
Verlauf zu bemerken ist. Da es sich bei der
Referenzeinstellung um reinen Flammenlos-
betrieb handelt, bei dem das Verhaltnis der
Massenstrome auf der warmen und Kkalten I ——
Seite gleich Eins ist, wére theoretisch (adiabat, 0 01 02 03 04 05 06 07 08 08 1
konstante Stoffeigenschaften) ein linearer normierter Stromungsweg xlt
Verlauf zu erwarten. Die Krimmung wird durch
Warmeverluste und temperaturabhéangige
Stoffeigenschaften verursacht. Insbesondere
die mit hoherer Temperatur zunehmende
spezifische Wéarmekapazitat der Luft fihrt dazu, dass sich die Warmekapazitatsstrome auf
der warmen und kalten Seite unterscheiden und die relative Warmekapazitatsstrom-
abweichung nicht Null betragt.

800 1
600 1

400 1 = Reaktorinnentemperatur

Temperatur / °C

200 1 = AuRenwandtemperatur

Abbildung 61: Reaktorinnentemperatur und
AuRRenwandtemperatur im
Referenzfall

Die Austrittstemperatur am Abluftregenerator betrdgt 889°C. Im Brennraum nimmt die
Temperatur, bedingt durch den chemischen Umsatz, weiter zu. Die Maximaltemperatur von
914°C wird im vorderen Bereich des Brennraums erreicht. Danach nimmt die Temperatur bis
zum Eintritt in den Reingasregenerator geringfiigig bis auf 896°C ab. Beim Ausstromen aus
der Anlage wird das Reingas bis auf 54,7°C abgekihlt. Die adiabate Temperaturdifferenz
betragt 53,9 K, sodass das Reingas ohne Warmeverluste mit ca. 79°C austreten wirde. Die
um 24,2 K geringere Reingasaustrittstemperatur wird durch die Transmissionswérmeverluste
verursacht. Die maximale AuBRenwandtemperatur betragt etwa 64°C und liegt somit sehr gut
im Bereich der Ublichen Auslegungstemperaturen. Die Warmedammung der Anlagen wird
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7 Simulations- und Versuchsergebnisse

meist so dimensioniert, dass die Oberflachentemperatur unterhalb von 60°C liegt, sodass
kein Bertihrungsschutz erforderlich ist.

Die Konzentrationsverlaufe der an der Reaktion beteiligten Gaskomponenten zeigt Abbildung
62. Im Abluftregenerator findet durch die Temperaturerhéhung und die damit verbundene
Expansion des Gases eine Verdinnung statt, im Reingasregenerator eine Verdichtung. Auch
der durch die Druckverluste abnehmende statische Druck fuhrt zu Veradnderungen der
Konzentration im Betriebszustand (a).

Um diese Einflisse herauszurechnen und die Konzentrationsédnderungen infolge chemischer
Reaktionen starker herauszustellen, sind in Diagramm (b), wie auch im Folgenden, die
Konzentrationen bezogen auf den Normzustand dargestellt.

Es ist zu erkennen, dass der Uberwiegende Teil des Brennstoffs in diesem Beispiel innerhalb
des Brennraums oxidiert wird. Aber auch im Abluftregenerator ist eine geringfliigige Abnahme
der Erdgas-Konzentration zu bemerken. Durch die Verbrennung des Erdgases werden
Kohlendioxid und Wasser gebildet. Sauerstoff (aufgetragen auf der rechten Achse) nimmt im
Gegenzug ab, allerdings nur in geringem Mal3e.

—~ 0573 9,0 —~ 10 F 95
' A Ao Brennraum Reingas- &2 Abluft- Brennraum Reingas-
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g 3 ——Erdgas coz 7w _ [S) E
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= 3 ! = ’ P
ON 0,3 3 —H20 02 ¥ 5,0§ o 0,6 3 E 9,3=
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a) normierter Stromungsweg x/L b) normierter Strémungsweg x/L

Abbildung 62: Konzentrationsverlaufe im Referenzfall: (a) im Betriebszustand; (b) im Normzustand

Da der Warmeibergangskoeffizient mit der temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit der
Luft berechnet wird, wird er mit zunehmender Temperatur gréRer (Abbildung 63), obwohl die
100 5 1 NuR3elt-Zahl im Regenerator aufgrund der

E Abluft- Brennraum Reingas- E . . .
i "™ 1% laminaren Strémung nahezu konstant ist. Im
70 to7  Mittel betrdgt der Warmeubergangskoeffizient
X 603 £0,6 . B ..
E 503 e . i3 etwa 60W/m°K. Die Warmelbergangs-
- 50§ = Warmeiibergangskoeffizient 0.5 L . .
= 403 Warmedurchgangskoeffizient ¢ o4 koeffizienten im Abluft- und Reingasregenerator
30 3 T — $03 . . .
20 3 Warmeverlustkoeffizient = £0. Sind etwa gleich und der Warmedurchgangs-
135 i 3,1 widerstand der Speichermasse ist bei geringen
0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1 aquivalenten Plattendicken vernachlassigbar.

normierter Strmungsweg x/L . .
Infolgedessen ist der Warmedurchgangskoef-

fizient der Speichermasse ungeféhr halb so
grol3 wie der Warmeubergangskoeffizient. Der
Warmedurchgangskoeffizient der Reaktorwand
(im Bild als Warmeverlustkoeffizient bezeichnet)
wird bei hdheren Temperaturen ebenfalls grolRer, weil die Warmeleitfahigkeit des
Dammmaterials abnimmt. Er nimmt hier Werte im Bereich zwischen 0,2 W/m?K und
0,6 W/m’K an.

Abbildung 63: Warmeubergangs- und
-durchgangskoeffizienten im
Referenzfall
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7.1 Detailergebnisse des Referenzfalls

Weil im Brennraum und den Freiborden in diesem Beispiel die hdchsten Temperaturen
erreicht werden und dort der Warmeverlustkoeffizient am grof3ten ist, sind auch die
flachenspezifischen Wéarmeverluste in diesen Bereichen gréRer als in den Regeneratoren. In
Abbildung 64 sind die lokalen Werte der einzelnen bestimmenden Warmestrome gezeigt. Es
handelt sich dabei um die innerhalb der jeweiligen Zelle berechneten Werte. Bedingt durch
unterschiedliche ZellgréRen in den einzelnen Abschnitten treten daher Springe in den
Verlaufen auf.
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Abbildung 64: Warmestrome im Referenzfall: (a) lokal; (b) summiert

Da der Warmedurchgangskoeffizient zum Brennraum hin zunimmt, die Temperaturdifferenz
zwischen der Reingas- und Abluftseite innerhalb der Regeneratoren wegen der geringen
Warmeverluste aber ungefahr gleich bleibt, nimmt auch der Ubertragene Warmestrom zum
Brennraum hin zu. Innerhalb des Brennraums findet keine Ubertragung von
Transmissionswarme statt, denn dort ist keine Ubertragerfléche vorhanden. Der Trans-
missionswarmestrom, der an einer bestimmten Stelle des Abluftregenerators der Abluft
zugefuhrt wird, wird an der gegeniiberliegenden Position der Reingasseite abgefihrt. Der
Verlauf ist deshalb punktsymmetrisch zur Stelle (0,5; 0). Am Verlauf der freigesetzten
Reaktionswarme ist wieder zu sehen, dass der Umsatz hier hauptsachlich am
Brennraumeintritt erfolgt. Weiter ist zu bemerken, dass der Maximalwert der lokalen
Reaktionswarme etwa zehnmal Kleiner ist als der maximale lokale Transmissions-
warmestrom. Warmeverluste und dissipierte Stromungsarbeit sind demgegeniber (linke
Ordinate) ungefahr um den Faktor 100 geringer (rechte Ordinate). In Diagramm (b) sind die
Werte der lokalen Wéarmestrome in Stromungsrichtung aufsummiert dargestellt. So wird
deutlich, dass insgesamt fast 800 kW (785,4 kW) an Transmissionswarme Ubertragen
werden. Da diese innerhalb des Systems im Kreislauf gefuhrt wird, muss die Summe am
Austritt Null ergeben. Der Wert der summierten Reaktionswarme hangt davon ab, welcher
Anteil der zugefuhrten Verbrennungswarme tatsachlich freigesetzt wird. Hier ist der Umsatz
vollstdndig und der Verbrennungswarmestrom betrdgt 47,1 kW. Demgegenuber tragt die
dissipierte Stromungsarbeit mit 2,4 kW hier nur wenig zur Bilanz bei. Die Transmissions-
warmeverluste betragen 23,8 kW. Berechnet man mit diesen Werten aus der Energiebilanz
die Reingasverluste ergibt sich ein Wert von 25,7 kW.

Weitere verfahrenstechnisch wichtige Gréf3en, die sich aus den Berechnungen ergeben sind
der Anlagendruckverlust und die Verweilzeit (Abbildung 65). In Diagramm (@) ist gut zu
erkennen, dass der wesentliche Teil des Druckverlustes in den Regeneratoren entsteht. Die
lokalen Druckverluste summieren sich bis zum Ende des Reingasregenerators auf 11,5 mbar
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7 Simulations- und Versuchsergebnisse

und liegen somit in einer verninftigen GroéfRenordnung. Eine genauere Validierung im
Vergleich mit Messwerten wird im Anschluss durchgefihrt.

14 7 r 1400 0,0125 25
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Abbildung 65: Druckverlust und Verweilzeit im Referenzfall

Abbildung 65 (b) zeigt die lokale und summierte Verweilzeit. Aufgrund der unterschiedlichen
ZellgréRen ist die lokale Verweilzeit nur schwer zu interpretieren. Es ist zumindest ersichtlich,
dass die Verweilzeit in den heil3en Teilen der Regeneratoren geringer ist als in den kalteren
Zonen am Anlagenein- und -austritt. Die Gesamtverweilzeit im Brennraum ist hier etwa
genauso grof3 wie die Verweilzeit in beiden Regeneratoren. Gegeniber industriellen Anlagen
ist die Verweilzeit im Brennraum mit ca. 1,25 Sekunden jedoch recht lang. Dies kommt durch
die recht grol3en Volumina der Freiborde zustande, die in dieser Form in der Praxis meist
nicht vorhanden sind, im Technikum aber eine gewisse Flexibilitdt hinsichtlich der
Bestiickung der Regeneratoren ermoglichen. In der Praxis wird die Grol3e des Brennraumes
in der Regel auf eine Verweilzeit von ungefahr 0,5 Sekunden ausgelegt. Langere Verweil-
dauern durften héchstens bei Anlagen auftreten, bei denen die urspriingliche Bestlickung mit
Fullkérpern durch Wabenkorper ersetzt wurde, weil diese durch die sehr viel groRRere
spezifische Oberflache weniger Bauvolumen bendtigen.

7.2 Parametervariation

Auch bei den nachfolgend gezeigten Simulationsergebnissen wurde der Referenzfall als
Basiseinstellung verwendet. Davon ausgehend wurden verschiedene Parameter variiert, die
in den Diagrammen jeweils angegeben sind.

7.2.1 Einfluss der Abluftkonzentration

Die mit der Abluft zugefiihrte Reaktionswarme bestimmt bei RNV-Anlagen bei festgelegter
Solltemperatur den Bedarf an Zusatzbrennstoff. Die Reaktionswarme hangt ab von der
Abluftzusammensetzung sowie den Konzentrationen und Heizwerten der Abluftinhaltsstoffe.
Hier wird exemplarisch nur die Abluftbeladung variiert. GroRRere Heizwerte zeigen die
gleichen Tendenzen wie héhere Konzentrationen.

7.2.1.1 Adiabat ohne Dissipation

Wird das System als warmedicht und reibungsfrei betrachtet, so ergibt sich bei konstanter
Warmekapazitdt der Luft, gleichen Warmekapazitatsstrémen auf der Abluft- und
Reingasseite, konstantem Wéarmedurchgangskoeffizienten und vollstandigem Umsatz die
Maximaltemperatur aus
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7.2 Parametervariation

T = Tro +(St +1) T, =T, + ( kKNDA‘T ¥ 1} B% . (Gl. 232)
N

p

Sind alle Grdéf3en bis auf die Konzentration festgelegt, so hangt die Maximaltemperatur linear
von der Konzentration ab.

In Abbildung 66 (a) sind die berechneten Temperaturprofile fur verschiedene Konzen-
trationen dargestellt. Zwar nimmt die Flankensteigung der Temperaturverlaufe zu, die
theoretische Austrittstemperatur am Brennraumeintritt nach o. g. Gleichung wird jedoch nicht
erreicht. Dies liegt daran, dass mit Abschluss des chemischen Umsatzes (b) das treibende
Potential fir die Warmeubertragung wegfallt, sodass die Temperatur nicht weiter zunimmt.
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Abbildung 66: Einfluss der Abluftkonzentration (adiabat ohne Dissipation): (a) Temperaturprofile;
(b) Konzentrationsverlaufe

Zur weiteren Erlauterung sind in Abbildung 67 die Verhaltnisse schematisch veranschaulicht.
In Teilbild (a) wird angenommen, dass am Austritt des Abluftregenerators gerade die
Zundtemperatur des Reaktors erreicht wird. Diese wird vor allem durch die chemische
Reaktionskinetik, aber auch den Temperaturverlauf bestimmt. Vereinfacht wird ange-
nommen, dass der Umsatz schlagartig erfolgt, sobald die Zindtemperatur erreicht ist. In der
Realitat bildet sich selbstverstandlich eine mehr oder weniger ausgepragte Reaktionszone.
Allerdings ist diese, wenn die Zindung innerhalb der Regeneratoren stattfindet, gegeniber
dem Anteil in dem reine Warmelbertragung vorliegt recht schmal. Die Breite der
Reaktionszone hat daher kaum Auswirkungen auf die Maximaltemperatur. Findet die
Reaktion erst im Brennraum statt, wird bei vollstandigem Umsatz die Warmetbertragung
ohnehin nicht beeinflusst. Verdoppelt man nun die Konzentration bzw. die adiabate
Temperaturerhéhung, so verdoppelt sich gemaf

dT _ Taa ~Tae _ ke - H,
ab _ Ta, Abe — Z1.3 int g (Gl. 233)

auch die Steigung des Temperaturverlaufs. Der Temperaturverlauf wiederum hat kaum einen
Einfluss auf die Hohe der Zindtemperatur. Folglich wird die Ziindtemperatur bereits nach der
Haélfte des Regenerators erreicht. Da punktueller Ausbrand angenommen wurde und keine
Warmeverluste auftreten, bleibt die Temperatur auf dem weiteren Strémungsweg so lange
konstant, bis das Reingas die gegenlberliegende Stelle des Rekuperators (bzw.
Regenerators) erreicht. Danach nimmt die Temperatur durch die Warmeubertragung linear
bis zum Austritt ab.
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Abbildung 67: Erlauterung der Temperaturprofile: (a) geringe Konzentration; (b) hohe Konzentration
Liegt der Ziundpunkt innerhalb des Wéarmeulbertragers, so kann die genutzte Warmeuber-
tragerflache bei bekannter Zindtemperatur aus

A= -T..) (Gl. 234)

—
K, [AT,,
bestimmt werden.

Diese vereinfachte Darstellung ist allgemein bekannt (siehe z. B. Eigenberger + Nieken
[246]) und in zahlreichen Arbeiten wurden &ahnliche Temperaturprofile gefunden (u. a.
Nieken, Zifle, Fissore + Baressi [192, 209, 222, 248])).

7.2.1.2 Adiabat mit Dissipation

Ein etwas anderes Verhalten ergibt sich, wenn man zwar Warmeverluste ausschliel3t aber
eine reibungsbehaftete Stromung annimmt (Abbildung 68). Da die dissipierte Stromungs-
arbeit gegentber der Reaktionswarme recht gering ist, bleiben die Reaktionszonen nahezu
unverandert. Im Anschluss daran bleibt nun aber die Temperatur nicht konstant, sondern
nimmt bis zum Ende des Brennraums hin weiter zu. Da im Brennraum der Druckverlust sehr
gering ist, ist die Temperaturerhohung dort

1.500

Abluft- rennraum . . .

L% - nicht zu erkennen. Infolge der Warmetber-
© oo tragung nimmt die Temperatur auf der
ER Reingasseite wieder ab, wobei der Druckverlust
§ o Erdgasbeladung / (gimy?) allerdings weiterhin in jeder Zelle einen
s T80 175 72,00 225 geringen positiven Beitrag liefert. Die dissipierte

250 —2,50 —2,75 —3,00 3,25 . . . .

350 —3.75 Arbeit summiert sich entlang des Stromungs-

*) am Regeneratoreintritt
T T T 1

o o1 02 o3 04 05 06 07 o8 oo 1 weges. Daher ist die dadurch verursachte

normierter Stomungsweg x/L Temperaturerhdhung zwischen Reingasseite
und Abluftseite umso groRRer, je weiter aul3en
sich zwei gegenulberliegende Punkte befinden.
Da eine groRBere Temperaturdifferenz im
Warmeubertrager zu einem steileren Tempe-

Abbildung 68: Einfluss der Abluftkonzen-
tration (adiabat mit
Dissipation)
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raturanstieg fuhrt, verlauft die Temperaturzunahme nach Abschluss der chemischen
Reaktionen in Richtung des Brennraumes degressiv.

7.2.1.3 Diatherm ohne Dissipation

Ein weiterer Sonderfall ist die reibungsfreie 1500 1

Stromung mit Warmeverlusten. Hierbei ergeben voso] T et
sich Temperaturverlaufe, die mit der eben 1
erwdhnten  Modellvorstellung  nicht ohne 2 __ 1 \ j/
i ZU Vv | | u . | 8 Erdgasbeladung')/(g/mNS)
Weiteres erstehen sind (Abbildung 69). Mit 2 _ 1
.. . . . @ ] P PR
hoherer Abluftbeladung zeigen sich hier zwar = ] L8O TTLTS 7200 7225
250 1 —2,50 —2,75 — 3,00 3,25
ebenfalls hohere Maximaltemperaturen und 05 350 —3,75 o
steilere  Temperaturgradienten, das breite © 0l 02 03 04 05 06 07 08 08 1

. . . normierter Strémungsweg x/L
Temperaturplateau in dem die Maximaltem-

peratur erhalten bleibt (reibungsfrei) oder sogar
zunimmt (reibungsbehaftet) bleibt jedoch aus.
Stattdessen bildet sich ein lokales Temperatur-
minimum im Brennraum aus.

Abbildung 69: Einfluss der Abluftkonzen-
tration (diatherm ohne
Dissipation)

Dies wurde bereits in zahlreichen Arbeiten in &hnlicher Weise gefunden [174, 190, 198-200,
226, 251], u. a. von Nieken [192] und Zifle [209] experimentell festgestellt und richtig als
Einfluss der Transmissionswarmeverluste gedeutet. Diese allein kdnnen das Verhalten
allerdings nicht erklaren, da der Temperaturunterschied zwischen den beiden Temperatur-
maxima in den Regeneratoren und dem lokalen Minimum im Brennraum groRer ist, als er
gemal AT, =Q /W sein durfte.

Allerdings wird die Profilform verstandlich, wenn man neben den Warmeverlusten das
Warmeubertragerverhalten mit in die Betrachtung einbezieht. Zur Erlauterung sind in
Abbildung 70 die Verhaltnisse wieder schematisch dargestellt.

AT AT

> I d

Tad

Az

* 1

TAL,e i E TAL,a QL

TAL,e i E TAL,a QL

Abbildung 70: Erlauterung der Riickwarmeubertragung bei diathermen Verhéltnissen und hohen
Konzentrationen

Nimmt man vereinfacht an, dass samtliche Transmissionswarmeverluste auf den Brennraum
konzentriert sind, so wird dadurch zwischen Brennraumeintritt und -austritt die Temperatur-
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differenz AT, :QL /W" verursacht. Das Reingas hat also am Eintritt in den Wéarmeiiber-
trager eine niedrigere Temperatur als auf der gegentuberliegenden Seite. Dies fuhrt dazu,
dass sich im zweiten Teil des Warmeubertragers die Richtung des Warmestroms umkehrt.
Hierdurch nehmen die Ein- und Austrittstemperaturen am Brennraum ab. Die geringe
Temperaturdifferenz AT, fuhrt durch den Warmeubertrager also zu einer sehr viel gréBeren
Temperaturabnahme. Unter den im adiabaten Fall ohne Dissipation genannten Annahmen
erhalt man

LKA -A)
Tmax _TAL,a = ! %* AT’Z ijl_L (GI 235)

Eine genauere Abschatzung wird in Abschnitt 8.3 gegeben.

Dieser Erklarungsansatz wurde von Carlowitz + Neese [496] mitgeteilt und spater vom
Verfasser anhand von Berechnungen Uberprift.

7.2.1.4 Diatherm mit Dissipation

1500 Der Vollstandigkeit halber seien noch die
] Abluft- Brennraum Reingas- . . . . . ..

Laso] et Ergebnisse gezeigt, die sich mit Warmever-
S lusten und Dissipation ergeben (Abbildung 71).
,‘g 7505 \; ‘/ Die zusatzlichen Reibungsverluste fiihren dazu,
‘é co0 ] Erdgasbeladung? ! (g/myd) dass sich Temperaturmaxima in den Regenera-
SO 150 —1,75 —2,00 —225 toren bereits bei geringeren Konzentrationen

250 7 —2,50 —2,75 —3,00 — 3,25 . . . .

] 350 —375 o Regeneraorni ausbilden. Dies lasst sich anhand des Tempe-
0 T T T T

o o1 02 03 o4 o5 os o7 os oo 1 raturverlaufes bei einer Beladung von 2,0 g/my®
normierter Stromungsweg x/L . . . . .
gewes im Vergleich mit Abbildung 69 leicht feststellen.

Abbildung 71: Einfluss der Abluftkonzen- Abbildung 72 zeigt die Iokalen Erdgas-
tration (diatherm mit Konzentrationen in Abhangigkeit des normierten
Dissipation) Stromungsweges (a) und in Abhéngigkeit der

ortlichen Temperatur (b). Es ist zu sehen, dass
bei héheren Beladungen die Reaktionszone kirzer wird. Bei Oxidation im Brennraum wird
ein deutlich langerer Stromungsweg bendtigt bis die Reaktion abgeschlossen ist. Da im
Brennraum der freie Querschnitt gré3er ist als im Regenerator, ist dies gleichbedeutend mit
einer langeren Verweilzeit. Dies liegt jedoch ausschlie3lich daran, dass in diesen Fallen die
Maximaltemperatur geringer ist.
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Abbildung 72: Einfluss der Abluftkonzentration (diatherm mit Dissipation) auf die Konzentrations-
verlaufe: (a) in Abhangigkeit des Ortes; (b) in Abhangigkeit der lokalen Temperatur
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Betrachtet man die Konzentrationen in Abhangigkeit der Temperaturen, so scheinen diese
innrhalb des Brennraums linear abzunehmen. In Fallen in denen der Umsatz bereits im
Regenerator stattfindet, sind die Verlaufe hingegen starker gekrimmt. Dieses Verhalten wird
kurz anhand des reibungsfreien, adiabaten Falls diskutiert.

Aus den stationdren Stoff- und Energiebilanzen fir einen idealen Ruhrkessel mit
infinitesimalem Volumen

n, -n, —r(c,T)@EV =0 (Gl. 236)
W dT =r(c,,T) @V - AH,) (Gl. 237)

erhalt man bei einer einzelnen aquimolaren Reaktion mit Arrhenius-Kinetik erster Ordnung
fur die Temperaturédnderung infolge des chemischen Umsatzes die Beziehung

dT =|1- L EPN*D;:"“=U
1+O\'>/[kREe_RT Puths

mTad,Iokal - (G I . 238)

lokal

Da sich die Temperatur im Brennraum nur wenig andert, ist der Umsatz etwa konstant und
demzufolge die Temperaturédnderung nicht konstant sondern naherungsweise proportional
zur Konzentration. Aufgrund der geringen Warmeténung, welche durch die Warmeverluste
zudem noch kompensiert wird, sind die Abweichungen vom linearen Verlauf jedoch nicht zu
erkennen.

Im Regenerator wird die Konzentrationsabhangigkeit durch die Warmeubertragung verstarkt.
Nimmt man an, dass die treibende Temperaturdifferenz der Wé&rmeibertragung an jeder
Stelle des Abluftregenerators gerade der verbleibenden adiabaten Temperaturerh6hung
entspricht, was Vollumsatz bis zum gegeniuberliegenden Punkt im Reingasregenerator
voraussetzt, kann die Temperatur&nderung im betrachteten Fall néherungsweise durch

k. d
dT = [Ulokal +TTATJ (AT, g 0kal (Gl. 239)
beschrieben werden. Daher ist die Temperaturanderung im Regenerator sehr viel gré3er als

im Brennraum und die nicht-lineare Temperaturabhéngigkeit kommt starker zum Ausdruck.
7.2.1.5 Vergleich

Zum Abschluss dieses Kapitels werden die Ergebnisse der verschiedenen Sonderfélle
miteinander verglichen. In Abbildung 73 sind Temperaturprofile fir die betrachteten Falle
einander gegenlbergestellt. Bei den Verlaufen mit durchgezogenen Linien wurde eine
Abluftbeladung von 1,5 g/my® vorausgesetzt, bei den strichlinierten Profilen die doppelte
Beladung (3,0 g/my®).
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Abbildung 73: Vergleich der Temperaturprofile ohne und mit Warmeverlusten bzw. Dissipation

Im direkten Vergleich wird deutlich, dass Reibungsverluste zu héheren Maximaltemperaturen
und geringflgig steileren Temperaturverlaufen fihren, wahrend Warmeverluste das
Gegenteil bewirken.

In Abbildung 74 (a) sind die Maximal- und Brennraumtemperaturen in Abhéangigkeit der
Abluftbeladung dargestellt. Die Maximaltemperaturen zeigen vom grundsatzlichen Verlauf in
allen Fallen ahnliche Tendenzen. Ab der Mindestkonzentration, die zum Erreichen der
Zundtemperatur erforderlich ist, steigt die Maximaltemperatur zunachst schnell an. Dies ist
der Bereich in dem der Brennstoff Uberwiegend im Brennraum oxidiert. Bei weiterer
Erh6hung der Beladung nehmen die Maximaltemperaturen zwar weiterhin zu, aber mit
abnehmender Steigung. Wahrend im adiabaten Fall die Reibungsverluste zu einer deutlichen
Steigerung der Maximaltemperaturfihren, beeinflussen sie im diathermen Fall die
Maximaltemperatur nur wenig. Dies liegt zum einem daran, dass aufgrund der insgesamt
niedrigeren Temperaturen die Druckverluste geringer sind, zum anderen wird die dissipierte
Stromungsarbeit zum grof3en Teil Uber Transmissionswarmeverluste abgefuhrt. Ohne
Warmeverluste stimmen die Brennraumtemperaturen mit den Maximaltemperaturen Uberein.
Treten Warmeverluste auf, gibt es jedoch eine Grenzkonzentration, ab der die Brennraum-
temperatur gegeniber der Maximaltemperatur abnimmt.

1.600 1.600 3
*) am Regeneratoreintritt 9 *) am Regeneratoreintritt
1.400 § 1.400 §
’ O 3
¢ 1.200 § Maximaltemperatur 2. 1200 /
3 = E
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§ 800 3 Brennraumtemperatur 5 8003
) =3 E
g 600 _ § 600 _
S = adiabat ohne Dissipation £ E = adiabat ohne Dissipation
=400 ] = adiabat mit Dissipation :g 400 3 = adiabat mit Dissipation
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Abbildung 74: Auswirkung der Abluftkonzentration auf die charakteristischen Temperaturen:
(a) Maximal- und Brennraumtemperaturen; (b) Zindtemperatur
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Diagramm (b) zeigt die Verlaufe einer als Zindtemperatur angenommenen Rechengrof3e die
aus T, =T . —AT, bestimmt wurde. Im adiabaten Fall ohne Dissipation bleibt dieser Wert
nahezu konstant, solange der Umsatz im Regenerator erfolgt. Dies bestatigt die zuvor
gemachte Aussage, dass die Konzentration und der Temperaturverlauf bis zum Erreichen
der tatsachlichen Zindtemperatur des Reaktors kaum einen Einfluss auf deren H6he haben.
Warmeverluste und Stromungsarbeit sind in der Rechengréf3e nicht bericksichtigt, weil die
dadurch bewirkte Temperaturdifferenz durch den Warmedubertrager verstarkt wird, aber nicht
ohne Weiteres beurteilt werden kann in welcher Weise. Daher weichen die Verlaufe der
anderen Falle deutlich vom adiabaten, reibungsfreien Verlauf ab. Dies verdeutlicht
andererseits, dass Warmeverluste und Reibungsarbeit einen merklichen Einfluss auf die
Maximaltemperatur haben, der bei der vereinfachten Betrachtung gemafd Abbildung 67 nicht
berucksichtigt wird.

Nachdem der Einfluss von Warmeverlusten und Reibungsarbeit nun ausfihrlich diskutiert
wurde, werden im Weiteren nur noch der idealisierte Fall (adiabat und reibungsfrei) sowie
der reale Fall (diatherm mit Dissipation) betrachtet.

7.2.2 Einfluss des Abluftstroms

Fur die folgenden Abbildungen wurde bei konstanter Erdgasbeladung am Regeneratoreintritt
der Abluftstrom variiert. Wahrend im adiabaten reibungsfreien Fall (Abbildung 75 (a)) die
Steigung an den Flanken der Temperaturprofile mit zunehmendem Abluftstrom geringer wird,
nimmt sie im diathermen Fall mit Dissipation (b) geringfligig zu. Da die zugefihrte
Reaktionswarme in beiden Fallen die gleiche ist und sich das Warmetbertragerverhalten
kaum verandert (Nu=const), kann die zunehmende Steigung nur durch die gréRere
Reibungsarbeit erklart werden.
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Abbildung 75: Einfluss des Abluftstroms: (a) adiabat ohne Dissipation; (b) diatherm mit Dissipation;
(c) charakteristische Temperaturen; (d) Warmelbergangskoeffizient (adiabat)
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Die Maximaltemperatur (c) nimmt in beiden Fallen bei groRerem Abluftstrom zunéchst zu,
erreicht ein Maximum und wird dann wieder geringer. Sobald die Maximaltemperatur die
Reaktorziindtemperatur unterschreitet, erlischt der Reaktor. Dieser Punkt wird im diathermen
Fall bereits bei deutlich kleineren Volumenstromen erreicht. Die bei steigenden
Abluftstromen geringfligig zunhemende Maximaltemperatur unter adiabaten Bedingungen,
ist durch einen leicht angestiegenen Warmeubergangskoeffizienten zu erklaren (d).

Da sich der zum Aufheizen genutzte Flachenanteil des Regenerators bei konstanter
Konzentration entsprechend der Zindtemperatur und des Warmekapazitatsstroms einstellt
(Gl. 234), bleibt die Stanton-Zahl so lange ungeféhr konstant, bis der gesamte Regenerator
genutzt wird. Danach wird die Stanton-Zahl mit zunehmendem Warmekapazitatsstrom
geringer, sodass die Maximaltemperatur abnimmt.

Ahnliche Zusammenhange zwischen der Maximaltemperatur und dem Volumenstrom
wurden auch in anderen Arbeiten gefunden (z. B. [192, 209, 222]).

Eine weitere Besonderheit des Reaktorverhaltens kommt in Diagramm (c) zum Ausdruck,
namlich das Phanomen der mehrfachen stationdren Zustande [113, 114, 167, 178]. Dieses
wird dadurch verursacht, dass die Energiebilanz mehrere Nullstellen aufweist, sodass
verschiedene stationdre Ldsungen existieren. In Abschnitt 8.2 wird darauf noch naher
eingegangen. Bei einem &quivalenten Abluftstrom von 1.500 my*/h konnten durch Variation
der Anfangstemperatur insgesamt vier Losungen gefunden werden (Abbildung 76 (a)). Es ist
zu erwdhnen, dass sich der Begriff ,Losung” hier auf ein Iterationsergebnis bezieht, bei dem
das Konvergenzkriterium (hier: relativer Fehler der Energiebilanz 0,001%, absoluter Fehler
der Temperaturiteration 0,0001 K) erreicht oder unterschritten wurde, und nicht auf eine
mathematisch exakte Losung (Fehler der Energiebilanz = 0).

Die Triviallosung des erloschenen bzw. ungeziindeten Reaktors stellt sich ein, wenn die
Anfangstemperatur im Brennraum kleiner als 686,6°C gewahlt wird. Bei dieser Temperatur
ist der Umsatz nicht ausreichend, um den Prozess aufrecht zu erhalten, sodass der Reaktor
mehr und mehr abkihlt bis die Reaktion schlie3lich vollstandig zum Erliegen kommt. In
Abbildung 76 (b) sind die zugehérigen Konzentrationsverlaufe gezeigt. Bei geringflgig
hoherer Anfangstemperatur konvergiert die Iteration gegen den als 1. Losung bezeichneten
Verlauf, bei dem die Oxidation hauptsachlich im Brennraum stattfindet. Ab einer
Anfangstemperatur von 1.004°C ergibt sich die zweite und ab 1.015°C die dritte Losung.
Diese beiden Verlaufe sind dadurch gekennzeichnet, dass der Brennstoff hauptsachlich im
Regenerator umgesetzt wird. Insbesondere bei der dritten Lésung findet kaum noch
Oxidation im Brennraum statt, da die Temperatur zu weit abgesunken ist. Stattdessen wird
der verbliebene Restanteil im Reingasregenerator umgesetzt.

Es ware moglich, dass fur die gleichen Randbedingungen noch weitere stationére Lésungen
existieren, bei denen zum Beispiel der Umsatz vollstdndig im Abluftregenerator erfolgt oder
ein Teil des Erdgases bis zum Anlagenausritt unverbrannt bleibt. Trotz zahlreicher
Variationen der Anfangsbedingungen konnten jedoch keine weiteren Lésungen aufgefunden
werden.
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Abbildung 76: Mehrfach stationédre Zustéande: (a) Temperaturprofile; (b) Konzentrationsverlaufe

7.2.3 Einfluss der adiabaten Temperaturdifferenz

Die bestimmenden Grdl3en fir die Maximaltemperatur im Regenerator sind geman (Gl. 232)
der Umsatz, die Stanton-Zahl und die adiabate Temperaturerhhung. Die adiabate
Temperaturerhhung hangt wiederum von der Eintrittskonzentration und der Reaktions-
enthalpie bzw. dem Heizwert ab. Der grundsatzliche Einfluss der Konzentration wurde
bereits untersucht. Nun wird Uberprift, ob eine Variation des Heizwertes zu gleichen
Ergebnissen fiihrt.
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. . . . . 1.200
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Heizwert bzw. der Heizwert bei konstanter g 500 ]
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Q ]
Tem peraturen Slnd In Abblldung 77 ln g 400 ] = adiabat ohne Dissipation (Variation c)
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. . diatherm mit Dissipation (Variation Hu)
Temperaturerhéhung (bei Vollumsatz) aufge- 0 ; ; :
i . i 0 50 100 150 200
tragen. Die berechneten Verlaufe zeigen adiabate Temperaturdifferenz / (K)
weitgehend das gleiche Verhalten. Allerdings
sind die Kurven, die sich bei Variation des Abbildung 77: Einfluss der adiabaten

Heizwertes ergeben, leicht in Richtung Temperaturdifferenz auf die
kleinerer adiabater = Temperaturdifferenzen charakteristischen
versetzt. Temperaturen

7.2.4 Einfluss der Ablufttemperatur

Eine wichtige GréRe zur Auslegung von RNV-Anlagen ist die Ablufteintrittstemperatur. Im
adiabaten Fall (Abbildung 78 (a)) fuhren hohere Ablufttemperaturen zu einem breiteren
Temperaturplateau mit konstanter Maximaltemperatur. Das Warmeulbertragerverhalten,
erkennbar am Temperaturanstieg, wird ebenfalls nicht beeinflusst. Da die Maximal-
temperatur konstant ist, muss bei zunehmender Eintrittstemperatur weniger Warme
Ubertragen werden, um diese zu erreichen. Bei gleichbleibendem Warmedurchgangs-
koeffizienten wird hierzu entsprechend weniger Warmeubertragerflache bendétigt. Daher wird
die Maximaltemperatur friher erreicht. Auch wenn Wéarmeverluste vorliegen (b) verandert die
Ablufttemperatur kaum das Temperaturmaximum. Allerdings filhren hdohere Eintritts-
temperaturen dazu, dass der Umsatz friher einsetzt, sodass die Neigung zur Bildung von
Temperaturmaxima in den Regeneratoren zunimmt.
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7.2.5 HeilRgasauskopplung

Wie bereits in [5] gezeigt wurde, besteht eine wirksame MalRnahme zur Vermeidung pseudo-
unterautothermer Zustdnde darin, einen Teilstrom des Reingases aus dem Brennraum
heraus- und am Reingasregenerator vorbeizufiihren. Diese Verfahrensweise wird in der
Praxis meist als ,heil3er Bypass" bezeichnet. Bei Bedarf kann der Enthalpiestrom dieses
Bypassstroms in einem zusatzlichen Rekuperator genutzt werden und so z. B. zur Deckung
des Prozesswarmebedarfs an der Betriebsstétte beitragen.

Auch diese Betriebsweise wurde bereits in mehreren Arbeiten betrachtet [360, 246, 192,
198, 191, 369, 199]. Durch die Hei3gasauskopplung wird im Flammenlosbetrieb die relative
Warmekapazitatsstromabweichung geman

. W, My — My
Ha :1—V\_}?*G =1- Al}h* > = G, (Gl. 240)
AL L

beeinflusst. Sie entspricht somit etwa dem Bypassanteil (Bypassmassenstrom bezogen auf
den aquivalenten Abluftstrom).

Hierdurch verringert sich der Wirkungsgrad des Warmedubertragers (Gl. 23). Sowohl
Abluftvorwarmung als auch Reingasabkihlung nehmen ab. Anschaulich ist dies folgender-
maflen zu erklaren. Durch den Bypassstrom wird der durch den Regenerator stromende
Reingasstrom und somit das Warmeangebot auf der hei3en Seite verringert. Es wird weniger
Warme im Regenerator gespeichert, wodurch im Ablufttakt auch entsprechend weniger
Warme entnommen werden kann.

Im adiabaten Idealfall fuhrt die Auskopplung bzw. der dadurch verringerte Wirkungsgrad
dazu, dass das Temperaturplateau zunachst schmaéler wird (Abbildung 79 (a)). Die Hohe der
Maximaltemperatur bleibt dabei jedoch erhalten. Sobald die Maximaltemperatur erst im
Brennraum erreicht wird, wird sie mit zunehmender Auskopplung geringer. Da die
Abluftbeladung des Referenzfalls fir den Betrieb mit HeiRgasauskopplung sehr gering ist,
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wird im diathermen Vergleichsfall mit Dissipation von einer Konzentration von 3,5 g/my®
ausgegangen (b).
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Betrachtet man nur die Maximaltemperatur, stimmt das diatherme mit dem adiabaten
Verhalten Uberein. Bei der Brennraumtemperatur ist jedoch festzustellen, dass diese so
lange zunimmt, bis die Maximaltemperatur den Brennraum erreicht hat. Durch die
Verschiebung der Zindzone wird die Warmeubertragerflache, welche zur Rickwarme-
Ubertragung genutzt wird, groRer. Dadurch verringert sich die Differenz zwischen der
Maximaltemperatur und der Brennraumtemperatur. Da die Maximaltemperatur durch die
adiabate Temperaturdifferenz, die Vorwarmflache und Stanton-Zahl des Warmeubertragers
sowie die Reaktionskinetik festgelegt ist (Warmeverluste haben bei tblicher Gré3enordnung
fast keinen Einfluss), muss bei abnehmender Differenz die Brennraumtemperatur zunehmen.

Diagramm (c) zeigt die berechneten Verlaufe der Maximal- und Brennraumtemperatur in
Abhangigkeit des Bypassanteils. Der Vollstandigkeit halber ist auch der Verlauf dargestellt,
der sich im Referenzfall ergibt.

Aus diesem Verhalten ergibt sich eine fiir die Praxis bemerkenswerte Feststellung. Eine
Ubliche Betriebstemperatur von RNV-Anlagen ist 850°C. Diese wird im Heil3gas-
auskopplungsbetrieb mit einer Beladung von 3,5 g/m,® an zwei Punkten erreicht. Zum einen
bei einem Bypassanteil von 6,5% und zum anderen bei 9,5% Auskopplung. Um den pseudo-
unterautothermen Betrieb zu beherrschen ist der geringere Bypassstrom ausreichend. Soll
jedoch die maximal mégliche Prozesswarme bereitgestellt werden, ware der zweite Punkt
anzustreben. Dieser liegt jedoch recht nahe an der im Flammenlosbetrieb auftretenden
Betriebsgrenze. Nimmt an diesem Punkt die Beladung nur geringfligig ab, wird unter
Umstanden die Zindgrenze unterschritten und der Reaktor erlischt. Da durch die
Auskopplung aufRerdem der Warmespeicher entladen wird (vgl. Temperaturprofile in
Diagramm (b)), ist kaum Kapazitat vorhanden, um kurzzeitige Defizite der Energiebilanz
auszugleichen. Daher sollte die Strategie der maximal mdglichen Auskopplung grundsétzlich
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nur im Brennerbetrieb verfolgt werden. Selbst dann konnen je nach Brennerleistung
erhebliche Einbriiche der Brennraumtemperatur auftreten, welche den vollstdndigen
Ausbrand kurzzeitig verhindern [5].

7.2.6 Kaltgaseinspeisung

Eine im Betrieb von chemischen Reaktoren verbreitete Praxis zur Vermeidung lokaler
Ubertemperaturen besteht darin, dem HeiBgasstrom an definierten Stellen Kkaltes
Reaktionsgas beizumischen. Dieses Verfahren wird als Kaltgaseinspeisung bezeichnet und
wurde bereits von Nieken [192] untersucht. Jauns-Seyfried [198] betrachtete eine &hnliche
Schaltung, bei der allerdings ein Teil der Abluft in den Brennraum gefuihrt wird.

Bei dieser Betriebsart wird das Warmekapazitatsstromverhaltnis ebenfalls verandert. Aus der
Massenbilanz am Brennraum folgt

\ WL my, + i
Hn =1—V\./Fi°’ =]1-—2L M - B - (Gl. 241)
AL AL

Die relative Warmekapazitatsstromabweichung ist somit negativ und entspricht betrags-
mafig dem Kaltgasanteil bezogen auf den aquivalenten Abluftstrom.

Die Mdaglichkeiten dem Hei3gasstrom kalteres Gas (in diesem Fall Reingas, Abluft oder
Umgebungsluft) zuzufiuihren sind konstruktionsbedingt bei RNV-Anlagen sehr begrenzt. Im
Grunde genommen kommt bei der tblichen Bauart nur der Brennraum in Frage.
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Das von Eins abweichende Warmekapazitatsstromverhéltnis mit 4, <O fiihrt innerhalb der
Regeneratoren zu rechtsgekrimmten Temperaturverlaufen mit flacherem Anstieg (Abbildung
80 (a)). Mit zunehmendem Kaltgaseintrag nimmt die Brennraumaustrittstemperatur ab.
Hierdurch besteht zwischen dem Eintritt des Reingasregenerators und dem Austritt der
Abluftseite eine negative Temperaturdifferenz, die durch den oberen Teil des Wéarmeuber-
tragers verstarkt wird (Warmeruckubertragung). Es ergeben sich dadurch im adiabaten Fall
(@) ahnlich Verlaufe wie im pseudo-unterautothermen Betrieb mit Warmeverlusten. Dies
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bestétigt, dass die dort vorliegende Form der Profile durch eine negative Temperatur-
differenz zwischen Brennraumaus- und -eintritt verursacht wird.

