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Abstract:

Tbis report describes the mechanisms of heat and mass transfer as well as the processes of

flow witbin a catalytic radiant burner.

In a first step the behaviour of an uncoated as well as directly-coated (catalytic) radiant
burner is modelled for the combustion of natural gas in dependence upon the most important

system and operating parameters. Tbis step is confined to an analysis of the structure wall

and the outer side of the structure. On the basis of the stationary, one-dimensional

conservation equations it provides the destribution of temperatures and concentrations. From

tills the conversion, radiant efficiency and flame temperatures are derived. Furthermore an

estimation of the used catalysts with respect to the thermal resistance is possible. High

conversion levels along with temperatures above the thermal limits of stability show the

limits of catalytic combustion in the case of the directly-coated structure.

On the basis of the description of the radiant burner a program to simulate the heating-system

is introduced in a second step. By this means the total thermal efficiency in dependence upon
the operating parameters and geometric limiting quantities may be determined. It considers

the radiant heat exchange between the solid materials, radiant effects of the gas and

convective mechanisms of heat.
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Kurzfassung:

Diese Arbeit beschreibt die Warme- und Stofftransportmechanismen sowie die Stromungs­

vorgange in einem katalytischen Strahlungsbrenner.

In einem ersten Schritt wird das Betriebsverhalten emes unbeschichteten SOWle

direktbeschichteten (katalytischen) Strahlungsbrenners bei der Verbrennung von Erdgas als

Funktion der wichtigsten System- und Betriebsparameter modelliert. Dieser Untersuchungs­

schritt beschrankt sich auf eine Betrachtung der Brennerkorperwand und aufseren Randzone

des Korpers, Er liefert auf der Grundlage der stationaren, eindimensionalen Erhaltungs­

gleichungen Temperatur- und Stoffprofile. Hieraus werden Umsatzgrade in der Katalysa­

torschicht, Strahlungswirkungsgrade sowie Flammentemperaturen abgeleitet und Bewertungen

in bezug auf die thermische Belastung eingesetzter Katalysatoren getroffen. Hohe

Umsatzgrade bei gleichzeitiger Erzielung von Temperaturniveaus oberhalb thermischer
Stabilitatsgrenzen zeigen die Grenzen der katalytischen Verbrennung im Fall des

direktbeschichteten Brennerkorpers,

Auf der Basis der Beschreibung des Strahlungsbrenners wird in einem zweiten Schritt ein
Rechenprogramm zur Simulation des Heizgerates vorgestellt. Dieses bereclmet den

thermischen Anlagenwirkungsgrad in Abhangigkeit von den Betriebsparametem und

geometrischen Einflubgrofsen. Es beriicksichtigt den Strahlungsaustausch zwischen den Fest­

korpern, Gasstrahlungseffekte und konvektive Wanneiibertragungsmechanismen.
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1.0 Einleitung

Die Gefahrdung der Umwelt und Gesundheit der Bevolkerung ist in den 1etzten Jahren sehr

stark in den Mitte1punkt des Interesses geriickt. Dies hat seinen Grund vor allem in einer

Reihe vermehrt offentlich diskutierter Umweltprobleme, die das BewuBtsein welter Tei1e der

Bevolkerung fiir die Verantwortung des Menschen in der Umwelt gescharft hat.

Schadstoffemissionen, insbesondere im Zusammenhang mit der Energienutzung, tragen

wesent1ich zur Be1astung der Umwelt bei. Dabei stellen die Schadstoffemissionen info1ge der

Verbrennung fossi1er Energietrager die wichtigste Art von Umweltbe1astungen bei der

Energieumwand1ung dar. Insbesondere die Reduzierung des klimare1evanten Gases CO2 und

der fur den sauren Regen verantwort1ichen Luftschadstoffe NOx und S02 wird dabei im

Vordergrund zukunftiger gesetz1icher Maflnahmen stehen. Hinsichtlich technischer

MaBnahrnen bestehen grundsatzlich zwei Moglichkeiten, den Schadstoffausstof zu verringem:

~ Verhinderung der Entstehung von Schadstoffen, das heifst Optimierung der

Feuerungsprozesse sowie Verwendung umweltfreund1icher Brennstoffe, durch

sogenannte Primarmafmahmen

~ Abscheidung entstandener Schadstoffe (Sekundarmafmahmen)

Wahrend die Abgasreinigung bei Feuerungsanlagen mit Hi1fe von Wasch- und Adsorptions­

verfahren sowie selektiven und katalytischen Verfahren nur mit grofsem finanziellem