Im diathermen Vergleichsfall (b) kann sehr viel weniger Kaltgas zugefiihrt werden bevor die
Minimaltemperatur unterschritten wird. Bedingt durch den geringeren Kaltgasanteil, sind die
Auswirkungen auf die Flankensteigung und Krimmung der Temperaturprofile kaum zu
erkennen.

Diagramm (c) zeigt den Zusammenhang zwischen dem Kaltgasanteil und der Brennraum-
temperatur. Wahrend im diathermen Fall die Brennraumtemperatur bis zum Erreichen der
Ldschgrenze abnimmt, zeigt sich im adiabaten Fall nach einem ersten Minimum der
Temperatur ein weiteres Maximum.

7.2.7 Warmeauskopplung im Brennraum

Die bisherigen Feststellungen lassen grundsétzlich erwarten, dass sich der Prozess bei
indirekter Abfuhr eines Wéarmestroms aus dem Brennraum &hnlich verhalt wie bei Auftreten
von Transmissionswarmeverlusten. Dies wird durch die Simulationen bestatigt. Ahnlich wie
im Fall der Kaltgaseinspeisung nimmt auch hier die Brennraumtemperatur im diathermen
Referenzfall mit zunehmender Kihlung ab, wohingegen sie unter adiabaten Bedingungen
nach einer ersten Abnahme ein weiteres Maximum erreicht (Abbildung 81).

Da das Warmekapazitatsstromverhaltnis durch die indirekte Warmeabfuhr (bis auf die
Temperaturabhangigkeit der Warmekapazitat) unbeeinflusst bleibt, verandert sich die
Krimmung der Temperaturprofile nur recht wenig. Die geringere Flankensteigung ist darauf
zurickzufuhren, dass mit der Kihlung die Brennraumaustrittstemperatur absinkt, sodass am
Warmeubertrager eine geringere Temperaturdifferenz zur Verfigung steht.

Zu ahnlichen Ergebnissen kamen bereits andere Arbeiten [191, 192, 369].

1.500 7 1.500
] Abluft- Brennraum Reingas- Abluft- Brennraum Reingas-
d  regenerator regenerator regenerator regenerator
1.250 ] 1.250 ]
O ] 0
°_ 1.000 °_ 1.000
5 5 % =\
d 750 g 750
2 g
§ 500 Warmeauskopplung / KW § 500 Warmeauskopplung / kW
250 —o0 —2 4 6 —8 250 —0 —1 2 3 —4
] —10—12 —14 —16 —18 —5 —6 7 8 —9
0 T T T T T T T T T 0 T T T T T T T T T
o o1 02 03 04 05 06 07 08 09 1 0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1
a) normierter Stromungsweg x/L b) normierter Stromungsweg x/L
1.200
1.000 § . . "
| \__/\ Abbildung 81: Einfluss der Warmeauskopplung:
°_ 8001 . N
T \‘ (a) adiabat ohne Dissipation;
L) . e .
g5 (b) diatherm mit Dissipation;
£ 400 l .
E ] —adiabat ohne Dissipation (C) charakteristische
200 ] —diatherm mit Dissipation Temperaturen
diatherm mit Dissipation (3,5 g/m3)
0 T T T T
0 5 10 15 20 25
C) Warmeauskopplung / kW

157



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

7.2.8 Einfluss der Transmissionswarmeverluste

Um den Einfluss der Transmissionswéarmeverluste zu untersuchen, wurde der Faktor f,
variiert. Wie in Abbildung 82 erneut deutlich wird, sind die Warmeverluste entscheidend fir
die Temperaturmaxima innerhalb der Regeneratoren. Weiter ist festzustellen, dass bei
niedrigen Beladungen hohere Warmeverluste die Lage der Maxima schneller in Richtung des
Brennraums verschieben als bei hdheren Konzentrationen. Da bei héheren Konzentrationen
die zur Ruckwarmeutbertragung zur Verflgung stehende Flache groRer ist, ist die dadurch
verursachte Abnahme der Brennraumtemperatur sehr viel ausgepragter.

Ahnliche Zusammenhénge kdénnen auch aus [192, 196, 226, 227, 251] abgeleitet werden.
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7.2.9 Einfluss der Warmedubertragung

Das Verhalten des Warmetbertragers wird durch die Stanton-Zahl (Gl. 17) und das
Verhdltnis der Warmekapazitatsstrome (Gl. 16) bestimmt. Hohere Stanton-Zahlen ergeben
sich bei grolRerem Warmedurchgangskoeffizienten, groRerer Warmeubertragerflache sowie
kleinerem Abluft- bzw. Wéarmekapazitatsstrom und fihren zu einem hdéheren Wirkungsgrad
des Warmedubertragers. GroRere Abweichungen der Warmekapazitatsstrome auf der Abluft-
und Reingasseite verschlechtern dagegen den Wirkungsgrad.

Sowohl der Warmedurchgangskoeffizient, als auch die Warmeubertragerflache sind durch
die Diskretisierung festgelegt und kénnen in der Simulation nicht ohne Weiteres verandert
werden. Um dennoch Variationen der Warmeubertragung zu ermdglichen, kann der
ubertragene Wéarmestrom (GI. 205) durch den Faktor f; vergréRert oder verkleinert werden.
Dies ist etwa gleichbedeutend mit einer Variation des Warmedurchgangskoeffizienten, der
Warmeubertragerflache bzw. der Stanton-Zahl, wobei allerdings das Hohlraumvolumen
konstant bleibt.
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Eine Verdopplung bzw. Halbierung des Warmeulbertragungsfaktors fihrt im adiabaten,
reibungsfreien Fall zu einer Verdopplung bzw. Halbierung des Temperaturanstiegs
(Abbildung 83). Gleichzeitig nimmt die Maximaltemperatur zu bzw. ab. Die Abnahme der
Maximaltemperatur kann dadurch erklart werden, dass bei flacherem Temperaturanstieg der
zum Aufheizen genutzte Regeneratoranteil grofer wird. Dadurch vergrof3ern sich das
genutzte Reaktorvolumen und die Verweilzeit. Mit héherer Verweilzeit sinkt die Reaktor-
ziindtemperatur.
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Im diathermen Fall begtnstigt der grofRere Warmeubertragerwirkungsgrad die Ausbildung
von Temperaturmaxima in den Regeneratoren. Ein geringerer Wirkungsgrad erhoht die zum
Erreichen der Betriebstemperatur erforderliche Abluftbeladung.

7.2.10 Einfluss der Reaktionskinetik

Wie bereits in Abschnitt 5.7.2 erlautert wurde, sind die Parameter der Reaktionskinetik fir
den vorliegenden Fall weitgehend unbekannt und weisen die grof3te Unsicherheit auf.
Insofern muss auch der Einfluss dieser Werte untersucht werden.

Im adiabaten Reaktor fuhren niedrigere Stol3zahlen und héhere Aktivierungsenergien zu
grolReren Maximaltemperaturen, denn durch die verringerte Reaktionsrate werden hohere
Temperaturen bendétigt, bis der Umsatz abgeschlossen ist. Da die Steigung der
Temperaturprofile hauptsachlich durch die adiabate Temperaturdifferenz und die Stanton-
Zahl bestimmt wird, weisen alle Temperaturverlaufe den gleichen Anstieg auf (Abbildung 84).

Durch die héheren Temperaturen werden die Transmissionswarmeverluste im diathermen
Fall vergroRert. Dadurch verringert sich die zwischen der Reingas- und Abluftseite zur
Verfigung stehende Temperaturdifferenz. Der Ubertragene Warmestrom nimmt ab, was
sowohl bei groReren StolRzahlen als auch Aktivierungsenergien zu einer geringeren Steigung
der Temperaturprofile fihrt (Abbildung 85).
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Abbildung 84: Einfluss der Reaktionskinetik (adiabat ohne Dissipation): (a) Stof3zahl;
(b) Aktivierungsenergie
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Abbildung 85: Einfluss der Reaktionskinetik (diatherm mit Dissipation): (a) Stof3zahl;
(b) Aktivierungsenergie

Obwohl bei gro3erer Reaktionsrate der Umsatz friiher abgeschlossen ist und somit mehr
Flache fur die Rickwarmeutbertragung zur Verfiigung steht, wird die Differenz zwischen der
Maximaltemperatur und der Brennraumtemperatur kaum beeinflusst (Abbildung 86). Dies
liegt daran, dass das Temperaturniveau insgesamt niedriger ist, und dadurch die
Warmeverluste im Brennraum bzw. die Temperaturdifferenz zwischen Brennraumein- und -
austritt geringer sind. Hierdurch bleibt trotz groRRerer Flache der im oberen Teil des
Regenerators Ubertragene Warmestrom etwa gleich.
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Abbildung 86: Einfluss der Reaktionskinetik auf die charakteristischen Temperaturen: (a) Stof3zahl;
(b) Aktivierungsenergie

Die Auswirkungen der kinetischen Parameter konnen noch weitere Aspekte der thermischen
Nachverbrennung veranschaulichen.

Werden statt der inerten Fullkdrper Oxidationskatalysatoren verwendet oder diese zusatzlich
auf die Fullkérper aufgebracht, reduzieren diese die Aktivierungsenergie der Verbrennungs-
reaktionen. Dadurch wird die erforderliche Oxidationstemperatur vermindert.
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Auch das Verhalten von Abluftinhaltsstoffen mit unterschiedlicher Zindtemperatur lasst sich
damit erlautern. Hohe StofRzahlen und niedrige Aktivierungsenergien stehen mit niedrigen
Zundtemperaturen in Zusammenhang. Nieken hat experimentell gezeigt, dass bei der
Oxidation von Propan bei gleicher adiabater Temperaturerhbhung sehr viel hodhere
Temperaturen erreicht werden als bei Propen [192]. Zum gleichen Ergebnis kam Zifle am
Beispiel von Kohlenmonoxid und Propan [209]. Jauns-Seyfried [198] und Grozev +
Sapoundiev [193] haben anhand von Simulationen gezeigt, dass die Maximaltemperatur mit
hoherer Reaktionsrate abnimmt.

Bei gleicher adiabater Temperaturerhéhung ist deshalb davon auszugehen, dass Stoffe mit
niedriger Zindtemperatur weiter unten in den Regeneratoren umgesetzt werden und bereits
dort ihre Verbrennungsenthalpie freisetzen. Dies kann dazu filhren, dass die vorgegebene
Solltemperatur im Brennraum nicht ohne Zusatzbeheizung aufrecht erhalten werden kann,
obwohl die adiabate Temperaturdifferenz rechnerisch (ohne Berlcksichtigung der Kinetik)
dazu ausreicht [5]. Unter Umstédnden ist es physikalisch sogar unmoglich, diese
Solltemperatur zu erreichen (vgl. Abschnitt 7.4.1).

7.2.11 Einfluss der Stoffeigenschaften

Abbildung 87 (a) zeigt im Vergleich zum Referenzfall (diatherm) die Temperaturprofile, die
sich ergeben, wenn einzelne bzw. alle Stoffeigenschaften konstant gesetzt werden. Dabei
wurden jeweils die Werte im Normzustand zugrunde gelegt.

Insgesamt kann man feststellen, dass konstante Stoffeigenschaften die erreichte Maximal-
temperatur deutlich reduzieren. Wéahrend im Referenzfall die Maximaltemperatur 917°C
betragt, verringert sich diese bei konstanter Dichte auf 807°C, bei konstanter spezifischer
Warmekapazitat auf 865°C, bei konstanter Warmeleitfahigkeit auf 26,8°C, bei konstanter
kinematischer Viskositdt auf 809°C und auf 26,5°C, wenn alle Eigenschaften konstant
gehalten werden.

Somit hat eine konstante Warmeleitfahigkeit den groRten Einfluss auf die Maximal-
temperatur. Mit dem gewahlten Wert wird der Warmeubergangskoeffizient so stark reduziert,
dass mit den vorliegenden Randbedingungen kein geziindeter Zustand maoglich ist. Setzt
man hingegen die Warmeleitfahigkeit bei 471°C ein, was dem arithmetischen Mittelwert der
Eintrittstemperatur und der Maximaltemperatur im Referenzfall entspricht, ergibt sich ein
Temperaturmaximum von 1.088°C innerhalb des Regenerators. Der Ubertragene Warme-
strom wird dann also stark Gberschétzt.

Zu den kleinsten Abweichungen fiihrt im untersuchten Bereich eine konstante spezifische
Warmekapazitat. Abbildung 87 (b) zeigt die berechnete Brennraumtemperatur in
Abhangigkeit der Konzentration am Regeneratoreintritt. Der Verlauf bei konstanter
Warmekapazitat stimmt einigermaf3en mit dem Referenzfall Gberein. Allerdings wird eine um
etwa 0,2 g/my® hohere Beladung benétigt, um den geziindeten Zustand zu erreichen. Die
Brennraumtemperatur harmoniert im Maximum gut mit der Referenz, wird aber bei hoheren
Konzentrationen unterschatzt. Bei konstanter Dichte ergibt sich eine nur geringfiigig kleinere
Minimalkonzentration, jedoch ist die Brennraumtemperatur durchgehend um etwa 100 K zu
niedrig. Eine konstante Viskositat erfordert eine um ca. 0,4 g/my® gréRere Mindestbeladung.
Der erreichte Wert der maximalen Brennraumtemperatur stimmt gut, der weitere Verlauf
schlechter mit der Referenz Uberein. Es ist auch erkennbar, dass die Abluftbeladung des

161



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

Referenzfalls von 1,75 g/my*® hier gerade ausreicht, um den geziindeten Zustand zu
erreichen. Zufalligerweise stimmt an diesem Punkt der berechnete Temperaturverlauf gut mit
dem Profil bei konstanter Dichte Uberein (vgl. (a)). Bei konstanter Warmeleitfahigkeit ergibt
sich gegeniiber der Referenz eine Differenz der Mindestkonzentration von etwa 1,3 g/m,°,
die auf ca. 0,8 g/mN3 abnimmt, wenn auch die anderen Eigenschaften als Konstanten
betrachtet werden.
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Abbildung 87: Einfluss konstanter Stoffeigenschaften: (a) auf das Temperaturprofil; (b) auf die
charakteristischen Temperaturen

Dies zeigt insgesamt, dass sich bei konstanten Stoffeigenschaften grol3e Abweichungen zu
Simulationen mit temperaturabhéngigen Parametern ergeben konnen. Modelle mit
konstanten Stoffdaten sollten deshalb nicht verwendet werden.

7.2.12 Unsichere Modellparameter

Die Parametrierung der Teilmodelle enthélt neben den kinetischen Daten weitere Werte, die
nicht genau bekannt sind. So hat zwar der Brennraum die Form eines Quaders, dieser wird
jedoch nicht auf gesamter Lange axial durchstromt, sondern an den Enden von der
Unterseite aus. Da aulRerdem die Diskretisierung, bei der die wesentlichen GroRRen
(Volumen, Stromungsweg, &aul3ere Oberflache) erhalten bleiben mussen, zu einer
geometrischen Verzerrung fuhrt, ist unklar, ob der mit dhyd = 4[V/ A angesetzte hydraulische
Durchmesser tatsachlich geeignet ist.

Um zu Uberprifen, in wie weit dieser Wert die Rechenergebnisse beeinflusst, wurde der
hydraulische Brennraumdurchmesser im Bereich 0,5...1,5 m variiert. Es stellt sich heraus,
dass sich die Resultate zwar verandern (Tabelle 17), die relative Abweichung der
wesentlichen GroRen in Bezug auf den Referenzwert (d, , = 0,8282m) aber kleiner ist als
+0,03 %. Man kann somit konstatieren, dass der Einfluss des hydraulischen Brennraum-
durchmessers vernachlassigt werden kann.

Weiter ist unbekannt wie die relative Rohrrauhigkeit, die einen grof3en Einfluss auf den
Druckverlustkoeffizienten bei turbulenter Stromung besitzt, gewahlt werden soll. Daher
wurde dieser Parameter ebenfalls untersucht. Die Ergebnisse sind in Tabelle 18 genannt.
Hier ist die relative Abweichung im betrachteten Bereich ebenfalls kleiner als 0,03 %.

Die vernachlassigbaren Auswirkungen auf die Rechenergebnisse sind wie folgt zu deuten.
Der Beitrag des Brennraumes zum Gesamtdruckverlust ist sehr gering. Daher &ndern sich
die Werte des Druckverlustes und der dissipierten Stromungsarbeit nur wenig, wenn der
hydraulische Durchmesser oder die Rauhigkeit verédndert werden. Da der Warmelbergangs-
koeffizient im Brennraum kaum einen Einfluss auf den Warmedurchgangskoeffizienten der
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Reaktorwand hat, bleiben auch die Warmeverluste nahezu unbeeinflusst. Dies wiederum
gewadhrleistet einen unverdnderten Transmissionswarmestrom.

Die entsprechenden Parameter des Regenerators brauchen nicht untersucht zu werden, weil
zum einen der Kanaldurchmesser recht genau bekannt ist, zum anderen die Stromung in
Wabenkorpern immer laminar bleibt und dort die relative Rauhigkeit keine Rolle spielt.

Tabelle 17: Auswirkung des hydraulischen Brennraumdurchmessers auf die wesentlichen Grof3en
0,500 1.139,2529 0,0203 2,3525 0,0285 23,9788 0,0022 789,797 0,0007
0,750 1.139,0607 0,0034 2,3519 0,0048 23,9785 0,0007 789,792 0,0002
0,830 1.139,0223 0,0000 2,3518 0,0000 23,9783 0,0000 789,791 0,0000
1,000 1.138,9725 -0,0044 2,3517 -0,0061 23,9783 0,0000 789,790 0,0000
1,250 1.138,9232 -0,0087 2,3515 -0,0122 23,9782 -0,0005 789,789 -0,0002
1,500 1.138,8906 -0,0116 2,3514 -0,0163 23,9781 -0,0008 789,788 -0,0003

Tabelle 18: Auswirkung der relativen Rauhigkeit auf die wesentlichen GréRRen

0 1.139,0223 0,0000 2,3518 0,0000 23,9783 0,0000 789,791 0,0000
0,0001 1.139,0287 0,0006 2,3518 0,0008 23,9784 0,0003 789,792 0,0001
0,001 1.139,0568 0,0030 2,3519 0,0043 23,9784 0,0005 789,792 0,0002
0,01 1.139,2475 0,0198 2,3525 0,0278 23,9788 0,0021 789,797 0,0007

7.3 Validierung

Vor dem ausfihrlichen Vergleich zwischen Mess- und Simulationsergebnissen, wird
zunadchst anhand weniger ausgewahlter Versuche Uberprift, in wie weit die Rechen-
ergebnisse mit der Realitat Gbereinstimmen bzw. welche Parameter anzupassen sind, um
eine gute Ubereinstimmung zu erzielen.

7.3.1 Evaluierung von Reaktionskinetiken

Einige Globalmechanismen fur die Oxidation von Methan sind in Tabelle 21 im Anhang
zusammengestellt. Insgesamt wurden 28 der genannten Mechanismen evaluiert und die
Simulationsergebnisse mit Messwerten verglichen (einige davon zeigt Abbildung 88). Die
Zeilennummer der jeweiligen Kinetik ist in der Legende mit angegeben. Bei den
Randbedingungen der Simulation wurden die Gehalte von Kohlendioxid und Wasser in der
zugefuhrten Umgebungsluft an die gemessenen Eintrittskonzentrationen angepasst. Die
Messung wurde im reinen Flammenlosbetrieb (Abluftvolumenstrom 2.400 my®/h, Brennraum-
temperatur 850°C) von Piech + Dammeyer bei der CUTEC im Rahmen eines Forschungs-
projektes [98] durchgefuihrt. Dabei wurde in mehreren Ebenen Messgas Uber gekihlte
Sonden aus der Regeneratormitte abgezogen und Uber beheizte Leitungen einem FTIR
zugefuhrt. Durch Magnetventile wurde dabei die Gasentnahme so gesteuert, dass jeweils im
Abluft oder Reingas fuhrenden Regenerator gemessen wurde (zu den Details siehe [98]).
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Abbildung 88: Vergleich verschiedener Reaktionskinetiken anhand gemessener Konzentrationen

Von den gezeigten Verlaufen stimmen diejenigen, die auf der empirischen Einschritt-Kinetik
(Tabelle 16) oder auf dem Zweischritt-Mechanismus von Dryer basieren am besten mit den
Messpunkten lberein.

Mechanismen, die in Abbildung 88 nicht gezeigt sind, wurden aus einem oder mehreren der
folgenden Griinde ausgeschlossen
® Umsatz zu gering, dadurch keine Zindung (Nr. 28, 29, 35, 39, 40, 41)
® zu hohe CO-Konzentrationen am Austritt bzw. unrealistische Konzentrations-
verlaufe (Nr. 12, 13, 15-18, 19, 24-27,)
zu gering berechnete Reaktortemperatur (Nr. 9, 10, 14, 24-27, 30, 31)
unrealistisch grof3e kinetische Parameter (Nr. 34, 36)
Einschrittmechanismen (Nr. 1-5, 7, 37, 38)
Grundsatzlich gibt also die eingangs verwendete Einschrittkinetik, deren Parameter
empirisch ermittelt wurden, den Verlauf der Oxidation recht gut wieder. Wie aber schon in
Abschnitt 5.7.1 diskutiert wurde, konnen durch Einschrittreaktionen Konzentrations- und

Warmefreisetzungsverlaufe meist nicht gleichzeitig, oder nur mit groRen Abweichungen
gegeniber Mehrschrittmechanismen, wiedergegeben werden.

Daher wurde anhand weiterer Messdaten die Kinetik des an Dryer + Glassman angelehnten
Reaktionsmechanismus

X y z y n
CHON +| =+=-—10, - xCO+=-H,0+—-N R2
X' 'y~z' ¥ n (2 4 2) 2 2 2 2 2 ( )
M2
co+%o2 - CO, (R 3)

angepasst. Dazu wurde im ersten Schritt im Vergleich mit einer einfachen Berechnung
(Ruhrkesselkaskade) die Methode der Fehlerquadratminimierung angewandt und in einem
zweiten Schritt im Vergleich mit dem Modell des Warmeubertragerreaktors die Stof3zahlen
von Hand nachjustiert.
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Die Ratengleichungen der beiden Reaktionsschritte lauten mit den angepassten Parametern
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In Abbildung 89 sind die mit dieser Kinetik berechneten Konzentrationsverlaufe gezeigt. Die
Messwerte werden sehr gut angenahert. Es ist jedoch anzumerken, dass dies nicht
bedeutet, die genannte Kinetik sei korrekt. Da nur eine einzige Messebene in der
eigentlichen Reaktionszone vorhanden ist, lieBen sich (begrenzt durch die chemische
Kombinatorik) nahezu beliebig viele Verlaufe durch die dort bekannten Messwerte legen.
Weil die Kinetik an Messdaten aus unterschiedlichen Anlageneinstellungen angepasst
wurde, ist die Ubereinstimmung aber auch in anderen Féallen recht brauchbar.
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Abbildung 89: Evaluierung der angepassten Kinetik anhand gemessener Konzentrationen

Es ist fraglich, ob die oben genannte Kinetik auch bei anderen Reaktortypen, die @hnlichen
Betriebsbedingungen unterliegen, angewandt werden kann. Selbst bei anderen Modellen der
regenerativen Nachverbrennung ist dies nicht sehr wahrscheinlich.

Diese Annahme hat folgenden Grund. Fir den Analogieschluss zwischen der regenerativen
Nachverbrennung und dem Warmeubertragerreaktor war es erforderlich, die Abluft-, Spulluft-
und Sperrluftstrome zusammenzufassen. In einer RNV finden die Oxidation der Abluft und
die Spulung des Regenerators hingegen nacheinander statt. Dadurch tritt die Abluft nahezu
mit der tatsdchlichen Konzentration (bezogen auf den Gebl&seaustritt) in die Anlage ein. Sie
wird nur geringflgig durch den Anteil an Sperrluft, der zur Abluft hin stromt, verdinnt. Im
Gegensatz dazu wird im vorliegenden Modell die Abluftkonzentration durch die Mischung mit
dem Spulluftstrom zusétzlich verringert. Die Beladungen auf der Abluftseite des Modells sind
somit deutlich niedriger als die tatsachlichen Konzentrationen innerhalb des Abluft flihrenden
Regenerators. Daher wird davon ausgegangen, dass die Kinetik zwar den vereinfachten
nicht aber den realen Prozess ausreichend genau beschreibt.
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7.3.2 Einfluss des Spulluftanteils

Die Uberfuhrung des instationaren Systems mit drei Regeneratoren in ein stationares
Rekuperatorsystem mit zwei Durchgédngen wurde unter der Annahme vorgenommen, dass
die Abluft- und Spulluftstréme (bei Frischluftspilung) bzw. Spllgas- und Reingasstréme (bei
HeilRgasspiulung) zusammengefasst werden koénnen, ohne dass sich dadurch das
Anlagenverhalten wesentlich verandert.

Diese Annahme wurde experimentell dadurch Uberprift, dass die Anteile von Abluft und
Spulluft bei (nahezu) konstantem Gesamtvolumenstrom variiert und die Auswirkung auf den
Erdgasbedarf gemessen wurde. Die Ergebnisse sind in Abbildung 90 veranschaulicht.
Betrachtet man Diagramm (a), so scheint entgegen der Annahme doch eine geringfligige
Abnahme der Erdgasbeladung (bezogen auf den Gesamtfrischluftstrom) mit zunehmendem
Spdlluftanteil vorhanden zu sein. Die Abweichungen von den Mittelwerten liegen zwischen
+1,1% und +3,8%. Allerdings waren die Luftstrotme wahrend der Messungen nicht
vollkommen konstant. In Diagramm (b) ist der Gesamtvolumenstrom (Abluft + Spalluft) Gber
dem berechneten Spulluftanteil aufgetragen. Es ist ersichtlich, dass der Summenstrom
ebenfalls mit zunehmendem Spilluftanteil geringer wird. Dies wird dadurch verursacht sein,
dass die Regelkreise der Abluft- und Spulluftvolumenstrome einander entgegenwirken.
Daher ist mindestens ein Teil der Konzentrationsabnahme auf die geringeren Volumen-
stréme zurtickzufihren. Wie im Weiteren noch gezeigt wird, nimmt je nach Betriebsbereich
mit zunehmendem Luftstrom die erforderliche Abluftbeladung Uberproportional zu, sodass
dadurch auch die gesamte Minderung erklarbar sein kann.
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Abbildung 90: Auswirkung des Spilluftanteils bei ndherungsweise konstantem Gesamtstrom:
(a) Variation der Erdgasbeladung; (b) Variation des Gesamtstroms

Um die getroffene Annahme zusétzlich abzusichern, wurden Berechnungen mit einem
vereinfachten instationdren Regeneratormodell durchgefihrt (Stufenverfahren von Hausen,
vgl. Abschnitt 2.2.6). Dieses beinhaltet zwar keine chemischen Reaktionen, Warme- und
Druckverluste, berechnete Stoffeigenschaften und Warmelbergangskoeffizienten usw.,
erlaubt aber beliebige Abfolgen von Randbedingungen. Somit kdnnen die Takte Abluft,
Spulluft, Reingas im zeitlichen Verlauf simuliert und die Auswirkungen auf den insgesamt
Ubertragenen Warmestrom ermittelt werden.

166



7.3 Validierung

Fur die Berechnungen wurden vergleichbare Randbedingungen wie bei den eben genannten
Versuchen verwendet (Summe aus Abluft- und Spilluftvolumenstrom 2.500 my’/h,
Umschaltzeit 60 s, Brennraumtemperatur 850°C, Frischluftspulung). Diskretisiert wurde ein
einzelner Regenerator (100 Stufen) mit den Daten der Technikumsanlage bei Bestiickung
mit Wabenkdrpern. Die instationare Berechnung der Zyklen wurde so lange wiederholt, bis
die maximale Anderung der zyklusgemittelten Gas- oder Speichermassentemperatur die
vorgegebene Grenze von 10° K unterschritt. Dabei wurde eine Zeitschrittweite von
0,1 Sekunden verwendet. Als Warmeibergangskoeffizient (bezogen auf die mittlere Kérper-
temperatur) wurde ein konstanter Wert von 50 W/m?K angesetzt.

Die in Abbildung 91 dargestellten Simulationsergebnisse zeigen, dass bei gleichen Eintritts-
temperaturen von Spul- und Abluft der insgesamt Ubertragene Warmestrom bis zu einem
Spulluftanteil von 50% geringfiigig zunimmt und danach wieder auf den Ausgangswert
absinkt (a). Da die insgesamt zugefiihrte Luftmenge in allen Fallen gleich ist, bedeutet dies,
dass mehr Warme Ubertragen wird, wenn der Luftstrom gleichmaRiger auf die beiden
Perioden verteilt ist. Weil bei zunehmender Warmeulbertragung der Brennstoffbedarf
abnimmt, werden die Messergebnisse durch die Simulationen bestatigt. Auch die
GroRRenordnung im Prozentbereich stimmt gut mit den Messungen an Wabenkorpern
Uberein. Ist die Ablufteintrittstemperatur groRer als die Spullufttemperatur, nimmt der
insgesamt Ubertragene Warmestrom durchgehend mit steigendem Spdlluftanteil zu, ist sie
geringer, wird er kleiner. Die dargestellten Werte sind jeweils auf den Warmestrom, der ohne
Spulluft Gbertragen wird normiert. Vergleicht man hingegen die Absolutwerte der
Simulationsergebnisse (nicht gezeigt), zeigt sich, dass diese der Erwartung entsprechend bei
der hoheren Ablufttemperatur am rechten Ende, bei hoéherer Spullufttemperatur am linken
Rand mit dem Fall gleicher Temperaturen Ubereinstimmen.

Fur den Betrieb von RNV-Anlagen ist die insgesamt Ubertragene Warmemenge weniger
entscheidend, als derjenige Teil davon, der fur die Vorwarmung der Abluft zur Verfigung
steht. Schlielich ist die eigentliche Aufgabe des Regenerators nicht Spulluft zu erwarmen,
sondern Abluft. Der an die Abluft Ubertragene Anteil des Gesamtwdrmestroms ist in
Diagramm (b) gezeigt. Er nimmt mit zunehmendem Spiilluftanteil wie erwartet linear ab,
wobei das Verhaltnis der Spulluft- und Ablufttemperaturen keinen merklichen Einfluss hat (b).
Die Absolutwerte sind jedoch bei den niedrigeren Ablufttemperaturen groRer. Der Verlauf ist
dadurch begriindet, dass innerhalb des gleichen Zeitintervalls weniger Abluft durch den
Regenerator stromt. Bei konstantem Waéarmeilbergangskoeffizient und naherungsweise
gleicher Temperaturdifferenz, wird dadurch vom Regenerator weniger Wé&rme an den
Abluftstrom abgegeben. Im Grenzfall eines unendlich kleinen Abluftstroms wird in dieser
Phase schlielich Uberhaupt keine Warme mehr Ubertragen, weshalb der Wert Null
eingesetzt wurde.

Die zeitlich gemittelte Austrittstemperatur der Abluft (Vorwdrmtemperatur) steigt mit
zunehmendem Spulluftanteil an (c). Dies lasst sich ebenfalls durch den geringeren Abluft-
volumenstrom bzw. grol3ere Stanton-Zahlen begriinden. Bei verschwindendem Abluftstrom
streben die drei Verlaufe anscheinend einem gemeinsamen Grenzwert zu, der sich jedoch
aus den Rechnungen nicht bestimmen lasst. Wahrend man durch Extrapolation der Verlaufe
etwa den Wert 847,5°C erhalt, ist anzunehmen, dass der theoretische Grenzwert bei 850°C
liegt.
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AbschlieRend wurde verglichen, wie weit die einfache Rekuperator-Analogie und die
instationdre Regeneratorberechnung hinsichtlich der Ubertragenen Warmestrome vonei-
nander abweichen (d). Das Verhaltnis nimmt bis zu einem Splluftanteil von 0,5 ab und
anschlieend wieder bis auf den Ausgangswert zu. Die maximale Abweichung betragt
weniger als ein Prozent. Die Temperaturen von Abluft und Spulluft haben hierauf nur einen
geringen Einfluss. Bei verschwindendem Spilluft- oder Abluftstrom ergibt die Rekuperator-
berechnung Werte, die geringfligig zu hoch sind. Dies ist darauf zuriickzufihren, dass der

Einfluss der Umschaltzeit nicht korrigiert wurde (¢, =1).
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Abbildung 91: Einfluss des Spulluftanteils bei konstantem Gesamtstrom: (a) Insgesamt tUbertragener

Warmestrom; (b) im Ablufttakt Gbertragener Warmestrom; (c) Abluftvorwérm-
temperaturen; (d) Vergleich zwischen Regenerator- und Rekuperatorberechnung

Die Experimente und Rechnungen haben gezeigt, dass bei konstantem Gesamtluftstrom der
Einfluss des Spulluftanteils sehr gering ist. Das heil3t fur die im Regenerator insgesamt
Ubertragene Warmemenge ist hahezu unerheblich, ob die zugefiihrte Luft im Ablufttakt oder
im Spullufttakt zugefuhrt wird, solange die Gesamtmenge die Gleiche bleibt. Die fur die
Modelltransformation vorausgesetzte Annahme, dass Abluft und Spulluft zu einem einzigen
aquivalenten Abluftstrom zusammengefasst werden kénnen, kann daher als gultig erachtet
werden.

168



7.3 Validierung

7.3.3 Vergleich mit Messungen

Abbildung 92 zeigt beispielhaft den Vergleich zwischen gemessenen und berechneten
Temperaturen. In Anbetracht des zyklischen Prozesses und den bei der Modellierung
vorgenommenen Vereinfachungen ist die Ubereinstimmung sehr gut. Die Hohe der
Reaktorinnentemperatur, sowie die Krimmung des Temperaturverlaufs werden gut vorher-
gesagt. Bei diesem Versuch wurden zudem an insgesamt 28 Punkten des Anlagengeh&uses
die AuRenwandtemperaturen mit einem Kontaktthermometer bestimmt und diese entlang
des normierten Strémungsweges aufgetragen. Messwerte, die an der gleichen Position
lagen wurden dabei gemittelt (Umfangsmittelwerte). Es wird deutlich, dass die Auf3enwand-
temperaturen ebenso gut wiedergegeben werden.
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Abbildung 92: Vergleich zwischen berechneten und gemessenen Temperaturverlaufen

Die Ubereinstimmung der Temperaturprofile ist bei den meisten Versuchen im autothermen
Betrieb ahnlich gut. Abweichungen sind in diesem Bereich meistens durch nicht ganz
zyklisch-stationdre Versuchsbedingungen begrindet. Bei Versuchen mit sehr hohen
Abluftkonzentrationen ergeben sich jedoch grofR3ere Abweichungen, vor allem der Brenn-
raumtemperatur. Dies wird im Weiteren noch naher betrachtet.

In Abbildung 93 sind Mess- und Simulationsergebnisse von 135 Versuchen im reinen
Flammenlosbetrieb mit Wabenkérpern in Form von Streudiagrammen gegeneinander
aufgetragen. In Diagramm (a) wurden die Absolutwerte dargestellt, in (b) auf den Bereich 1
bis 2 skalierte Werte. Die berechneten Werte liegen zum Grof3teil innerhalb einer
Abweichung von +10% zu den Messwerten.

Im Brennerbetrieb (Abbildung 94) ist die Ubereinstimmung insgesamt etwas besser. Dies
liegt daran, dass hier ausschlie3lich autotherme Betriebszustande betrachtet wurden, im
Flammenlosbetrieb hingegen zahlreiche tberautotherme Versuchseinstellungen. Au3erdem
sind die betrachtete Anzahl von 85 Versuchen und die Streubreite der Randbedingungen
geringer.
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Abbildung 93: Abweichungen zwischen Messung und Simulation fiir Versuche im
Flammenlosbetrieb: (a) Absolutwerte; (b) normierte Relativwerte
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Abbildung 94: Abweichungen zwischen Messung und Simulation fur Versuche im Brennerbetrieb:
(a) Absolutwerte; (b) normierte Relativwerte

An dieser Stelle kénnte die Arbeit eigentlich beendet werden, da die Einfliisse von Betriebs-
und Anlagenparametern bereits dargestellt wurden und gezeigt werden konnte, dass das
geschilderte Modell in der Lage ist, das Betriebsverhalten mit guter Genauigkeit zu
berechnen. Dennoch werden nachfolgend weitere Vergleiche zwischen Experimenten und
Simulationen gezeigt. Einerseits, um nachzuweisen, dass der Reaktor tatsachlich das
berechnete Betriebsverhalten zeigt, andererseits, um zu verdeutlichen, dass das Modell
verschiedenste Betriebszustande abbildet.

7.4 Flammenlosbetrieb

Wie bereits erlautert, wird die Betriebstemperatur im Flammenlosbetrieb durch Beimischung
von Erdgas zur Abluft geregelt. In dieser Betriebsart wurden zahlreiche Versuche an der
Technikumsanlage durchgefiihrt, wobei verschiedene EinflussgréRen verdndert wurden.
Nachfolgend werden die Messergebnisse gezeigt und mit Simulationsergebnissen
verglichen. Statt den Randbedingungen des Referenzfalles wurden dabei die jeweiligen
mittleren Randbedingungen der Versuche verwendet.
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7.4 Flammenlosbetrieb

7.4.1 Einfluss des Abluftstroms

Der zu behandelnde Abluftstrom ist die wesentliche Auslegungsgréf3e fir RNV-Anlagen. Da
die Betriebstemperatur weitgehend festgelegt ist und der Betrieb auch bei schadstofffreier
Abluft gewahrleistet sein muss, ergibt sich hieraus bei festgelegter Warmeubertragerflache
und Anlagengeometrie die bendtigte Verbrennungswarme bzw. bei gegebener Ver-
brennungswarme oder gewahltem Abluftvorwérmgrad die benétigte Warmeubertragerflache.

In  Abbildung 95 st in Abhéangigkeit des

aquivalenten  Abluftnormvolumenstroms  fur 20050Messwene
verschiedene Brennraumtemperaturen aufge- i:z [ Reaktor et dureh
tragen, wieviel Verbrennungswarme mit dem E
Brennstoff zugefuhrt werden muss, um die
Brennraumtemperatur zu  erreichen. Die
Simulationen wurden so durchgefiihrt, dass bei
gegebenem Abluftstrom (ausgehend vom
Maximalvolumenstrom in Schrittweiten von
50 my*/h abnehmend) der Erdgasmassenstrom
so lange variiert wurde, bis die Temperatur in 0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
der Mitte des Brennraums um weniger als 1 4q. Abluftstrom / (m h)

Kelvin von der vorgegebenen Solltemperatur

abwich. Bei den Versuchen wurden Abluft- Abbildung 95: Abhéangigkeit der bendtigten
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normvolumenstrom und Solltemperatur am Verbrennungswarme im
Prozessleitsystem vorgegeben und jeweils der Flammenlosbetrieb vom
zyklisch-stationdre Zustand abgewartet. Die Abluftstrom und der

einzelnen Versuchspunkte wurden wie in Brennraumtemperatur

Abschnitt 4.2  beschrieben  ausgewertet.
Berechnungsergebnisse sind im Weiteren als durchgezogene Linien, Messergebnisse als
Punkte dargestellt.

Es wird deutlich, dass mit hoherer Betriebstemperatur und groRerem Abluftstrom der
Verbrennungswarmebedarf zunimmt. Die Zunahme ist bei konstanten Brennraum-
temperaturen und héherem Abluftstrom durch vergroRerte Reingasverluste, bei konstantem
Volumenstrom und héheren Temperaturen durch vergroRerte Transmissionswarme- und
Reingasverluste begrindet.

Dies kann folgendermafien erklart werden. Die Warmeubergangskoeffizienten auf der
Innenseite haben kaum einen Einfluss auf den Warmedurchgangskoeffizienten der
Reaktorwand, da der Warmedurchgangskoeffizient vor allem durch den Leitwiderstand der
Dammung bestimmt wird. Daher sind die Transmissionswarmeverluste nahezu unabhangig
vom Volumenstrom und werden nur durch die Verteilung der Innentemperatur bestimmt.

Die Reingasverluste hingegen hangen bei gegebenen Randbedingungen auf der Eintritts-
seite nur von der Reingasaustrittstemperatur und dem Reingasmassenstrom ab. Dadurch ist
unmittelbar klar, dass bei grof3erem Abluftstrom die Reingasverluste zunehmen, weil der
Reingasmassenstrom gleichermaf3en ansteigt. Darliberhinaus fuhren grof3ere Abluftstréme
und héhere Brennraumtemperaturen aber auch zu héheren Reingastemperaturen. Aus der
Definition des Reingasabkihlungsgrades (Gl. 20) folgt fur die Reingasaustrittstemperatur
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Trea = Troee [ql_URG)+’7RG I:I-A*L,e' (Gl. 243)

Die Reingasaustrittstemperatur ist daher umso groRRer, je groRer die Eintrittstemperatur in
den Reingasregenerator und je kleiner der Reingasabkihlungsgrad ist (Tgg, >> TA*L’e). Die
Temperatur am Reingasregeneratoreintritt ist proportional zur Brennraumtemperatur und der
Reingasabkihlungsgrad umgekehrt proportional zum Abluftstrom (kleinere Stanton-Zahl).
Daher nimmt der Energiebedarf in der beschriebenen Weise zu.

In Abbildung 96 sind die berechneten Temperaturen am Austritt des Abluft- und Reingas-
regenerators, sowie die sich damit ergebenden Wirkungsgrade dargestellit.
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Abbildung 96: Einfluss des Abluftstroms auf die Warmetibertragung bei einer Solltemperatur von
850°C: (a) Austrittstemperaturen der Regeneratoren; (b) berechnete Wirkungsgrade

150 Abbildung 97 zeigt die berechneten Energie-
100 strome bei einer Solltemperatur von 850°C.
Z o Dabei sind die zugefuhrten Stréme mit
§ . positivem, Verluste mit negativem Vorzeichen
g 100 000 —#000——s000— 6000 versehen. Die Transmissionswarmeverluste
& 50 A . .
s —liesiene mpat betragen im gesamten Bereich etwa -20 kW
-100 { — Summe zugefiihrt . . . . .
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hohen Volumenstromen. Die Reingasverluste
nehmen ausgehend von Null bei einem
Abbildung 97:  Einfluss des Abluftstroms auf aquivalenten  Abluftstrom von Null betrags-
die Warmestréme bei einer maBig zu, sodass die Gesamtverluste im
Solltemperatur von 850°C gleichen  MaRe  groRBer werden. Die
auftretenden Verluste werden zu einem
geringen Teil durch die dissipierte Stromungsarbeit (1,7% bei minimalem; 8,4% bei
maximalem Volumenstrom) gedeckt, zum grof3ten Teil jedoch durch die Verbrennungs-
warme. Im Auslegungsbereich der Anlage betragt der Anteil der Stromungsarbeit etwa 5%.
Da dieser uber die Geblase in Form von elektrischer Energie zugefiihrt wird, kann man
sagen, dass RNV-Anlagen zu etwa 5% elektrisch beheizt sind.

aq. Abluftstrom / (m */h)

Die auffalligen Diskontinuitaten in Abbildung 95 sind noch zu erlautern.

Bei hohen Solltemperaturen und niedrigen Volumenstromen ist die vorgegebene Soll-
temperatur nicht erreichbar. Dies wird dadurch verursacht, dass Temperaturmaxima in den
Regeneratoren entstehen von denen aus die Temperatur zum Brennraum hin abnimmt (vgl.
Abbildung 71). Eine VergroRerung der Erdgaszufuhr fuhrt in diesem Bereich zu einer
Zunahme der Temperaturmaxima, was mit einer weiteren Abnahme der Brennraum-
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temperatur verbunden ist. Die Zielwertsuche des Berechnungsverfahrens versucht dem,
ebenso wie die Regelung einer realen Anlage, durch weitere Erdgaszufuhr entgegen-
zuwirken. Dadurch wird das Verhalten verstérkt und der Reaktor geht durch.

Um zu verdeutlichen, dass dieses Verhalten tatsachlich in der Realitat auftritt, zeigen die
Abbildungen 98 und 99 einige Messergebnisse im zeitlichen Verlauf [5].

Hierbei wurde ausgehend vom zyklisch stationdren Flammenlosbetrieb mit einem
Abluftstrom von 1.000 my*/h und einer Brennraumtemperatur von 850°C die Solltemperatur
auf 950°C erhoht. Die Ablufttemperatur betrug bei diesem Versuch 200°C, was aber fur das
Verhalten nicht entscheidend ist. Bedingt durch diese Anderung und die dadurch verursachte
Erhdhung des Erdgasstroms (Abbildung 99) steigen die Brennraumtemperatur und die
Temperaturen an den oberen Enden der Regeneratoren schnell bis auf die neue
Solltemperatur an. Im folgenden Zeitraum wird die Temperatur im Brennraum recht gut
eingeregelt, wenngleich einige Uber- und Unterschreitungen zu beobachten sind, die durch
das zyklische Umschalten verursacht werden. Gleichzeitig findet jedoch eine langfristige
Zunahme der Erdgaszufuhr statt. Diese ist auf das oben geschilderte Verhalten
zuruickzufuihren. Die Temperaturmaxima in den Regeneratoren fuhren zu einer Abnahme der
Brennraumtemperatur, welche durch die Regelung des Erdgasstroms zunéchst aufgefangen
wird. Ab etwa 20:15 Uhr hat der Gasstrom den anlagentechnisch mdglichen Maximalwert
erreicht, sodass das Absinken der Brennraumtemperatur nicht mehr verhindert werden kann.
Durch die vergroRerte Erdgasbeladung (hOhere adiabate Temperaturdifferenz) steigt
auBerdem die Reingasaustrittstemperatur an. Da gegen 23:07 Uhr die zulassige
Klappentemperatur von 400°C uberschritten wurde, wurde die Anlage automatisch zwangs-
abgeschaltet.
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Abbildung 98: Zeitliche Entwicklung der Temperaturen in Regenerator 2 nach einer Erh6hung der
Solltemperatur von 850°C auf 950°C bei einem Abluftstrom von 1.000 my>/h im
Flammenlosbetrieb
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Abbildung 99: Zeitliche Entwicklung der Erdgasbeladung und Temperaturen nach einer Erhéhung
der Solltemperatur von 850°C auf 950°C bei einem Abluftstrom von 1.000 my/h im
Flammenlosbetrieb

Weil bei diesem Anlagenverhalten Uberautothermer Betrieb (Maximaltemperaturen gréRer
als Solltemperatur) vorliegt, der jedoch von der Regelung als unterautotherm diagnostiziert
wird (Brennraumtemperatur kleiner als Solltemperatur), wurde hierflr der Begriff ,pseudo-
unterautotherm* gewahlt [5].

Die Absolutwerte des Verbrennungswarmebedarfs hédngen stark von der Anlagengrof3e ab.
Insofern ist der auf den Abluftnormvolumenstrom bezogene spezifische Verbrennungs-
warmebedarf (in kJ/my®) geeigneter, um unterschiedliche Anlagen zu vergleichen. Da sich
diese Werte ebenso schlecht einschatzen lassen und andere AuslegungsgréfRen wie z. B.
der autotherme Betriebspunkt in der Regel auf die Abluftkonzentration bezogen werden, ist
in Abbildung 100 (a) der Energiebedarf als spezifischer Erdgasbedarf (in g/m\?) aufgetragen.
Diese Darstellung hat aulR3erdem den Vorteil, dass die einzelnen Verlaufe besser unter-
scheidbar sind. Deshalb wird sie im Folgenden beibehalten.

Es muss an dieser Stelle ausdriicklich darauf hingewiesen werden, dass jede Angabe eines
spezifischen Brennstoffbedarfs ohne Angabe des Bezugsstoffes sinnlos ist. Auch werden
dadurch Auslegungsrisiken provoziert, z. B. wenn verschiedene Beteiligte unterschiedliche
Bezugssystem (Erdgas, Cgyes-FID, Cyes-Originalsubstanz) verwenden, ohne dies zu kom-
munizieren.

Insofern ist bei jeder weiteren Angabe des spezifischen Brennstoffbedarfes von Erdgas mit
einem unteren Heizwert von 40,26 MJ/kg als Bezugsstoff auszugehen.

Im Gegensatz zum absoluten Verbrennungswarmebedarf ergibt sich in den Verlaufen des
spezifischen Brennstoffbedarfs ein Minimum. Dieses entsteht dadurch, dass bei gegebener
Solltemperatur die Transmissionswarmeverluste gleich bleiben. Der spezifische Brennstoff-
bedarf ergibt sich aus

Mg — QL + HL,RG ~Wiss

VN,AL VI\T,AL EI-Iinf,BS / M BS .

(Gl. 244)
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7.4 Flammenlosbetrieb

Geht der Abluftstrom gegen Null, so verschwinden zwar die Reingasverluste und die
dissipierte Stromungsarbeit, die Transmissionswarmeverluste bleiben jedoch erhalten. Daher
strebt der spezifische Brennstoffbedarf mit kleiner werdendem Abluftstrom gegen unendlich.
Dies ist in Abbildung 100 (b) veranschaulicht. Da die dissipierte Arbeit im laminaren Bereich
gquadratisch vom Massenstrom abhangt, verlauft die spezifische dissipierte Arbeit linear. Well
diese gegeniber dem spezifischen Brennstoffbedarf zur Deckung der Transmissionswarme-
und Reingasverluste aul3erdem vergleichweise gering ist, wird das Minimum etwa dort
erreicht, wo die beiden Verlustanteile denselben Wert annehmen.
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Abbildung 100: Abhéangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der Solltemperatur
im Flammenlosbetrieb: (a) Mess- und Rechenwerte; (b): Erklarung des Verlaufs

Auch in Abbildung 100 sind die Punkte erkennbar, an denen héhere Brennraumtemperaturen
nicht mehr erreichbar sind. Zum Vergleich wurde der Brennstoffbedarf berechnet, der sich
ergibt, wenn die Erdgaszufuhr anhand der Maximaltemperatur im Reaktor geregelt wird
(strichliniert). Der Reaktor kann dadurch im gesamten Bereich betrieben werden, ohne
durchzugehen.

Wie bereits in [5] gezeigt wurde, ist der pseudo-unterautotherme Betriebsbereich recht grof3
(Abbildung 101). Wenngleich diese Berechnungen mit einem etwas anderen Modell
durchgefuhrt wurden (ohne Dissipation, empirische Anpassungsfaktoren fir Warmeverluste
und Warmeibergang) und auch die gewahlte Reaktionskinetik einen Einfluss darstellt, ist
doch davon auszugehen, dass die grundsatzlichen Verhéltnisse erhalten bleiben.
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Abbildung 101: Halb-qualitative Eingrenzung der Betriebsbereiche [5]

Die Simulationsergebnisse stimmen insgesamt recht gut mit den Messwerten Uberein. Legt
man einen Messfehler von 5% bei den eintretenden Luftvolumenstréomen zugrunde und
berechnet mit den sich daraus ergebenden Minimal- und Maximalwerten den spezifischen
Erdgasbedarf, so liegt der simulierte Verlauf fast im gesamten Gebiet innerhalb des
Fehlerbereiches (Abbildung 102). Bei sehr geringen Volumenstromen ist die Abweichung
zwar geringflgig grof3er, die Tendenz wird aber dennoch sehr gut wiedergegeben.
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Abbildung 102: Vergleich zwischen gemessenem und berechnetem spezifischen Erdgasbedarf:
(a) mit Berticksichtigung von Messfehlern; (b) nach Anpassung von Korrekturfaktoren

Die Ubereinstimmung kénnte durch geringe Anpassung der Faktoren fiir Warmeiibertragung
( f;) und Warmeverluste ( f,_ ) noch verbessert werden. Teilbild (b) zeigt hierzu den Einfluss
dieser Faktoren. Bei etwa 10% grol3eren Warmeverlusten und 5% héherem Transmissions-
warmestrom wirden die Messwerte noch besser reproduziert.

Da aber die Ubereinstimmung auch ohne diese Korrekturen ausreichend ist und die
Modellentwicklung darauf abzielte, méglichst wenige Anpassungsfaktoren zu bendétigen, wird
im Weiteren auf die Berichtigung verzichtet und mit f; = f_ =1 gerechnet.
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7.4 Flammenlosbetrieb

Neben dem Erdgasbedarf kdnnen auch die gemessenen Temperaturen zum Vergleich
herangezogen werden. In Abbildung 103 sind dazu die Werte am Austritt des
Abluftregenerators (a), am Eintritt des Reingasregenerators (b), am Austritt des Reingas-
regenerators und am Kamin (c), sowie am Eintritt des Abluftregenerators (d) gezeigt.

1.050 T 1.050 T
1.000 1.000 ¥ -
%) s \ (@] r
o L o -
~ 950+ ~ 950+
[ o (o)) r
o} E 2 3 o
5 900 : 000 o Ooo ° o (_b 900 s 000 0 o o
b4 3 & 3
= 850 + 850 ¢ .__!3_.,0_._._._-__-.—0-.-0-0—
£ E © ©00%0000 o0 oeoo g F
7 3 3
S 800 ¢ £ 800+ _a —®—0°
< : _ 0 @D o i} :
% 750 £ —800°C % 750 § —800°C
5 o E —850°C Z‘Ei o0 E —850°C
g s 900°C £ b 900°C
() [ o E o,
F  esod 950°C ~  es0f 950°C
[ O Messwerte —1.000°C [ O Messwerte —1.000°C
600 + t t t t t 600 + t t t t t
0 1.000 2.000 3.000 4.000 5000  6.000 0 1.000 2000 3.000 4.000 5000  6.000
aq. Abluftstrom / (m */h) aq. Abluftstrom / (m \*/h)
a) b)
120 - 120
——800°C O Messwerte
—850°C
100 1 © 1001 900°C
-
I ia o 950°C
= 801 o 80T —1000°C
2 ]
@ <
[} = o )
g 601 E 60 Ooo o o0° o®
9] £ 0 WgeeP g @
1 w @
@ -
D 404 2 40
£ © o
o} —850°C 5
@ o
900°C IS _— -
20 1 & 204
o Messwerte am Kamin 950°C Lt
A Messwerte am Regeneratoraustritt —1.000°C
0 t t t t t 0 t t t t t
0 1.000 2.000 3.000 4000 5000  6.000 0 1.000 2.000 3.000 4000 5000  6.000
aq. Abluftstrom / (m y*/h) aq. Abluftstrom / (m y*/h)
c) d)

Abbildung 103: Einfluss des Abluftstroms auf Ein- und Austrittstemperaturen im Flammenlosbetrieb:
(a) Abluftregeneratoraustritt; (b) Reingasregeneratoreintritt;
(c) Reingasaustrittstemperatur; (d) Abluftregeneratoreintritt

Die berechneten Werte am Ein- und Austritt des Brennraumes (at+b) stimmen gut mit den
Messwerten Uberein. Auch die erkennbaren leichten Tendenzen werden korrekt wieder-
gegeben. Die berechneten Reingastemperaturen zeigen zwar grof3ere Abweichungen, liegen
aber recht gut zwischen den Messwerten am Regeneratoraustritt und am Kamin (c). Die
Abweichungen zu den gemessenen Temperaturen am Austritt des Reingasregenerators sind
dadurch zu erklaren, dass die Temperaturen auf der Ablufteintrittsseite (d) durch die
zyklischen Schwingungen zwischen der Ablufteintritts- und Reingasaustrittstemperatur in
Verbindung mit der hohen Warmekapazitat des Regenerators und der Warmekapazitat des
Luftverteilsystems Mittelwerte annehmen, die deutlich grof3er sind als die in den
Simulationen vorgegebene Temperatur der Abluft am Geblaseaustritt. Die Differenzen zu
den Temperaturen am Kamin kommen durch die Warmeverluste der Reingaskanale
zustande, welche in den Berechnungen nicht berticksichtigt sind.
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7 Simulations- und Versuchsergebnisse

Die bei Betriebstemperaturen von 850°C und
900°C gemessenen Druckverluste (Abbildung
104) stimmen ebenfalls gut mit den Mess-

35T
301

251

= werten Uberein. Bei grof3eren Volumenstromen
§ 20§ werden die Abweichungen allerdings etwas
% - groler. Dies ist wahrscheinlich darauf zuriick-
§ Dt zufiinren, dass die Druckverluste der Kanéle
o e und Klappen zwischen den beiden Messstellen
°1 950°C im Modell nicht bertcksichtigt werden. Die
Y S e A Messwerte bei 800°C hingegen werden durch
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die Simulation nur schlecht repréasentiert. Da
es keinen physikalischen Grund gibt, weshalb
der Druckverlust bei niedrigeren Temperaturen
grolRer sein sollte, und aul3erdem die Streu-
breite bei diesen Messwerten am grof3ten ist,
ist dies wabhrscheinlich durch schlecht kali-
brierte Drucktransmitter begriindet.

aq. Abluftstrom / (m  */h)

Abbildung 104: Einfluss des Abluftstroms auf
den Anlagendruckverlust im
Flammenlosbetrieb

Die Temperaturprofile zu den verschiedenen Betriebspunkten werden im Folgenden nicht
einzeln (wie in Abbildung 92) miteinander verglichen. Stattdessen werden jeweils die
gemessenen und berechneten Profile einiger Versuchspunkte einzelner Messreihen neben-
einander dargestellt.

Die Gegenuberstellung (Abbildung 105) lasst dennoch erkennen, dass die berechneten
Temperaturprofile den gemessenen sehr ahnlich sind. Die Steigung und Krimmung der
Profilabschnitte in den Regeneratoren, die Abflachung der Verlaufe am Brennraumeintritt bei
hoheren Volumenstromen, sowie die ansteigende Reingasaustrittstemperatur sind in beiden
Diagrammen gut zu erkennen.
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Abbildung 105: Einfluss des Abluftstroms auf die Temperaturprofile im Flammenlosbetrieb
(Solltemperatur 850°C): (a) Messung; (b) Simulation

Durch die Anpassung der Reaktionskinetik an eine Auswahl gemessener Reingas-
konzentrationen, werden diese Messwerte ebenfalls einigermal3en realistisch wieder-
gegeben (Abbildung 106). Bei der Bewertung der Genauigkeit missen aber auch die Mess-
toleranzen bericksichtigt werden. Diese sind vom Analysatorhersteller mit <1% der
Messpanne angegeben. Fir die verwendeten Messbereiche von <1.000 mg/m® bei CO und
<30 Vol.-% bei CO,, ergeben sich demnach Messtoleranzen bis zu 10 mg/m® bzw. 5,9 g/m®.
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7.4 Flammenlosbetrieb

Die entsprechenden Fehlerbalken sind eingetragen. AufRerdem ist zu beachten, dass die
Analysatoren tberwiegend in der Nahe der Nachweisgrenzen operieren.
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Abbildung 106: Einfluss des Abluftstroms auf die Reingaskonzentrationen im Flammenlosbetrieb:
(a) Kohlenmonoxid; (b) Kohlendioxid

Die Abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom &quivalenten Abluftstrom bei einer
Brennraumtemperatur von 850°C wurde experimentell auch mit 1 Zoll Novalox® Sattel-
korpern als Speichermaterial untersucht. Der Vergleich zwischen den Messungen und
Simulationen (Abbildung 107) zeigt hier keine Ubereinstimmende Grof3enordnung. Die
gemessenen Werte liegen zwischen den Rechenwerten die sich ergeben, wenn die
Speichermassendaten von 1 Zoll bzw. % Zoll Sattelkdrpern verwendet werden. Diese
Mittenlage bestatigt sich bei den Reingastemperaturen (b) und Druckverlusten (c).

Diese Abweichungen kénnen im Wesentlichen drei Ursachen haben. Entweder sind die
Herstellerdaten der Fullkdrper ungenau. Vor allem bei der spezifischen Partikelanzahl, die
zur Berechnung der gleichwertigen Durchmesser bengtigt wird, sind zwischen den Angaben
verschiedener Hersteller grof3e Abweichungen zu finden. Eine andere Erklarungsmaoglichkeit
ist, dass die eingesetzten Fullkorper tatsé&chlich aus einer Mischung verschiedener GroRRen
bestanden. In der Tat wurden innerhalb der Schittung Sattelkdrper verschiedener Grof3en,
einzelne Kugeln, Zylinderringe und Scherben gefunden. Die genaue Partikelzahlverteilung
dieser verschiedenen Formen konnte aber wegen der Gesamtmenge von fast 4 m® nicht
bestimmt werden. Die dritte Begriindung konnte in den zu niedrig berechneten Druck-
verlusten bestehen, wodurch der Anteil der dissipierten Stromungsarbeit am Gesamtbedarf
zurickgeht und der Erdgasbedarf steigt. Betrachtet man die GroRenordnung der
Abweichungen, kann diese Vermutung jedoch nur teilweise zur Erklarung dienen.

Grundsatzlich wird daraus deutlich, dass die Berechnung von Fullkdrperschiittungen in RNV-
Anlagen hohere Anforderungen an die Datenqualitat stellt, als es bei Wabenkdrpern der Fall
ist. Waben haben weiter den Vorteil, dass die wesentlichen Parameter (Lickengrad,
spezifische Oberflache) kaum von der Vorgehensweise beim Einbau abhangen und mit Hilfe
einer Schieblehre ausgemessen werden koénnen.
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7.4.2 Einfluss der Brennraumtemperatur

Bei dieser Versuchsreihe wurde bei konstantem Abluftstrom schrittweise die
Brennraumsolltemperatur verandert. Da bei hoherer Reaktortemperatur die Transmissions-
warmeverluste zunehmen, erhoht sich auch der Verbrennungswarmebedarf. Sowohl die
Tendenz als auch die GroRenordnung der Messwerte wird durch die Simulation gut
wiedergegeben (Abbildung 108). Im Bereich von 800°C bis 925°C ist der Verlauf bei
2.000 my*h nur sehr schwach gekrimmt. Bei einer Solltemperatur von 950°C steigt der
Verbrennungswarmebedarf demgegentber leicht an. In diesem Bereich beginnen sich
Temperaturmaxima in den Regeneratoren auszubilden (gemessene Maximaltemperatur im
Regenerator 958°C), denen gegeniber die Brennraumtemperatur abnimmt. Die Temperatur-
regelung gleicht dies aus und erhéht die Brennstoffzufuhr. Wahrend an der realen Anlage
dennoch stabiler Betrieb mdglich ist, fuhrt dieses Verhalten bei der Simulation wieder dazu,
dass bei Solltemperaturen oberhalb von 940°C der Reaktor durchgeht. Anhand des
berechneten, spezifischen Erdgasbedarfs (b) ist aber zu erkennen, dass dieser auf den
Messpunkt zulauft.

Gegenuber dem fast linearen Zusammenhang im mittleren Temperaturbereich liegt ein
zweiter Anstieg bei Temperaturen kleiner als 800°C vor. Dieses Verhalten wird von den
Berechnungen ebenfalls prognostiziert. Hier ist unvollstdndige Verbrennung die Ursache fir
den erhthten Brennstoffbedarf, wie man anhand der berechneten CO-Konzentrationen (c)
unschwer erkennen kann.
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Bei hoheren Volumenstromen zeigen sich ahnliche Verlaufe. Allerdings nimmt mit gré3eren
Volumenstromen die bendtigte Mindesttemperatur zu.
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Abbildung 108: Einfluss der Solltemperatur im

Flammenlosbetrieb: (a) auf den
Verbrennungswarmebedarf;
(b) auf den spezifischen
Erdgasbedarf; (c) CO-
Konzentration im Reingas;

(d) Reingastemperatur;

(e) Druckverlust

Die berechneten Reingastemperaturen (d) liegen im gesamten Bereich wieder zwischen den
gemessenen Vergleichswerten. Weiter wird aus den Simulationen deutlich, dass die
Reingastemperatur bei groéReren Brennraumtemperaturen und hdheren Volumenstromen
ansteigt. Hierdurch vergrof3ern sich die Reingasverluste, was mit zum erhéhten Brennstoff-

bedarf beitragt.
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7 Simulations- und Versuchsergebnisse

Auch der Anlagendruckverlust (e) nimmt bei hdheren Brennraumtemperaturen geringfigig
zu. Die Abschétzung nach (Gl. 222) wonach der Druckverlust etwa mit der 1,67-ten Potenz
des Absoluttemperaturverhdaltnisses zunehmen musste, wird recht gut bestatigt, wenn man
die mittlere Temperatur als Bezugswert verwendet.

Abbildung 109 zeigt die Ergebnisse eines

Versuchs zur Bestimmung des Oxidationsver-

haltens in Abhangigkeit der Temperatur.

Hierzu wurde bei einem Abluftstrom von

2.400 my*h und einer Erdgasbeladung von

0,5 g/my’ bei einer hohen Anfangstemperatur

der Brenner von Hand auf minimale Leistung

(hier 3 kW) eingestellt, wodurch die Brenn-

raumtemperatur relativ schnell abnahm. Es

handelt sich daher genau genommen nicht um

QR e %9:; . reinen Flammenlosbetrieb. Wahrenddessen

Temperatur / °C wurden die Gesamtkohlenstoff- und Kohlen-

monoxidgehalte im Reingas gemessen. Aus

Abbildung 109: Erdgasumsatz, CO-und CO>-  den Messwerten wurden der Erdgas-Umsatz

Bildung in Abhangigkeit der und die CO-Bildung berechnet und aus der

Brennraumtemperatur bei einer  pifferenz der beiden GroRen der zu CO,

Abluftbeladung von 0,5 g/my’  oxidierte Anteil bestimmt. Es wird deutlich,

und einem Abluftstrom von dass mit abnehmender Temperatur zunachst

2.400 my’/h die Kohlenmonoxid-Bildung einsetzt (ab etwa

850°C) bevor der Erdgas-Umsatz merklich

zurickgeht (ab ca. 820°C). Bei tieferen Temperaturen steigt der Kohlenmonoxid-Gehalt

rasch an (geringere Reaktionsrate der CO-Oxidation), erreicht bei etwa 780°C ein Maximum
und geht dann wieder zuriick (geringere Reaktionsrate der Erdgas-Oxidation).
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Die mit der zuvor genannten Kinetik berechneten Verlaufe zeigen zwar grundsatzlich die
gleichen Tendenzen, sind aber insgesamt zu niedrigeren Temperaturen verschoben. Dies
zeigt, dass es mit einer vereinfachten Kinetik nicht méglich ist, alle Betriebsbedingungen
realistisch abzubilden.

7.4.3 Einfluss der Ablufttemperatur

Mit zunehmender Ablufttemperatur nimmt der spezifische Erdgasbedarf geringfigig ab
(Abbildung 110). Durch die geringere Temperaturdifferenz zwischen Ablufteintritt und
Brennraum wird ein geringerer Transmissionswarmestrom benétigt, um den Abluftstrom bis
auf die Brennraumtemperatur aufzuheizen. Bei konstantem Wirkungsgrad des Warmeuber-
tragers ist dazu eine entsprechend geringere adiabate Temperaturdifferenz erforderlich.
Ware dies der einzige Einfluss, durfte die spezifische Beladung nur von dieser Temperatur-
differenz abhangen. Vergleicht man jedoch fir die Ablufttemperaturen 0°C, 50°C und 100°C
die berechneten Werte bei den Solltemperaturen 825°C, 875°C und 925°C, stellt man fest,
dass die spezifische Beladung groRer wird, obwohl die Temperaturdifferenz von 825 K
jeweils identisch ist.
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Dies liegt daran, dass bei hoherer Brennraumtemperatur die Transmissionswarmeverluste
zunehmen. Vergleicht man bei gleichen Ablufttemperaturen um welchen Betrag sich der
spezifische Erdgasbedarf vergréRert, wenn die Solltemperatur erhdht wird, stellt man fest,
dass dieser nahezu unabhangig von der Ablufttemperatur ist. Das heil3t, die Warmeverluste
hangen hauptséachlich von der Brennraumtemperatur ab und kaum von der Ablufttemperatur.
Dies ist ebenfalls sinnfallig, weil der gré3te Teil der Transmissionswarmeverluste im Brenn-
raum abgegeben wird und sich die mittlere Regeneratortemperatur nur wenig andert.
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Im Gegensatz dazu nehmen die Reingasverluste bei hoheren Ablufttemperaturen starker zu
als bei Erhéhung der Brennraumtemperatur, was anhand der berechneten Reingas-
temperaturen (b) ersichtlich wird. Wahrend die Reingastemperaturen linear mit der
Ablufttemperatur ansteigen, hat die Brennraumtemperatur kaum einen Einfluss. Allerdings
steigen die Reingastemperaturen bei Anhebung der Ablufttemperatur nicht im gleichen
Male. Eine Temperaturerhohung von 100 K auf der Abluftseite hat auf der Reingasseite
lediglich einen Anstieg um 70 K zur Folge. Weiter fallt auf, dass ab einer Ablufttemperatur
von etwa 100°C die Reingastemperaturen niedriger sind als die Ablufttemperaturen. Dies
liegt einerseits daran, dass die Temperatur der Abluft nach Mischung mit den Spul- und
Sperrluftstromen geringer wird, andererseits an den Transmissionswarmeverlusten.
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In der Tat kann man im Betrieb mit héheren Ablufttemperaturen beobachten, dass die
Temperatur am Austritt des Reingasregenerators niedriger ist als die Mischungstemperatur
am Eintritt in den Abluftregenerator. In Abbildung 111 sind hierzu die zeitlichen Verlaufe der
Temperaturen dargestellt.
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Abbildung 111: Zeitverlaufe der Temperaturen der ein- und austretenden Strome bei erhdhter
Ablufttemperatur

Der Vergleich der Druckverluste (Abbildung 110 (b)) ldsst erkennen, dass diese mit
zunehmender Ablufttemperatur grof3er werden. Verantwortlich hierfir ist der Anstieg der
mittleren Regeneratortemperaturen. Das Potenzgesetz wird mit guter Genauigkeit bestatigt.

Die simulierten Erdgasbeladungen sind etwas zu niedrig. Dies kann wie zuvor durch
Messfehler der Volumenstréme zustande kommen. In Abbildung 112 (a) ist der Vergleich fur
einen Messfehler der Luftvolumenstréme von £5% gezeigt. Der berechnete Verlauf ist somit
ausreichend genau.

Andererseits kommt hier eine ungenaue Bestimmung des Erdgasmassenstroms in Betracht.
Der Erdgasvolumenstrom wird aus der Impulsfrequenz von Drehkolbengaszéahlern bestimmt.
Die eigentliche Messgrof3e ist also der Volumenstrom im Betriebszustand. Weil die Gas-
leitungen nicht warmegedammt sind, wird bei der Auswertung angenommen, dass der
Brennstoff mit Umgebungstemperatur in den Gaszahler eintritt. Im Betrieb mit erhdhter
Ablufttemperatur ist diese Annahme aber nicht unbedingt gerechtfertigt. Die Abluftleitung ist
ebenfalls nicht geddmmt, sodass davon ausgegangen werden kann, dass die Umgebung
des Gaszahlers warmer ist als die in Hohe der Dosierstation gemessene Umgebungsluft-
temperatur. Dadurch ist die tatséchliche Gasdichte niedriger als der bei den Auswertungen
zugrunde gelegte Wert und die aus den Messwerten berechneten Erdgasbeladungen etwas
zu hoch. In (b) ist der Vergleich fur eine angenommene Gastemperatur von 38°C gezeigt.
Die Berechnungsergebnisse waren unter dieser Vorraussetzung nahezu exakt.

In Diagramm (c) ist am Beispiel einer Umgebungstemperatur von 20°C der Fehler
aufgetragen, den hoéhere Gastemperaturen bei der Massenstromberechnung verursachen
kénnen.
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Die berechneten Temperaturprofile stimmen auch in diesem Fall sehr gut mit den
gemessenen Verlaufen Uberein. Lediglich bei sehr hohen Ablufttemperaturen ist zu
beobachten, dass die gemessenen Temperaturen an den Randern geringfligig hoher sind.
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Abbildung 113: Einfluss der Ablufttemperatur auf die Temperaturprofile: (a) Messung; (b) Simulation

Abbildung 114 zeigt den Einfluss von erhéhten Ablufttemperaturen auf die Volumenstrom-
abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs. Neben der bereits gezeigten Messreihe, bei
der die Abluft mit Umgebungslufttemperatur zugefthrt wurde, ist eine weitere Versuchsreihe
dargestellt, in der die Abluft auf 100°C vorgewarmt wurde.

Es wurde bereits erlautert, dass sich der spezifische Erdgasbedarf bei hoheren Abluft-
temperaturen reduziert. An diesen Verlaufen ist zusatzlich zu erkennen, dass die Minderung
mit hdéheren Abluftstrémen zunimmt. Vergleicht man die Details der Simulationsergebnisse
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(nicht gezeigt), lasst sich feststellen, dass bei hoheren Ablufttemperaturen und hoheren
Volumenstromen die Reingasverluste gegeniiber dem Betrieb mit Umgebungslufttemperatur
abnehmen. Die Transmissionswarmeverluste werden zwar gleichzeitig groRer, aber in
geringerem Male. Zudem nimmt die dissipierte Stromungsarbeit wegen des ho6heren
Druckverlustes (Abbildung 115 (b)) zu. Dies fuhrt insgesamt zu einem geringeren
spezifischen Erdgasbedarf.

Die berechnete Tendenz stimmt grundsatzlich mit den Messwerten tberein, die Absolutwerte
bei erhdhter Ablufttemperatur sind jedoch etwas zu niedrig. Auch in diesem Fall kdnnen
Messfehler der Luftvolumenstrome und die unbekannte Gaseintrittstemperatur dafir
verantwortlich sein. Hierzu zeigt Abbildung 114 (b) wieder den moglichen Fehlerbereich.
Zusatzlich sind in (c) die Messwerte gezeigt, die sich mit einer Gastemperatur von 38°C
ergeben wiirden. Die Ubereinstimmung wird dadurch deutlich verbessert.
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Hinsichtlich der Reingastemperaturen und Druckverluste zeigen die Simulationsergebnisse
bei diesen Randbedingungen ebenfalls gute Ubereinstimung mit den Messungen. Der
gegenuber den anderen Simulationen geringfligig abweichende Verlauf bei einer
Ablufttemperatur von 100°C kommt daher, dass in den anderen Fallen die mittleren
Randbedingungen der Messreihe bei 25°C verwendet wurden (bis auf die Ablufttemperatur),
fur die Simulation mit 100°C jedoch die mittleren Randbedingungen dieser Messreihe.
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Abbildung 115: Einfluss des Abluftstroms im Flammenlosbetrieb bei erhéhter Ablufttemperatur:
(a) Reingastemperatur; (b) Druckverlust

7.4.4 Einfluss der Abluftkonzentration

Die folgenden Abbildungen zeigen eine Zusammenstellung verschiedener Versuche, die mit
gleichem Abluftstrom aber unterschiedlicher Erdgasbeladung durchgefiihrt wurden. Wie
bereits zuvor dargestellt, steigt die Maximaltemperatur mit zunehmender Beladung an. In
Abbildung 116 (a) ist zu sehen, dass sich das berechnete Verhalten in gleicher Weise bei
den Messungen zeigt. Mit der Ausbildung des pseudo-unterautothermen Betriebszustandes
beginnt die Brennraumtemperatur gegeniber der Maximaltemperatur abzusinken (b).
Wenngleich sich die Tendenz in den Messungen bestitigt, ist die Ubereinstimmung mit den
Simulationen in diesem Bereich unbefriedigend.
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Abbildung 116: Einfluss der Erdgasbeladung bei konstantem Abluftstrom: (a) Maximaltemperatur;

(b) Brennraumtemperatur

Dies kann darauf zurtickzufihren sein, dass in den einzelnen Regeneratoren unter-
schiedliche Temperaturprofile vorlagen. Da dies an der Technikumsanlage des Ofteren
beobachtet wurde, wird diese Thematik ausfiihrlicher in Abschnitt 7.4.6 behandelt.
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Eine weitere Erklarung kann darin bestehen, dass sich der jeweils neue zyklisch-stationare
Zustand noch nicht vollstandig eingestellt hatte. Zwar wurde, entsprechend der in Abschnitt
4.2 beschriebenen Vorgehensweise, jeweils abgewartet bis sich die Temperaturverlaufe
nicht mehr zu sehr veranderten. Dies schliel3t jedoch nicht aus, dass die simulierten

Temperaturverteilungen nach sehr viel langerer Zeit nicht doch noch hétten erreicht werden
konnen.

Trotz der Abweichungen in der Brennraumtemperatur liegen die Simulationsergebnisse der
Reingastemperaturen und Druckverluste innerhalb der Messwerte (Abbildung 117). Beide
GroRRen nehmen bei gréReren Abluftbeladungen und héheren Abluftvolumenstrémen zu.
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Abbildung 117: Einfluss der Erdgasbeladung bei konstantem Abluftstrom: (a) Reingastemperatur;
(b) Druckverlust

Durch die inhomogenen Temperaturverteilungen in den drei Regeneratoren stimmen in
diesem Fall die Temperaturprofile nicht mit der gleichen Qualitat Gberein, wie es in den
bisherigen Beispielen der Fall war. Grundsatzlich bestatigen die gemessenen Profile aber
das bereits in Abschnitt 7.2.1.4 erlauterte Verhalten.
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Abbildung 118: Einfluss der Abluftkonzentration auf das Temperaturprofil bei konstantem Abluftstrom:
(a) Messung; (b) Simulation

7.4.5 Einfluss des Bypassmassenstroms

Bei den nachfolgend gezeigten Versuchsergebnissen wurden der Abluftstrom (2.000 my*/h)
und die Abluftbeladung (4 g/m\°) als Sollwerte vorgegeben und vom Prozessleitsystem
eingeregelt. Nach Erreichen des zyklisch-stationdren Zustandes wurde die Bypassklappe
schrittweise von Hand gedffnet und jeweils der neue Beharrungszustand abgewartet.
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Hier stimmen ebenfalls die berechneten Maximaltemperaturen (Abbildung 119 (a)) besser
mit den Messungen Uberein als die Brennraumtemperaturen (b). Wahrscheinlich ist dies
wieder durch ungleiche Temperaturverteilungen in den drei Regeneratoren oder nicht
ausreichende Wartezeit zwischen den Einstellungen bedingt. Die berechnete Tendenz ist in
den Messwerten dennoch zu sehen. Mit groRerem Bypassanteil nimmt die Brennraum-
temperatur zunachst zu, erreicht ein Maximum und nimmt dann etwa linear ab, bis die
Reaktorziindtemperatur unterschritten wird. Die unterschiedlichen Abstéande der Vergleichs-
rechnungen sind wiederum durch die Randbedingungen begriindet. Fur die Berechnung mit

einer Beladung von 4 g/m® wurden Messwerte, fiir die anderen Reihen die Randbedingungen
des Referenzfalls verwendet.
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Abbildung 119: Einfluss des Bypassanteils bei konstanter Abluftkonzentration: (a) Maximaltemperatur;
(b) Brennraumtemperatur

Trotz der Abweichungen der berechneten Brennraumtemperatur stimmen die grund-
satzlichen Verlaufe der Temperaturprofile gut Gberein (Abbildung 120). Mit zunehmender
Auskopplung verschieben sich die Temperaturmaxima hin zum Brennraum, wobei die
Brennraumtemperatur zunimmt und die Flanken der Temperaturprofile einen starker
linksgekrimmten Verlauf zeigen. Die, bei weiterer Erhéhung des Bypassmassenstroms
auftretende, rasche Abnahme der Brennraumtemperatur wird ebenfalls gut reproduziert.
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Abbildung 120: Einfluss des Bypassanteils auf das Temperaturprofil bei konstanter
Abluftkonzentration: (a) Messung; (b) Simulation
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Abbildung 121 zeigt die gemessenen und berechneten Reingastemperaturen (a) sowie den
Vergleich der Druckverluste (b). Wahrend die Ubereinstimmung der Reingastemperaturen im
gesamten Versuchsbereich gut ist, ergeben sich bei den Druckverlusten groRRere
Abweichungen.

Die Reingastemperaturen nehmen mit zunehmendem Bypassanteil ab. Dies liegt daran,
dass durch das geanderte Warmekapazitatsstromverhaltnis der Reingasabkuhlungsgrad
zunimmt. Da im Bypassbetrieb die mittlere Regeneratortemperatur geringer wird, nimmt der
Druckverlust ab. Diese Tendenz wird geringer, sobald die Maximaltemperaturen den
Brennraum erreicht haben. Wahrend dieser Verlauf bei den gemessenen Reingas-
temperaturen zu erkennen ist, ist er bei den gemessenen Druckverlusten nicht feststellbar.
Vergleicht man hierzu die Temperaturprofile bei Bypassanteilen >6% ist zu erkennen, dass in
diesem Bereich die mittlere Temperatur des Regenerators in den Messungen etwas hoher ist
als in den Simulationen. Daher sind auch die gemessenen Druckverluste in diesem Gebiet
etwas hoher.
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Abbildung 121: Einfluss des Bypassanteils bei konstanter Abluftkonzentration: (a) Reingastemperatur;
(b) Druckverlust

In einer anderen Versuchsreihe wurden Abluftstrom (2.000 my*h) und Solltemperatur
(850°C) konstant gehalten und der Bypass schrittweise gedtffnet. Abbildung 122 zeigt die
zugehdorigen Ergebnisse.

Der spezifische Erdgasbedarf (a) nimmt bereits bei Auskopplung von geringen Reingas-
mengen stark zu. Innerhalb des Versuchbereichs nimmt der Bedarf von ca. 1,6 g/my® bei 0%
Auskopplung auf etwa 2,5 g/my® bei 4,6% zu, was einer Steigerung von fast 60% entspricht.
Geht man von einer Leckagerate einer Heil3gasklappe von 0,5...1,0% aus, ist allein durch
die Installation eines heiRen Bypass mit einer VergroRerung des spezifischen Erdgasbedarfs
im Bereich von funf bis zehn Prozent zu rechnen.

An den berechneten Verlaufen ist erkennbar, dass zwischen Bypassanteil und Gasbedarf
kein linearer Zusammenhang besteht, wie es der Fall sein miusste, wenn nur der abgefihrte
Enthalpiestrom fiir die Zunahme verantwortlich ware. Stattdessen nimmt der Energiebedarf
exponentiell zu. Dies liegt daran, dass sich durch das geanderte Warmekapazitats-
stromverhaltnis der Abluftvorwérmgrad verringert.
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Vergleicht man die fiir verschiedene Solltemperaturen berechneten Verlaufe, stellt man fest,
dass die Zunahme des spezifischen Energiebedarfs mit hbherem Bypassanteil umso grol3er
ist, je hoéher die Betriebstemperatur gewahlt wird. Im Gegensatz dazu fiihren erhohte
Abluftstrome zu flacheren Verlaufen. Weiter ist auffallig, dass sich die Tendenzen bei
gleichen Temperaturen aber verschiedenen Abluftstromen kaum unterscheiden. Dies
bestétigt, dass der Einfluss des Warmekapazitatsstromverhaltnisses auf die Wirkungsgrade
grolRer ist als derjenige der Stanton-Zahl (vgl. Abbildung 11).

Reingasaustrittstemperatur und Druckverlust nehmen mit zunehmendem Bypassanteil ab.
Da durch die Art der Versuchsdurchfihrung das Temperaturmaximum immer im Brennraum
lag und keine Maximalwerte in den Regeneratoren auftraten, weisen die Verlaufe durch-
gehend die flache Tendenz auf.

Der Vergleich der Temperaturprofile (Abbildung 123) zeigt hier wieder sehr gute Uberein-
stimmung, was die Vermutung unterstiitzt, die zuvor festgestellten Abweichungen seien
durch unsymmetrische Temperaturverteilungen oder nicht ganz zyklisch-stationédren Betrieb
begriindet.

191



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

1.200

1.200
Abluft- Brennraum Reingas- Abluft- Brennraum Reingas-
regenerator regenerator regenerator regenerator
1.000 1.000 {
e 800 e 800 §
- -
= =
=2 =
T 600 < 600§
8 Bypassanteil / % 3 Bypassanteil / %
g 400 g 400 1
[t -0-0,0 —-0,8 i —0,0 —08 1,8
200 200 §
o-3,0 4,6 3,0 —47
0 0 T T T T T T T T T
00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10 o o1 02 03 04 05 06 07 08 09 1
a) normierter Stromungsweg x/L b) normierter Stromungsweg x/L

Abbildung 123: Einfluss des Bypassanteils auf das Temperaturprofil bei konstanter Beladung:
(a) Messung; (b) Simulation

Eine theoretische Grenze fir den maximal moéglichen Bypassanteil im stationaren Betrieb
besteht nicht. Wirde man den gesamten Reingasstrom Uber den Bypass abfiihren und so
den Warmeulbertrager umfahren, ware lediglich keine Abluftvorwarmung mehr vorhanden.

Der spezifische Erdgasbedarf wiirde dann den gleichen Wert annehmen, der sich bei einem
einfachen Lufterhitzer ergébe.

Im realen Betrieb von RNV-Anlagen ist jedoch zu beachten, dass der Warmespeicher im
Bypassbetrieb mehr oder weniger stark entladen wird (vgl. Temperaturprofile in Abbildung
120). Nach einer Verminderung des Bypassanteils muss deshalb zunachst der Speicher
wieder aufgeladen werden. Durch die enorm hohe Warmekapazitat der Regeneratoren wird
hierfir entsprechend viel Energie, beziehungsweise bei einer endlichen Ausgleichszeit eine

sehr grof3e Leistung bendtigt. In Abschnitt 8.5 wird eine Abschatzung fir den thermischen
Ladezustand des Regenerators gegeben.

7.4.6 Ursachen ungleicher Temperaturverteilungen

In Abbildung 124 sind zu den Messungen mit den gré3ten Abweichungen aus Abbildung 120
die Temperaturverlaufe der drei Regeneratoren gezeigt (Mittelwerte im Ablufttakt).
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Abbildung 124: Exemplarischer Vergleich der Temperaturprofile in den drei Regeneratoren

Vergleicht man zu jeweils gleichen Konzentrationen die Profile in den drei Regeneratoren,
stellt man fest, dass gréRere Unterschiede in den Verteilungen vorliegen. Diese Problematik
wurde bereits in [5] diskutiert. In der Regel sind die Temperaturen im mittleren Regenerator
etwas hoher als in den beiden AuReren, was sich mit geringeren Warmeverlusten durch den
Warmestau zwischen den Regeneratoren erklaren lasst. Regenerator 3 hat erfahrungs-
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gemalf eher die Neigung zu tieferen Temperaturen, auch wenn dies in Abbildung 124 nicht in
allen Fallen zum Ausdruck kommt.

Teilweise wurden im pseudo-unterautothermen Betrieb auch Zustande beobachtet, in denen
die ungleichm&Rige Warmeverteilung Uber lange Zeit mehrfach zwischen verschiedenen
Regeneratoren wechselte. Hierzu ist in Abbildung 125 ein Beispiel gezeigt.

Dabei wurde bei einem Abluftstrom von 2.000 my*/h die Abluftbeladung von 1,75 g/mN3 auf
3,5 g/my° erhoht und diese Anlageneinstellung (iber sieben Tage beibehalten. Dargestellt
sind die Zeitverlaufe der Temperaturen in Regenerator 3 tber einen Zeitraum von drei Tagen
als 5 Minuten-Mittelwerte. Es ist erkennbar, dass sich nach dem Beladungssprung ein
Temperaturmaximum innerhalb des Regenerators ausbildet, das sich innerhalb der ersten 18
Stunden zu den unteren Messstellen verlagert. Im weiteren Verlauf werden die Regenerator-
temperaturen wieder geringer und nehmen jeweils etwa 26 Stunden nach Erreichen ihres
Maximums einen Minimalwert an. AnschlieRend nehmen die Temperaturen wieder zu, wobei
sie jedoch nicht auf ihr altes Niveau zurtickkehren.
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Abbildung 125: Beispiel fur langfristig oszillierende Temperaturen

Rehacek et al. [230] und Eigenberger et al. [170] berichten bei katalytischen Festbett-
reaktoren Uber ahnliche Schwingungen der Temperaturprofile. Die Diagramme aus [170]
sind in Abbildung 126 in etwas veranderter Darstellung reproduziert. Die Autoren fuhren
dieses Verhalten auf asymmetrische Akkumulation der Reaktionswarme in den Speicher-
betten zuriick. Rehacek et al. haben anhand von Simulationen gezeigt, dass diese
Oszillationen nur in bestimmten Betriebsbereichen auftreten.
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Abbildung 126: Asymmetrisch-periodische Temperaturprofile in einem katalytischen
Strémungsumkehrreaktor mit Transmissionswarmeverlusten (Profile vor der
Stromungsumkehr, entnommen bei Eigenberger et al. [170] / eigene Bearbeitung)

Es stellt sich die Frage wodurch die ungleichen Temperaturverteilungen in den einzelnen
Regeneratoren und die langfristigen Oszillationen verursacht werden.

Einen Erklarungsansatz veranschaulicht Abbildung 127. Durch die Erhéhung der Konzen-
tration vergréRert sich die adiabate Temperaturdifferenz, was, wie bereits erlautert, zu
steileren Temperaturprofilen flhrt (Punkt (1)). Im pseudo-unterautothermen Betrieb bilden
sich Temperaturmaxima innerhalb der Regeneratoren, wodurch die zur Abluftvorwérmung
oder Reingasabkihlung genutzte Flache geringer wird (2). Gleichzeitig nimmt die mittlere
Regeneratortemperatur zu, sodass der Druckverlust ansteigt (3). Hierdurch wird mehr
Stromungsarbeit dissipiert (4), was den Temperaturanstieg (1) vergrof3ert. Durch die Verla-
gerung des Zundpunktes in die Regeneratoren wird der Rest des Warmeubertragers (5) zur
Ruckwarmeibertragung genutzt, sodass die Brennraumtemperatur absinkt (6). Dies
vermindert die Transmissionswarmeverluste im Brennraum (7) was wiederum den Tempe-
raturanstieg verstarkt (1). Durch die Verringerung der genutzten Vorwarmflache (2) nehmen
der Wirkungsgrad des Warmedibertragers und der Transmissionswarmestrom ab (8).
Andererseits nehmen durch die hdheren mittleren Regeneratortemperaturen die Trans-
missionswarmeverluste in den Regeneratoren zu (9). Die beiden letztgenannten Effekte
(8+9) wirken dem Temperaturanstieg entgegen (10).

Bei geringerem Temperaturanstieg (10) wirken sich die einzelnen Einfliisse genau entgegen-
gesetzt aus. Die Vorwarmflache wird vergréRert (11), die mittleren Regeneratortemperaturen
nehmen ab, der Druckverlust sinkt (11) wodurch die Dissipation abnimmt (13). Gleichzeitig
wird die Flache zur Rickwéarmelbertragung reduziert (14), was zu einer hoheren
Brennraumtemperatur (15) und hoéheren Transmissionswarmeverlusten fuhrt (16). Beides
verringert den Temperaturanstieg (10) weiter. Durch die VergréRerung der Vorwarmflache
(11) nimmt der Transmissionswarmestrom zu (17) und durch die geringeren mittleren
Regeneratortemperaturen die Transmissionswarmeverluste ab (18). Beide Effekte ver-
grolRern den Temperaturanstieg (1).

Die Reingasverluste sind in diesem vereinfachten Schema vernachlassigt, da diese von der
instationaren Warmeubertragung und Warmeleitung abhangen. Wirden diese Mechanismen
zusatzlich mit einbezogen, ergében sich zahlreiche weitere Wirkungsbeziehungen.

Verfolgt man die moglichen Pfade durch dieses System findet man insgesamt vier mdgliche,
gekoppelte Wirkungskreise, von denen jeweils zwei einander entgegenwirken. Grundsatzlich
kénnte die Darstellung auf diese vier Zusammenhange reduziert werden, wenn man positive
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und negative Vorzeichen zulieBe. In dieser Darstellungsart sind die entgegengesetzten
Auswirkungen (rote und blaue Zyklen) jedoch besser nachzuverfolgen.

Abbildung 127: Vereinfachtes Wirkungsschema verschiedener Einflussgrof3en auf das
Temperaturprofil

Die verschiedenen Wirkungen beeinflussen das System mit unterschiedlichen Zeit-
konstanten. So passen sich Druckverlust und dissipierte Arbeit unmittelbar an die
momentanen Verhaltnisse an, wahrend der Transmissionswarmestrom und die
Transmissionswarmeverluste jeweils durch unterschiedliche Warmekapazitaten verzégert
werden und dadurch langsamer reagieren. Es ist daher anzunehmen, dass jeder der
moglichen Zyklen eine spezifische Periodendauer besitzt und das System entsprechend
viele Grundschwingungen aufweist.

Durch die zyklische Umschaltung der Stromungsrichtung wird diesem System eine
Schwingung von auf3en aufgeprégt, sodass es in Resonanz versetzt wird. Im Normalbetrieb
schwingt dadurch das Gesamtsystem harmonisch zwischen den beiden Seiten hin und her,
wobei die Periodendauer der Zyklusdauer entspricht.

Wird nun das System aus gekoppelten Schwingkreisen kurzzeitig gestort, z. B. durch eine
Veranderung der Abluftbeladung, @andern sich die Amplituden der Grundschwingungen.
Durch konstruktive und destruktive Interferenz der einzelnen Schwingungen kann nach Ende
der Storung das System entweder in den Ausgangszustand zuriickfallen oder einen neuen
Zustand annehmen.

Ist die Stérung dauerhaft, wird sich ein neuer Zustand einstellen. Je nach Art und Grol3e der
Stérung sowie der Konstitution des Systems kann beim Ubergang in diesen neuen Zustand
die Resonanzfrequenz erhalten bleiben (was in den Versuchen meist der Fall ist), oder es
treten fur einen gewissen Zeitraum Oberschwingungen auf (wie in Abbildung 125), oder es
stellen sich bleibende periodische Oberschwingungen bzw. Schwebungen ein (vgl.
Abbildung 126).

Bildlich beschrieben verhalt sich das System dhnlich wie ein Regelkreis, der nach Anderung
des Sollwertes die Regelgrof3e unmittelbar einregelt (aperiodischer Grenzfall), kurzzeitig
Uberschwingt (gedampfte Schwingung) oder instabiles Regelverhalten aufweist (periodische
Schwingung).

Obwohl das im gezeigten Versuch beobachtete Verhalten nicht den Anschein eines zyklisch-
stationdren Zustandes erweckt, ist dennoch nicht ausgeschlossen, dass es sich um einen
solchen handelt. Dies ist ndher zu erlautern.
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Im stationaren Betrieb des Warmeubertragerreaktors bzw. im zyklisch-stationéren Betrieb
des Stromungsumkehrreaktors befinden sich die beiden Hauptwirkungskreise im Gleich-
gewicht. Die mathematische Bedingung hierflr lautet am Beispiel der Energiebilanz beim
Warmeulbertragerreaktor

dH

——=0. Gl. 245
at ( )

Die Enthalpieanderung muss also im stationdren Betrieb zu jedem Zeitpunkt Null betragen.

Beim Stromungsumkehrreaktor existiert ein solcher Zustand nicht. Stattdessen gilt fir den
zyklisch-stationéren Betrieb die Bedingung

T+AT

j dd—:'dt=0 AT>0. (Gl. 246)

Dies bedeutet, es existiert eine von Null verschiedene Zeitspanne A7 innerhalb derer sich
die Enthalpiednderungen gegenseitig aufheben, sodass das System zu seinem Ausgangs-
zustand zurtickkehrt. Diese Bedingung macht keine Aussage darlUber, wann dieser Zustand
erreicht wird oder wie lange die Zeitspanne (Periodendauer des zyklisch-stationdren
Zustandes) sein muss. Es ist also theoretisch moglich, dass sich die Schwingungen erst
nach Wochen, Monaten oder Jahren wiederholen.

Eine weitere Erklarung fir die ungleichen Temperaturprofile ergibt sich aus der
Systemstabilitat. Grundsatzlich ist moglich, dass es sich in diesen Betriebsbereichen nicht
um stabile zyklisch-stationdre Zustande handelt, sondern um labile Gleichgewichte. In
diesem Fall kdnnte bereits die geringste Stérung, beispielsweise eine kurzeitige Abnahme
der Umgebungslufttemperatur durch Offnen der Hallentore, dazu fiihren, dass die Anlage
oder ein einzelner Regenerator aus dem labilen Gleichgewicht fallt und dem nachsten
stabilen Zustand zustrebt.

Die Neigung zu mehrfach-stationdren und oszillierenden Zust&dnden unter bestimmten
Betriebsbedingungen ist systemimmanent und kann daher nicht verhindert werden.

Als weitere Ursachen kommen ungleichméaRige Randbedingungen sowie Unregel-
mafigkeiten in der Betriebsweise oder dem Anlagenaufbau in Frage.

Da sich die Fullkérper in den einzelnen Regeneratoren nie vollkommen identisch einbauen
lassen, sondern sich immer lokale Abweichungen (insbesondere der Porositéat) ergeben, ist
z. B. nicht ausgeschlossen, dass sich die einzelnen Regeneratoren geringfiigig in ihrem
Warmeubertragungsverhalten unterscheiden. Auch ungleiche An- und Durchstrdomung kann
nicht vollkommen ausgeschlossen werden.

Abweichungen der Taktdauern an den einzelnen Regeneratoren wurden durch Justage der
Klappenstellzeiten weitestgehend ausgeschlossen. Die Abweichungen der Stellzeiten
untereinander betrugen danach im Mittel maximal 0,2 s bei den Abluftklappen, 0,1 s bei den
Reingasklappen und 0,3 s bei den Spulluftklappen.

Verschiedene Randbedingungen der Technikumsanlage werden auf einen vorgegebenen
Sollwert eingeregelt, wozu unterschiedlich eingestellte PI-Regler mit Totband verwendet
werden. Durch die Schwankungen der Messgrolien schwingen auch die Stellgrof3en, wobei
sich je nach Reglereinstellung mehr oder weniger groRe Phasenverschiebungen ergeben
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kénnen. Somit kdnnte das Verhalten auch durch konstruktive oder destruktive Interferenz
zwischen den Schwingungen der Anlage und den Schwingungen der einzelnen Regelkreise
ausgelost werden. Merkliche Anzeichen hierflr gibt es in den Messwerten jedoch nicht.

In Abschnitt 7.2.2 wurde bereits ansatzweise das Phanomen der mehrfach stationéren
Zustande erlautert. Auch dieses konnte dazu fiuhren, dass sich in den einzelnen
Regeneratoren unterschiedliche Temperaturverteilungen ergeben.

Eine weitere mdogliche Ursache, die sich zumindest rechnerisch bestéatigen liel3, sind
ungleichmé&Rige Randbedingungen der drei Regeneratoren. Berechnet man bei konstanten
Abluft-, Sperrluft und Spulluftstromen sowie konstanter Abluftbeladung den Konzentrations-
verlauf in den Luftverteilkdsten unterhalb der Regeneratoren (Abbildung 128), zeigt sich,
dass sich die Verlaufe bei den drei Regeneratoren geringfiigig unterscheiden. Als
Randbedingungen wurden dabei die Daten des Referenzfalls verwendet.
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Abbildung 128: Berechnete Konzentrationsverlaufe in den Luftverteilkdsten unterhalb der
Regeneratoren

Zum Zeitpunkt t =0 schaltet der erste Regenerator in den Abluftbetrieb. Dadurch nimmt die
Konzentration im Luftkasten recht schnell zu, wobei aber die Ablufteintrittskonzentration von
1.750 mg/my® nicht erreicht wird. Die Konzentrationsdifferenz ergibt sich aus den
Sperrluftstromen, die zur Abluft hin stromen. Im nachfolgenden Spiltakt (60+120 s) nimmt
durch die Verdiinnung die Konzentration sehr schnell wieder ab. Da angenommen wurde,
dass das Reingas frei von unverbrannten Bestandteilen sei, reduziert sich im Reingastakt die
Konzentration bis fast auf Null. Der prinzipielle Verlauf entspricht somit den Erwartungen.

Dies ist auch nicht das Wesentliche. Entscheidend ist der Vergleich der Konzentrations-
verlaufe in den Ablufttakten der drei Regeneratoren. Dieser Bereich wurde in Diagramm (b)
vergroRert dargestellt, damit die Unterschiede besser zu sehen sind. So ist zu erkennen,
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dass die drei Konzentrationsverlaufe nicht identisch sind. Durch diese Abweichungen
ergeben sich an den drei Regeneratoren geringfligig andere zeitliche Mittelwerte der
Eintrittskonzentration. Die Werte sind im Diagramm angegeben.

Die Abweichungen sind nicht erklarbar, wenn man nur die Luftverteilksten betrachtet, denn
das gezeigte Verhalten wird von den vor den Abluftklappen liegenden Anschlusskasten, den
Abluftleitungen zwischen diesen Kasten und der Uber die Klappen stromenden Sperrluft
verursacht (vgl. Abbildung 19).

Die Erlauterung geht von der Annahme aus, dass der gesamte Ablufttrakt zu Beginn mit
unverdiannter Abluft geflllt sei. Die vom Geblase her kommende Abluft erreicht zuerst den
Klappenkasten von Regenerator 1. Befindet sich dieser im Ablufttakt, sind die Abluftklappen
der Regeneratoren 2 und 3 geschlossen und werden mit Sperrluft beaufschlagt. Es wird
angenommen, dass die Halfte der Sperrluft jeder Klappe (also jeweils ein Viertel der
Gesamtsperrluft auf der Abluftseite) nach auf3en zur Abluft Gbertritt. Dieser Anteil stromt von
den Regeneratoren 3 und 2 in entgegen gesetzter Richtung zu Regenerator 1, mischt sich
dort mit der Abluft und strémt in den Luftverteilkasten unterhalb des Regenerators.

Durch die Mischung mit der Sperrluft ist am Ende des Ablufttaktes von Regenerator 1 die
Konzentration in dessen Klappenkasten niedriger als die der Abluft selbst. Noch niedriger ist
aber die Konzentration in den Klappenkasten der Regeneratoren 2 und 3, da in diese keine
Abluft nachstromen konnte. Nun wird der Zyklus weitergeschaltet, sodass Regenerator 3
Abluft erhalt. Da in allen drei Klappenkasten nun die Anfangskonzentration geringer ist als
die Abluftkonzentration, erhalt Regenerator 3 in der Anfangsphase des Ablufttaktes ein
Gemisch mit geringerer Konzentration. Dieses wird auf3erdem noch durch die Sperrluft-
anteile der Abluftklappen 1 und 2 verdiinnt. Wegen der geringeren Anfangskonzentration und
dem groéReren Kanalvolumen, das bis zur Abluftklappe 3 von der Abluft gespilt werden
muss, ist auch die Endkonzentration bei Regenerator 3 geringer.

In der dritten Phase erhélt Regenerator 2 Abluft, wobei sich das Prinzip fortsetzt. Die Abluft
muss nun im Wesentlichen die Klappenkéasten 1 und 2 spulen, in den Kasten 1 und 3 stromt
Sperrluft ein, welche die Abluft verdinnt usw.

Die Abweichungen der mittleren Eintrittskonzentrationen kommen also dadurch zustande,
dass jeweils unterschiedliche Volumina von verschiedenen Anfangskonzentrationen aus-
gehend durch die Abluft aufkonzentriert bzw. durch die Sperrluft verdiinnt werden.

Was hier am Beispiel der Konzentration erlautert wurde, gilt sinngemald ebenso fir die
Temperatur.

Dieses Verhalten ist konstruktionsbedingt. Es konnte auf zwei Arten beseitigt werden.
Entweder indem eine Ringleitung vom Abluftkasten des Regenerators 3 zurtickgefihrt wird
zur Saugseite des Geblases, oder indem die drei Klappenkasten zu einem einzigen
zusammengefasst werden und in diesem durch geschickte Stromungsfihrung fur eine gute
Durchmischung gesorgt wird. Beide Varianten fuhren dazu, dass sich innerhalb des
Ablufttraktes eine konstante Beladung einstellen kann.
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7.5 Brennerbetrieb

Der Brennerbetrieb unterscheidet sich vom Flammenlosbetrieb dadurch, dass der Brennstoff
nicht dem Luftstrom beigemischt, sondern in einem Hochgeschwindigkeitsbrenner
zusammen mit Verbrennungsluft umgesetzt wird. Durch den Enthalpiestrom des heif3en
Abgases und die Flammenstrahlung werden dann Luftstrom und Brennraum aufgeheizt.

Wahrend im Flammenlosbetrieb (ohne Auskopplung und Einspeisung) durch die kalte und
heil3e Seite des Systems die gleichen Massenstrome bewegt werden,

. K

Mg = M, (Gl. 247)

ist im Brennerbetrieb der Massenstrom auf der heiRen Seite um die Massenstrome an
Brennstoff und Verbrennungsluft grol3er als auf der kalten Seite

. K

IMhg = MMy + Mg pp + 1M . (Gl. 248)
Dadurch liegt im Brennerbetrieb ohne Hei3gasauskopplung immer ein ungleiches Warme-
kapazitatsstromverhaltnis vor.

Die realen Verhéltnisse des Brennerbetriebs kénnen aufgrund der Vereinfachungen nur sehr
eingeschrankt nachgebildet werden. Insbesondere der komplexe Strahlungsaustausch
zwischen der Brennerflamme und den Brennraumwénden und der damit verbundene
Temperaturausgleich sind im Modell nicht enthalten (vgl. Abschnitt 5.8.3.4).

Der Brenner selbst wird als Reaktionsraum betrachtet in den Brennstoff und Verbrennungs-
luft eintreten (Abbildung 37). Es wird von vollstandiger Verbrennung entsprechend der
vorgegebenen Stéchiometrie ausgegangen, d. h. der Brennstoff wird je nach Sauerstoff-
angebot ganz oder teilweise umgesetzt. Das durch die Verbrennung gebildete heilRe Abgas
wird dann an einer vorgegebenen Stelle in den Brennraum eingeleitet und dort mit dem
Luftstrom gemischt. Hierdurch ergibt sich ein lokaler Temperatursprung, der in dieser Form
in der Realitat nicht zu beobachten ist. Um dies auszugleichen, wird das Abgas nicht in der
Mitte des Brennraums zugefiihrt, sondern am Anfang.

Eine weitere Vereinfachung wird hinsichtlich des Verbrennungsluftsystems vorgenommen.
Wahrend sich an der Technikumsanlage das Luft-Brennstoff-Verhaltnis aus dem statischen
Uberdruck der Verbrennungsluft gegeniiber dem Brennraum, der Stellung der Regelventile in
den Gas- und Luftleitungen, den Druckverlusten der Rohrleitungen und des Brenners usw.
ergibt, muss im Modell die Luftiberschusszahl als Funktion der Brennerleistung vorgegeben
werden.

7.5.1 Einfluss des Abluftmassenstroms

Um den Brennstoffbedarf in Abhangigkeit des Abluftstroms und der Solltemperatur zu
ermitteln, wurde zu jeder vorgegebenen Brennraumtemperatur der Abluftstrom stufenweise
verandert.

Zur Beschreibung der Luftiiberschusszahl in Abhangigkeit der rechnerischen Brenner-
leistung, wurden fur die einzelnen Messreihen Potenzfunktionen approximiert. Diese sind in
Abbildung 129 dargestellt. Mit diesen Potenzansatzen wurde das Modell fir die jeweiligen
Simulationen parametriert.
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Abbildung 129: Abhangigkeit der Luftiiberschusszahl von der Brennerleistung: (a) System 1;

(b) System 2

Der gemessene spezifische Energiebedarf ist
Simulationsergebnissen gezeigt. Die Abweichung
beschriebenen Weise, durch Messfehler der
Gastemperatur, erklaren lasst.
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Abbildung 130: Abhangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der
Solltemperatur: (a) System 1; (b) System 2

Vergleicht man die Ergebnisse der beiden Brennersysteme, so fallt auf, dass beim zweiten
System der Energiebedarf bei gleichen Anlageneinstellungen sehr viel grof3er ist. Dies wird
durch den hoheren Luftuberschuss verursacht. So findet man beispielsweise beim ersten
System bei einer Brennerleistung von 80 kW eine Luftiberschusszahl von etwa 0,8, wahrend
diese beim zweiten System ungefdhr 1,6 betragt. Da bei hoherem Luftiberschuss der
Warmekapazitatsstrom des Reingases gegenuber dem &aquivalenten Abluftstrom starker
zunimmt als bei kleinerem Luftiberschuss, verschlechtert sich der Wirkungsgrad des
Warmeulbertragers im ersten Fall mehr als im zweiten. Ein geringerer Wirkungsgrad fuhrt
wiederum zu einem gréReren Energiebedarf, wodurch mehr Brennstoff und, je nach
Abhangigkeit der Luftlberschusszahl von der Brennerleistung, absolut gesehen mehr
Verbrennungsluft zugefihrt wird. Somit wird der Warmeubertragerwirkungsgrad weiter
verringert. Der Zusammenhang verstarkt sich selbst, bis sich ein Gleichgewicht einstellt.
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Dies macht bereits deutlich, dass der Luftiberschuss eine grof3e Auswirkung auf den
spezifischen Erdgasbedarf hat, was in Abschnitt 7.5.3 noch genauer betrachtet werden wird.

Insofern ist davon auszugehen, dass sich bereits geringe Fehler bei der Bestimmung der
Luftiiberschusszahl zu groRen Abweichungen des berechneten Gasbedarfs fiihren kdnnen.
Der berechnete Luftiberschuss héangt zum einen vom Gasmassenstrom ab, dessen
Messabweichung infolge der unbekannten Gastemperatur bereits erlautert wurde. Zum
anderen wird sie vom gemessenen Verbrennungsluftstrom bestimmt.

Abbildung 131 zeigt die Mess- und Rechenergebnisse nach Anpassung der Gastemperatur
(40°C) und des Verbrennungsluftstroms, der beim ersten System um 39% beim zweiten
System um 13% erhéht wurde. Hierdurch ist der Luftiiberschuss im ersten Fall insgesamt um
ca. 49% groRer, im zweiten Fall um 21%. Der grolRere Korrekturfaktor fir den
Verbrennungsluftstrom beim ersten Brennersystem lasst sich dadurch erklaren, dass dort der
Volumenstrom mit dem vom Hersteller angegebenen Sondenfaktor berechnet wurde,
wohingegen beim zweiten System der Sondenfaktor anhand eigener Vergleichsmessungen
ermittelt wurde. Des Weiteren war beim ersten System vor der Messstelle nur eine
Einlaufstrecke von ca. 5 D unmittelbar nach einem 90° Bogen vorhanden, beim zweiten
System hingegen etwa 10 D hinter einer konischen Reduzierung.
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Abbildung 131: Abhéangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs vom Abluftstrom und der Solltemperatur
nach Korrektur: (a) System 1; (b) System 2

Es zeigt sich in allen Fallen eine sehr viel bessere Ubereinstimmung, weshalb im Folgenden
davon ausgegangen wird, dass die genannten Abweichungen durch Messfehler des
Verbrennungsluftvolumenstroms verursacht wurden.

Eine weitere Bestatigung fur diese Annahme ergibt sich aus der Massenbilanz des Systems
(Abbildung 132). Beim ersten System ist der relative Fehler bezogen auf den zugefiihrten
Gesamtmassenstrom ohne die Korrektur in fast allen Fallen negativ (Mittelwert -0,9%), d. h.
es wird rechnerisch weniger Masse zugefiihrt als abgefiihrt. Nach der Korrektur sind die
Massenbilanzfehler nahezu symmetrisch um den Nullpunkt verteilt und der Mittelwert der
einzelnen Abweichungen nimmt auf -0,2% ab. Beim zweiten System ergibt sich durch die
Korrektur dagegen eine Verschlechterung der mittleren Abweichung von +0,6% auf +1,7%.
In  Anbetracht der mdglichen Messfehler der anderen in die Bilanz eingehenden
Massenstréme liegt diese Verschlechterung aber in vertretbarem Rahmen.
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Abbildung 132: Relative Fehler der Massenbilanz: (a) System 1 ohne Korrektur; (b) System 2 ohne
Korrektur; (c) System 1 nach Korrektur; (d) System 2 nach Korrektur

Andere Ursachen, die fur die Abweichungen in Frage kommen konnten, sind z. B. ein
hoherer Warmeibergangskoeffizient im Brennraum oder ein geringerer Warmeulbergangs-
koeffizient an den Oberflachen der Speichermassen.

Der Brenner ist an der Vorderwand des Brennraums eingebaut, wodurch die Brennerflamme
bzw. der heiRe Abgasstrom je nach Brennerleistung an der gegeniberliegenden Wand zu
einer erhOohten Stromungsgeschwindigkeit fuhren kdnnen (Prallstromung). Dadurch wirden
lokal der Warmeubergangskoeffizient und der Warmedurchgangskoeffizient der Reaktor-
wand erhoht. Dies hatte héhere Warmeverluste und somit eine gréRere Brennerleistung zur
Folge. Da aber die Warmedammung den Hauptwarmedurchgangswiderstand darstellt, ist
dies kaum anzunehmen.

Eine geringere Nufelt-Zahl im Brennerbetrieb gegeniiber dem Flammenlosbetrieb ist ebenso
wenig begrindbar.

Mit den genannten Korrekturen zeigt sich in allen anderen Fallen des Brennerbetriebs eine
sehr gute Ubereinstimmung. Daher ist recht wahrscheinlich, dass tatsachlich Messfehler der
Verbrennungsluftvolumenstréme in der beschriebenen Grol3enordnung vorliegen.

Die Verlaufe des spezifischen Energiebedarfs im Brennerbetrieb (Abbildung 131) ent-
sprechen in Bezug auf ihre Form denen des Flammenlosbetriebs. Fur unendlich kleine und
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7.5 Brennerbetrieb

unendlich grol3e Abluftvolumenstrome geht der spezifische Energiebedarf gegen unendlich,
dazwischen wird ein Minimum erreicht. Die absolute Gré3enordnung ist jedoch héher als im
Flammenlosbetrieb und der Anstieg bei kleinen Volumenstromen grol3er.

Dies wird durch den Massenstrom verursacht, der im Brennraum zugefihrt wird und das
Warmekapazitatsstromverhaltnis verschlechtert. Diese Anderung ist umso gréRer, je groRer
die Luftiberschusszahl ist. In Abbildung 133 sind die aus den Temperaturen berechneten
Abluftvorwarmgrade bzw. Reingasabkiihlungsgrade der beiden Systeme in Abh&ngigkeit des
aquivalenten Abluftstroms bei einer Brennraumtemperatur von 900°C dargestellt.
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Abbildung 133: Einfluss des Abluftstroms auf den Abluftvorwdrm- und Reingasabkihlungsgrad:
(a) System 1, (b) System 2

Wahrend die Abluftvorwarmgrade bei kleineren Volumenstrémen gegen Eins gehen,
erreichen die Reingasabkihlungsgrade ein Maximum und streben danach gegen Null. Diese
Form ergibt sich aus dem in Richtung gréRerer Brennerleistungen (grofRerer Abluftstrome)
abnehmenden Verlauf der Luftiberschusszahl und dem mit zunehmendem Warme-
kapazitatsstromverhaltnis exponentiell abnehmendem Reingasabkihlungsgrad.

Mit abnehmendem Reingasabkiihlungsgrad und hoherem Reingasstrom nehmen die
Reingasverluste zu (Abbildung 134). Wahrend im Flammenlosbetrieb die Reingasverluste
bei abnehmendem Abluftstrom gegen Null tendieren (vgl. Abbildung 100 (b)), streben diese
im Brennerbetrieb einem konstanten Wert zu. Dies liegt daran, dass die Trans-
missionswarmeverluste auch bei undurchstromter Anlage (Abluftstrom = 0) nicht gegen Null
gehen, wenn man fordert, dass die Solltemperatur aufrecht erhalten bleiben soll. Zur
Deckung der Verluste muss der Brenner weiter in Betrieb bleiben und das Brennerabgas
verlasst, da der Wirkungsgrad des Warmeubertragers in diesem Fall Null betragt, die Anlage
mit der jeweiligen Betriebstemperatur. Bei den Reingasverlusten an diesem Punkt handelt es
sich also ausschlief3lich um die Abgasverluste des Brenners.
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Abbildung 134: Einfluss des Abluftstroms auf die Warmestréme: (a) System 1; (b) System 2
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Im Vergleich der beiden Brennersysteme wird deutlich, dass der hdohere Brennstoffbedarf
des zweiten Systems Uberwiegend durch die hdheren Reingasverluste bedingt ist. Die
Transmissionswarmeverluste der Regeneratoren werden hingegen nur geringfligig grofRer,
da durch die starker rechtsgekrimmten Temperaturprofile die mittleren Regenerator-
temperaturen zunehmen.

Die berechneten Temperaturprofile (Abbildung 135) zeigen qualitativ und quantitativ eine
gute Ubereinstimmung mit den Messungen. Die Rechtskrimmung der Temperaturprofile
ergibt sich aus der negativen relativen Wéarmekapazitatsstromabweichung (vgl. Abbildung
14).

1.200 1 1.200
Abluft- Brennraum Reingas- Abluft- Brennraum Reingas-
4 regenerator regenerator regenerator regenerator
1.000 1 1.000 1
] o0—0—
O oo ° o
°_ 800 °_ 8001
= ] =
=2 =
G 600 ] < 600 ]
[} (] “ 3
[=% [=% aq. Abluftstrom / (my°/h)
£ 4001 € 400
3 s @ —-0-1489 —-1.708 4 1.967
= ] &q. Abluftstrom / (my*/h) =
200 200 0-2254 -@-2461 ——2781
7 -0-1.691 —-2.738 ~A-3.488 3015 -B-3502
-  t+-------------eereeeeeeeeeeeeeeeeeeeee 0
00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10 00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10
normierter Stromungsweg x/L normierter Stromungsweg x/L
a) b)
1.200 1 1.200
1 Abluft- Brennraum Reingas- Abluft- Brennraum Reingas-
4 regenerator regenerator regenerator regenerator
1.000 1
SIS — ] © —_—
°_ 8001 e
= ] =
=2 ] =2
T 600 1]
g g 4q. Abluftstrom / (my*/h)
£ 400 £ —1470 —1.720 1.970
[t ] . 3 s
200 ] aq. Abluftstrom / (my°/h) 2270 —2470 —2.770
] —1688 —2.738 3.488 —3.020 3.520
0 T T T T T T T T T 04 T T T T T T T T T |
o oL 02 03 04 05 06 07 08 09 1 o oL 02 03 04 05 06 07 08 09 1
C) normierter Stromungsweg x/L d) normierter Stromungsweg x/L

Abbildung 135: Einfluss des Abluftstroms auf das Temperaturprofil: Brennersystem 1, Solltemperatur
900°C (a+c); Brennersystem 2, Solltemperatur 850°C (b+d)

Die berechneten Reingastemperaturen liegen in der richtigen GréRenordnung (Abbildung
136). Im Vergleich zu den gemessenen Druckverlusten zeigen die Simulationsergebnisse bei
niedrigen Abluftstromen etwas hdhere Werte (Abbildung 137). Daher ist anzunehmen, dass
die mittleren Regeneratortemperaturen von der Berechnung Uberschatzt werden.
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Abbildung 136: Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur auf die Reingastemperatur: (a)
System 1; (b) System (2)
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Abbildung 137: Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur auf den Druckverlust: (a) System 1;
(b) System (2)

Mit dem zweiten Brennersystem wurde die Abhangigkeit der Brennerleistung von der
Brennraumtemperatur und dem Abluftstrom auch bei einer Anlagenkonfiguration untersucht,
bei der auf die finf Lagen Wabenkérper eine zusatzliche Lage Katalysatoren aufgebracht
war. Da diese eine andere Geometrie als die inerten Waben aufweisen, stellt dies eine gute
Mdoglichkeit dar, die Qualitdt der Warmeulbergangs- und Druckverlustmodelle an einem Fall
ungleicher Speichermassen zu Uberprifen. Die Versuche wurden wie oben im reinen
Brennerbetrieb durchgefiihrt. Daher spielen die katalytischen Eigenschaften keine Rolle.

Der berechnete spezifische Erdgasbedarf zeigt im Grolien und Ganzen eine ordentliche
Ubereinstimmung (Abbildung 138 (a)). Bei hohen Temperaturen, sowie sehr niedrigen und
hohen Volumenstromen nimmt die Qualitat jedoch ab. Wahrscheinlich wird dies durch
ungenaue Ausgleichsfunktionen fir die Luftiberschusszahl verursacht, die sich hier nur
schlecht im gesamten Bereich durch Potenz-Ansatze beschreiben lassen (b).
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Abbildung 138: Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur bei Konfiguration mit
unterschiedlichen Wabenkdrpern (Brennersystem 2): (a) spezifischer Erdgasbedarf;
(b) gemessene Luftliiberschusszahl

Wahrend die berechneten Reingastemperaturen noch recht gut zu den gemessenen Werten
passen (Abbildung 139 (a)), sind die Messwerte der Druckverluste durchgehend héher als
die Simulationsergebnisse (b). Auch dies kann auf die ungenaue Beschreibung der
Luftiiberschusszahl zuriickgefuhrt werden. Wie Abbildung 140 zeigt, sind die gemessenen
Temperaturverlaufe starker rechtsgekrimmt als die berechneten. Es ist deshalb davon
auszugehen, dass der tatsachliche Luftiberschuss bei diesen Versuchspunkten gréfl3er
gewesen ist, als er bei den Simulationen anhand der Ausgleichsfunktion berechnet wurde.
Durch die starkere Krimmung sind die mittleren Regeneratortemperaturen héher und damit
ebenso die Druckverluste.
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Abbildung 139: Einfluss des Abluftstroms und der Solltemperatur (Brennersystem 2):
(a) Reingastemperatur; (b) Druckverlust

Eine weitere Ursache fir die Abweichungen zwischen Experiment und Simulation kann darin
bestehen, dass die Kanalgeometrie der Katalysatoren nicht exakt dem angenommenen
quadratischen Querschnitt entspricht. So sind bei wash-coat Katalysatoren h&ufig die Ecken
der Kanéle abgerundet, da sich dort eine dickere Katalysatorschicht aufbaut. Dies fihrt zu
abweichenden Nuf3elt-Zahlen und Darcy-Reibungsfaktoren.
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Bis auf die Krimmung der Temperaturverlaufe geben die Simulationen die gemessenen
Zusammenhange recht gut wieder. Die Kanalweite der Katalysatoren ist mit 1,55 mm nur
etwa halb so groR wie die der inerten Wabenkdrper (3 mm). Dadurch ist zum einen die
spezifische Oberflache sehr viel gréRer (1.850 m? ggii. 799 m?), zum anderen ergeben sich
bei gleicher Nuf3elt-Zahl fast doppelt so groRe Warmelbergangskoeffizienten. In den
Katalysatoren wird dadurch oberflachenspezifisch mehr Warme dbertragen als in den
anderen Monolithen, was zu einem steileren Temperaturanstieg fuhrt. Dies bestatigt sich
sowohl in den Messungen als auch in den Simulationen. Die GroRenordnung der

berechneten Temperaturanderung innerhalb der Katalysatoren stimmt gut mit den
Messungen (berein.
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Abbildung 140: Einfluss des Abluftstroms auf das Temperaturprofil bei Konfiguration mit unterschied-
lichen Wabenkdérpern: Solltemperatur 300°C (a+b); Solltemperatur 500°C (c+d)

Da die Luftiberschusszahl nicht mit ausreichender Genauigkeit an die Messdaten
approximiert werden konnte, wurden zusétzliche Simulationen durchgefihrt, in denen jeweils
die gemessenen Randbedingungen der einzelnen Versuchspunkte (insgesamt 62 in einem
breiten Betriebsbereich) vorgegeben wurden. Die Ergebnisse sind in Abbildung 141 wieder
als Paritatsdiagramme dargestellt. Durch die Vorgabe der Massenstrome von Verbrennungs-
luft und Erdgas ergibt sich eine dhnlich gute Ubereinstimung wie in den anderen Versuchen
im Brennerbetrieb (vgl. Abbildung 94).
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Abbildung 141: Vergleich zwischen Mess- und Simulationsergebnissen des Betriebs mit unterschied-
lichen Wabenkdérpern: (a) Absolutwerte; (b) normierte Relativwerte

7.5.2 Einfluss der Brennraumtemperatur

Die Variation der Brennraumtemperatur im Betrieb mit Brenner wurde auf analoge Weise
durchgefuhrt, wie diejenige im Flammenlosbetrieb. Da im Brennerbetrieb ohne Schadstoffe
jedoch keine Mindesttemperatur fir die Oxidation einzuhalten ist, konnte ein grol3erer
Temperaturbereich abgedeckt werden. Nachfolgend sind die Vergleichsdiagramme fir die
beiden Brennersysteme dargestellt, wobei erneut die zuvor beschriebenen Korrekturen zur
Anwendung kamen.

Die berechneten Brennerleistungen beider Systeme stimmen gut mit den Messwerten
Uberein (Abbildung 142). Durch den groRReren Luftiberschuss sind auch hier die bendtigten
Leistungen beim zweiten Brennersystem grol3er als beim ersten. Dies ist vor allem bei
groBeren Abluftstromen und hoheren Temperaturen festzustellen. Wahrend sich beim
zweiten Brenner die Leistungen bei hohen Temperaturen und kleinen bzw. mittleren
Abluftstromen einander anndhern, ist dies beim ersten Brennersystem nicht festzustellen.
Beim zweiten System wurde eine Messreihe ohne Spulluft und eine andere mit erhdhter
Ablufttemperatur durchgefiihrt. Trotz der unterschiedlichen Randbedingungen zeigen
Experiment und Simulation gute Ubereinstimmung.

Die Verlaufe des berechneten spezifischen Erdgasbedarfs sind in Abbildung 143 gezeigt. Da
der spezifische Gasbedarf bei sehr geringen Abluftstromen zunimmt (vgl. Abbildung 138),
Uiberschneiden sich die einzelnen Kurven.

Die Ubereinstimmung der Reingastemperaturen (Abbildung 144) und Druckverluste
(Abbildung 145) ist in allen Fallen zufriedenstellend. Der Einfluss der temperaturabhdngigen
Viskositat auf den Druckverlust lasst sich hier anhand der arithmetisch gemittelten
Regeneratortemperatur nicht mehr bestétigen. Dies liegt daran, dass die Temperaturprofile
durch die starkere Krimmung mehr vom linearen Verlauf abweichen, sodass der
arithmetische Mittelwert nicht mehr repréasentativ ist. Die an die Messpunkte angepassten
Potenzfunktionen sind in den Diagrammen angegeben aber nicht grafisch dargestellt. Bei
den durchgezogenen Linien handelt es sich um die Simulationsergebnisse des HXR-
Modells.
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Abbildung 142: Abhéangigkeit der benétigten Brennerleistung von der Solltemperatur und dem
Abluftstrom: (a) System 1; (b) System 2
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Abbildung 143: Abhéangigkeit des spezifischen Erdgasbedarfs von der Solltemperatur und dem
Abluftstrom: (a) System 1; (b) System 2
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Abbildung 144: Einfluss der Solltemperatur und des Abluftstroms auf die Reingastemperatur:
(a) System 1; (b) System 2
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Abbildung 145: Einfluss der Solltemperatur und des Abluftstroms auf den Druckverlust: (a) System 1;
(b) System 2

7.5.3 Einfluss des Luftiberschusses

Wie in den beiden vorausgegangenen Kapiteln zum Ausdruck kam, besitzt die Luft-
Uberschusszahl des Brennersystems einen sehr starken Einfluss auf den Brennstoffbedarf.
Bei den dort gezeigten Versuchen ergab sich die Luftiberschusszahl jedoch immer aus den
jeweiligen Betriebsbedingungen. Um den Luftiiberschuss in gewissen Grenzen unabhangig
davon einstellen zu kénnen, wurde das Prozessleitsystem mit einem zusétzlichen Regler
ausgestattet, der es erlaubt, mit Hilfe der Drehfrequenz des Verbrennungsluftgeblases, den
statischen Uberdruck in der Verbrennungsluftleitung gegeniiber dem Brennraum auf einen
vorgegebenen Sollwert zu regeln. Da der Gasvordruck durch einen Druckregler konstant
gehalten wird, ergeben sich je nach Druckverhaltnis und Stellung der Regelventile
unterschiedliche Luftiberschusszahlen.

Abbildung 146 zeigt die bendétigte Brenner-

I S, leistung in Abh&ngigkeit der rechnerischen

250 _;:22;: Luftiberschusszahl.  Die  experimentellen

z | _z.ce);s:z:;TBL:QA,zf'c Er'gebnlsse zeigen einen Anstieg der Brenner-

S ' leistung von 68,6 kW auf 77,9kW (ent-

_% sprechend 13,5%) bei einer Erhdhung des

% Luftiberschusses von ca. 1,1 auf 1,8. Die

g berechneten Verlaufe machen deutlich, dass

bei gréReren Werten die bendtigte Brenner-

© Messweree leistung noch sehr viel mehr zunimmt. Die

%% os 10 15 20 25 a0  Abweichungen zwischen den Kurven ergeben

Lufttiberschusszahl sich daraus, dass fir das Nachrechnen der

Messwerte die mittleren Randbedingungen

Abbildung 146: Einfluss der Luftliberschuss- dieser  Versuchseinstellungen  verwendet

zahl auf die bendtigte wurden, in den anderen Fallen hingegen die
Brennerleistung (System 2) Randbedingungen des Referenzfalls.

Die Referenzfall-Simulationen zeigen, dass die erforderliche Brennerleistung bei hohem
Luftiiberschuss anscheinend in allen Fallen einem gemeinsamen Grenzwert zustrebt. Dieser
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entspricht dem Warmebedarf, der ohne Warmedibertrager zum Aufheizen des Abluftstroms
auf Brennraumtemperatur erforderlich ware.

Abbildung 147 verdeutlicht, beispielhaft fir einen Abluftstrom von 3.000 my®h und eine
Solltemperatur von 850°C, dass die Zunahme des Verbrennungswarmebedarfs auf erhthte
Reingasverluste infolge des abnehmenden Reingasabkihlungsgrades zurlickzufiuihren ist.
Zwar wurde dies zuvor schon erlautert, war dort aber nicht als unmittelbare Auswirkung zu
erkennen.
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Abbildung 147: Einfluss der Luftiberschusszahl: (a) auf die Warmestrome; (b) auf die Wirkungsgrade

Wird der Uberschuss an Verbrennungsluft reduziert, vermindert sich auch die benétigte
Brennerleistung. In Abbildung 148 ist fir verschiedene Luftiberschusszahlen der spezifische
Erdgasbedarf des Referenzfalls in Abhangigkeit des aquivalenten Abluftstroms gezeigt. Der
im Grenzfall ¢, =0 erreichte Wert ist nur minimal groRer als der Energiebedarf im
Flammenlosbetrieb. Das Massenstromverhdltnis liegt in diesem Fall sehr nahe bei Eins, dem
Idealwert, der im Flammenlosbetrieb vorhanden ist. Wahrend im Flammenlosbetrieb
aufgrund des Ziundverhaltens bei der gewahlten Reaktionskinetik die Solltemperatur bei
geringen Abluftvolumenstromen im Brennraum nicht erreichbar ist, verursacht dies im
Brennerbetrieb keine Schwierigkeiten.
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Die Uberproportionale Zunahme des Energiebedarfs bei zunehmender Luftiiberschusszahl
kommt in dieser Darstellung sehr gut zum Ausdruck. Wahrend beim minimalen Abluftstrom
von 850 my*/h der spezifische Erdgasbedarf bei stochiometrischer Luftzufuhr 3,1 g/my®
betragt, wiirden ohne Verbrennungsluft nur 2,5 g/my® benétigt (-19%). Im Gegensatz dazu
steigt der Gasbedarf bei ¢, =2 auf 5,4 g/my® (+74%) und bei dreifachem Luftiiberschuss
sogar auf 31,5 g/m\’® (+916%) Bei groReren Volumenstrémen ist die Steigerung zwar
geringer, kann aber bezogen auf den untersuchten Bereich immer noch bis zu 213%
betragen.

Die aus den Ein- und Austrittstemperaturen des Warmeubertragers berechneten Wirkungs-
grade sind in den Teilbildern (b) und (c) gezeigt. Wahrend mit héherer Luftiberschusszahl
der Abluftvorwarmgrad (b) zunimmt, nimmt der Reingasabkihlungsgrad (c) ab. Im
Flammenlosbetrieb ergeben sich bei einem sehr geringen Volumenstrom rechnerische
Wirkungsgrade gréfRer als 100%. An diesem Punkt geht der Reaktor durch.

7.6 Spulvorgang

Der Spuilschritt ist erforderlich, um am Ende des Ablufttaktes verbliebene unreagierte oder
teilreagierte Abluft vor dem Umschalten in den Reingasbetrieb aus dem Regenerator und
dem Luftverteilkasten zu entfernen. Sich ohne Spulung nach dem Umschalten vom Abluft- in
den Reingasbetrieb ergebende Emissionsspitzen werden dadurch reduziert. Da es sich beim
Spllvorgang um eine Verdinnung handelt, kann die Konzentration dabei nie bis auf Null
abgesenkt werden. Dies ist allerdings nicht erforderlich. Mafigeblich ist, dass der im
Reingastakt vorliegende Halbstunden-Mittelwert der Konzentration den einzuhaltenden
Grenzwert unterschreitet.

Dieser Mittelwert wird bei gegebener Anlagengeometrie durch die Endkonzentration im
Luftverteilkasten am Ende des Spilschrittes, den Reingasstrom, die Dauer des Reingas-
taktes und die Reingaskonzentration am Regeneratoraustritt bestimmt. Die Endkonzentration
am Ende des Spullvorgangs hangt wiederum ab von der Endkonzentration am Ende des
Ablufttaktes, der Eintrittskonzentration der Spulluft, sowie dem innerhalb der Splldauer
zugefiuhrten Spulluftvolumen.

In Abschnitt 8.7 wird auf diese Zusammenhénge und die Bestimmung des erforderlichen
Spulluftstroms néher eingegangen.

Grundsatzlich existieren zwei Varianten des Spulvorgangs. Bei der sogenannten
Frischluftspilung wird kalte Umgebungsluft zugefiihrt. Dahingegen wird bei Hei3gasspilung
ein Teil des heiBen Reingases aus dem Brennraum Uber die Regeneratoren im Spultakt
gesogen und der Abluft zugefuhrt. Beide Methoden wurden schon in Abschnitt 2.1.7.3
beschrieben.

7.6.1 Einfluss des Spulluftvolumenstroms

In Abschnitt 7.3.2 wurde bereits gezeigt, dass der Verbrennungswarmebedarf weitgehend
unabhangig vom Anteil der Spdlluft am &quivalenten Abluftstrom ist, so lange der
Gesamtstrom gleich bleibt. Dies darf jedoch keinesfalls so verstanden werden, dass der
Energiebedarf unabhangig vom Spulluftstrom sei.
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Im Ubrigen ist zum Vergleich verschiedener Betriebsweisen nicht der auf den aquivalenten
Abluftstrom (der den Spdlluftstrom enthalt) bezogene spezifische Energiebedarf ent-
scheidend. Vielmehr ist mafl3gebend, wieviel Brennstoff pro Abluftstromeinheit bendétigt wird.

Bezieht man die gemessenen Erdgasmassenstréme aus Abbildung 90 auf den tatsachlichen
Normvolumenstrom der Abluft und stellt die rechnerischen Erdgasbeladungen in
Abhangigkeit des Spulluftstroms dar (Abbildung 149 (a)), wird sehr deutlich, dass der
abluftspezifische Energiebedarf steigt, je mehr Spilluft im Verhéltnis zur Abluft zugefuhrt
wird. Da jedoch bei diesen Versuchen gleichzeitig mit der VergréR3erung des Spilluftstroms
der Abluftstrom reduziert wurde, lasst sich in dieser Darstellung der Spullufteinfluss nicht klar
beurteilen. Dennoch verdeutlicht sie das Prinzip.

Deshalb sind in Diagramm (b) Ergebnisse aus verschiedenen Versuchen aufgetragen, bei
denen Abluftstrom (2.400 my*/h) und Betriebstemperatur (850°C) weitgehend konstant
waren, der Spilluftstrom aber variierte.

Innerhalb des Versuchsbereiches nimmt der spezifische Erdgasbedarf im Flammenlosbetrieb
von 1,7 g/my® bei 135 my*h Spilluft auf 1,9 g/my® bei 380 my®/h zu. Dies entspricht einer
Steigerung um 10,5%. Da die Tendenzen im Brennerbetrieb und Flammenlosbetrieb parallel
verlaufen, der Brennerbetrieb aber insgesamt einen hoheren Energiebedarf aufweist,
ergeben sich dort absolut gesehen die gleichen Anderungen, prozentual aber etwas
geringere Werte.
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Abbildung 149: Einfluss des Spulluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf: (a) bei ndherungs-
weise konstantem aquivalenten Abluftstrom; (b) bei konstantem Abluftstrom

Das innerhalb der Spuldauer geforderte Spulluftvolumen sollte daher nicht groRer sein als
erforderlich. Da das benétigte Spulluftvolumen neben den oben genannten betrieblichen
GroRRen von der GroRRe des Luftverteilkastens abhéangt, sollte dieser moglichst klein gebaut
werden. Diese und andere Anséatze fur die Optimierung des Spultaktes wurden bereits in
[374] erortert.

213



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

7.6.2 Frischluftspilung vs. Heil3gasspulung

Um den Unterschied zwischen den beiden Varianten zu verdeutlichen, sind diese in
Abbildung 150 schematisch dargestellt. Dabei wurden die Regeneratoren im Spultakt der
kalten bzw. warmen Seite zugeordnet, weil dies mit der Art und Weise Ubereinstimmt, wie die
Strome im vereinfachten Rekuperatormodell zusammengefasst werden. Da im Brennraum
keine Massenstrome zu- oder abgefiihrt werden, entspricht der gezeigte Fall dem
Flammenlosbetrieb ohne Auskopplung von HeiRgas und ohne Kaltgaseinspeisung. Die
Sperrluftstrome wurden zur Vereinfachung weggelassen.
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Abbildung 150: Vereinfachte Massenstrombilanz der Spilsysteme: (a) Frischluftspilung;
(b) HeilRgasspiilung

Betrachtet man die Massenstrome auf der kalten und warmen Seite, so gilt in beiden Fallen

(Gl. 249)

Wahrend aber bei der Frischluftspilung fur den an die Umgebung abgefiihrten Reingas-
massenstrom

M = m;G =my +my (Gl. 250)

gilt, entspricht dieser bei Heil3gasspilung dem Abluftmassenstrom

ke = Mk =My, =M, . (Gl. 251)
Daher wird im Allgemeinen angenommen, dass die Hei3gasspllung aufgrund des

geringeren Reingasmassenstroms energetisch sehr viel ginstiger ist als die Frischluft-
spilung.

Die Technikumsanlage ist bisher nicht fir den Betrieb mit HeilRgasspilung ausgeristet.
Deshalb kann an dieser Stelle kein experimenteller Nachweis flr diese Annahme gegeben
werden. Stattdessen werden die beiden Methoden anhand von Simulationsrechnungen
verglichen.

Abbildung 151 zeigt den auf den Abluftnormvolumenstrom bezogenen spezifischen
Erdgasbedarf des Referenzfalls bei einer Solltemperatur von 850°C in Abhangigkeit des
Spulluft- bzw. Spllgasnormvolumenstroms im Flammenlosbetrieb. Als Parameter wurden
verschiedene Ablufttemperaturen verwendet.

Es ist erkennbar, dass der spezifische Erdgasbedarf mit steigendem Spulluftstrom beinahe
linear zunimmt. Diese Tendenz stimmt mit den gemessenen Werten Uberein. Bei Heil3gas-
spilung ist der Energiebedarf tatsachlich etwas geringer. Bei einer Ablufttemperatur von
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25°C und dem maximal betrachteten Spdlluftstrom wird bei Frischluftspilung eine
rechnerische Erdgasbeladung von 2,06 g/my® benétigt, wahrend sich mit HeiRgasspiilung
2,04 g/m\® (-1,0%) ergeben. Der Unterschied nimmt mit steigenden Ablufttemperaturen
geringfiigig zu (bei 150°C von 1,87 g/m,® auf 1,83 g/m,° entsprechend -2,1%).
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Abbildung 151: Einfluss des Spulluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf: (a) Frischluftspilung;
(b) Heil3gasspiilung

Der energetische Unterschied der beiden Spilverfahren ist sehr viel geringer als erwartet
und es stellt sich die Frage, wodurch dies verursacht wird.

Der Bedarf an Verbrennungswarme ergibt sich aus der Summe der Transmissions- und
Reingasverluste abzlglich der dissipierten Stréomungsarbeit. Die Reibungsarbeit nimmt bei
groRerer Stromungsgeschwindigkeit also héherem Massenstrom und héherer Temperatur zu
(Abbildung 152). Die Reibungsverluste sind jedoch relativ gering und bei beiden Varianten
etwa gleich, sodass davon auszugehen ist, dass die Warmeverluste entscheidend sind.
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Abbildung 152: Einfluss des Spulluftstroms auf die dissipierte Stromungsarbeit: (a) Frischluftspulung;
(b) Heil3gasspiilung

Abbildung 153 zeigt eine Gegenlberstellung der berechneten Reingasverluste. Es ist
erkennbar, dass diese bei der HeilRgasspulung zwar etwas geringer sind, in Anbetracht des
Unterschiedes der Reingasstrome ist die Differenz jedoch recht klein. Der maximale
Reingasstrom betragt bei Frischluftspilung im betrachteten Fall 2.500 my*h und die
berechneten Reingasverluste 27,8 kW bei einer Abluftemperatur von 25°C bzw. 14,8 kW bei
150°C. Die entsprechenden Vergleichswerte bei HeiRgasspilung sind 2.000 my*h und
27,0 kW bzw. 10,8 kW. Die Reingasverluste sind bei HeiRgasspuilung demnach zwischen 3%
(bei 25°C) und 27% (bei 150°C) geringer.
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Abbildung 153: Einfluss des Spulluftstroms auf die Reingasverluste: (a) Frischluftspilung;
(b) HeilRgasspiilung

Im Gegensatz dazu sind bei Heil3gasspulung die Transmissionswarmeverluste grof3er als bei
der Frischluftspilung (Abbildung 154). Hier findet man fur das eben genannte Beispiel die
Werte 20,8 kW (25°C) und 30,0 kW (150°C) bei Frischluftspilung und 21,3 kW (+2,4%) bzw.
33 kW (+10%) bei HeiRgasspulung. Dadurch wird also der Vorteil der etwas niedrigeren
Reingasverluste zum Teil wieder aufgezehrt.
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Abbildung 154: Einfluss des Spulluftstroms auf die Transmissionswarmeverluste:
(a) Frischluftspulung; (b) HeiRgasspilung

Die Tendenzen der Reingas- und Transmissionswarmeverluste konnen anhand der
folgenden vereinfachten Betrachtung erklart werden. Nimmt man als Ausgangspunkt den
Betrieb ohne Spilung kann der Temperaturverlauf stark vereinfacht (ohne Dissipation und
Warmeverluste, konstante spez. Warmekapazitaten) wie in Abbildung 155 (a) angenommen
werden.
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Abbildung 155: Einfluss der Spillufttemperatur auf den Temperaturverlauf; (a) Spullufttemperatur
gleich Ablufttemperatur; (b) Spullufttemperatur kleiner als Ablufttemperatur; (c)
Spullufttemperatur gréRer als Ablufttemperatur
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Die Reingasverluste ergeben sich in diesem Fall aus

HL,RG =W, MTrca —Tal) (Gl. 252)

und die Reingasaustrittstemperatur lasst sich aus der Definitionsgleichung des Wirkungs-
grades berechnen

T e _T a *
n= RQ—R*Q = Trea = Tree W-n)+n TaLe- (Gl. 253)
TRG,e _TAL,e

Mit T, . =T, erhalt man

HL,RG = ‘AL [1-77) UTege = Tar) (Gl. 254)
Bei Frischluftspiilung ergeben sich die Reingasverluste bezogen auf das Gesamtsystem aus
HL,RG = (WAL + Wy, ) Mrea = (WAL [T, +We ErS|_)- (Gl. 255)

Definiert man den Spdilluftanteil als Verhaltnis der Warmekapazitatsstrome von Spulluft und
Abluft

Po = 8 (Gl. 256)

und die Spullufttemperatur tber die Temperaturdifferenz zur Abluft
To = Ta AT (Gl. 257)

ergibt sich fur die Reingasverluste

H LRG :WAL [E(l'l' ¢SL) ErRG,a -1+ ¢SL) ErA|. - ¢SL mTSL] . (Gl. 258)

Die Temperatur des aquivalenten Abluftstroms am Eintritt in den Warmedibertrager erhalt

man aus
\ W, [T, +W. [T
TAL,e - AL .AL 'SL SL :TAL + ¢SL mTSLa (Gl 259)
WAL +WSL 1+ ¢SL
was nach Einsetzen und Umformen auf
HL,RG =(1+4g.) ENAL [1-n) [ﬁTRG,e “Ta— 1?2 mTSLj (Gl. 260)
SL

fuhrt. Die Frischluftspuilung wirkt sich daher wie folgt aus.

Mit steigendem Spulluftstrom nimmt der Warmekapazitatsstrom zu, sodass sich die Reingas-
verluste vergrofRern. AuRerdem nimmt gemaf

W, +4,)
— W, 1+, — Sty
¢ 1+—M—~ kT S 1+¢SL +St, (Gl 261)
WAL 1+ ¢SL)

der Wirkungsgrad des Warmedibertragers ab. Die Reingasverluste werden daher auch
groRer, wenn Spilluft und Abluft mit der gleichen Temperatur eintreten (ATg, =0). Ist die
Temperatur der Spilluft groRRer als die der Abluft (ATg >0), werden die anderen beiden
Effekte gemindert, ist sie kleiner (AT, <0), werden sie verstarkt.
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Eine andere Beziehung ergibt sich bei HeiRgasspulung. Hier folgen die Reingasverluste
bezogen auf das Gesamtsystem aus

HL,RG =WAL EQTRG,a ~Ta)- (Gl. 262)
Setzt man die Gleichung fir die Reingasaustrittstemperatur ein, fuhrt dies auf
HL,RG = 'AL [1-n7) [éTRG,e —Ta +LB&mTSLj- (Gl. 263)
1-n 1+¢SL

Hier sind die Auswirkungen folgende. Bei h6herem Spiilgasstrom ergibt sich ein geringerer
Wirkungsgrad, sodass die Reingasverluste groRer werden. Dies wére auch bei ATg, =0 der
Fall. Ist die Temperatur des Spilgases hoher als die der Abluft, werden die Reingasverluste
grol3er, ist sie niedriger, nehmen die Reingasverluste ab. Dieser Effekt wird bei grof3eren
Wirkungsgraden und zunehmendem Spulgasanteil verstarkt.

Der zweite maRRgebliche Einfluss auf den spezifischen Erdgasbedarf sind die Transmissions-
warmeverluste. Wird durch die Beimischung von Spilluft oder Spilgas zur Abluft deren
Temperatur reduziert, nehmen gleichzeitig die mittleren Regeneratortemperaturen und damit
die Transmissionswéarmeverluste ab. Dieser Fall ist in Abbildung 155 (b) gezeigt. Ist der
Spdlluftstrom hingegen heiler als die Abluft (c), nehmen die Transmissionswarmeverluste
zu.

Die zuvor gezeigten Simulationen zur HeiRgasspilung, welche mit dem HXR-Modell
durchgefuhrt wurden, gehen davon aus, dass das austretende Spillgas die gleiche
Temperatur besitzt, wie das abgefihrte Reingas. Da aber durch die instationaren Vorgange
in den Regeneratoren die Spullgasaustrittstemperatur von der Reingasaustrittstemperatur
abweichen kann, ware es mdoglich, dass der unerwartet hohe Energiebedarf der
Heilgasspilung durch die Rekuperator-Analogie begriindet ist. Um dies auszuschlieRen,
wurden weitere Berechnungen mit dem vereinfachten, instationdren Regeneratormodell
durchgefihrt.

Dabei wurden die Daten eines Regenerators der Technikumsanlage, ein Abluftstrom von
2.000 my®h, eine Brennraumtemperatur von 850°C, eine Umschaltzeit von 60 s und ein
konstanter mittlerer Warmeiibergangskoeffizient von 50 W/m®K zugrunde gelegt. Fiir die
Berechnung wurden 100 Stitzstellen und eine konstante Zeitschrittweite von 0,1s
verwendet.

Sperrluftstrome und deren Verteilung wurden vernachlassigt. Im Fall der Hei3gasspulung
wurde die Mischungstemperatur am Ablufteintritt aus der vorgegeben Ablufttemperatur und
den im vorangegangenen Zyklus gespeicherten Werten der Spullgasaustrittstemperatur
berechnet. Als Abbruchkriterium fiir den zyklisch-stationaren Zustand wurde eine maximale
Temperaturanderung von 10® K zwischen Anfang und Ende eines Zyklus zugrunde gelegt.

Das Berechnungsmodell beinhaltet bisher keine Transmissionswarmeverluste. Daher
wurden diese nachtraglich aus den takt- und ortsgemittelten Regeneratortemperaturen
abgeschatzt,

~ ~

QL = kL m_,Reg [ﬁﬂAL +79SL +Z§RG _3Tamb)+ kL m_,BR [ﬂTRG,e _Tamb) (Gl. 264)
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wobei der Warmedurchgangskoeffizient und die Auf3enfliche bei den Regeneratoren mit
0,3 W/m?K und 8,4 m? beim Brennraum mit 0,6 W/m?K und 33,8 m? und die Umgebungs-
temperatur mit 25°C angesetzt wurden.

Um den Gesamtwéarmebedarf zu ermitteln, wurden die Reingasverluste und der Bedarf zum
Aufheizen der vorgewarmten Luftstrome auf die Solltemperatur hinzugerechnet. Hierbei
wurden die jeweiligen taktgemittelten Temperaturen eingesetzt.

Die mit dem instationdren Regeneratormodell gewonnenen Simulationsergebnisse besta-
tigen die Ergebnisse des Rekuperatormodells.

Abbildung 156 zeigt die Verlaufe des rechnerischen spezifischen Erdgasbedarfs. Die Werte
sind zwar im Vergleich zu Abbildung 151 bei hohem Splluftstrom etwas geringer, was auf
die Uberschlagige Berechnung der Transmissionswarmeverluste zurtickzufiihren ist, ansonst
ergeben sich aber die gleichen Tendenzen. Auch hier zeigen sich bei Frischluft- und
HeilR3gasspulung nur geringe Unterschiede.
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Abbildung 156: Einfluss des Spulluftstroms auf den spezifischen Erdgasbedarf: (a) Frischluftspilung;
(b) HeiRgasspiilung

In Abbildung 157 sind die Reingasverluste und die spezifischen Gesamtwarmeverluste der
HeilRgasspulung im Vergleich zur Frischluftspilung aufgetragen. Es zeigt sich, dass die
Reingasverluste der Heil3gasspulung im untersuchten Bereich maximal 2% geringer sind als
die bei Frischluftspilung. Die abgeschétzten Gesamtverluste sind sogar nur um maximal
0,8% geringer.

Es soll nicht unerwahnt bleiben, dass auch hier die vorgenommenen Vereinfachungen die
Ergebnisse verfalschen konnen. So fihren zum Beispiel in realen Anlagen die
Transmissionswarmeverluste bei hohen Ablufttemperaturen haufig dazu, dass die Reingas-
austrittstemperatur geringer ist als die Temperatur der Abluft. Es ist anzunehmen, dass dies
bei Heil3gasspilung ebenso fur den Spulgasstrom gilt. Dies wird bei den instationdren
Berechnungen nicht berilicksichtigt. Andererseits ist in den 0. g. Abschatzungsgleichungen
die Spullufttemperatur enthalten, was vermuten lasst, dass GréfRenordnung und Tendenz
korrekt wiedergegeben werden.

219



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

VaL =2.000 my/h, T=60 s Va = 2.000 my*h, T=60 s
1,000 r===e—— 1,000 ———
E S N
0,998 'E \\:%:\\ 0,999 A\\\\\\
0996 £ NN e
U AR 0,998 AN
0994 § ISR AR
) £ N A N
z E SN 0,997 1 NN
S F A NS -l N Y
" oseey R Z
T F x & 0,996 1 N
~ 0,990 f AN g NON
,990 \
£ F 2 0,995 a N0\
£ 0,988 A g N
5 E o N
T b N 0,994 4 N
0986t @ T, =25°C © Tu =25°C Ny
F 0,993 1
09841 o T, =50C & Ta =50°C
i 0,992
09821 , 1, =100°C A Ta =100°C
0,980 + t t t t 0,991 t t t t
0 100 200 300 400 500 0 100 200 300 400 500

Spiilluftstrom / (m */h) Splluftstrom / (m \*/h)

a) b)

Abbildung 157: Vergleich zwischen Heil3gasspulung und Frischluftspiilung: (a) Reingasverluste;
(b) spezifische Gesamtverluste

Die Frage, weshalb man in der Praxis von einem deutlicheren Vorteil der Heil3gasspllung
ausgeht, kann hier nicht beantwortet werden, da nicht bekannt ist auf welcher Basis diese
Aussage getroffen wird. Eine mdégliche Erklarung besteht darin, dass bei der Argumentation
inkonsistente Bezugspunkten verwendet werden. Wirde man namlich die Reingasverluste
im Fall der Frischluftspiilung aus

HL,RG,FL = 'AL [+ ¢SL) EQTRG,a _T/-:L,e) (Gl. 265)
und bei Hei3gasspiilung aus
HL,RG,HG =W, EQTRG,a _T/-:L,e) (Gl. 266)

ermitteln, statt wie oben dargestellt, waren im ersten Fall die Reingasverluste immer etwa um
den Spdllluftanteil groRBer, da die verwendeten Temperaturdifferenzen ungefahr gleich
bleiben.

Dies ist jedoch flr den beabsichtigten Vergleich nicht das richtige Bezugssystem, denn Teile
der Anlage (Frischluftzufuhr, HeiRgasruckfihrung) werden vernachlassigt. Fur einen
Betreiber ist entscheidend, was das komplette System an Kosten verursacht. Daher muss
die Bilanzgrenze so gezogen werden, dass sie das gesamte Abluftreinigungssystem
umfasst, also durch die erstmdgliche Stelle im Abluftkanal und die letztmégliche Position im
Reingaskanal.

Neben dem (offenbar geringfligigen) energetischen Vorteil besitzt die Heil3gasspulung einen
betrieblichen Nachteil, sofern Saurebildner (Chlor, Fluor, Schwefel u.a.) in den
Abluftkomponenten enthalten sind. Wéhrend diese kaum korrosiv wirken solange sie in die
Molekulstruktur der organischen Verbindung eingebunden sind, verursachen sie verstarkte
Korrosion, wenn sie nach der Oxidation als Sauren (HCI, HF, H,SO3) vorliegen. Durch die
Ruckfuhrung dieser Oxidationsnebenprodukte auf die Abluftseite besteht, vor allem bei hoher
Abluftfeuchte und Anlagen im Uberdruckbetrieb, die Gefahr, dass saures Kondensat ausfallt
und sich an den Kanalflachen niederschlagt [497].
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7.7 Umschaltzyklus

Die wesentlichen EinflussgrofRen von RNV-Anlagen wurden bereits untersucht. Eine weitere
Mdglichkeit das Betriebsverhalten zu beeinflussen, besteht in der Veranderung des Zyklus.
Dies kann grundsétzlich auf zwei Arten geschehen. Entweder indem bei gleichbleibenden
Verhéltnissen der Taktdauern die Gesamtzykluszeit verlangert oder verkirzt wird, oder durch
Variation der einzelnen Taktzeiten zueinander bei gleichbleibender Zykluszeit. Auch die
Kombination beider Veranderungen ist maglich.

Da die Rekuperator-Analogie von unendlich kurzen Umschaltzeiten ausgeht, kann der
Einfluss der Takt- und Zykluszeiten mit dem hier beschriebenen vereinfachten Modell bisher
nicht berechnet werden. Grundséatzlich ist denkbar, den Warmedurchgangskoeffizienten des
Rekuperators mit dem von Hausen entwickelten Ansatz zu korrigieren. Diese Methode ist
jedoch bisher nicht implementiert. Um dennoch die Auswirkungen aufzuzeigen, werden
Messergebnisse dargestellt und durch Simulationsergebnisse des vereinfachten instatio-
naren Regeneratormodells ergénzt.

7.7.1 Einfluss der Zykluszeit

Es ist bekannt, dass langere Umschaltzeiten den Wirkungsgrad von Regeneratoren ver-
schlechtern. Dies wurde bereits in Form des Hausen-Diagramms (Abbildung 16) dargestellt.
Da dieses den fir Winderhitzer relevanten Datenbereich abdeckt und die relevanten
Kennzahlen schwierig einzuschétzen sind, wurde der Einfluss der Umschaltzeit beispielhaft
mit den Daten der Technikumsanlage berechnet.

Abbildung 158 (a) zeigt die relative Anderung des (ibertragenen Warmestroms in Abh&ngig-
keit der Taktdauer flr drei verschiedene Abluftvolumenstrome. Die Sperrluftstrome wurden
dabei vernachlassigt. Man erkennt, dass sich die Warmeubertragung flr Umschaltzeiten bis
zu funf Minuten kaum verschlechtert. Die Abnahme betragt in diesem Bereich maximal
0,55% bei 2.000 my®h, 0,8% bei 3.000 my*h und 1,4% bei 4.000 my®*h. Bei langeren
Taktdauern verschlechtert sich die Warmeriickgewinnung allerdings rapide. Dies bestatigt
die Ergebnisse von Nieken [192] und Jauns-Seyfried [198]. Auch Cittadini et al. haben
gezeigt, dass bei groReren Zykluszeiten die fur den autothermen Betrieb notwendige
Beladung zunimmt [221].
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Die relative Abnahme des Wirkungsgrades darf nicht mit der Zunahme des Brennstoff-
bedarfs gleichgesetzt werden. Der Warmestrom zum Aufheizen des aquivalenten Abluft-
stroms von der Vorwarmtemperatur auf die Brennraumtemperatur betrdgt (ohne Warme-
verluste)

Qo :W/-:L [ql_n:\L)[qTRG,e _TA*L,e)' (Gl. 267)
Vergleicht man diesen Warmestrom mit dem Bedarf, der bei einem anderen Wirkungsgrad,
definiert Gber die relative Abweichung

f= /7/:|_,2 _/7:\L
M

vorliegt, erhalt man fur die relative Abweichung des Brennstoffbedarfs

= ,7,;L,2 = (1+ f)m]:\L , (Gl. 268)

Q_Qo :1_/7/:L,2 —]_:—Lf )
Qo 1_,7;L 1_,7;L
Die Anderung des Brennstoffoedarfs hangt daher in starkem MaBe vom Ausgangs-
wirkungsgrad ab. So fuhrt zum Beispiel die Abnahme eines Wirkungsgrades von 98% um
1% (bezogen auf diesen Wirkungsgrad) zu einer relativen Zunahme des Brennstoffbedarfs
um fast 50%. Um diesen Zusammenhang zu verdeutlichen, ist die Zunahme des abge-
schatzten Gesamtwarmebedarfs im Diagramm (b) gezeigt.

(Gl. 269)

Auch die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass der spezifische Erdgasbedarf umso
groBer ist, je langer die Umschaltzeit gewéhlt wird (Abbildung 159). Bei diesen Versuchen
wurde die Dauer der drei Phasen gleichméaRig verlangert, sodass die Zyklusdauer gerade
das Dreifache der angegebenen Taktdauer betrdgt. Untersucht wurde die Abhangigkeit bei
Wabenkorpern mit zwei verschiedenen Abluftvolumenstromen sowie bei Sattelkorpern,
jeweils fur eine Betriebstemperatur von 850°C im Flammenlosbetrieb.

Im untersuchten Bereich ist in allen Féllen eine lineare Abhangigkeit festzustellen. Die
Regressionsgeraden sind im Diagramm eingezeichnet und ihre Gleichungen angegeben.

Der geringste Einfluss zeigt sich bei Wabenkodrpern und einem Abluftvolumenstrom von
1.500 my*h. GemaR der Ausgleichgeraden ergibt sich im Umschaltzeitbereich von 0 s bis
300 s eine Zunahme des spezifischen Energiebedarfs von 1,65 g/my® auf 1,68 g/my®, was
2,2% entspricht. Der hohere Abluftvolumenstrom flhrt zu einer stéarkeren Abhangigkeit. Hier
steigt der Erdgasbedarf im gleichen Bereich von 1,54 g/m\® auf 1,77 g/my® bzw. um 15%. Im
Fall von Sattelkérpern zeigt sich eine Zunahme von 2,51 g/m\® auf 2,76 g/m\® (+10,2%).

Durch den mit zunehmender Zykluszeit abnehmenden Wirkungsgrad steigen die Reingas-
austrittstemperaturen und dadurch die Reingasverluste an (b). Auch eine geringfiigige
Erhéhung des Druckverlustes ist zu erkennen (c). Dies ist durch die Veranderung der zeit-
und ortsgemittelten Regeneratortemperaturen zu erklaren. Die mittlere Temperatur im
Reingastakt nimmt bei langeren Zykluszeiten zu, wahrend sie im Ablufttakt abnimmt. Da aber
der Druckverlust Uberproportional von der Temperatur abhangt, ist die Erhdéhung mit
zunehmender Temperatur gro3er als die Minderung bei abnehmender Temperatur. Dadurch
wird der Druckverlust insgesamt geringfligig groR3er.
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Abbildung 160 zeigt den Einfluss der Zykluszeit auf die Regeneratortemperaturen. Das
Beispiel zeigt Versuchsergebnisse mit Wabenkérpern bei einem Abluftstrom von 3.000 my*/h
fir Umschaltzeiten von 60 s (a) und 300 s (b). Zum Vergleich sind die Temperaturverlaufe
dargestellt, welche mit dem vereinfachten instationaren Modell berechnet wurden.

Die Ubereinstimmung zwischen den Messungen und Simulationen ist gut, wenn man
bedenkt, dass die Berechnungen mit konstanten Stoffeigenschaften und ohne Trans-
missionswarmeverluste durchgefiihrt wurden. Dadurch ist bei den Messungen die
Krimmung der Profile etwas starker und die Differenzen zwischen den Temperaturprofilen
an den Taktenden etwas grof3er.

Der Vergleich macht deutlich, dass bei gro3eren Zykluszeiten die Strecke um die sich die
Temperaturprofile verschieben grof3er wird. Dadurch nimmt an einem festen Ort die
Schwankungsbreite der Temperatur zu. Der Flacheninhalt zwischen den Temperatur-
verlaufen ist ein Mafl3 fur die innerhalb des Taktes abgegebene oder aufgenommene
Warmemenge. Die Warmemenge nimmt mit groReren Umschaltzeiten zu, wéhrend der
mittlere Warmestrom abnimmt (sinkender Vorwarmgrad, steigender Brennstoffbedarf).
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Abbildung 160: Temperaturprofile im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten: (a) 60 s;
(b) 300 s

Ein Vergleich der zeitlichen Temperaturverlaufe an festen Messpunkten ist in Abbildung 161
gezeigt. Wahrend die Temperaturen in der Mitte des Regenerators nach anfanglichen
exponentiellen Anderungen fast linear verlaufen, sind die Messkurven an den Enden der
Regeneratoren durchgehend gekrimmt.

Bei langen Umschaltzeiten ist aul3erdem auffalliig, dass der Regenerator im oberen Bereich
Uber die Solltemperatur hinaus aufgeheizt wird. Dies liegt daran, dass die Brennstoffzufuhr
anhand der Brennraumtemperatur geregelt wird. Da die Wéarmekapazitat des Brennraums
nahezu vernachlassigbar ist und die Versuche im Flammenlosbetrieb durchgefihrt wurden,
ist die zeitliche Entwicklung der Brennraumtemperatur mit dem Temperaturverlauf am
oberen Ende des Regenerators vergleichbar. Dort ist festzustellen, dass die Temperatur
gegen Ende des Ablufttaktes bis auf etwa 780°C abnimmt. Bei dieser Temperatur findet im
Abluftregenerator und im Brennraum kaum noch Oxidation statt, so dass der Brennstoff erst
umgesetzt wird, wenn er den warmeren Reingasregenerator erreicht.
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60 ) 120 300 .
a) Zeit/s b) Zeit/s

Abbildung 161: Zeitliche Temperaturverlaufe im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten:
(a) 60 s; (b) 300 s

Diese Uberhthung der Temperatur des Reingasregenerators ist auch in der zyklischen
Darstellung der Regeneratortemperaturen gut zu erkennen (Abbildung 162 (c)). Abgebildet
sind jeweils funf Zyklen, die jedoch nicht unterscheidbar sind. Dies ist ein Zeichen, dass der
zyklisch-stationare Zustand erreicht gewesen ist. In der entsprechenden Simulation (d)
nahern sich zwar die Temperaturen an den oberen Messposition an, Uberschneiden sich
jedoch nicht. Dies liegt daran, dass bei den Berechnungen die Reingaseintrittstemperatur als
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7.7 Umschaltzyklus

konstant betrachtet wird. Bei der kurzen Umschaltzeit ist diese Uberhohung der Reingas-
eintrittstemperatur nicht vorhanden (a+b).

Die Temperaturdnderungen nach den Umschaltvorgangen sind bei der groReren Zyklus-
dauer in den Messungen besser wiederzuerkennen als bei der kurzen Taktzeit. Dies kann
dadurch begrundet sein, dass die Thermoelemente nicht immer exakt die Speichermassen-
temperatur erfassen, sondern teilweise einen Wert, der zwischen der Gastemperatur und der
Steintemperatur liegt. Dadurch wird in den Messungen die schnelle Dynamik auf der
Gasseite durch die langsamere Temperaturentwicklung der Keramik uberlagert. Da
auBerdem die Temperaturunterschiede bei kurzen Zyklusdauern insgesamt geringer sind,

treten die Diskontinuitaten weniger hervor.
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Abbildung 162: Zeitliche Temperaturverlaufe im Regenerator bei verschiedenen Umschaltzeiten in

zyklischer Darstellung: (a) 60 s Messung; (b) 60 s Simulation; (c) 300 s Messung;

(d) 300 s Simulation
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7 Simulations- und Versuchsergebnisse

7.7.2 Einfluss der Taktdauern

Liegen in den einzelnen Regeneratoren stark unterschiedliche Temperaturverteilungen vor,
sodass bestimmte Regeneratoren deutlich kalter bzw. deutlich hei3er sind als andere, kann
dies durch Anpassen der Taktzeiten der Abluft- und Reingasphasen ausgeglichen werden.
Dies ist besonders einfach bei Ein- und Zweibett-Regeneratoren zu realisieren [91], wird
aber ebenso bei Mehrturm-Anlagen angewandt [95].

Bei den zuvor gezeigten Messungen wurden die Dauern der Abluft,- Spulluft- und Reingas-
takte gleichermal3en verlangert. Dabei wurde der Spulluftstrom konstant gehalten. Bei
verlangerter Spildauer wird deshalb ein deutlich groReres Spulluftvolumen zugefihrt, als zur
Verdinnung der Abluft notwendig ware. Um das Spulluftvolumen konstant zu halten, gibt es
zwei Mdglichkeiten. Entweder man passt den Volumenstrom an die vorgegebene Dauer des
Spiltaktes an, oder man verandert die Spuldauer entsprechend des gewahlten Volumen-
stroms. Die erste Variante hat den Vorteil, dass die Zyklussteuerung einfacher gestaltet
werden kann. Bei der zweiten Mdglichkeit kann die bei verkirzter Spilzeit zur Verfligung
stehende Restdauer der Spillphase dem Ablufttakt und/oder Reingastakt zugeschlagen
werden.

Diese Vorgehensweise ist in der Praxis weit verbreitet. Sie kann entweder dadurch realisiert
werden, dass die Abluftperiode des als néchstes zu spilenden Regenerators verlangert wird,
oder der bereits gespulte Regenerator friher auf den Reingasbetrieb umgeschaltet wird. Es
kénnen auch beide Methoden gleichzeitig angewandt werden indem ein Teil der freien Zeit
der Abluftphase, der andere Teil der Reingasphase zugeschlagen wird.

Der Vorteil besteht darin, dass der Abluft- oder der Reingasstrom wéahrend der Restdauer
der Spulphase auf mehr Regeneratoren verteilt wird. Dadurch werden der Warmekapazitats-
strom pro Regenerator und die Stromungsgeschwindigkeit temporéar verringert. Es ist also zu
erwarten, dass aufgrund der grolReren Stanton-Zahlen dieser Regeneratoren der
Wirkungsgrad zu- und der Druckverlust abnimmt.

Eine weitere Mdoglichkeit bestiinde darin, den Regenerator nach vollendeter Spilung zu
verschlielen und weder Abluft noch Reingas zuzufiihren.

Einige dieser Mdglichkeiten wurden ebenfalls experimentell und anhand von Simulationen
evaluiert. Die durchgefiihrten Versuche gehen vom temperaturgeregelten Flammenlosbetrieb
mit einem Abluftstrom von 3.000 my®/h, einer Solltemperatur von 850°C, einer Umschaltzeit
von 300 s und einer Spuldauer von 45 s aus. Als Flllkérper waren Wabenkdrper eingesetzt.
Die lange Zykluszeit von 15 Minuten wurde als Ausgangspunkt gewdahlt, damit der Effekt
besser feststellbar ist.

Beginnend bei dieser Einstellung (Abluft- und Reingastakt jeweils 5 Minuten, Spilphase 45 s
mit anschlieBendem Verschluss des gespullten Regenerators) wurde einmal die Dauer des
Ablufttaktes ein andermal diejenige des Reingastaktes verlangert. Es zeigt sich in beiden
Fallen eine deutliche Verringerung des spezifischen Erdgasbedarfs. In Abbildung 163 sind
die aus den Messwerten berechneten Erdgaskonzentrationen in Abhangigkeit der Dauer des
verlangerten Taktes aufgetragen. Die maximal mogliche Dauer von 555s kann nicht
eingestellt werden, da durch die Klappenstellzeiten ein gewisser Zeitraum verloren geht.
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7.7 Umschaltzyklus

Wird der Reingastakt verlangert, ergibt sich eine Reduktion des spezifischen Gasbedarfs von
1,85 g/my® auf 1,63 g/m\® also um fast 12%. Beide Betriebspunkte waren problemlos
realisierbar.

Mit verlangertem Ablufttakt hingegen konnte der analoge Betriebspunkt tberhaupt nicht
erreicht werden. Wahrend bis zu einer Dauer der Abluftperiode von 380 s stabiler Betrieb
madglich war, stellten sich ab 410 s immer sehr unsymmetrische Temperaturverteilungen in
den Regeneratoren ein. Diese waren teilweise so stark, dass die maximal zulassige
Klappentemperatur tberschritten und die Anlage automatisch aul3er Betrieb gesetzt wurde.
Eine konkrete Ursache fir dieses Verhalten konnte bisher nicht festgestellt werden.
Zunachst wurde vermutet, dass die Reglereinstellung oder die Verwendung der mittleren
Brennraumtemperatur als RegelgroRe hierfur verantwortlich sein kdénnten. Doch mehrere
Wiederholungen der Versuche mit unterschiedlichen Reglerparametern bzw. der
Brennraumtemperatur oberhalb des Reingasregenerators als RegelgréfRe zeigten keine
Verbesserung.

Im verwertbaren Bereich ist dennoch zu erkennen, dass die Verlangerung des Ablufttaktes
(um maximal 80 Sekunden) zu einer merklichen Verringerung des spezifischen Erdgas-
bedarfs von etwa 1,86 g/my® auf 1,8 g/my® fiihrt.
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Wahrend bei verlangertem Reingastakt in den Reingastemperaturen eine Abnahme
erkennbar ist (b), werden diese bei verlangertem Ablufttakt zun&chst geringer, nehmen dann
aber wieder zu. Dies ist wahrscheinlich auf die unsymmetrischen Temperaturverteilungen in

227



7 Simulations- und Versuchsergebnisse

den Regeneratoren zurickzufiihren. Der Druckverlust nimmt hingegen in allen Versuchen in
gleichem Mal3e ab (c). Dies liegt daran, dass der Reingasstrom bzw. der Abluftstrom auf
zwei Regeneratoren verteilt wird, wenn die Restphase des Splltaktes als Reingas- oder
Ablufttakt dient. Dadurch halbiert sich in diesem Zeitraum die effektive Stromungs-
geschwindigkeit.

Die erwarteten Zusammenhange wurden somit experimentell bestétigt.

Ahnliche Variationen der Taktzeiten wurden mit dem instationdren Regeneratormodell
simuliert. Dabei wurde ausgehend von einer Taktdauer von 300 s und Vollzeitspilung, der
Anteil der Spulphase verringert und der Regenerator in der Restzeit entweder geschlossen
gehalten oder mit Abluft bzw. Reingas beaufschlagt. Der angegebene Spulluftvolumenstrom
von 50 my®/h ist auf die Gesamtdauer des Taktes bezogen. Bei verringerter Spiildauer wurde
der Volumenstrom entsprechend der Verkirzung vergrof3ert, sodass das in der Spulperiode
zugefihrte Spuilluftvolumen konstant blieb.

Abbildung 164 zeigt die Anderung des
spezifischen Erdgasbedarfs gegeniber dem [
Zustand mit Vollzeitspilung (Anteil = 1). Die 1,90-5 M e SRR bl el PP
experimentell gefundene lineare Abhangigkeit i
wird bestatigt. Auch die berechnete Minderung
stimmt gut mit den Messergebnissen berein.
Die in Versuchen verwendete Spildauer von
45 s entspricht bei einer Taktdauer von 300 s
einem Anteil der Spuldauer von 15%. An ;
diesem Punkt wurde bei verlangertem Rein- 1'65-5 e 4 Restzeit Reingas
astakt experimentell eine Minderung um etwa 1'600:0' T or e os 1o
12% festgestellt. Die Berechnungen ergeben Anteil Spiildauer

einen Wert von 13%.

Vi = 3.000 my3/h, Vs, = 50 my*/h, T=300's
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Abbildung 164: Berechneter Einfluss der
Spuldauer auf den spezifischen

Insgesamt kann somit konstatiert werden,
dass es beim Betrieb mit verkirzten
Sptllphasen sinnvoll ist, die Restdauer fir den
Abluft- oder Reingasbetrieb zu nutzen. Beide
Varianten zeigten eine Reduktion des spezifischen Erdgasbedarfs in der gleichen
GroRRenordnung. Eine verlangerte Abluftphase scheint zu einem instabileren
Betriebsverhalten zu fuhren. Allerdings liegen keine Erkenntnisse vor, ob dies in der Praxis in
ahnlicher Weise der Fall ist.

Erdgasbedarf bei konstantem
Spilluftvolumen

228



8 Abschatzungsrechnungen

In diesem Abschnitt sind einige Berechnungen zusammengefasst, auf die in den
vorangegangenen Kapiteln verwiesen wurde. Da fir die Herleitung der Gleichungen
zahlreiche Vereinfachungen und Annahmen erforderlich sind, geben diese nicht exakt das
reale Verhalten wieder. Sie sind vielmehr als Abschatzungsformeln zu verstehen.

8.1 Abschatzung der Maximaltemperatur

Wie an mehreren Stellen dieser Arbeit deutlich wurde, ist die chemische Kinetik von
entscheidender Bedeutung fir das Reaktorverhalten. So legt zum Beispiel die Reaktorziind-
temperatur die erforderliche Mindestkonzentration im Flammenlosbetrieb fest oder sie
bestimmt bei hoheren Konzentrationen den Zindpunkt innerhalb des Regenerators und
damit die Auspragung pseudo-unterautothermer Betriebszustande. Daher wére es
winschenswert einen Zusammenhang zu kennen, mit dem die Ziindtemperatur abgeschatzt
werden kann. Definiert man die Reaktorzindtemperatur ndherungsweise als

T = Thax ~ AT, (Gl. 270)

ist auch die Kenntnis der Maximaltemperatur ausreichend. Fir diese wird im Folgenden eine
Né&herungsgleichung hergeleitet.

Ahnliche Abschatzungen wurden bereits von Matros et al., Nieken, Zufle, Haynes et al.,
Nijdam, Wallace + Vijoen, Luss et al., Burghardt et al., van Sint Annaland, Ramdani et al.
sowie Cittadini et al. angegeben [84, 148, 174, 192, 194, 197, 209, 210, 220, 221, 228, 243,
498]. Dort werden jedoch heterogene Reaktionen an der Katalysatoroberflache betrachtet.

Geht man davon aus, dass im Warmelbertragerreaktor nur eine einzelne homogene
Gasphasenreaktion erster Ordnung mit einem stdchiometrischen Koeffizienten von -1
ablauft, kann man die Stoff- und Energiebilanz in der Form

Er
%:_‘%‘(’V_kR B FT[E (Gl. 271)
dpcT  0pc Tw L
PG - Cp +k, [@ RTEMH,  +k; ﬂmT. (Gl. 272)
ot 0X Ey

schreiben. Darin sind Warmeleitung, Wéarmespeicherung, Wéarmeverluste und Druckverlust
vernachlassigt.

Bezieht man Konzentration und Dichte auf den Normzustand und die Geschwindigkeit auf
die Norm-Leerrohrgeschwindigkeit, so ergeben sich bei stationarem Betrieb die Gradienten

Er

dc, __& Ok T, Eeﬁ T, (Gl. 273)
0X W0 T

B
oT _ +&v (ke Oy £ RT B (H, + Ky L&, T (Gl. 274)
ox Wy T ple, o le, D,
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8 Abschatzungsrechnungen

Nimmt man ferner an, dass an jedem Ort die treibende Temperaturdifferenz des
Warmedurchgangs gerade der verbliebenen adiabaten Temperaturerhthung entspricht, so
erhélt man nach Einfuhrung des Restanteils { =¢,/¢,, und der adiabaten Temperatur-
differenz die Gleichungen

_Er

0 _ &0y 2™ (Gl. 275)
0X W0 T

_En
T _, 60O, e" AT, T kr L&, AT, 7. (Gl. 276)
ox Wa0 T A E:p HNN,o

Nach Division des Temperaturgradienten durch den Gradienten des Restanteils und
Trennung der Variablen findet man die Differentialgleichung

1
-0{ = aT .
AT, + ke [, AT, O TE (Gl. 277)
oy E¢p (&, ks [0y e_R%

Fir die rechte Seite konnte in dieser Form keine Stammfunktion gefunden werden. Geht
man jedoch davon aus, dass der erste Summand im Nenner gegeniber dem zweiten
vernachlassigbar ist

k. [& T
o T e L (Gl. 278)
Py LC, LEy LKg Ly e RT

erhalt man durch Integration

_Er

< Te RT [c (&, [k, [T
[-1¢ =Kk —aT mit K = PG L& (e [Ty (Gl. 279)
1 T T kT La, [AT,q

die Lésung fur den Umsatz in Abhangigkeit der Maximaltemperatur

u(T)=1-¢(T)=K [EEi(—ij—Ei(—iﬂ. (G. 280)

RT, RT

Die Integralexponentialfunktion Ei(x) kann nur als unendliche Reihe berechnet werden, ist
aber dennoch in vielen Computeralgebrasystemen und Tabellenkalkulationen verfligbar oder
kann dort relativ einfach implementiert werden.

Fur betragsmaRig groRe Argumente (etwa ab |x|>15) kann die Ei-Funktion recht gut durch

X

Ei(x) = % (Gl. 281)

angenéhert werden und man erhalt die vereinfachte Naherungsgleichung

= En(To
u(T)=K E,%@ Ro EEle s ]—1} (Gl. 282)

To
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8.1 Abschétzung der Maximaltemperatur

Mit den Kennzahlen

Er
st=2tA__ala Vo pa =Y e
w Py LE, W LEy W To
ergibt sich die Form
Da, E& Ex (To_lj
U(T)=—ER e R\ o1/, (Gl. 283)

welche die Abhangigkeit des Umsatzes von den wesentlichen Ahnlichkeitskennzahlen zum
Ausdruck bringt.

Die beiden genannten Ausdriicke (Gl. 280) und (Gl. 282) sind nicht explizit nach der
gesuchten Maximaltemperatur auflosbar und missen deshalb iterativ gelést werden.

In Abbildung 165 sind mit Hilfe der Abschéatzungsgleichungen und des detaillierten Modells
berechnete Maximaltemperaturen gegeneinander aufgetragen. Dazu wurden wechselweise
die Konzentration im Bereich von 1,5g/my® bis 3,0 g/m\® (Schrittweite 0,1 g/m\°), die
Eintrittstemperatur von 0°C bis 200°C (Schrittweite 20°C), die StofRRzahl zwischen
10° mol/m®s und 10" mol/m3s (Schrittweite 10° mol/m®s) und die Aktivierungsenergie im
Bereich 100.000 J/mol bis 200.000 J/mol (Schrittweite 10.000 J/mol) variiert. Von den
insgesamt 12.320 berechneten Parameterkombinationen wurden nur solche dargestellt, bei
denen die Detailsimulation einen Restanteil des Reaktanten am Brennraumeintritt von
weniger als 10° ergab (10.723 Werte).

2.000 2.000

© berechnet mit Ei(x)

© berechnet mit Exp(x) / x und
Korrektur

e berechnet mit Ei(x) und Korrektur

1.500 1 1.500 T

1.000 1 1.000 T

Schatzung
Schéatzung
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0 500 1.000 1.500 2.000 0 500 1.000 1.500 2.000
Modell Modell

a) b)

Abbildung 165: Vergleich der abgeschatzten Maximaltemperaturen mit den Werten des detaillierten
Modells (adiabat ohne Dissipation): (a) berechnet mit Integralexponentialfunktion;
(b) berechnet mit der Naherung

In Diagramm (a) wurde fir die Abschatzungsrechnung die Integralexponentialfunktion
verwendet. Bei den Modellrechnungen wurden eine konstante spezifische Wéarmekapazitat
(c, =1kJ/kgK) und ein konstanter Warmedurchgangskoeffizient (k, =30W/m?®K)
vorausgesetzt. Es zeigt sich, dass die damit berechneten Maximaltemperaturen immer etwas
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8 Abschéatzungsrechnungen

zu niedrig sind. Diese Differenz kann jedoch dadurch ausgeglichen werden, dass man die
erste Schatzung mit

1

T=T +2 U BT, (Gl. 284)

geschatzt
korrigiert. Diese Berichtigung wurde rein empirisch gefunden. Eine analytische Herleitung
kann bisher nicht angegeben werden. Es wird jedoch vermutet, dass die Korrektur wegen
der in (Gl. 278) vorgenommenen Vereinfachung notwendig ist. Der erste Summand
beschreibt namlich die Temperaturerhbhung durch die freigesetzte Reaktionswarme.
Vernachlassigt man stattdessen in der Differentialgleichung den zweiten Summanden erhalt
man als Lésung

T=T,+U AT, (Gl. 285)

was der Maximaltemperatur im idealen Rohrreaktor entspricht. Durch die Korrektur wird also
diese zweite Ldsung Uberlagert. Daher muss auch davon ausgegangen werden, dass der
verwendete Faktor (1/2) nicht konstant ist, sondern von K abhangt, denn im Fall K =0
muss der Faktor Eins werden, damit man das Ergebnis des Stromungsrohrs erhélt.

Die auf diese Weise berichtigten Werte sind ebenfalls in (a) dargestellt. Der arithmetische
Mittelwert der Betrage der relativen Abweichungen betragt 0,12%, der Betrag der maximalen
Abweichung 6,4%. Im Mittel stimmt die korrigierte Abschatzung also fast exakt mit den
Modellergebnissen Uberein. Die gleiche Qualitat ergibt sich im verwendeten Wertebereich fir
die korrigierte Abschatzung auf Basis der Exponential-Ndherung (b). Die mittlere
Abweichung betragt hier 0,09% und ihr Maximalwert 6,4%.

Die Gleichungen sind nur fur adiabate, unendlich lange Warmeubertragerreaktoren gultig in
denen die dissipierte Stromungsarbeit vernachlassigbar ist. Als unendlich lang kann der
Reaktor dann betrachtet werden, wenn der chemische Umsatz innerhalb des Wéarme-
Ubertragers abgeschlossen ist, sodass der nachfolgende Brenn- bzw. Reaktionsraum aus
reaktionstechnischen Gesichtspunkten nicht benétigt wird. In Fallen in denen ein Teil der
Reaktionswarme erst im Brenn- bzw. Reaktionsraum freigesetzt wird, sind die oben
genannten Gleichungen allein nicht anwendbar.

Dies wird aus Abbildung 166 (a) deutlich, in welcher zusatzlich die Punkte eingetragen sind,
bei denen der Restanteil am Brennraumeintritt gréRer als 10 ist. Die mittlere Abweichung
vergroRert sich nur geringfugig auf 0,17%, ihr Maximalwert jedoch auf 25,4%. Die absolute
Abweichung kann maximal in der GroRenordnung der adiabaten Temperaturerhéhung
liegen, da beim adiabaten Fall ohne Dissipation die Brennraumaustrittstemperatur héchstens
um diesen Betrag groRRer sein kann als die Brennraumeintrittstemperatur.

In Teilbild (b) wurde die Abschatzung mit den Simulationsergebnissen im realen Fall
(diatherm mit Dissipation) verglichen. Dargestellt sind nur die 7.057 Punkte bei denen der
Restanteil am Brennraumeintritt geringer ist als 0,9. In den anderen Fallen liegen
ungezindete Zustande vor. Es wird deutlich, dass die idealisierte Naherungsrechnung die
realen Maximaltemperaturen deutlich Gberschéatzt. Die Abweichungen liegen zwischen 1,2%
und 28,8% bzw. im Mittel bei 5,7%.
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Abbildung 166: Vergleich der abgeschatzten Maximaltemperaturen mit den Werten des detaillierten
Modells: (a) adiabat ohne Dissipation; (b) diatherm mit Dissipation

In den oben gezeigten Diagrammen wurde die bei Vollumsatz erreichbare Maximal-
temperatur abgeschatzt. Die genannten

Gleichungen stimmen aber auch mit dem HT

detaillierten Modell (adiabat, ohne Dissipation, 1,050.5

C. =const, k; =const) Uberein, wenn man ;

unvollstandigen Umsatz voraussetzt. Um dies £ **]

zu veranschaulichen, sind in Abbildung 167 g 050 |

weitere Ergebnisse gezeigt. Zur Darstellung & o Lsgim
der Modellergebnisse (Punkte) wurde aus den = °°f ::Z:
lokalen Konzentrationen der Umsatz berechnet oo & 030 g
und dariber die lokale Temperatur auf- 03,5 glms
getragen. Die abgeschatzten Temperaturen 800(;:0 AR
(Linien) wurden aus (Gl. 280) und (Gl. 284) Umsatz

ermittelt. Als Randbedingung wurden die
Daten des Referenzfalls mit den angegebenen  Abbildung 167: Maximaltemperatur in
Abluftbeladungen zu Grunde gelegt. Abhangigkeit des Umsatzes

Die Naherungsgleichungen stimmen somit — bei verschiedenen Beladungen

unter den genannten Vereinfachungen und
Einschrankungen — insgesamt sehr gut mit
dem detaillierten Modell Uberein.

(adiabat ohne Dissipation;
Punkte: Modellergebnisse;
Linien: Abschatzung)

Die Herleitung zeigt, dass der Umsatz durch die drei Parameter K, E; /R und T, bestimmt
wird. Durch diese ist gleichzeitig die Maximaltemperatur festgelegt bei der Vollumsatz
erreicht wird. Allerdings liegt dabei eine reziproke Abhangigkeit vor, d. h. Einflussgré3en,
welche bei einer gegebenen Temperatur den Umsatz vergroRern, vermindern die Maximal-
temperatur.

Bei den durchgefuhrten Simulationsrechnungen (adiabat ohne Dissipation) und den
experimentellen Arbeiten wurden folgende Abhangigkeiten festgestellt.
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8 Abschéatzungsrechnungen

Zu hoéheren Maximaltemperaturen fiihrten
® (grol3ere Konzentration bzw. adiabate Temperaturerhhung,
® grolRerer Warmedurchgangskoeffizient des Warmetubertragers,
® hohere Aktivierungsenergie,

® (geringere Stof3zahl.

Weiter wurde festgestellt, dass
® Abluftstrom und

® Eintrittstemperatur
keinen (merklichen) Einfluss auf die Hohe der Maximaltemperatur besitzen.

Betrachtet man den Parameter K hinsichtlich dieser Tendenzen, stellt man fest, dass diese
bestétigt werden. Der Abluftstrom ist nicht enthalten und hat demzufolge keinen Einfluss, der
Umsatz ist proportional zur StofRRzahl (niedrigere Maximaltemperatur) und umgekehrt
proportional zum Warmedurchgangskoeffizienten, der adiabaten Temperaturerhéhung und
der Aktivierungsenergie (hthere Maximaltemperatur). Die Eintrittstemperatur hat zwar einen
Einfluss, allerdings ist dieser nur bei hohen Werten fir K feststellbar.

8.2 Mehrfach stationare Zustande

Aus zahlreichen Arbeiten (z. B. [499, 500]) ist bekannt, dass chemische Reaktoren bei
gleichen Randbedingungen je nach Wahl des Anfangszustandes verschiedene stationare
Betriebspunkte annehmen kodnnen. Dies wird dadurch verursacht, dass das gekoppelte
System der Erhaltungsgleichungen im stationaren Fall mehrere L6sungen aufweist.

Am einfachsten lasst sich das zugrunde liegende Prinzip anhand des kontinuierlich
betriebenen idealen Ruhrkesselreaktors veranschaulichen. Fur eine einzelne, exotherme
chemische Reaktion erster Ordnung mit negativem stéchiometrischem Koeffizienten und
Arrhenius-Kinetik ergibt sich die Umsatzgleichung

BT
u() =1-(1+TN K, [—»1&@ j | (Gl 286)
Die Energiebilanz des diathermen Reaktors lautet
W T, +W AT, W(T)=W T +k A (T -T,,,.) (Gl. 287)
bzw.
AT, U(T)=(T-T.)+st T -T,,). (Gl. 288)

Darin beschreibt die linke Seite der Gleichung die Warmefreisetzung im Reaktor durch die
chemische Reaktion, die rechte Seite hingegen die Warmeabfuhr durch das ausstromende
heil3e Medium sowie die Transmissionswarmeverluste.

In Abbildung 168 sind die Einflisse der Reaktorparameter qualitativ dargestellt. Bei
grolRerem Warmekapazitatsstrom (geringerer Verweilzeit) wird der Verlauf der
Warmefreisetzungskurve flacher. Mit steigender Reaktoreintrittstemperatur wird die Warme-
abfuhrgerade parallel nach rechts verschoben, wohingegen bei gréReren Warmeverlusten
ihre Steigung zunimmt [501].
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Abbildung 168: Einfluss der Reaktorparameter auf die Warmefreisetzungskurve und die
Warmeabfuhrgerade

Tragt man die Warmefreisetzungskurve und die Warmeabfuhrgerade in Abhangigkeit der
Ruhrkesseltemperatur auf, ergeben sich je nach Wahl der Parameter mehrere Schnittpunkte
zwischen den beiden Verlaufen. Dies ist schematisch in Abbildung 169 gezeigt.

a)

Q

®

®

T

Q

Q

7

b)

Abbildung 169: Mdglichkeiten fur mehrfach stationdre Zustande

Im Fall (a) existieren drei Schnittpunkte, was unter den angenommenen Voraussetzungen
die maximal moégliche Anzahl ist. Im Punkt (1) ist die Temperatur am héchsten und es wird
(weitgehend) vollstandiger Umsatz erreicht. Im Punkt (2) wird das Edukt nur teilweise
umgesetzt, wahrend im Punkt (1) Uberhaupt keine Reaktion stattfindet. Je nach Lage und
Form der Warmefreisetzungskurve und der Warmeabfuhrgerade existieren auch Betriebs-
falle in denen nur zwei Schnittpunkte existieren (b) oder nur ein einziger Betriebspunkt
maglich ist (c).

Fur stationares Betriebsverhalten ist neben einer ausgeglichenen Warmebilanz auRerdem
die Stabilitdtsbedingung zu erfillen. Ein System ist in einem gegebenen Betriebspunkt genau
dann stabil, wenn kleine Auslenkungen aus der Ausgangslage immer zu diesem Betriebs-
punkt zurtckfihren.

In Abbildung 170 sind die moglichen Arten von Nullstellen der Energiebilanz gezeigt und zu
jeder Nullstelle die Richtungen markiert, in denen die Zustandsanderungen des Systems
nach kleinen Anderungen der Ausgangslage verlaufen wiirden. Wird am Punkt (a) die
Temperatur geringfiigig erhéht oder erniedrigt, wird in beiden Fallen die Energiebilanz
negativ, sodass als dynamische Reaktion auf diese Auslenkungen die Temperatur jeweils
abnimmt. Bei Punkt (b) wiirde eine geringfligige Minderung der Temperatur zu einer weiteren
Abnahme fuhren, eine kleine Erh6hung hingegen zu einem zusétzlichen Temperaturanstieg.
In Punkt (c) fihren sowohl eine kleine Absenkung der Temperatur als auch eine Erhéhung
jeweils zu einem Temperaturanstieg im System. Bei Punkt (d) hingegen wird eine Minderung
der Temperatur mit einem nachfolgenden Anstieg und eine Temperaturerhéhung mit einer
Temperaturabnahme beantwortet. Hier ist also die Stabilitatsbedingung erfillt, wahrend in
den anderen drei Fallen das System labil bzw. instabil ist.

Aus mathematischer Sicht ist der Reaktor dann stabil, wenn die Steigung der Energiebilanz
an der Nullstelle negativ ist. Dies ist gleichbedeutend damit, dass die Warmefreisetzungs-

235




8 Abschéatzungsrechnungen

kurve am Schnittpunkt mit der Warmeabfuhrgerade eine kleinere Steigung aufweist als die
Warmeabfuhrgerade. In Abbildung 169 (a) sind daher nur die Punkte (1) und (3) stabil,
wahrend Punkt (2) instabil ist.

A . .
QR'QL

< K T

/@\/@ © @

Abbildung 170: Veranschaulichung der Stabilitatsbedingung

A 4

Ahnliches Verhalten ist auch bei Stromungsumkehr- oder Warmeiibertragerreaktoren
maoglich und stellt einen Forschungsschwerpunkt dar [167, 175, 177, 178, 181, 192, 218].
Durch die komplexen Wechselwirkungen zwischen Warmefreisetzung, Warmeubertragung
und Warmeverlusten, die dadurch ortlich nicht festgelegten Reaktionszonen und damit
veranderlichen genutzten Reaktoranteile, sind die Zusammenhange formelmé&Rig jedoch
kaum explizit darstellbar.

Betrachtet man fur dieses einfache Beispiel die Schnittpunkte auf der Warmefreisetzungs-
kurve, so wird deutlich, dass die mdglichen Betriebspunkte mit unterschiedlich grofRen
Umsatzen der Reaktanten verbunden sind. Wie im Folgenden gezeigt wird, kdnnen hingegen
bei diathermen Stromungsumkehr- und Warmeubertragerreaktoren auch verschiedene
stationdre Zustande erreicht werden, bei denen jeweils Vollumsatz vorliegt.

Dazu wird vereinfachend angenommen, dass der chemische Umsatz bei Erreichen einer
bekannten Zindtemperatur schlagartig und vollstdndig erfolgt. Sobald diese Temperatur
erreicht ist, wird also Vollumsatz vorausgesetzt. Weiter sei der Wéarmedubertrager adiabat,
sodass Warmeverluste nur im Brennraum auftreten. Zusatzlich wird davon ausgegangen,
dass alle Randbedingungen, Stoffeigenschaften und Parameter der konstitutiven
Gleichungen konstant seien. Eine schematische Darstellung zeigt Abbildung 171.

Gegeben seien neben der Zindtemperatur die Eintritts- und Umgebungstemperaturen, der
Warmekapazitatsstrom, die Warmedurchgangskoeffizienten und Warmeulbertragungs-
flachen, sowie die adiabate Temperaturdifferenz.

Charakterisiert man den Ort an dem die Zlundtemperatur erreicht wird durch das Verhaltnis

o X1

z ’ Gl. 289
ey (G 289)
so folgt aus der Energiebilanz um den ersten Warmeubertrager
QTl =W EGTZ _T/-:L,e) = kT LA [X, EGTRG,a _T/:L,e)- (Gl. 290)
Die Austrittstemperatur ergibt sich aus der Gesamtbilanz
TRG,a = T/-:L,e +AT,, —AT, (Gl. 291)
sodass man nach Einsetzen in (Gl. 290) erhalt
(Tz = Tae) = St X, QAT,, - AT,). (GI. 292)
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: BR _ %A

Abbildung 171: Schema zur vereinfachten Berechnung mehrfach stationarer Zustande

ke A wi1 w2

Die aufgrund der Warmeverluste entstehende Temperaturdifferenz ergibt sich aus der
Energiebilanz um den Brennraum. Nimmt man hier eine lineare Temperaturabnahme
zwischen Ein- und Austritt an und bezieht den Warmeverlust auf die mittlere Brennraum-
temperatur, so ergibt sich die Beziehung

' 1 *
Q =k [A EEE (TAL,a +TRG,e)_Tambj|' (Gl. 293)
Weiter gilt fur die Brennraumaustrittstemperatur

Tree = Taa —AT,. (Gl. 294)

Einsetzen und Umstellen fuhrt auf

(Gl. 295)

Durch Bilanzierung des zweiten Warmedbertragers erhalt man fir die Brennraum-
eintrittstemperatur

T =T, +AT., — <12 Gl. 296
AL, a Z ad W ( )
und mit
Q, =k, A [f1- X, ) AT, (Gl. 297)
hieraus
Taia =T, + AT, = St {1~ X,) AT, . (Gl. 298)

Einsetzen von (Gl. 298) in (GI. 295) und Umstellen nach AT, liefert

-1

AT, =St EE“%STL +St Bt [1- xz)} qQT, +AT,, -T...). (Gl. 299)
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Dieser Ausdruck fiihrt zusammen mit (Gl. 292) auf die Beziehung

(Tz _T/-:L,e) _
AT = Str D<z + St_,eff mTZ Tamb) (G| 300)
" 1- St_,eff
mit
_ St
St = .
" 1+ Lst + st st o x,) (Gl 301)

2
Diese Gleichung beschreibt die adiabate Temperaturdifferenz, die in Abhangigkeit der Lage

des Ziundpunktes und den anderen Parametern ben6tigt wird, um bis zum Zindpunkt die
Zundtemperatur zu erreichen.

Im Allgemeinen ist jedoch nicht die Lage des Ziindpunktes bekannt, sondern die adiabate
Temperaturdifferenz. Lost man (Gl. 300) entsprechend auf, ergibt sich eine quadratische
Gleichung mit den Losungen

__P- /P
71,2 2 4 q ( )

wobei fir die Faktoren die Beziehungen

p=é[%ﬂ- K} (GI. 303)
und

q= Sirz E(TZ A_TT ’j“e) K +1) (G. 304)
gelten, mit

K=S—1E+%+Str -1. (G. 305)

Da der Wert der relativen Ziindposition physikalisch nur Werte zwischen 0 und 1 annehmen
kann, ergeben sich sinnvolle Losungen nur fr

0<q<—(1+ p). (G. 306)
Die Maximaltemperatur folgt aus

Tmax :TZ + ATad (GI 307)

und die mittlere Regeneratortemperatur, welche weiter unten bendgtigt wird, aus

T Reg =—X2Z [Ta o +T, +AT,, —AT, )+ 1_2xz AT e + Tara —AT,) (Gl. 308)
mit
QL Tz _TA*\Le
AT =L =AT -2 Ate Gl. 309
Lw St X, ( )
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8.2 Mehrfach stationéare Zustande

Hiermit ist bewiesen, dass je nach Wahl der Parameter — auch bei Vollumsatz — zwei
stationdre Losungen mdglich sind. Dies wird etwas weiter unten ndher erlautert. Zunachst
soll jedoch noch hergeleitet werden, welche adiabate Temperaturdifferenz mindestens
notwendig ist, um die Zindtemperatur zu erreichen.

Dieses Minimum ist dadurch gekennzeichnet, dass die beiden Ldsungen der (Gl. 302)
zusammenfallen.

Aus der Bedingung

P _g=0 - p® =4q (Gl. 310)

r_
_ 2T e =T K +4(T, = Ta J(K +1) T =T )
mit r=-— AL.e amb K2 Z AL.e und Sz( AL,eK ambj .

Abbildung 172 zeigt die Abhangigkeit der

—DTad — Tmax TBR DTloss — TRG

adiabaten Temperaturdifferenz, der Maximal- 100 T 1,000
temperatur, der Brennraumtemperatur sowie ot y %00
. 80 £ % 800
der Reingastemperatur von der Lage des N 1.0
Zundpunktes. Dabei wurden die Parameter « 60 w0
550 f 3 500 <
= - = - = E ]
St. =100; St = 003; Q. f } oo -
* — Jal — . — 30§ 1 300
Ty e =25°C; T, =800C; T, =0°C 5 \\d,/
20'5 T 200
verwendet. 0 ¥ } 100
. L . 0 At ey t ftbipiitiid
Es ist zu erkennen, dass bei einer adiabaten 00 01 02 03 04 ;)(5 06 07 08 09 10
Z

Temperaturdifferenz zwischen dem berech-
neten Minimum von 23,9 K und dem Wert bei
X, =1 von 32,4 K immer zwei physikalisch
mdgliche Ldsungen existieren. Der Reaktor
kann beide Zustdnde annehmen. Welcher
Zustand erreicht wird, wird durch die Vor-
geschichte bestimmt.

Abbildung 172: Bendtigte adiabate
Temperaturerh6hung und
charakteristische
Temperaturen in Abhangigkeit
der relativen Zindposition

Physikalisch kénnen die beiden Zusténde folgendermalf3en begriindet werden. Die Lage des
Temperaturmaximums bzw. des Zindpunktes wird neben den Warmeubertragergrol3en
durch die Temperaturdifferenz AT, — AT, bestimmt. Je gréRer diese Differenz ist, umso
steiler ist der Temperaturanstieg und umso friher wird die Zindtemperatur erreicht. Bei
vorgegebener adiabater Temperaturdifferenz wird die davon verbleibende Temperatur-
differenz durch die Warmeverluste bestimmt. Da die Brennraumtemperatur durch die
Ruckwarmedibertragung im zweiten Rekuperator umso geringer wird, je fruher die
Zundtemperatur erreicht ist, nehmen dabei auch die Warmeverluste ab, und die wirksame
Temperaturdifferenz am Austritt wird grof3er.
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Die beiden Falle sind durch gegenlaufige Wirkungskreise gekennzeichnet, die in Abbildung
173 veranschaulicht sind.

hohe gringe wirksame hohe wirksal geringe
Warmeverluste empe ratufd ifferenz Tempf_a ra‘“fd iffere Warmeverluste
am Warmeubertrager am Warmedubertrager
m AT AT 5
hohe T, flacher steiler T, geringe

Brennraum- Temperatur- Temperatur- Brennraum-
temperatur anstieg anstieg temperatur

x/L x/L

A AN

’@ W '

geringer spétes Erreichen der friihes Erreichen der hoher
Warmeriicktau aximaltemperatur Maximaltemperatuy, armericktausch
a) b)

Abbildung 173: Vereinfachte Wirkungskreise zur Ausbildung mehrfach stationarer Zustande:
(a) Maximaltemperatur im Brennraum; (b) Temperaturmaxima in den Regeneratoren

Es stellt sich die Frage in welchem Parameterbereich mehrfach stationdre Zustéande
auftreten und wie stark die einzelnen Parameter diese Bereiche beeinflussen. Um dies
aufzuzeigen, wurden ausgehend vom Referenzfall (Tabelle 14) einzelne Parameter
verandert. Die abweichenden Werte sind in den folgenden Diagrammen jeweils angegeben.

In Abbildung 174 sind die Stanton-Zahlen variiert worden. Es wird deutlich, dass mit besserer
Warmelbertragung (St. steigend) und zunehmenden Wéarmeverlusten (St steigend) die
Neigung zu mehrfach stationaren Zustanden zunimmt. Hohere Werte von St fiihren dazu,
dass das Maximum weiter vorne im Regenerator erreicht wird, wahrend gréfRere Warme-
verluste das Maximum nach hinten verschieben.

100

N X
= =
T 50 - 7 507
[ =
< 404 < 40
30 30
20 20
10 10
o 0 ' ' ' ; ' ' ' " t
00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10 00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10

b)

Abbildung 174: Abhangigkeit der benétigten adiabaten Temperaturerhéhung von der relativen
Zundposition und der Stanton-Zahl des Warmeubertragers (a) bzw. der Stanton-Zahl
der Reaktorwand (b)

Da die Warmeubertragerflachen und Warmedurchgangskoeffizienten nahezu konstant sind
und bei vorhandenen Anlagen feststehen, werden die Stanton-Zahlen weitestgehend durch
den Warmekapazitatsstrom bestimmt. Dieser beeinflusst gleichzeitig beide Stanton-Zahlen,
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8.2 Mehrfach stationéare Zustande

sodass sich die in Abbildung 175 gezeigten Zusammenh&nge ergeben. Es wird deutlich,
dass mehrfach stationare Zustéande vor allem bei kleinen Wéarmekapazitatsstrémen auftreten.
Teilbild (b) zeigt einen Ausschnitt des Diagramms. Hieran soll erlautert werden, wie die
Vorgeschichte des Prozesses den erreichten stationdren Zustand beeinflusst.

100 35T 600
90 - W/ (W/K) - W/ (W/K) —700 —800 —900
—500 E + 550
80 — 750

1.000
1.250

T 500

1.500

Fy
g
Tmreg ! °C

I 400

T 350

300

a) b)

Abbildung 175: Abhéangigkeit der benétigten adiabaten Temperaturerhéhung von der relativen
Zundposition und dem Warmekapazitatsstrom

Wie die eingezeichnete horizontale Linie veranschaulicht, existieren bei einer adiabaten
Temperaturdifferenz von ca. 27,7 K mehrere Schnittpunkte mit den berechneten Verlaufen.
Insbesondere weisen die Kurven fur einen Warmekapazitatsstrom von 800 W/K bzw.
900 WI/K einen Schnittpunkt auf, der sehr nahe bei X, =1 liegt.

Die Betrachtung beginnt am Punkt (1), in dem der Prozess zundchst mit einem Warme-
kapazitatsstrom von 800 W/K betrieben werden soll. Erhéht man hiervon ausgehend den
Warmekapazitatsstrom auf 900 W/K, so bleibt diese Lage des Temperaturmaximums auf
jeden Fall erhalten, da der berechnete Verlauf nur diesen Schnittpunkt aufweist. Wirde man
nun die adiabate Temperaturdifferenz auf etwa 31 K erhohen, wirde sich der Betriebspunkt
(2) einstellen. Nach einer gleichzeitigen Verringerung der adiabaten Temperaturdifferenz
zurtick auf 27,7 K und des Warmekapazitatsstroms auf 700 W/K, ergabe sich der Betriebs-
punkt (3).

Eine Anderung des Warmekapazitatsstroms zuriick auf 800 W/K wiirde nun das System von
hier aus in den Punkt (4) Uberfihren, obwohl die Randbedingungen denen zu Beginn am
Punkt (1) entsprechen. Der Prozess hat somit auf diesem Wege den zweiten mdglichen
Betriebspunkt erreicht.

Interessant ist die Frage, zu welchem Punkt das System tendieren wirde, wenn man im
Anschluss den Warmekapazitatsstrom wieder auf 700 W/K reduzieren wirde. Hier sind
offenbar zwei (nahezu) gleichwertige Alternativen mdoglich: entweder das Temperatur-
maximum wandert weiter zum Ende des Regenerators hin (5), oder es fallt zurtick auf Punkt
(3). Diese Frage kann nicht sicher beantwortet werden. Ein Indiz ist jedoch durch die
mittleren Regeneratortemperaturen gegeben, die im Diagramm ebenfalls eingezeichnet sind.
An den Verlaufen erkennt man, dass der Regenerator einen immer energiearmeren Zustand
annimmt, je weiter das Temperaturmaximum am Ende des Regenerators liegt. Daher ist es
wahrscheinlich, dass das System zu Punkt (5) Ubergehen wirde.
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Auch am Punkt (6) kann nicht entschieden werden, in welche Richtung sich die Lage der
Maximaltemperatur verschieben wirde, wenn die adiabate Temperaturdifferenz von hier
ausgehend auf 27,7 K erhoéht wirde. Der energiedrmere Zustand ware Punkt (5).

Diese Betrachtung setzt voraus, dass der Weg, auf dem der Warmedubertragerreaktor die
Zustandsanderung zwischen zwei Punkten vollfihrt, die stationdren Betriebspunkte nicht
beeinflusst. In der Realitat werden aber instationare Anderungen der Zustande stattfinden,
z. B. der Temperaturprofile, die durchaus Einwirkungen auf das Reaktorverhalten besitzen.

Die Zundtemperatur hat beim angenommenen Referenzzustand kaum einen Einfluss auf die
Existenz mehrfach stationarer Zustande (Abbildung 176 (a)). Mit abnehmender Zindtem-
peratur verschieben sich die Kurven nahezu parallel nach unten und werden etwas flacher.
Dadurch wird der Bereich der adiabaten Temperaturerhbhung, in dem zwei Zustédnde
auftreten kénnen, enger.

T,1°C
—200

X
l_gso-;
4
30+
20 F
10 £
t (O e e e I B st S S s
) 00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10
a) Xz b) Xz
1:2 Toms / °C Abbildung 176: Abhéangigkeit der benétigten
80 | \ :;)50 adiabaten Temperaturerhthung
ol e von der relativen Zundposition
60 1 150

und der Zindtemperatur (a), der
Eintrittstemperatur (b) sowie der
Umgebungstemperatur (c)

00 01 02 03 04 05 06 07 08 09 10
Xz

c)
Auch die Eintritts- und Umgebungstemperaturen wirken sich kaum auf den Kurvenverlauf
aus (b+c). Hohere Eintrittstemperaturen haben einen &hnlichen Einfluss wie eine bessere
Warmerlckgewinnung (groRRere Stanton-Zahl St), wenn auch in weit geringerem Male.
Dies ist dadurch zu begrinden, dass bei steigender Eintrittstemperatur der Zindpunkt
ebenfalls friher erreicht wird. Héhere Umgebungstemperaturen wirken sich hingegen ahnlich
aus, wie niedrigere Stanton-Zahlen St , da in beiden Féallen die Warmeverluste abnehmen.

Um die Bereiche mdglicher mehrfacher stationarer Zustande in einem gréReren Parameter-
bereich zu untersuchen, wurde jeweils ein Wert unter Beibehaltung der tbrigen Daten
variiert. Zu jedem Parametersatz wurden dann die minimale und maximale adiabate
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8.2 Mehrfach stationéare Zustande

Temperaturerh6hung berechnet, die zwei stationare Zustande zulassen und diese Werte in
Abhangigkeit des variierten Parameters aufgetragen.

Abbildung 177 (a) zeigt den Einfluss der Warmertckgewinnung. Bei einer groRen Stanton-
Zahl von St =200 sind zwei stationare Zustédnde bei adiabaten Temperaturerh6hungen
zwischen 13,6 K und 28,4 K mdglich. Mit abnehmenden Werten von St. wird der Bereich
mdoglicher mehrfacher stationérer Zustande schméler bis bei etwa St =30 beide Kurven
zusammenfallen. Ab diesem Punkt existiert demzufolge nur ein stationarer Betriebspunkt.
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Abbildung 177: Grenzbereiche fiir mehrfach stationare Zustande: (a) Einfluss der Warmeverluste;
(b) Einfluss der Warmedubertragung; (c) Einfluss des Warmekapazitatsstroms;
(d) Einfluss der Zundtemperatur

Der Einfluss der Warmeverluste ist in Diagramm (b) dargestellt. Auch hier ist zu erkennen,
dass bei hohen Warmeverlusten der Bereich moglicher mehrfacher stationdrer Zustande
sehr breit ist und mit abnehmenden Werten von St schméler wird, bis bei St = 0009 nur
noch eine Lésung existiert.

Wie bereits genannt, kbnnen die Stanton-Zahlen bei gegebenen Anlagen nicht unabhangig
voneinander variiert werden. Stattdessen ergeben sich diese aus dem Anlagenaufbau und
dem Warmekapazitatsstrom. Wird dieser Parameter veréandert (c), bestétigt sich das bereits
oben geschilderte Verhalten, wonach mehrere Zustande nur bei niedrigem Warme-
kapazitatsstrom moglich sind. Die Grenze liegt hier etwa bei 900 W/K.
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8 Abschéatzungsrechnungen

Der Einfluss der Zundtemperatur (d) zeigt, dass hthere Wert zu einer Verbreiterung des
Bereiches fiuhren und bei den gewdahlten Parametern im gesamten Darstellungsbereich
mehrere Zustdnde mdglich sind.

Insgesamt gilt in allen Fallen, dass die vorgegebene Ziindtemperatur bis zum Ende des
Warmeubertragers ( X, =1) nicht erreicht wird, wenn die adiabate Temperaturerhéhung in
einem Betriebszustand kleiner ist als der berechnete Minimalwert. Liegt die adiabate
Temperaturdifferenz zwischen AT, ., und AT, .. sind zwei Zustande mdglich, bei denen

das Temperaturmaximum entweder innerhalb des Warmedibertragers ( X, <1) oder des
Brennraums liegt. Ist X, =1, liegt die Maximaltemperatur immer im Brennraum.

8.3 Abschéatzung der Brennraumtemperatur

Auch bei dieser Berechnung wird angenommen, dass der Umsatz nach Erreichen einer
gegebenen Ziundtemperatur punktuell und vollstandig stattfindet und Warmeverluste nur im
Brennraum auftreten. Gegenuber Abschnitt 7.2.1.4 wir nun jedoch der allgemeinere Fall
ungleicher Warmekapazitatsstrome betrachtet. Ein beispielhafter Temperaturverlauf und die
im Folgenden verwendete Nomenklatur ist in Abbildung 178 zu sehen.

T A AIZ .

. 'max

AT AT,

Jar: R

>
A

Abbildung 178: Schematischer Temperaturverlauf zur Abschétzung der Brennraumtemperatur

Die Differenz der Temperaturen am Ein- und Austritt des Brennraums ergibt sich aus

1 . .
ATL ZESEG,L [ﬁz_luAL)[ﬂTBR _Tamb)' (Gl. 312)

Aus der Bilanz vom Eintritt der Abluft in den zweiten Warmeubertrager bis zur Brennraum-
mitte erhalt man die gesuchte Brennraumtemperatur

TZ B Tamb + ATad

n « . 1 . .
1+1_':7L’A2L,2%SEG’L [qz_,uAL)"'ESIéG,L [ql_:uAL)

+T,

amb -

T.. =
oF (Gl. 313)
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8.3 Abschétzung der Brennraumtemperatur

Setzt man diese oben ein ergibt sich

1
AT, =——= [T, -T,, +AT,,)
; MaLe + ‘ ° ’ (Gl. 314)
1_/7AL,2 KL
mit

1 .. .
ESEG,L [62 - ,uAL)

KL = (Gl. 315)

ol Y
1+§SEG,L E(n-_,uAL)

Es wird vorausgesetzt, dass bis zum Ende des ersten Warmeulbertragers die Zind-

temperatur erreicht wird. Daher muss der Wirkungsgrad des vorderen Teils

T, _TAL,e

= . Gl. 316
T T2 +0T AT, — Ty e ( :

betragen, wobei gilt

ATQ = ATL |}_,U:\L (Ske. ) (Gl 317)

Durch Gleichsetzen von (Gl. 316) mit der Definitionsgleichung des Abluftvorwarmgrades
kann der Flachenanteil des vorderen Warmedubertragers berechnet werden. Man erhalt

— 1 Mag —1+ :u;L «
X, =—— —In ! — z0
‘ Hp BBke |:(,7AL,1 - 1)(1_ Ha )} (IUAL )

]*- B M
SEG 1_’7AL,1

und die beiden Stanton-Zahlen ergeben sich aus

(Gl. 318)

z

(4. =0)

Sﬁ(G,l = Sge X,
Sge,z = St;e [ﬂl— Xz)

Somit ist auch der Wirkungsgrad des zweiten Abschnittes festgelegt.

(Gl. 319)

Da AT, von der Flachenaufteilung und den Warmeverlusten abhéngt, muss die Berechnung
iterativ (ausgehend von X, =1) durchgefuihrt werden. Félle in denen das Argument des
Logarithmus negativ oder der berechnete Flachenanteil groRRer als Eins werden, liefern keine
sinnvollen Ergebnisse, da die geforderte Ziindtemperatur nicht erreicht wird.

Der autotherme Betrieb sei dadurch definiert, dass am Ende des gesamten Wéarme-
Ubertragers gerade die Zundtemperatur erreicht wird. In diesem Fall gilt

T, ~Tomy ) Tz~ Ta
AT.q0 =( ! —1+ K, O Z_am jD T (Gl. 320)
MaLo z _TAL,e 1- KL,O

wobei der Index ,0’ die GrolRen dieses Bezugszustandes kennzeichnet.
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8 Abschéatzungsrechnungen

In Abbildung 179 sind Rechenergebnisse gezeigt. In Fall (a) wurde bei verschiedenen
Stanton-Zahlen des Warmeubertragers die Temperaturerh6hung variiert. Diese ist auf der
Abszisse als Vielfaches der jeweiligen autothermen Temperaturerhbhung aufgetragen. Es
wird deutlich, dass nur bei héheren Stanton-Zahlen (hohem Vorwarmgrad) die Brennraum-
temperatur mit zunehmender Beladung abnimmt. Bei kleinen Werten ist dagegen nur ein
Temperaturanstieg zu verzeichnen. Der Temperatureinbruch ist umso groRer, je hdher die
Stanton-Zahl ist. Weiter ist zu erkennen, dass die Brennraumtemperatur bei zunehmender
Beladung ein Minimum annimmt und danach wieder ansteigt. Bei kleinen Stanton-Zahlen
wird die Minimaltemperatur bei geringeren Temperaturerhéhungen erreicht.

1.200 1.000
Stgg =10 =—25 50 75 =100 L AT,/ AT,qo —15 —2 3 4 =5

1.100 + L
950 T

1.000 1 HaLo=Ha =0
St, = 0,01

T, = 800°C
Tamb = TaLe = 25°C

o o [
S 800 1 \___’_—-’/ o 850 T
= = +

700 [
800 7
3 Haro0=0
600 St=25

900 T
900 A [

750 I St = 0,01
500 r T2 =800°C
Tamb = T;\L‘e =25°C
400 P S S S S S S S S 700 P S S S S S S S
1 2 3 4 5 0,00 0,05 0,10 0,15 0,20

AT,q/ AT,40

a) b) fe

Abbildung 179: Abschéatzung der Brennraumtemperatur: (a) in Abhangigkeit der Temperaturerh6hung;
(b) in Abhangigkeit des Bypassanteils

Diagramm (b) zeigt den Einfluss der HeiRgasauskopplung auf die Brennraumtemperatur fir
verschiedene relative Temperaturerhhungen. Wie schon mit Hilfe des detaillierten Modells
gezeigt wurde, steigt im pseudo-unterautothermen Betrieb die Brennraumtemperatur an, je
mehr der hei3e Bypass gedffnet wird. Die Maximaltemperaturen stellen sich dann ein, wenn
die vorgegebene Ziindtemperatur am Ende des Wéarmeubertragers gerade erreicht wird. Da
dies die grundlegende Voraussetzung fir die genannten Gleichungen ist, wird der weitere
Verlauf durch diese Abschatzung nicht wiedergegeben. Mit Hilfe des Zellenmodells wurde
jedoch festgestellt, dass nach Erreichen der Maximaltemperatur die Brennraumtemperatur
ungefahr linear abnimmt, wenn der Bypassstrom weiter vergroRert wird (vgl. Abschnitt 7.4.5).

Diese Abschatzungsrechnungen zeigen demnach die gleichen Tendenzen wie das Zellen-
modell, weisen jedoch einen eingeschrénkten Anwendungsbereich auf.
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8.4 Abschatzung der mittleren Regeneratortemperatur

8.4 Abschétzung der mittleren Regeneratortemperatur

In Abschnitt 2.2.5 wurden bereits die Gleichungen genannt, welche die Temperaturverlaufe
in einem Rekuperator beschreiben ((Gl. 27) und (Gl. 28)). In dieser Form hangen sie jedoch
von der (meist unbekannten) Austrittstemperatur auf der Abluftseite ab. Ersetzt man diese
mit Hilfe des Abluftvorwérmgrades (Gl. 22) und normiert die Verlaufe mit

T(A)-T,
0= M (Gl. 321)
TRG,e _TAL,e
so erhélt man auf der Reingasseite
N . A
X 1 ~HaL Ble E— .
0RG(A):1_ ,u* Eﬁl_e ATJ[ﬂl—UAL) (:uAL ;/_-O)
AL (Gl. 322)
. « _A .
HRG(A):]-_SEG EIA_T[ql_nAL) (IUAL :O)
und fur die Abluftseite
* « * A
" 1— ~HUaL Bk, B— N
Ou (A) =115 'fIAL EE]-_e ATJml_”AL) (luAL ¢0)
AL (Gl. 323)
. « _A .
Op (A) =11 — Sk GA_Tml_”AL) (/'IAL :0).
Die gesuchten Temperaturen ergeben sich als Mittelwert Gber die Warmeibertragerflache
_ 1%
6 =——[6(A)dA. (Gl. 324)
Ao
Nach Integration und Umformung findet man
O =1-1pe [F
e ”Rf (Gl. 325)
Ou = (1_:uAL)D|7RG [ﬂl_ F)
mit
1 1 .
1- —1in Bt _lu* Est; (/'IAL ¢O)
F={-"€ AL —=ORe (Gl. 326)
2 (ks =)
2

Dabei ist der Reingasabkuhlungsgrad gemar (Gl. 23) einzusetzen.

Die so berechneten Temperaturen sind in Abbildung 180 in Abhangigkeit der relativen
Warmekapazitatsstromabweichung und der Stanton-Zahl dargestellt. Da bei der Herleitung
die Rekuperator-Analogie angewandt wurde, beschreiben die Gleichungen die takt-
gemittelten Temperaturen des Regenerators. Die ortsgemittelten Temperaturen am Anfang
und Ende des Taktes weichen je nach Betriebsbedingungen mehr oder weniger stark davon
ab.

Es ist ersichtlich, dass sich die mittleren Temperaturen auf der Reingas- und Abluftseite
immer weniger unterscheiden, je groRer die Stanton-Zahl ist. Dies liegt daran, dass wegen
des hoheren Wirkungsgrades eine geringere Temperaturdifferenz erforderlich ist. Weiter wird
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8 Abschéatzungsrechnungen

deutlich, dass die Mittelwerte mit steigender relativer Warmekapazitatsstromabweichung
abnehmen. Die Anderung im Bereich gleicher Warmekapazitatsstrome ist dabei umso
grolRer, je grolRer die Stanton-Zahl ist.

WRG >\NAL WRG :WA WR <WAL

1,0

Abbildung 180: Abhangigkeit der mittleren Temperaturen von den Parametern des Warmeubertragers

8.5 Abschatzung der Speicherentladung im Betrieb mi  t heil3em Bypass

Wie bereits Abbildung 14 zeigt, wird bei Auskopplung von Reingas aus dem Brennraum Uber
einen heiRen Bypass der Speicher entladen, denn die mittleren Temperaturen werden umso
geringer, je starker der Warmekapazitatsstrom der Abluft denjenigen des Reingases
Uberwiegt. Die dabei stattfindende Entladung kann aus den mittleren Temperaturen
abgeschatzt werden.

Bezieht man die Warmedifferenz der Regeneratoren auf den maximal mdglichen Energie-
inhalt eines Regenerators, ergibt sich fir das Gesamtsystem

A - — — — —
Qmi = W, (?RZG,e (_ng/:L’e) = (NAL + NSL) |:ﬁgAl_,z - ‘9AL,1)+ Nro I:ﬁeRG,z - BRle]' (Gl. 327)

Dabei wird angenommen, dass die mittlere Temperatur im Spulschritt etwa derjenigen im
Ablufttakt entspricht.

Die einzusetzenden Mittelwerte ergeben sich mit den jeweiligen Kennzahlen der beiden
Vergleichszustande aus (Gl. 325). Dabei ist zu beachten, dass gemaf (Gl. 17) die Stanton-
Zahl auf den jeweiligen Warmekapazitatsstrom des Reingases bezogen ist.

Mit dieser Gleichung kann die Anderung des Ladezustandes bereits berechnet werden. Die
grafische Darstellung ist aber wegen der Abhangigkeit von vier Parametern kaum maglich.

Betrachtet man als Sonderfall eine Anlage mit N, =Nz =1 und Ng =0 bei der
ausgehend vom Flammenlosbetrieb (,u/:L =0) der heiRe Bypass geoffnet wird (,u/:L >0),
ergibt sich fur den relativen Ladezustand

(DBy =% :1+,7RG,2[(1_IU,;L,2)(1_ F)_ F]- (Gl. 328)

1
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8.6 Abschatzung des Verbrennungswéarmebedarfs im autothermen Betrieb

Diese Beziehung ist in Abbildung 181 in
Abhangigkeit des Bypassanteils und der
Stanton-Zahl ohne Auskopplung veranschau-
licht Es gilt in diesem Fall @, =/, , und
S];;G,Z = Sﬁ;e,o/(l_¢sy)'

Es wird deutlich, dass bei groRen Stanton-
Zahlen der Speicher bereits bei geringem
Bypassanteil sehr stark entladen wird. So ist der

Speicher bei einer Stanton-Zahl von 10 bei 50%
Auskopplung nur noch etwa zu 15% gefillt.

In umgekehrter Richtung kann zum minimal
zulassigen Ladezustand der maximal mogliche
Bypassanteil abgelesen werden. Geht man z. B.
davon aus, dass der Speicher zu nicht mehr als
50% entladen werden soll, so ergibt sich bei
St =100 ein maximaler Bypassanteil von
ca. 10% und bei Stg, =10 ein Wert von
ungefahr 23%.

1,0

0,91

0,8 1|

cDBy 05+

07+

06f

04t
03¢

02+

01+

0,0+

0,2 0,4 0,6 0,8 1

Abbildung 181: Veranschaulichung der

Speicherentladung im Betrieb
mit heiBem Bypass

8.6 Abschatzung des Verbrennungswérmebedarfs im aut ~ othermen Betrieb

Die Massen- und Energiebilanzen des Gesamtsystems lauten

rn:’L + rh\/OC + ri‘]SL + rhSrLA,eT“f + ri‘grLR,eﬁ + rhBS,FL
+ rT“BS,BR + thL
- rnBy - r.nRG = O

HPL + HVOC + HSL + HSrLA,ef‘f + HSrLR,ef‘f + |_|BS,FL

+ HBS,BR + HBL
- HBy - HRG

+ Zvvdiss _ZQL =0

(Gl. 329)

(Gl. 330)

Drickt man die Massenstrome der Schad- und Brennstoffe durch Massenkonzentrationen

bezogen auf den Norm-Prozessluftvolumenstrom aus, z. B.

Myoc = Buoc G& ,

N,PL

den Verbrennungsluftstrom durch den Luftliiberschuss

My, =@y O, @ BBBSi (i,
Pups  PupL

(Gl. 331)

(Gl. 332)

und den Bypassstrom durch den Bypassanteil am Gesamtreingasstrom

My, = Py, [ﬁmRG +may):> My, = Mke 917
By

(Gl. 333)
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8 Abschéatzungsrechnungen

so erhalt man fir den Reingasmassenstrom aus der Massenbilanz

- (1 ¢By) m]:,_ 1+ ﬂVOC + ﬂBS FL ﬂBS BR [ﬁl_'_ ¢B|_ D]mm |j§ jj|

Pupr Pupe Pupe N,BS (Gl. 334)
+ (1_ ¢By) [anL + erLA,eff + erLR,eff )
Die Enthalpiestrome der reinen Luftstréme werden durch
H = mEh(T) (Gl. 335)
beschrieben und diejenigen der brennbaren Substanzen in der Form
o P H;
H =iy, G2 Oh(T)+ =0t |, (Gl. 336)
PupL M

Nach Ersetzen der einzelnen Terme sowie des Reingasmassenstroms in der Energiebilanz
und einigen Umformungen findet man schlie3lich die Gleichung

o e w;zzc}
IBBS,BR |nf BS N,BL _
+TPL I:E|:hBS,FL h—| +——= MBS }"' ¢BL [ﬂ %(V‘BL fh)} (Gl. 337)
Z Z diss ( h—|) B r:rgrLA,eff (hSrLA B h—|) B r.nSrLR,eff (hSrLR B |’1-|)
My,
- (hPL - h—|)
mit
= (L g5, ) O + 5, Thy, (Gl. 338)

Vor dem Gleichheitszeichen stehen die gesuchten Brennstoffkonzentrationen von denen
jeweils zwei gegeben sein missen, um die Dritte berechnen zu kénnen. Die spezifischen
Enthalpien sind dazu bei den jeweiligen Ein- und Austrittstemperaturen einzusetzen.

An der Gleichung in dieser Form fallt auf, dass weder die Brennraumtemperatur noch der in
den Regeneratoren Ubertragene Warmestrom auftauchen. Diese sind implizit in den
Transmissionswarmeverlusten und den spezifischen Enthalpien der Reingas- und
Bypassstrome enthalten.

Definiert man als Brennraumtemperatur die Eintrittstemperatur am Reingasregenerator, so
ergibt sich die Reingasaustrittstemperatur aus

Tor — T *
Mag =-BR—R& T =T — /s [(TBR —TAL), (GI. 339)

TBR AL

wobei der Reingasabkuhlungsgrad gemaf (Gl. 23) einzusetzen ist.
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8.7 Bestimmung des notwendigen Spuilluftstroms

Transmissionswarme- und Druckverluste sowie die dazu benétigten Koeffizienten kénnen
wie in Kapitel 5 dargestellt bestimmt werden. Als Bezugsbedingungen sollten dabei die
mittleren Regeneratortemperaturen geman Abschnitt 8.4 verwendet werden.

Die relative Warmekapazitatsstromabweichung ergibt sich entsprechend der Massenbilanz in
diesem Fall aus

’u* _ WBy _WBS,BR _WBL
AL - . . . . . . .
W, + W, +WSrLA,eff +WSrLR,eff +Woc +WBS,FL

(Gl. 340)

Da diese von den gesuchten Massenstromen abhangt, muss die Berechnung iterativ
ausgefuhrt werden.

In Abbildung 182 sind die Ergebnisse dieser Abschatzungsrechnung im Vergleich mit
Messwerten gezeigt. Fir den Warmetbergangskoeffizienten und die dissipierte Arbeit
wurden (Gl. 144) und (Gl. 223) verwendet und die Warmedurchgangskoeffizienten der
Speichermasse und der Reaktorwdnde mit den angegebenen Faktoren korrigiert. Es wird
deutlich, dass sich auch mit dieser Naherungsrechnung gute Ergebnisse erzielen lassen,
sofern die Korrekturfaktoren zuvor anhand von Messungen ermittelt wurden.

(fr = 0,95; f_ = 1,10) (fr = 0,95; f_ = 1,10)
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Abbildung 182: Ergebnisvergleich der Abschéatzungsrechnung: (a) Flammenlosbetrieb;
(b) Brennerbetrieb

Die entsprechenden Ergebnisse des detaillierten Modells wurden in Abbildung 100 und
Abbildung 146 dargestellt. Im Vergleich mit den Absch&tzungsrechnungen stellt man fest,
dass diese bei hoheren Temperaturen, grofReren Abluftstromen und hoéheren Luftiber-
schusszahlen etwas geringere Verbrennungswarmestréme liefern. Vor allem aber kann
durch diese Naherung der pseudo-unterautotherme Betriebsbereich nicht wiedergegeben
werden.

Eine detaillierte Prifung dieser Abschatzung im Vergleich mit weiteren Messwerten kann an
dieser Stelle nicht vorgenommen werden. Es ist jedoch davon auszugehen, dass sie eine
brauchbare Groéfzenordnung liefert und die wesentlichen Tendenzen korrekt beschreibt.
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8.7 Bestimmung des notwendigen Spulluftstroms

Die zeitliche Anderung der Austrittskonzentration an einem Riihrkessel ohne Reaktion bei
konstanter Eintrittskonzentration folgt dem exponentiellen Verlauf

t

c(t)=(c,-c.)e T+c, mit 7 =%. (Gl. 341)

Der Exponent t/r =\7t/V =Q kann als dimensionslose Zeit verstanden werden oder als
Luftaustauschzahl, die angibt, wie oft die im Volumen V vorhandene Luft durch
nachstrémende Luft erneuert wird.

Jeder Regenerator und der darunterliegende Totraum wird nacheinander von Abluft, Spulluft
und Reingas durchstromt. Vernachlassigt man die Sperrluft- und Brennerluftstrome gilt fur
die Abluft- und Reingasstrome

vA*L :vAL +K NSL @Z_.Ti (Gl. 342)
u
VRG =vAL + (1_ K)WSL Ef—Z_S_L (Gl. 343)

U

mit K =0 im Fall der Frischluftspilung und K =1 bei HeilRgasspulung. Dabei wird
berlcksichtigt, dass die Dauer des Spultaktes 75, kirzer sein kann als die Umschaltzeit 7.

Bei HeilRgasspulung wird die Abluftkonzentration am Eintritt verringert. Nimmt man an, dass
die Konzentration des Spuilgases derjenigen des Reingases entspricht, ergibt sich

* - CAL,e |SZAL Ij—U + K l]:RG,e INZSL B-SL

Cale : . Gl. 344
- VAL Ij—U + K |N/SL Ij-SL ( )
Definiert man den Spdlluftanteil als
Vy Iy _Q
B, =St TSl = sL (Gl. 345)
- VAL lj—U QAL
so ergeben sich aus den eben genannten Beziehungen die folgenden Gleichungen
Q) =Q, I+ K W] (GI. 346)
Qre =Qu [ﬁl'i' (1_ K)WSL] (Gl. 347)
* CALe-l_K[¢SL[CRGe
Cplo = :
AL e 1+K o, (Gl. 348)
C;L,e = (1_ K)EESL,e + K IZERG,e . (GI 349)

Da die Konzentration am Anfang eines Taktes der am Ende des vorangegangenen Taktes
entspricht, erhalt man drei Gleichungen

= ~Qro ~Qro
CRG,Ende - CSL,Ende (e + CRG,e [(ﬂ.— € )
- Qs * —Qst
CsLende = CaLenge L€ "+ Cope [(ﬂ.— e ) (Gl. 350)

- _Q:\L * — _Q‘AL
CAL,Ende - CRG,Ende (& + CAL,e E&]‘ e )
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8.7 Bestimmung des notwendigen Spuilluftstroms

mit drei unbekannten Endkonzentrationen. Nach Einsetzen und Auflésen findet man

— ESL,e ERG |:EAL + ERG,e EAL + EAL
CAL,Ende - 1- E* E
AL SL |:ERG

(Gl. 351)

mit den abgekiirzten Schreibweisen E=€“ und E, =c, E(Il—e‘Q). Die anderen beiden
Endkonzentrationen ergeben sich durch Rickwartseinsetzen.

Ausschlaggebend fir die emissionsrechtliche Beurteilung der Reingasqualitat ist nicht die
Reingaskonzentration an einem Regeneratoraustritt, sondern der Halbstunden-Mittelwert der
Konzentration im Reingas gemessen am Anlagenaustritt. Dieser Wert kann unter Umstanden
stark abweichen, z. B. bei Kurzschlussstromungen oder unzureichender Wirkung der fluid-
dynamischen Klappendichtung.

Geht man davon aus, dass keine nachtraglichen Kontaminationen des Reingases erfolgen,
entspréache der Verlauf am Anlagenaustritt dem Konzentrationsverlauf an der gerade
getffneten Reingasklappe. Nimmt man weiter an, dass symmetrische Verhéltnisse vorliegen,
sich die Austrittszustédnde an den einzelnen Klappen also nicht unterscheiden, ist dieser
Zeitverlauf durch die Gleichung

t

Cre (t) = (CSL,Ende - CRG,E)GE e+ Cra.e

gegeben.

(Gl. 352)

Durch Integration tber die Dauer des Reingastaktes erhalt man die mittlere Konzentration

* * ~Pst QAL

~ _Cet (CAL,Ende _CSL,e)@ ’ ~ Cree [(ﬂ.—e_QAL -Qp Ps +K@p By )+

. Q, Mi+¢, —K g ) o
AL ¢SL |1SL

wobei die Konzentration am Ende des Ablufttaktes wiederum vom Spulluftanteil abhangt und

sich aus (Gl. 351) ergibt. L6st man nach dem Spulgasanteil im Z&hler des Bruches auf erhalt
man mit

(Gl. 353)

P =~ (Gl. 354)

CAL Ende CaLende ~CsLe

1 (‘ G -CRG,e) Q, i+, K ) .\ (CRGe -C;L’e)
QAL ( - C;L,e 1- e_QA'— ~Qu Bg +K@p B ) *

eine Form die gut zur iterativen Berechnung des bendtigten Spulluftanteils geeignet ist.

Hierbei ist in jedem Schritt die Konzentration am Ende des Ablufttaktes neu zu ermitteln.

Fir den Sonderfall, dass die Eintrittskonzentrationen der Spulluft und des Reingases Null
betragen, kann man (GI. 351) einsetzen und erhélt nach einigen Umformungen mit

1 |c (1— e‘QAL) _
Ps = ln[ 2he - Q“} Gl. 355
St QAL CRG QAL [ql-'- ¢SL) ( )

eine Form, die unabhangig von der Spilmethode ist. Es handelt sich ebenfalls um eine
Iterationsgleichung, deren Auswertung man zweckmagig mit dem Startwert @5, =0 beginnt.

Dieser Zusammenhang ist in Abbildung 183 grafisch dargestellt, wobei der Verdinnungs-
faktor logarithmisch skaliert und die Luftwechselzahl im Ablufttakt als Parameter verwendet
wurden. Bei einer Abluftbeladung von 2 g/my® und einer Zielkonzentration im Reingas von
20 mg/m,® betragt der Verdiinnungsfaktor 0,01. Geht man von 60 s Umschaltzeit, einem
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8 Abschéatzungsrechnungen

Abluftstrom von 3.000 my®/h und einem Volumen des Luftverteilkastens von 2 m® aus, erhalt
man Q, =25 und damit ¢ = 005. Das innerhalb der Spiildauer zuzufiihrende Spulluft-
volumen betragt daher 2,5m\® und der benétigte Volumenstrom bei Vollzeitspiilung
150 my*/h. Dieses Berechnungsbeispiel gilt jedoch ebenso wie das Diagramm nur bei
unbelasteten Spulluft- und Reingasstromen. Weisen diese von Null verschiedene Konzentra-
tionen auf, muss der Spulluftanteil aus (Gl. 354) ermittelt werden, was zu gréReren Werten
fuhrt.

In Abbildung 183 fallt auf, dass bei niedrigen Verdunnungsfaktoren bzw. hohen Luftwechsel-
zahlen Uberhaupt keine Spilung benétigt wird. Dies liegt daran, dass bei groRem
Luftaustausch im Ablufttakt ein &hnlich groRRer Luftwechsel im Reingastakt vorliegt. Da
angenommen wurde, dass das Reingas keine Schadstoffe enthalt, reicht allein die
Verdinnung mit Reingas aus, um den Mittelwert einzuhalten. Daher kann bei sehr kleinem
Luftkastenvolumen oder sehr langen Umschaltzeiten auf den Spilvorgang verzichtet werden.

1 1 2 5 10 Q.
09+
08+ ;
. Q. = Ta W
[ AL
0,7+ \
[ _Ig WSL
0,6 1 P = p
[ Ta m/AL
¢SL 05+ 20
04+
; 30
0,3t
i 40
02+ 50
: 75
01t 100
1 - - 200
0 = F . —— T ————rrr T
1 0,1 0,01 0,001 0,0001 0,00001 0,000001

c RG, mittel / CAL,e

Abbildung 183: Abgeschatzter Spilluftanteil in Abhangigkeit des Verdinnungsfaktors und der
Luftwechselzahl im Ablufttakt
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9 Zusammenfassung und Ausblick

Das Betriebsverhalten von RNV-Anlagen ergibt sich aus einem komplexen Wechselspiel
zwischen Warmeubertragung, Transmissionswarmeverlusten und chemischen Reaktionen.

Es wurde gezeigt, dass das zyklisch-stationare Betriebsverhalten der Anlagen vereinfacht
durch die Rekuperator-Analogie abgebildet werden kann. Ebenso kénnen andere ahnliche
Stromungsumkehrreaktoren als Warmeubertragerreaktor betrachtet werden. Weiter wurde
beschrieben, welche Modellaspekte von Bedeutung sind oder vernachlassigt werden kénnen
und wie sich die enthaltenen Modellparameter aus den Anlagen- und Betriebsparametern
des Reaktors ergeben.

In den bisherigen Arbeiten wurde meist davon ausgegangen, dass die Anlagen mit guter
Néaherung als adiabat betrachtet werden kdénnen und die geringfiigigen Warmeverluste das
Betriebverhalten nicht wesentlich beeinflussen. Diese Annahme wird insbesondere fir
GroRRanlagen postuliert, da diese im Verhaltnis zum Volumen eine geringere Oberflache und
damit geringere spezifische Warmeverluste aufweisen. Dies ist jedoch nur in Teilbereichen
gerechtfertigt.

Wie gezeigt wurde, kénnen bereits geringe Warmeverluste einen starken Einfluss auf das
Betriebsverhalten haben. Die bestimmenden Grofl3en hierfir sind die Stanton-Zahl des
Warmeubertragers bzw. dessen Wirkungsgrad und die Stanton-Zahl der Reaktorwand. Der
Effekt nimmt zu, wenn diese Kennzahlen gréf3er werden, also beispielsweise bei abneh-
mendem Warmekapazitatsstrom. Vereinfacht kann man zusammenfassen, dass sich grol3e
Anlagen im Teillastbetrieb &hnlich wie kleine Anlagen verhalten.

Im Rahmen der Modellentwicklung hat sich gezeigt, dass die durch Druckverluste dissipierte
Stromungsarbeit einen merklichen Einfluss auf den Verbrennungswéarmebedarf hat. Die
Modellgtite konnte durch Einbeziehen der temperaturabhéngigen Warmeleitfahigkeit und den
Formfaktor der Reaktorwand verbessert werden. Auch diese Zusammenhange wurden
bisher vernachlassigt.

Die mit den gewdhnlichen Rekuperatorgleichungen vorgenommenen Abschatzungen des
Verbrennungswarmebedarfs im autothermen Betrieb zeigten in einem weiten Bereich gute
bis sehr gute Ubereinstimmung mit den Messwerten. Dabei sollten die eben genannten
Effekte bertcksichtigt und als Bezugstemperaturen die integralen Mittelwerte der
Temperaturverlaufe in den Regeneratoren zugrunde gelegt werden.

Die Auswirkungen der verschiedenen Anlagen- und Betriebsparameter wurden ausfuhrlich
dargestellt und sollen hier nicht im Einzelnen wiederholt werden. Aus planerischer und
betrieblicher Sicht ist die wichtigste GroRe der erforderliche Brennstoffoedarf. Insgesamt
kann konstatiert werden, dass neben einem grofReren Abluftstrom

® geringere Warmedbertragerflachen,

héhere Transmissionswarmeverluste,

grol3ere Spulluftstrome,

vergroRerter Luftiberschuss des Brennersystems,

Auskopplung von Heil3gas,

langere Umschaltzeiten und
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9 Zusammenfassung und Ausblick

® kleinere Druckverluste

in der Regel zu einer Vergrof3erung des Verbrennungswarmebedarfs fihren. Damit sind
verschiedene Ansatzpunkte zur energetischen Optimierung der Anlagen vorhanden.

Bei Anlagen die haufig autotherm oder Uberautotherm arbeiten, missen solche Opti-
mierungsmalnahmen allerdings mit Vorsicht vorgenommen werden, da sie die Auspragung
pseudo-unterautothermer Betriebszustdnde bei hohen Beladungen begiinstigen. Diese sind
dadurch gekennzeichnet, dass die Brennraumtemperatur bei zunehmender Energiezufuhr
abnimmt. Je nach Regelungskonzept kann sich dabei der Brennstoffbedarf vergréfzern und
unter Umsténden der Reaktor durchgehen. MaRnahmen, um diesen Zustdénden entgegen-
zuwirken, wurden bereits in [502] erlautert. Eine Ausnahme stellen Anlagen mit heiRem
Bypass und Prozesswarmenutzung dar. Bei diesen kdnnte, sofern die Regelung geeignet ist,
durch die energetische Optimierung der ausgekoppelte Warmestrom maximiert werden.

Sind die Schadstoffkonzentrationen in der Abluft Uberwiegend niedriger, als fir den
autothermen Betrieb erforderlich, ist es in jedem Fall sinnvoll, den betrieblichen und
bautechnischen Ist-Zustand zu tGberprifen und ggf. zu verbessern.

Bei Altanlagen, die noch mit Sattelkérpern oder @hnlichen Flllkérpern bestiickt sind, kann ein
Ersatz durch Wabenkorper sinnvoll sein. Gegebenenfalls kdnnen je nach Geblaseleistung
auch Waben gewechselt und durch solche mit groRerer spezifischer Oberflache aus-
getauscht werden.

Die Verminderung der Transmissionswarmeverluste ist hingegen wegen technischer Risiken
und des schlechten Kosten-Nutzen-Verhéltnisses eine kaum geeignete Option. Bei
bestehenden Anlagen ware dies ohnehin kaum zu realisieren. Eine zusatzliche
AulRenddmmung wirde den Temperaturverlauf innerhalb der Reaktorwand verandern und
kénnte dadurch Korrosion begiinstigen oder zu thermomechanischen Schaden fuhren.
Zusatzliche Warmedammung auf der Innenseite ware nur mdglich, wenn gleichzeitig die
Speichermasse ausgetauscht wurde. Insofern bliebe nur ein Komplettaustausch der
Innendammung durch ein Material mit geringerer Warmeleitfahigkeit. Dies ware mit
erheblichen Investitionskosten verbunden.

Eine groliere Bedeutung kommt der Optimierung der Luftsysteme zu. So stellt zum Beispiel
die Minderung des Verbrennungsluftiibberschusses eine MalRnahme dar, die mit einfachen
technischen Mitteln, ohne grof3e Umbauarbeiten, mit geringen Kosten realisiert werden kann.
Der erforderliche Spulluftstrom ist umso groRRer, je gréRer das Volumen der Luftverteilkdsten
ist. Daher sollte dieses mdglichst klein gestaltet und der Spulluftstrom bzw. die Spuldauer
bedarfsgemal geregelt werden. Regel- bzw. Absperrklappen im heil3en Bypass sollten eine
maoglichst geringe Leckagerate aufweisen.

Hohere Druckverluste reduzieren zwar den Brennstoffbedarf, da mehr Strdmungsenergie in
Warme umgewandelt wird, dennoch sind derzeit aus wirtschaftlicher und 6kologischer Sicht
niedrige Druckverluste glnstiger.

RNV-Anlagen werden bereits seit einigen Jahrzehnten erfolgreich zur Abluftreinigung
eingesetzt. Trotzdem gibt es einige Betriebsaspekte fur die es zukinftig Losungen oder
Verbesserungen zu finden gilt.
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8.7 Bestimmung des notwendigen Spulluftstroms

So besteht zum Beispiel ein wesentlicher Schwachpunkt der Systeme in den Abluft- und
Reingasklappen. Sind diese nicht dauerhaft ausreichend dicht, kann trotz der fluid-
dynamischen Dichtung Abluft ins Reingas Ubertreten und dieses verunreinigen. Dies fuhrt
teilweise dazu, dass Reingasgrenzwerte nicht eingehalten werden kdnnen obwohl der
Ausbrand der Schadstoffe mehr als ausreichend ist.

Weitere Herausforderungen ergeben sich durch die Bildung von Beldgen aus Oxidations-
produkten innerhalb der Regeneratoren und Kondensation oder Resublimation von
Abluftinhaltsstoffen im Abluftkanal und den Luftverteilkasten, sowie an den Umschaltklappen
und Regeneratorunterseiten.

Die Versuchsanlage im Technikum der Clausthaler Umwelttechnik-Institut GmbH st
grundsétzlich bereits sehr gut ausgestattet. Um die Fehler beim Ermitteln der Brennstoff-
massenstrome zu verringern, sollten jedoch die Gasleitungen mit Warmedammung versehen
oder mit Temperatursensoren ausgestattet werden. Drucktransmitter mit manueller
Nullpunktjustage sollten evtl. durch solche mit automatischer Kalibrierung ausgetauscht
werden. Weiter fehlt eine Messeinrichtung fur die elektrische Energieaufnahme, die eine
wesentliche BetriebsgroRe darstellt und aus gesamtwirtschaftlicher Sicht sehr interessant ist.
Um die theoretisch berechneten, ungleichméafRigen Randbedingungen an den einzelnen
Regeneratoren auszuschlie3en, wére eine Ringleitung am Ablufttrakt wiinschenswert. Durch
einen Umbau des Spulluftsystems und entsprechende Anpassung der Steuerung konnten
Versuche mit Hei3gasspilung durchgefuhrt und so die rechnerischen Vorhersagen validiert
werden.

Die hier gezeigten Modellrechnungen haben gute Ubereinstimmung mit den Mess-
ergebnissen der Technikumsanlage gezeigt. Um die Qualitat des Modells besser bewerten
zu kénnen, waren weitere Vergleiche mit Daten anderer Anlagen wiinschenswert.

Auch aus wissenschaftlicher Sicht sind noch zahlreiche Fragen offen. So ist zum Beispiel
das Oxidations- und Schadstoffbildungsverhalten der meisten Abluftschadstoffe unbekannt.
Ferner sind das in bestimmten Betriebsbereichen instabile oder chaotische Verhalten von
Stromungsumkehrreaktoren und die Ausbildung mehrfacher stationarer Zustédénde noch nicht
vollstandig verstanden. Fur Wéarmelbergang und Druckverlust liegen bisher tberwiegend
empirische oder semi-empirische Modelle vor und die bestimmenden Faktoren sind nicht fir
alle relevanten Randbedingungen und Geometrien bekannt. Ebenso fehlen manche Form-
faktoren zur vereinfachten Berechnung der Warmeleitung in Umhillungen. Selbst fir die
Regeneratorgleichungen ist nach bald hundert Jahren der Forschung keine allgemeine,
kompakte, analytische Lésung bekannt.

Es bleibt somit noch gentiigend Raum fir zukiinftige Forschung und Entwicklung.
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Al Anlagendaten

Al.1 Sensorik

p AL 1 dyn (alt)

p SL dyn -

p SrLA dyn digima 1758 0..5 mbar +0,25% V.E. +1,25 Pa
Sl-special instruments

p SrLR dyn

p BL dyn (alt)

p AL 1 stat (alt)

p AL 2 stat .

p SILA stat digima 304 0..100 mbar +0,25% V.E. 0,25 mbar
Sl-special instruments

p SrLR stat

p BL stat
digima 305

p SL stat Sl-special instruments 0..200 mbar +0,25% v.E. +0,5 mbar

p Amb digima 310 800..1200 mbar +0,25% V.E. +3 mbar
Sl-special instruments

p RG 0 stat ST3000 S900 R300 0..20 mbar +0,5% Vv.E. +0,1 mbar
Honeywell

p AL 1 dyn P26

p RG 1dyn Halstruo-Walcher 0..250 Pa +0,5% Vv.E. +1,25 Pa

p RG 2 dyn P

p AL 1 stat P26

p RG 1 stat 0..200 mbar +0,5% Vv.E. +1,0 mbar
Halstrup-Walcher

p RG 2 dyn
Deltabar S PMD 75

0,

p BL dyn (neu) Endress+Hauser 0..100 mbar +0,18% v.E. +0,18 mbar
Omnigrad S TR 88 o 0

T BL (neu) Endress+Hauser -100..450°C +(0,2 + 15/|T[)% +1,05 K

+0,4% v.E. zwischen
andere Thermoelemente 0...1100°C (dauerhaft) -40°C und 375°C +aK
Temperaturen Typ K -180...1300°C (kurzzeitig) | +0,4% v.M. zwischen -
375°C und 1000°C

V EG BR Vinin = 0,6 m¥/h +2% bei Vi s

V EG FL RMG 132-A G40 Voo = 65 m¥h £10% V<V < Vyog 40,65 m°/h

mLM1

m LM 2 DS 150 K1 1..151.000 g +2:10°%% v.E. +3g
Kern

mLM3
EnviFID 900

Cges Ersatec 0..100 ppm +1% v.E. +1 ppm
CLD70S

0,

NO,(2) Ecophysics 0..1000 ppm +2% +20 ppm

co 0..1000 mg/m*® +10 mg/m®

CO, URAS 14 0..30 Vol.-% o +0,3 Vol.-%
ABB 3 1% 3

NO 0..1000 mg/m +10 mg/m

N,O 0..250 ppm +2,5 ppm
Magnos 16

(0] )

2 ABB 0...25 Vol.-% k. A. k. A.
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Al.2 Geblase

Die angegebenen Betriebsdaten beziehen sich auf den Betrieb ohne Frequenzumrichter und
wurden aus interpolierten Kennlinien berechnet.

Abluft MXE160-012530-00 3.000 112,8 21,0 ia
Induvent 5.000 1125 25,1 J
Spulluft MHR 632 250 69,6 1,7 ia
P MORO 500 70,8 21 J
Sperriuft MSTS 6 250 111,0 1,9 nein
P MORO 500 71,9 25
MSTS 4 50 71,9 0,7 .
Verbrennungsluft (alt) MORO 100 725 07 nein
Verbrennungsluft (neu) KXEO080-000930 GR 360 125* 28,9* 0,6* ia
9 Induvent 250~ 29,0* 0,7* J
(* bei 400°C und n = 2.711 min™)
Al1.3 Stromungsprofile in den Luftleitungen
d =345 mm d =159 mm
20 3 93
18 8
16 3 73
1] CE
n 12 v _3
E1o E®3
S g <4
= s
4 23
2 . —O—langs —o—quer l-
04 : . . . & 0 . . . .
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
a) x/d b) x/d
—o=—quer
o® T T —TT—T——T—T—T
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
x/d
C)
. d =107 mm d=37mm
e
~ 35
N
0 i T T T T
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
e) x/d f) x/d

Abbildung 184: Gemessene Stromungsprofile: (a) Abluft; (b) Spulluft; (c) Reingas 1; (d) Reingas 2;

(e) Sperrluft-Reingas; (f) Verbrennungsluft (System 2)
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A2 Stoffdaten

A2.1 Eigenschaften der eingesetzten Speichermassen

In Tabelle 19 sind die Daten, der in der Technikumsanlage eingesetzten Keramikkorper,
aufgelistet. Eigenschaften verschiedener Keramiken wurden bereits in Tabelle 4 genannt.

Tabelle 19:

Daten der eingesetzten Keramikkorper

150 35 150
Abmessungen mm 150 20 150

300 20 150
Kanalzahl 40 x 40 82 x 82
Kanalweite mm 3 - 1,55
Wandstéarke mm 0,7 3 0,24
spezifische Oberflache m?/m?® 825 773 799 250 1.850
Lickengrad 0,64 0,65 0,66 0,74 0,71
spezifische Masse (ca.) kg/m3 965 934 904 697 702
Material Tonerdeporzellan C(cc)lzg;met;n

A2.2 Erdgaseigenschaften

Das an der Technikumsanlage eingesetzte Erdgas aus dem Netz der Stadtwerke besitzt die
nachfolgend genannten Eigenschaften.

Zusammensetzung: Methan CH,

Normdichte:
Brennwert:
Heizwert:

Luftbedarf:

Stickstoff N,
Ethan C2H6
Kohlendioxid CO,

Propan CsHg
Hexan Cet+
i-Butan C4Hio
n-Butan CsHqo
n-Pentan CsHyo
neo-Pentan CsHj»
0,795 kg/m®

9,861 kWh/m?®
8,891 kWh/m?®

8,5 m*/m?®

86,512 mol-%
11,667 mol-%
1,272 mol-%
0,420 mol-%
0,071 mol-%
0,024 mol%
0,014 mol-%
0,012 mol-%
0,002 mol-%
0,002 mol-%

bzw. 44.654 kJ/kg
bzw. 40.261 kJ/kg
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A3 Berechnung von Stoffeigenschaften

A3.1 Verwendete Berechnungsansatze

Die Dichte wird wie zuvor erlautert Gber die thermische Zustandsgleichung des idealen
Gases beschrieben
Tv p
=Py B Gl. 356

PEAET L ( )
mit T, =27315K und p, =101325Pa. Die zugrunde gelegten Tabellendaten [31] gelten
fur trockene Luft mit einer Zusammensetzung von 78,12 Vol.-% N,, 20,96 Vol.-% O, und
0,92 Vol-% Ar. Die mittlere molare Masse bei dieser Zusammensetzung betragt
28,9588392 g/mol. Hiermit erhalt man aus

_ Py LM,
A RIT,

mit R=8,31447 J/molK eine Norm-Dichte von 0,=1,291998 kg/mN3.

(Gl. 357)

Die mit diesem Wert berechnete Dichte ist in Abbildung 185 (a) in Abhangigkeit der
Temperatur bei Normdruck aufgetragen. Der relative Fehler zu den Tabellenwerten liegt im
Bereich von 0 bis 1.000°C zwischen +1,27% und +1,37%.

Die anderen Eigenschaften der Luft werden in Abhangigkeit der absoluten Temperatur durch
Polynome der Form

n .
f(r)=>K (Gl. 358)
i=0
beschrieben, mit den Koeffizienten gemal Tabelle 20.
Tabelle 20: Verwendete Polynomkoeffizienten
Co(T/K) / (kI/kgK) A(TIK) | (W/mK) UTIK) | (m?/s)
Ko +1,082396 +3,910363-10* -2,375652-10°°
K, -6,662317-10* +1,021134-10* +2,342885:10°
K, +1,819624-10° -6,109978-10°® +1,383980-10"°
Ks -1,770881-10°° +3,422178-10™ -4,562140-:10*
K, +8,660250-10"® -7,953847-10"° +1,047542:10"
Ks -2,122105-10%® 0 0
Ke +2,069856-102° 0 0

Fur die spezifische Warmekapazitat wurde ein Polynom 6. Grades an Daten angepasst, die
mit den NASA-Polynomen [503] fiir den Temperaturbereich von 0°C bis 2.500°C berechnet
wurden. Dort wird die Wéarmekapazitat mit zwei Polynomen 4. Grades in den Temperatur-
bereichen von 200 K bis 1.000 K und von 1.000 K bis 6.000 K beschrieben. Die Koeffizienten
[395] gelten zwar fir eine etwas andere Zusammensetzung von 78,084% N, 20,9476% O,,
0,9365% Ar und 0,0319% CO,, die Ubereinstimmung mit den Tabellendaten ist bei einer
Abweichung von -0,16% bis +0,06% jedoch mehr als ausreichend (b).
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Die anderen Stoffeigenschaften wurden an die tabellierten Werte aus [31] angepasst. Fur die
Warmeleitfahigkeit wird ein Polynom 4. Grades verwendet, dessen relativer Fehler zwischen
-0,03% und +0,07% betragt (c). Auch zur Berechnung der kinematischen Viskositat wird ein
Polynom 4. Grades zugrunde gelegt, das eine Genauigkeit zwischen -0,16% und + 0,06%
aufweist (d).

14 2,00 1,25 0,50
@ VDI-Wéarmeatlas 10. Auflage 2006 @ VDI-Wéarmeatlas 10. Auflage 2006
1 —ideales Gas r 1,80 — Polynom6 (angepasst an NASA-Polynom) r 0,40
121 o rel. Fehler o rel. Fehler
r 1,60 1,20 1 r 0,30
1,0 4 L
000009000000 000O0 0.20
° o
— > < 1151 Lot &
0,8 = =) 0o =
£ g g ©°°%0 5
> = v o o 000 =
= [] R o o (3}
3 %% = = 110 > 010 =
Q o) S ﬁgsf © 5 ° ]
= 00005000 =
0,4 I -0,20
1,05 4 r -0,30
0,2
r 0,20 r -0,40
0,0 t t t t t 0,00 1,00 + t t t t t -0,50
0 200 400 600 800 1.000 1.200 0 200 400 600 800 1.000 1.200
Temperatur / °C Temperatur / °C
a) P b) P
0,10 0,50 2,5E-04 0,50
@ VDI-Wéarmeatlas 10. Auflage 2006 @ VDI-Wéarmeatlas 10. Auflage 2006
0,09 — Polynom4 0,40 — Polynom4 - 0,40
o rel. Fehler o rel. Fehler
r 0,30 2,0E-04 r 0,30
r 0,20 r 0,20
° °
o Loto & . 1,5E-04 Loto &
— 4 —
£ @ & @
s 000 = £ r000 =
= () = ()
= s -~ iy
< 010 — > 1,0E-04 - 010 —
[ [
L -0,20 I -0,20
r-0,30 5,0E-05 r-0,30
I -0,40 I -0,40
<
0,01+ t t t t t -0,50 0,0E+00 + + + + + -0,50
0 200 400 600 800 1.000 1.200 0 200 400 600 800 1.000 1.200
Temperatur / °C Temperatur / °C
C) P d) P

Abbildung 185: Verlaufe und relative Fehler der berechneten Stoffeigenschaften: (a) Dichte;
(b) spezifische Warmekapazitat; (c) Warmeleitfahigkeit; (d) kinematische Viskositat

A3.2 Einfluss der Zusammensetzung auf die Stoffeige  nschaften

In Abbildung 186 sind die Stoffeigenschaften verschiedener Reinstoffe in Abhangigkeit der
Temperatur dargestellt. Die spez. Warmekapazitaten (a) wurden mit den NASA-Polynomen
berechnet [395-397], die dynamische Viskositat (b) und die Warmeleitfahigkeit (¢) mit dem
Ansatz von Svehla [380, 504]. Es wird deutlich, das die Verlaufe teilweise recht stark von
den Werten trockener Luft abweichen. Insofern ist davon auszugehen, dass deren Daten
nicht immer reprasentativ sind.

Die Berechnung von Mischungseigenschaften ist zwar grundsatzlich méglich, erfordert aber
einen deutlich héheren Rechenaufwand. Dartber hinaus sind auch die Mischungsregeln mit
Fehlern behaftet. Berechnet man beispielsweise fir trockene Luft in der genannten
Zusammensetzung die Stoffeigenschaften mit den o.g. Ansétzen, mittelt diese mit den
Mischungsregeln von Mason-Saxena, Wassiliewa bzw. Wilke [31] und vergleicht die Werte
mit denen der hier verwendeten Polynome (Abbildung 187 (a)), so ergeben sich Ab-
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weichungen, die sehr viel grof3er sind als die Approximationsfehler. Die Mischungsrechnung
gibt also die Tabellendaten ebenfalls nicht fehlerlos wieder. Der Einfluss von z. B. 5,0 Vol.-%
Wasserdampf in der Luft (b) vergroRert zwar die Abweichungen, sie liegen jedoch dennoch
in einem vertretbaren Rahmen.
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Abbildung 187: Relativer Fehler zwischen den Mischungseigenschaften und den hier verwendeten
Ansétzen: (a) trockene Luft; (b) mit 5,0 Vol.-% Wasserdampf
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In Abbildung 188 wurde der Einfluss von Methan und dessen Verbrennungsprodukten auf
die Stoffeigenschaften untersucht. Dazu wurden verschiedene Mischungen aus Methan und
feuchter Luft (Wassergehalt 5,0 Vol.-%) vorgegeben und fiir mehrere Temperaturen die
Eigenschaften mit den genannten Methoden berechnet. Auf die gleiche Weise wurden die
Stoffdaten des Reingases nach vollstidndiger Verbrennung bestimmt. Die Betrdge der
berechneten relativen Fehler ggu. trockener Luft sind bis zu einer Methan-Beladung von
etwa 10 g/m° kleiner als 3 %, sodass bei weitgehend luftahnlichen Zusammensetzungen auf
Mischungsrechnungen verzichtet werden kann und die genannten Ansatze fir trockene Luft
eine ausreichende Genauigkeit aufweisen.

Fur Losemittel, &hnliche Substanzen und komplexe Mischungen daraus kann an dieser
Stelle kein Vergleich durchgefihrt werden, da die hierzu benotigten Berechnungsansatze fir
die Reinstoffeigenschaften fehlen.
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A3.3 Einfluss falscher Warmekapazitaten bei der Tem  peraturiteration

In Abbildung 189 (a) sind die lokale und mittlere spezifische Warmekapazitat in Abh&ngigkeit
der Temperatur dargestellt, wobei sich Letztere auf eine Bezugstemperatur von 0 K bezieht.

Zusatzlich ist als konstante Warmekapazitat der Wert der lokalen Warmekapazitat bei 25°C
gezeigt.
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In den anderen Diagrammen sind die Temperaturen aufgetragen, die sich ergeben, wenn die
jeweilige Warmekapazitat zur Berechnung der Temperatur aus einem bekannten Wert der
Enthalpie verwendet wird. Zur Ermittlung dieser Verlaufe wurde zunachst fur jede gegebene
Temperatur die Enthalpie mit Hilfe des NASA-Polynoms berechnet. Aus der Enthalpie wurde
dann mit der jeweiligen Warmekapazitdt die Temperatur iterativ bestimmt, wobei als
Abbruchkriterium eine maximale Temperaturanderung von 1 puK zugrunde gelegt wurde.
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Abbildung 189: Verlaufe der konstanten, lokalen und mittleren spez. Warmekapazitét (a) und Einfluss
auf die iterierte Temperatur: (b) mit konstanter Warmekapazitat berechnet; (c) mit
lokaler Warmekapazitat berechnet; (d) mit mittlerer Warmekapazitat berechnet

Diagramm (b) zeigt den Fehler der bei Verwendung der konstanten Warmekapazitét
entsteht. Im dargestellten Bereich liegt dieser zwischen +1,6% und +8,6% bezogen auf die
absolute Ist-Temperatur. Der absolute Fehler bei 1.200°C betragt +127 K. Der Gebrauch
konstanter Warmekapazitaten fuhrt daher zu unvertretbar gro3en Abweichungen.

Auch die Berechnung mit lokalen Warmekapazitaten (c) fihrt zu erheblichen Fehlern, hier
zwischen +1,7% und -8,5%, die sich selbst durch zuséatzliche Iterationsschritte nicht
verringern lassen. Die absolute Abweichung bei 1.200°C betrégt -124 K.

Nur bei Anwendung der mittleren Warmekapazitat (d) erhélt man die gesuchte Temperatur
mit der vorgegebenen Genauigkeit.
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A4 Kinetische Parameter

Die angegebenen Werte wurden unterschiedlichen Quellen entnommen und auf SI-Einheiten
umgerechnet. Vor dem Verwenden der Werte sollte die Originalquelle geprdft werden.

Tabelle 21: Zusammenstellung kinetischer Daten
Methan
1 CH, M1 R1+ Flammen $es=0,5...1,6 -dCH,/dt 1,30E+08 202.641 0 CH, -0,3 0O, 13 [401]
2| cH, | M1 | R1+ Flammen $s5=05...1,6 -dCH,/dt 8,30E+05 125.604 0 CH, | -03 0, 13 [401]
3 CH, M1 R1+ | Stromungsreaktor | T=1.200..1.400K | -dCH,/dt 7,00E+08 251.208 -1 CH, -05 0O, 15 [404] (*a)
4 CH, M1 R1+ Flammen -dCH,/dt 5,60E+12 103.800 0 CH, 1 0O, [404]
5| cH, | M1 | R1+ Flammen "“:i‘;‘ 16| dCH/dt 2,50E+09 202499 | 0 cH, | o2 o, 13 [404]
6 CH, M1 R1+ Verbrennung -dCH,/dt 2,50E+09 202.499 0 CH, 0,2 0O, 13 [409]
$es = 0,55 2,10E+21 230.274
$ss=0,6 1,10E+30 226.087
$as=0,7 3,10E+29 209.340
7 CH, M1 R1+ -dCH,/dt 0 CH, 1 0, 0,5 [505]
Pes=0,8 1,10E+28 167.472
es=0,9 9,10E+25 104.670
$Pss = 1,0 1,10E+24 62.802
R1+ turbulenter T=1.100...1.400K | -dCH,/dt 1,58E+10 202.641 0 CH, 0,7 0, 0,8
8 | CH M2 Stromungsreaktor $es=0.05..05 [366]
R3+ P=pn +dCO,/dt 1,74E+10 180.032 0 co 1 0O, 0,25 H,0 0,5
R1+ -dCH,/dt 5,30E+15 238.648 0 CH, 1 0, 05 H,0 | 05
9 | CH, | M2 [404] (*a)
R3+ " T=1450..1.750K | -dCO/dt 1,80E+10 104.670 0 co 1 0, 0,5 H,O 0,5
Stromungsreaktor 5= 05..0.8
Ro4 | Verbrennung P=(03..08px | -dCH,/dt 1,70E+18 251.208 0 CH, 1 O, 05 [ HO | 05
10| cH, | M2 [404] (*b)
R3+ -dCO/dt 3,50E+09 83.736 0 co 1 0, 0,5 H,O 0,5
R1+ -dCH,/dt 2,30E+09 202.641 0 CH, -0,3 0, 13
T=1300...2.100 K
11| CH, M2 | R3+ Verbrennung $es=07...1.3 -dCO/dt 3,16E+10 167.472 0 co 1 0, 025 [ HO | 05 [506]
p=pN
R3- -dCO,/dt 5,00E+08 167.472 0 CO, 1
R1+ -dCH,/dt 2,00E+09 146.538 0 CH, 0,9 0, 1,1
12 CH, M2 R2+ Verbrennung $ss=0...1 -dCO/dt 2,00E+06 50.242 0 co 1 0, 0,5 [507]
R2- -dCO,/dt 2,00E+09 50.242 0 co, 1
R1+ -dCH,/dt 5,10E+08 146.538 0 CH, 0,7 0O, 1,3
13 | CH, M2 R2+ Verbrennung $ps=0...1 -dCO/dt 5,00E+05 50.242 0 co 1 0, 0,5 [507]
R2- -dCO,/dt 5,00E+08 50.242 0 CO, 1
R1+ -dCH,/dt 2,00E+09 146.538 0 CH, 0,9 0, 11
14 CH, M2 R2+ Verbrennung -dCo/dt 2,00E+06 50.242 0 co 1 0, 0,5 [507]
R2- -dCO,/dt 8,11E+10 323.196 0 CO, 1
R2+ T=630K -dCH,/dt 1,12E+07 124.002 0 CH, [ 0,4439 0, 0,9228
15 | CH, M2 Flammen $¢ss=05 [405]
R3+ p =100 kPa -dCO/dt 1,21E+05 128.849 0 co 0,6029 0, 1,4512
R2+ T=630K -dCH,/dt 1,12E+07 124.227 0 CH, | 0,4439 0O, 0,9228
16 | CHy | M2 Fl $es=05 [405]
R3+ p =100 kPa -dCO/dt 1,85E+03 99.607 0 co 1,0363 0O, 1,2386
R2+ T=753K -dCH,/dt 5,92E+11 199.913 0 CH, | 0,5458 0O, 0,2488
17 | CH, | M2 Fl Pes=05 [405]
R3+ p =2.000 kPa -dCO/dt 2,68E+04 250.640 | 0,473 co 0,8374 0O, 1,7902
R2+ T=753K -dCH,/dt 1,28E+12 192.746 0 CH, | 0,5458 0O, 0,1194
18 | CH, M2 Flammen ¢85 =05 [405]
R3+ p =2.000 kPa -dCO/dt 7,14E+04 241.660 | 0,5117 co 0,7745 0, 1,6132
R1+ -dCH,/dt 1,59E+10 200.013 0 CH, 0,7 0, 0,8
R3+ -dCO/dt 1,26E+10 170.314 0 co 1 0, 0,25 H,O 0,5
19 | CH, |M2+R6| R3- |MILD-Verbrennung -dCO,/dt 5,00E+08 170.314 0 co, 1 [508]
R6+ -dH,/dt 1,80E+10 146.410 0 H, 1 0, 05
R6- +dH,/dt 2,51E+14 397.922 0 H,0 1
R1+ -dCH,/dt 1,59E+10 200.013 0 CH, 0,7 0O, 0,8
R3+ -dCO/dt 1,26E+10 170.314 0 co 1 0O, 0,25 H,0O 0,5
20 | CH, [M2+R6| R3- |MILD-Verbrennung -dCO,/dt 5,00E+08 170.314 0 CO, 1 [508]
R6+ -dH,/dt 2,50E+09 146.410 0 H, 1 0, 0,5
R6- +dH,/dt 3,48E+13 398.321 0 H,0 1
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Methan
R1+ -dCH,/dt 1,59E+10 200.013 0 CH, 0,7 0, 0,8
R3+ -dCO/dt 1,26E+04 41.838 0 co 1 0O, 0,25 H,0 0,5
21| CH, [M2+R6| R3- [MILD-Verbrennung -dCO,/dt 1,10E+13 328.023 -0,97 CO, 1 [508]
R6+ -dH,/dt 1,80E+10 146.410 0 H, 1 0, 05
R6- +dH,/dt 2,51E+14 397.922 0 H,0 1
R1+ -dCH,/dt 1,59E+10 200.013 0 CH, 0,7 0, 0,8
R3+ -dCO/dt 1,26E+04 41.838 0 co 1 O, 0,25 HO0 | 05
22 CH; |M2+R6| R3- | MILD-Verbrennung -dCO,/dt 1,10E+13 328.023 -0,97 CO, 1 [508]
R6+ -dH,/dt 2,50E+09 146.410 0 H, 1 0, 0,5
R6- +dH,/dt 3,48E+13 398.321 0 H,0 1
23| cH, | M2 | R3+ Flammen p‘i“(so:z‘;”"l'ls‘; +dCO,/dt 1,06E+08 163.620 0 co 1 0, 025 | H,0 | 05 | [404]
=(0,25...1,5)py
R4+ -dCH,/dt 5,73E+08 119.113 0 CH, 0,629 0O, 0,3151
T=630K
24 | CH, M3 R5+ Flammen $ss =05 -dCO/dt 7,91E+04 103.657 0 co 1,2381| H,O [ 0,6519 [405]
p =100 kPa
R6+ -dH,/dt 1,73E+04 132.508 | 0,9595 H, 2,0099 o, 0,2601
R4+ -dCH,/dt 5,83E+08 119.313 0 CH, | 0,4453 0O, 0,4314
T=630K
25 [ CH, M3 R5+ Flammen b5 =05 -dCO/dt 1,42E+05 102.335 0 CO | 1,0006 | HO [ 0,7332 [405]
p =100 kPa
R6+ -dH,/dt 7,27E+06 102.210 0 Hy | 1,7597 | O, 0,138
R4+ -dCH,/dt 1,96E+10 197.884 0 CH, | 0,6677 0, 0,5875
T=753K
26| CH, | M3 | R+ Flammen o5 =05 -dCo/dt 5,99E+06 179.385 0 CO | 1,0574 | HO | 0,7745 [405]
p = 2.000 kPa
R6+ -dH,/dt 2,06E+10 193.212 0 H, 1,1295 0O, 0,3331
R4+ -dCH,/dt 2,63E+11 197.768 | 0,2376 | CH, | 0,5898 0O, 0,1887
T=753K
27 | CH, M3 R5+ Flammen $Pss=0,5 -dCO/dt 1,38E+05 163.238 | 0,4585 co 1,0525 | H,O [ 0,6957 [405]
p = 2.000 kPa
R6+ -dH,/dt 3,59E+05 193.420 | 1,0117 H, 1,314 0, 0,597
R7+ -dCH,/dt 2,47E+09 125.604 0 CH, 0,5 0O, 1,25
R8+ -dCH,/dt 3,00E+05 125.604 0 CH, 1 H,0 1
R5+ -dCO/dt 2,75E+06 83.736 0 co 1 H0 1
28 | CH, M5 Verbrennung [507]
R5- -dCO,/dt 2,75E+06 83.736 0 CO, 1 H, 1
R6+ -dH,/dt 3,82E+13 167.472 0 H, 0,25 0, 15
R6- -dH,0O/dt 3,82E+16 167.472 0 H,0 1 H, -0,75 0, 1
R7+ -dCH,/dt 1,11E+08 125.604 0 CH, 0,5 0O, 1,25
R8+ -dCH,/dt 3,00E+05 125.604 0 CH, 1 H,0 1
R5+ -dCO/dt 2,75E+06 83.736 0 co 1 H,0 1
29 [ CH, M5 Verbrennung [507]
R5- -dCO,/dt 2,75E+06 83.736 0 co, 1 H, 1
R6+ -dH,/dt 1,11E+13 167.472 0 Hy 0,25 0O, 15
R6- -dH,O/dt 1,11E+16 167.472 0 H,0 1 H, -0,75 0O, 1
R7+ -dCH,/dt 2,47TE+09 125.507 0 CH, 0,5 0O, 1,25
R8+ -dCH,/dt 3,00E+05 125.507 0 CH, 1 0, 1
R5+ -dCO/dt 2,75E+06 83.685 0 co 1 H,0 1
30 [ CH, M5 MILD-Verbrennung [508]
R5- -dCO,/dt 6,71E+07 113.808 0 co, 1 H, 1
R6+ -dH,/dt 1,80E+10 146.410 0 H, 1 0, 05
R6- +dH,/dt 2,51E+14 397.922 0 H,0 1
R7+ -dCH,/dt 2,47E+09 125.507 0 CH, 0,5 0, 1,25
R8+ -dCH,/dt 3,00E+05 125.507 0 CH, 1 0O, 1
R5+ -dCO/dt 2,75E+06 83.685 0 co 1 H0 1
31| CH, M5 MILD-Verbrennung [508]
R5- -dCO,/dt 6,71E+07 113.808 0 CO, 1 H, 1
R6+ -dH,/dt 2,50E+09 146.410 0 H, 1 0, 0,5
R6- +dH,/dt 3,48E+13 398.321 0 H0 1
R7+ -dCH,/dt 1,39E+07 125.604 0 CH, 0,5 0O, 1,25
R8+ HITAC- -dCH,/dt 3,00E+02 125.604 0 CH, 1 H,0 1
32 CH, M5 Verbrennung [409]
R5+ -dCO/dt 2,75E+03 83.736 0 co 1 H,0 1
R6+ -dH,/dt 2,15E+11 167.472 -1 H, 0,25 0, 15
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Methan
RO+ ~dCH,/dt 3,16E+11 207.665 cH, | 05 o, | 107 | cHs | 04
R10+ HiTAC. -dCH3/dt 2,75E+10 209.340 CH, | 09 0o, | 118 | cH, |-037
33| cH, | ™6 Verbronnang 409 | (o)
R3+ -dcordt 1,26E+10 167.472 co 1 0, | 025 | H,0 | 05
R6+ ~dH,/dt 1,86E+09 171.659 H, | o8s | 0, | 142 | cH, [-056
R1+ ~dCH,/dt 152E+52 [ 1.125.422 CH, 1
" T=770...1.160 K
34| CH, Stromungsreaktor | o, _'05""1 4 volon [509] (*d)
R2+ ~dCH,/dt 2,99E+10 222.647 CH, 1
R2+ ~dCH,/dt 7,59E+16 349.189 CH, | 15
" T=770...1.160 K
35| CH, Stromungsreaktor CHi=05...1.4 Vol.% [509]
R3+ -dcordt 1,05E+27 571.532 co | 17
R1+ ~dCH,/dt 3,58E+47 999.074 CH, 1
" T=770...1.160 K
36 | CH, R2+ | Strémungsreaktor CHi=0,5...1.4 Vol9% -dCH,/dt 8,74E+13 290.651 CH, 14 [509] (*d)
R3+ -dcordt 1,31E+25 527.101 co | 22
37| cH, | M1 | R1+ | Festbettreaktor C;;Qg‘;' -dCH,/dt 1,61E+07 142.427 cH, | os81 [199]
38| CH, | M1 | R+ | Monoithreakior | o M2 o8 ~dCH,/dt 6,86E+06 130.622 CH, | 094 [199]
R1+ ~dCH,/dt 871E+11 260.304 CH, 1
T=2930...1.090 K
39| CH, Mornolithreaktor "~ 638™"1 5 volon [509]
R2+ ~dCH,/dt 2,84E+02 79.904 CH, 1
R2+ ~dCH,/dt 2,52E+04 112.996 CH, | 09
T=2930...1.090 K
40 | CH, Mornolithreaktor )"~ 638™"1 5 volon [509]
R3+ -dcordt 2,95E+06 137.388 co | 11
R1+ ~dCH,/dt 5,38E+13 306.927 cH, | o7
41| CH, R2+ | Monolithreaktor | . Z 0% hO0M | dcHydt | 108E405 | 127.734 CH, | o8 [509]
R3+ -dcordt 7,61E+07 170.952 co 1
Methanol
42 |CHOH[ M2 | R2+ T w;lfg"dé LI [-dcHomiad 5258412 229.437 CHiOH| 081 @404 | ()
_ 03..3,
43 |CHOH[ M2 | R2+ T ;:fg"dél-ff; -dCH,OH/d|  1,26E+28 514.976 CHiOH| 155 @04 | ¢
44 |[CH;OH| M1 | Ri+ Flammen $s5=05..41  |-dCH,OH/dY 1,01E+08 125.604 CH;OH| 0,25 0, 15 [401]
Ethan
R2+ -dCHdt|  3,48E+09 167.472 CH, | 01 0, | 165
R2- bus=0.8..12 +dC,H,/dt 1,00E+08 167.472 co 1 H,0 1
65 =0,8...1,
45 | CoH, M2 Flammen p=pe [404]
R3+ -dcordt 8,40E+09 167.472 co 1 0, 05 | H0 | 025
R3- -dco,/dt 1,00E+09 167.472 co, 1
Propan
R2+ -dCHy/dt | 7,59E+07 125.604 CHs | 01 0, | 165
R2- +dC;Hy/dt|  1,00E+06 125.604 co 1 H,0 1
46| CHy | M2 Fi o [404]
R3+ P=pu _dcordt 8,40E+09 167.472 co 1 o, 05 | H0 | 025
R3- -dCO,/dt 1,00E+09 167.472 co, 1
27| cn M2 R2+ Strémungsreaktor T=573..873K ~dCqHg/dt 4,97E+03 38.498 CsHg 05 [404]
38 Verbrennung $as = 0,45...0,625
R3+ -dcordt 1,30E+08 125.604 co 1 0, 05 | HoO | 05
48| CHy [ M1 | R1+ Flammen -dc3Hs/dt|  4,20E+11 61.500 CyHg 1 @04 | (9
Kohlenmonoxid
49| co - | Ra+ | Stromungsreakior | T=840.2360K | 4coqe 1,30E+08 125.604 co 1 0, | 05 | M0 | 05 | 404
Flammen P=pn
50| co - | R3+ | stomungsreaktor [ T2 23735 | gcoyr 3,20E+07 133.978 co 1 0, | 025 | H,0 | 05 | [404] | (*0)
51| co - | Re+ 7050 T90K | -dcorat 1,83E+10 234.461 co 1 0, | 025 | H,0 | 05 | (404 | (g)
52| co - | Re+ T= 9°p°; pN""O | -dcordt 2,28E+16 288.889 co 1 0, | 025 | H,0 | 05 | (404 | (g)
53| co - | Re+ T=1 6‘?‘1"‘;5'1"" “ 1 dcordt 3,35E+06 87.923 co 1 0, | 025 | HO | 05 | [404] | (*g)
54| co - R3+ T=1 "pﬁi"‘;i's” K| -dcordt 5,69E+07 118.486 co 1 0, | 025 | HO | 05 | [404]
T=1.030...1.230 K
55| co - | R3+ | Stomungsreaktor 04-05 1 ycordt 1,26E+10 167.472 co 1 o, | 025 | H,0 | 05 | @es] | )
56 | co - | Ra+ Flammen -dcordt 7,05E+06 96.800 co 1 @04 | (9
57| co - | Rra+ Flammen -dcordt 1,40E+12 96.300 co 1 @04 | (9
58| co Verbrennung T=800..1150 | -dCO/dt 147E+10 190.776 co 1 0, | 025 | H0 | 05
- | Rra+ [510]
59| co Verbrennung T=1150..1600 | -dCO/dt 3,67E+04 66.855 co 1 0, | 025 | H,0 | 05
R3+ -dcordt 1,30E+05 125.590 co 1 0, 05 | HO | 05
60 [ CO - Verbrennung [511]
R3- -dCO,/dt 7,50E+11 386.623 co, 1
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Wasserstoff
61| H, R+ | Swomungsreakior | 010K bt 5,13E+10 165379 [ 0 | H0 | 1 @404 | (9
62 H, R6+ Verbrennung -dH,/dt 3,60E+05 6.860 0 H,0 15 o, 1 [404] (*a)
63 H, R6+ | Diffusionsflamme -dH,/dt 8,94E+05 57.370 0 H,O 1 0, 0,92 [404] (*g)
64| H, R6+ Flammen ~dH/dt 2,14E+14 120000 [ 0 H,0 1 @04l | (9
Bemerkungen:

(*a: Parallelreaktionen)
(*b: Zweischrittmechanismus)

Parameter fiir die Brutto-Reaktionsrate gemar r=k, & %'~ 7" [(JA]* 0B]° (IC]°

(*c: tatsachliche StoRzahl von R10+ ist zu berechnen mit 7,93*exp(-2,48 ¢s) kg)

(*d: nicht anwendbar, nur zum Vergleich angegeben)

(*e: fur magere Gemische)

(*f: fur fette Gemische)

(*g: Reaktionsgleichung nicht angegeben, daher angenommen)

A5 Ansatze zur Berechnu

(Einheiten: m, s, mol, K)

ng der Nul3elt-Zahl

Die angegebenen Gleichungen wurden aus verschiedenen Quellen zusammengestellt. Vor
dem Verwenden der Formeln sollten die Originalquellen geprift werden.

Gleichung von Pohlhausen

Randbedingung T
mittel
Nu 1
1 YR =
lokal X Nu . = 0332(Pr G(X ) 2 Pr>0,1 [31]
thermisch X %
Anlauf
hydrodyn. X
Gleichung von Martin
Randbedingung T
mittel 1
2 Nu lokal S VTP G, % )% (31]
thermisch X *T 2\ 1+ 22Pr
Anlauf
hydrodyn. X
Gleichung von Martin
Randbedingung T Nu, ;, = 366 X o o
mittel v
Nu 1 .
lokal X NU;, = 1p77[(x*) 3 X -0
thermisch X “
3 Anlauf 1
hydrodyn. X 1 2 g( *)_1 [31]
Nug;,==——| (X)2
xre 2( 1+ 22Pr)
1
Nux.T = [Nux,T,l3 + 0‘73 + (Nux.T.Z - 0‘7)3 + Nux,T.33]5
Gleichung von Churchill + Ozoe
Randbedingung T P
N mittel . oy 2 3|°
r
o3 M = 7R e ERC (G e ||
4 ) T
Anlaut hydrodyn. X [437]
3
=278
K =[1+(388/m3( ) s}
Gleichung von Shah
Randbedingung T
mittel
Nu _ *\~0488 572"
5 okal  x  Nu, = 3657+ 68740{1000K | "**e 5% <> 0001 [455]
Anlauf thermisch X
hydrodyn. -
Gleichung von Shah
Randbedingung T
mittel L1 .
6 Nu okl « Nu,, =10770{x )3 -07 x <001 -
thermisch X _ <) 0488 5704 «
Anlauf Y Nu,, = 3657+ 6g74rf1000x ) " x> 001
Gleichung von Churchill + Ozoe
Randbedingung T 5
2 Nu mittel 878
L) 9
lokal — x Ny = 535701+ 58y -17 (437]
thermisch X %
Anlauf
hydrodyn. -
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10

11

12

13

14

15

16

17

18

19

Gleichung von Sellars

Randbedingung T
oo
o e
Randbedingung T
woooome
ot fremn
Gleichung von Pohlhausen
Randbedingung T
Nu r|2||il;| X
o e
Gleichung von Martin

Randbedingung T
Nu r|2||il;| X
o e
Gleichung von Martin

Randbedingung T
Nu rr;tt:ll X
o e
Randbedingung T
Nu rr;tt:ll X
o e
Gleichung von Shah

Randbedingung T
Nu rr;tt:ll X
ot [

(bezogen auf mittlere logarithmische
Temperaturdifferenz)

Gleichung von Shah

Randbedingung T
mittel X

Nu lokal
thermisch X
Anlauf hydrodyn. )

(bezogen auf arithm. gemittelte
Temperaturdifferenz)

Gleichung von Hausen

Randbedingung T
mittel X
N
" lokal
thermisch X
Anlauf
niau hydrodyn. -

(parabolisches Geschwindigkeitsprofil)

Gleichung von Hausen

Randbedingung T
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. A

(Langhaar-Geschwindigkeitsprofil)

Randbedingung T
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

Gleichung von Grigull + Tratz

Randbedingung T
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

Nu,, = 135650{x )3

x*<0,01
Nu,;, = 366 X -
1 N
NU, 7, = 1077[()(')3 X -0 0 < x* <inf
1
Nu,; = [Nu,, 7+ 07° + (Nu,; , - 07
_1 1
Nu,,; = 0664CPr o(x )2 Pr>01
1 1
2 6f .\-1
Nu,; =|———=1| X )2
mr ( 1+ 22Pr] ()
Nu,.,, = 366 X oo
. .
NU,., , = 16150{x 3 X -0
1 1
2 6( ,\-1
Nu =l—— | (x)2
mT.3 [l+ ZZDrJ ( )
1
Nuyr = [Nu, ;7 + 07+ (Nu, ; , - 07f + Nu,; 7F
( 0049 + ngoj E(x' )’112
r
Nu,, = 366+ .
T " 0,065[(X~) 0,7
S\ .
Nu,, = 1615({x )3 - 07 X < 0005
R .
Nu,, = 16150{x )3 - 02 0005< X' < 003
Nu,,, = 3657+-20499 X > 003
| X
R .
Nu,, = 1615[{x ) 3 - 07 X < 0005
1 N
Nu,, = 16150{x ) 3 - 02 0005< x' < 003
Nu,, = 00 X > 002
' X
Nu, = 366+ 00868
X EEH 004{x )5}
Nu,,; = 366+ —; 0104 o8
X Eb1+ op160{x )
Nu,, ., = 366 X - o
1 .
Nu,,, = 16150(x' )3 X -0 o< <int
1
N+ = [Nuyp,? + 075+ (Nu, ; , - 07)f
421
Nu,, = 3655+
mT K 046 Eﬁ69.0+ K 1@4)0301 X+ < 0,01

K =100k’

[438]

[31]

[31]

[31]

[31]

[512]

[437]

[437]

[438]

[438]

[31]

[455]
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Gleichung von Hawthorn

Randbedingung T
mittel X 045
20 Nu lokal Nu,, = 3,66[1+ 009 5} (514]
Anlauf thermisch ? ' X
hydrodyn. ?
Gleichung von Stephan + PreufRer
Randbedingung T
mittel ? «\-133
0,7<Pr<7
21 Nu lokal 2 Nu = 3p57+2POTTX ) d 513
thermisch I = 01Pr° (x 03 oder [513]
Anlauf ermisc x Gz <33 fiir Pr>7
hydrodyn. X
Gleichung von Hausen
Randbedingung T
mittel ? =) 08
22 Nu lokal ?  Nu; =366+ 019();53)3 \- 0467 [513]
thermisch X 1+ 0117Pr (x )
Anlauf
hydrodyn. -
Gleichung von Wallace + Viljoen
Randbedingung T
mittel ?
23 Nu lokal 2 Nu, = 366 14 P5226 210
thermisch ? 00166+ x 210]
Anlauf i
hydrodyn. ?

Gleichung von Chen

Randbedingung T4
mittel
Nu
24 Nu lokal x  —xI4 = 0g928- 0023In y
Anlauf thermisch x  Nugy
hydrodyn. -
Gleichung von Kadaner
Randbedingung T4
mittel Nu 0p061- 0p053In X'
25 Nu lokal x x4 = ggg- 0P 0053Inx_, ¥
thermisch x  Nu,y, 1+ 00242In x 2
Anlauf
hydrodyn. -

0,001 =£x*<0,1
und [437]
y<40

0,001 £x*<0,2
und [437]
0,2<Yy<100

Gleichung von Kakac + Yener

Randbedingung AT
mittel 010
26 lokal x  Nugar = 435".4[{—(03]
thermisch X x 01+ 0016 X
Anlauf
hydrodyn. -

(bei Langhaar-Geschwindigkeitsprofil)

[438]

Gleichung von Churchill + Ozoe

Randbedingung T
Nu mittel X 1152%" Pr 2
lokal Nu,,, = 5364[K 1+ ==X [+ 1 _)° K2
27 thermisch X ' T 00207,
Anlauf
hydrodyn. X
3
-2710
K =[1+(220/m3< ) 9}
Gleichung von Gauler
Randbedingung H
mittel
2g Nu 2yvE
okal — x Ny = 0462Pr ¢(x )2
Anlauf thermisch X i
hydrodyn. X
Gleichung von Spang
Randbedingung H Nu,,,= 4364 X - ©
mittel 1
” N loka  x Nu,,,=13020{x )3 X -0
Anlauf thermisch X NG
hydrodyn. X Nux.H,3 = 0459Pr 6(X ) 2
1
Nu, , = [Nux.H .13 +1+ (Nux.H,z _1)3 +Nu, ,33]§
Gleichung von Shah
Randbedingung H
mittel _ .
30 Nu lokal x  Nu,, = 4364+ 868[{L000K ) *** e 1"
thermisch X
Anlaut hydrodyn. -

wlo
Sle

[437]

Pr>0,7 [31]

0,7 < Pr<1.000 [31]
X*> 0,001 [455]
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31

32

33

34

35

36

37

38

39

40

41

42

Randbedingung H
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

Gleichung von Shah

Randbedingung H
N ‘okal

Anlauf :]hyzrrrgclisycnh X
Gleichung von Sellars
Randbedingung H
Anlauf :13:252? X

Gleichung von Kakac + Yener

Randbedingung H
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

(bei parabolischem
Geschwindigkeitsprofil)

Gleichung von Kakac + Yener

Randbedingung H
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

(bei Langhaar-Geschwindigkeitsprofil)

Gleichung von Churchill + Ozoe

Randbedingung H
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

Gleichung von Worsge-Schmidt

Randbedingung T
mittel

Nu lokal X

thermisch X

Anlauf hydrodyn. )

Gleichung von Gauler

Randbedingung
mittel X
Nu lokal
thermisch X
Anlauf hydrodyn. X
Randbedingung
mittel X
Nu lokal
thermisch X
Anlauf hydrodyn. X
Randbedingung
mittel X
Nu lokal
thermisch X
Anlauf hydrodyn. X

Gleichung von Shah

Randbedingung H
Nu rlzllit_sl )
Anlauf :;errg(ljs);h x
Randbedingung H
Nu rlzllitzll )
T

Nu, ,,, = 4364
1
Nu, ,, , = 1302{x' )3

Nu, , = [NuX

Nu,, = 1302{x )3 -

Nu,

Nu

= 163030{x’ ) =

1+ Nu

= 13020(x’ )= - 05
o = 4364+ 868Cf1000x ) ***e

-9}

x" < 0,00005

0506 -410x"

NU,
0023
Nu,, = 436+
y Eﬁ“ 00912}
0036
Nu,, = 436+ ————>
y Eﬁ“ 00911}
X
3
10710
Nu,, = 5364 1+[220 ] -1
! Vs
Nu . = [0,768058587('”3 + 065298952'2’3
xH — . .
+ 077044¢** + 093839 + 121900¢ "
_1 1
Nu,, = 0924Pr 5(x )2
NU, ., = 4364 X oo
-1 .
NU,,,,, = 1953[{x )3 X -0

s = 0924pr ¢ (x )'%

1

(Num,H 2 0*6)3 + Num,H ;]5

008569 II( )

Nu
Nu,,, = [Numm3 +06°+
( 01156+ ————
Nu,,,, = 436+
L
Nu, ,, = 19530{x )5
Nu,, = 4364+ 00722
' X
Nu,,, = 4364
1
Nu,, . , = 1953[{x )3
Nu,, = [Num +06° +

= 01158E(x e

<003

x> 003

(N - 06 b

x> 0p015

—4x

0,00005< X" <

00015

+ 06217 + 06715K

0 <x*<inf

x*<0,01

~4/3]
0,0002 < x* < 0,005

Pr>0,7

0,7 <Pr<1.000

0 <x*<inf

[31]

[437]

[438]

[438]

[438]

[437]

[437]

[31]

[31]

[512]

[437]

[31]
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Gleichung von Stephan + PreuBer

Randbedingung H
mittel ? « Y133
0,7<Pr<7
43 Nu lokal ?  Nu, = 4364+ 0086&(7) ~om oder [513]
Anlayf  thermisch — x I+ 01Pr X Gz < 33 fiir Pr>7
hydrodyn. X
Randbedingung H5
mittel o 2 -1
a4 N lokal X NUy s = Z - Canz(l)ﬁn b_ e_(25"2+m)x'] [437]
thermisch X ' m 2B,7+m
Anlauf n
hydrodyn. -
Gleichung von Sieder + Tate
Randbedingung ?
mittel ? . 014
45 Nu lokal 2 Nu=186(x )3 A (513]
Anlauf thermisch X W
hydrodyn. X
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A6 Modell der Speichermasse

A6.1 Berechnung des Transientenfaktors nach Hausen

Hausen gibt zur Bestimmung des Transientenfaktors die in Tabelle 22 genannten
Beziehungen an. Eigene Approximationen, die einen etwas geringeren Fehler aufweisen,
zeigt Tabelle 23. Der Faktor 4 vor der KenngroRe W stammt daher, dass bei Hausen die
Gesamtdicke als BezugsgroRe verwendet wurde, wahrend hier der Halbmesser zugrunde
gelegt wird.

Tabelle 22: N&aherungsgleichungen fir den Transientenfaktor nach Hausen [348]
4¥P < 10 15 20
Y —l—imw Y. —E—OOOSZZE‘P Y —1—000286E4LIJ
T3 90 T4 7 T 5 7
44 > 10 15 20
yo=_ 0714 g = 0714 yo=_ 0714
T Jaw+03 ToJav+11 ToJav+30
maximaler Betrag der relativen Abweichung im Bereich 0<4W¥ <150
2,7% 1,7% 2,5%
Tabelle 23: Néaherungsgleichungen fir den Transientenfaktor (eigene Approximationen)
4¥ < 10 15 25
1 102577 1 0957499 1 104568
==- 4y == -2 Ty == -2y
Y1737 w0 Y17 180 Y1757 360
[4w ]3 (44} ]3 [4w T
+ + +
515765 892758 140579
44 > 15 20 25
v, = 0,713955 v, = 0,717745 . = 0,721213
T Jav-0320041 T Jaw+133380 T Jaw +399087
maximaler Betrag der relativen Abweichung im Bereich 0<4W¥ <150
0,6% 0,4% 0,4%

A6.2 Einfluss der Parameter auf den Warmedurchgangs  koeffizienten

Der Warmedurchgangskoeffizient einer Platte ergibt sich aus

-1
K, =(i+g+i] (Gl. 359)
a, A a,

bzw. im Sonderfall gleicher Warmeutibergangskoeffizienten a, = a, = a
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-1
k, :a[62+%j (Gl. 360)

Vergleicht man diesen mit dem Warmedurchgangskoeffizienten, der sich bei anderer Dicke
oder Warmeleitfahigkeit ergibt (zusammengefasst im Faktor f)

kT':aE€2+ f B”/TE]') (Gl. 361)

so erhéalt man das Verhaltnis

k'_ (2+Bi) . ._ald
« Gefm) ™ T (Gl. 362)

Dieses Verhéltnis ist in Abbildung 190 in Abhangigkeit des Faktors f und der Biot-Zahl als
Parameter aufgetragen. Es wird deutlich, dass mit steigenden Werten der Biot-Zahl die
Empfindlichkeit des Warmedurchgangskoeffizienten grol3er wird.

Nimmt man fir Wabenkérper einen Wéarmeiibergangskoeffizienten von 100 W/m’K, eine
Wandstarke von 1 mm und eine Warmeleitfahigkeit von 1 W/mK an, ergibt sich Bi =0,1. In
diesem Bereich haben sowohl die Warmeleitféahigkeit der Trennwand als auch ihre Dicke nur
einen geringen Einfluss auf den Warmedurchgangskoeffizienten. Die Genauigkeit dieser
beiden Parameter ist deshalb von untergeordneter Bedeutung.

20T
: Bi
1,8 ¢
: —0,01
16 —0,1
1,4-5 1
F 10
12 — 100
- E
<
= 107
= F
=~ o
081
o,e-é
04 Abbildung 190: Einfluss der Parameter der
02t Trennwand auf den
S — Warmedurchgangskoeffizienten
0,0 0,5 1,0 15 2,0
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A7 Modell der Reaktorwand

A7.1 Warmeleitfahigkeit der Warmedammung

Die effektive Warmeleitfahigkeit des verwendeten Dammstoffes (Promat, Alsiflex bis 1260°C,
mit Rohdichte 130 kg/m3) ergibt sich aus dem Polynom 3. Grades

/TL(T):ZS:Ki 0" (T inK, A (T) in WimK) (G. 363)

mit den Koeffizienten
K, =+7,803042-107%; K, =+3,829849-10°; K, =-1,707187-10"; K, =+2,083333-10".

Da zur Ermittlung der Koeffizienten nur vier Stitzstellen zur Verfigung standen, interpoliert
das Polynom diese Punkte exakt und der relative Fehler an diesen Stellen ist Null.

0,50 - 0,50
@ Promat Alsiflex 1260°C, 130kg/m? 1
0454  —Polynom3 T 040
o rel. Fehler 4
0,40 1030
0,35 4 0,20
< 0304 0,10 §
£ ] o
s 0,25 + E- 0,00 %
- E IS
’<4 0,20 E- -0,10 T_.;
0,15 4 3 -0,20 . N . .
] Abbildung 191: Temperaturabhangigkeit der
0,10 1 T-030 .. e .
] Warmeleitfahigkeit des
0,05 1 3 040
N 1 050 Dammestoffes

0 200 400 600 800 1.000  1.200
Temperatur / °C

A7.2 Einfluss des Formfaktors auf den Warmedurchgan  gskoeffizienten

Der Verlauf des Formfaktors ¢/, zur Bestimmung der effektiven Dicke nach (Gl. 210) und
(Gl. 211) ist in Abbildung 192 (a) fur das Zylinderrohr und das Quadratrohr aufgetragen. Es
wird deutlich, dass fir kleine Verhaltnisse der Dammstoffdicke zum Innenradius die
Geometrie an Einfluss verliert und sich das Verhalten dem der Platte annéhert.

Fur die Technikumsanlage ergibt sich bei einem Innenradius von 0,45 m und einer Dicke der
Mineralwolle von 0,25 m ein Wert von 1,34, d. h. die effektive Dammstoffdicke betragt
0,334 m. Der sich damit ergebende Warmedurchgangskoeffizient ist etwa 25% Kkleiner als
derjenige der Platte (b).
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1,50 T

1,45 F

1,40

1,35 F

Yo =Oer / O

1,15
1,10

1,05

1,30
1,25

1,20

Zylinderrohr

= Quadratrohr

1,00
0,0

a)

0,2

0,4

o /1

0,6

0,8 1,0

b)

2,0

1,8 1

1,6 1

1,4 1

1,2 1

1,0 1

0,8 1

k. / (W/m?K)

0,6 1

0,4 1

0,2 1

=0,45m
AL=0,15 W/mK
a; = 100 W/m?K
o, = 10 W/m?K

—Platte
Zylinderrohr

= Quadratrohr

0,0
0,0

c)

0,2

0,4

o/

0,6

0,8 1,0

kL / kL,Plane

1,00
0,95 4 Zylinderrohr
= Quadratrohr

0,90 1 Q
0,85 1
0,80 1
0,75 1
0,70 1
0654 r=0,45m

AL =0,15 W/mK
0,60 )

a; =100 W/m°K
055§ a, =10 Wm’K
0,50 t t t t

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
o/

Abbildung 192: Einfluss des Formfaktors ¢ auf

den Warmedurchgang der
Reaktorwand: (a) Formfaktor ¢ ;
(b) Warmedurchgangskoeffizient
gegeniber dem der Platte; (c)
Warmedurchgangskoeffizient
absolut
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(13]
(14]
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