Aufwand zu realisieren ist [1], bietet die Vermeidung der Entstehung von Schadstoffen

demgegenuber groBe Vorteile, sofem die gesetzlich vorgeschriebenen Grenzwerte allein durch

primare MaBnahrnen unterschritten werden konnen,

Ein vielversprechendes Konzept zur Begrenzung der Schadstoffemissionen ist die Ver­

wendung eines umweltfreundlichen Brennstoffes, der im Hinblick auf die ZUI Neige gehenden

Vorrate an Rohol Iangerfristig verfugbar ist, kombiniert mit feueru...ngstechnischen Primarmals­

nahmen. Umweltfreundlich in bezug auf den Brennstoff meint frei von Schwefel und

Stickstoff. Unter diesen Gesichtspunkten ist in der Forschungszentrum Julich GmbH (KFA)

auf der Basis des Energiealkoho1s Methanol als Brennstoff ein Heizsystem mit katalytischem

Strahlungsbrenner fur den Warmemarkt entwickelt worden [2]. Der Strahlungsbrenner arbeitet

dabei mit einer Vormischung von Brennstoff und LU!4:. Neben der katalytischen Fahrweise ist

ein Betrieb als Strahlungsbrenner ohne Katalysator moglich. Methanol als synthetischer

Energietrager erfilllt dabei die zuvor genannten Vorraussetzungen hinsichtlich des geforderten

Umweltpotentials und einer langfristigen Verfugbarkeit [3]. Dariiber hinaus ist das

Heizsystem in der Lage, auch gasformige Brennstoffe, z.B. Erdgas und Wasserstoff sowie

deren Gemische, einzusetzen [4]-[6]. Im Hinb1ick auf eine in der Zukunft mogliche

grofstechnische Herstellung von Wasserstoff aus Solarenergie [7]-[8] ist, insbesondere fur die
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Verbrennung von Erdgas/Wasserstoff-Gemischen, wegen der Verringerung der CO2­

Produktion [5]-[6] mit einem steigenden Interesse zu rechnen.

Neben den brennstoffbedingten primaren MaBnahmen, uber die das Entstehen von Schwefel­

dioxid und "Brennstoff-NO" verhindert wird, kann durch den Einsatz von Strahlungsbrennem

im Vergleich zu konventionellen atmospharischen und geblaseunterstutzten Gasbrennem die

Bildung von thermischen Stickoxiden (N0x) durch Erniedrigung der Temperatur reduziert

werden, ohne EinbuBen im Wirkungsgrad des Heizsystems in Kauf nehmen zu mussen. Eine

Bewertung von Keramikfaserbrennern im Vergleich zu bestimmten konventionellenGasge­

raten ergab fur den Betrieb mit Erdgas Wirkungsgradverbesserungen zwischen 10 und 20 %

und Verringerungen der NOx-Emissionen bis zu 90 % [9]. Wirkungsgradsteigerungen

bewirken eine Einsparung all Brennstoffund reduzieren damit den Energieverbrauch. Dies hat

eine Senkung der CO2- Emissionen zur Folge. Gemessene Stickoxidkonzentrationen betragen

fur das in der KFA entwickelte Brennerkonzept bei Nennleistungen bis 12 kW weniger als

10 ppm, bezogen auf 0 % 02 im trockenen Abgas [4]-[6]. Bei gleichzeitig gemessenen

Kohlenmonoxidkonzentrationen (CO) von unter 30 ppm werden die heute gilltigen Grenz­

werte bei weitem unterschritten [10].

Im Rahmen bisheriger, ausschlieBlich experimenteller Untersuchungen soli nun die

modellmiilligen Beschreibung und Simulation dieses Heizsystems helfen, die ablaufenden

physikalischen und chemischen Prozesse zu verstehen. Die Modellierung des Heizsystems ist

eine mathematische Beschreibung der Warme-, Stofftransport- und Stromungsvorgange. Auf

der Grundlage der Modellierung erfolgt die Simulation. Diese hat eine Optimierung des

Heizsystems zum Ziel.
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2.0 Brennerkonzept und Aufgabenstellung

2.1 Heizsystem

FUrdie Erzeugung von Raumwarme werden zur Zeit, abgesehen von elektrischer Energie und

dem immer mehr zuriickgehenden Einsatz von Kohle im Hausbereich, als Energietrager

Erdgas und eJl eingesetzt. Im Hinblick auf eine schadstoffanne Verbrennung besitzt Erdgas

das gegeniiber 01 grofiere Umweltpotential. Dabei handelt es sich bei den zum Einsatz

kommenden Gasheizgeraten in der Regel um vormischende atmosparische und geblaseunter­

stiitzte Brenner [II]. Der Uberschubluftanteil atmospharischer Gasbrenner betragt 40-100 %

[II]. Gebliiseunterstiitze Gasbrenner arbeiten mit einem Uberschuf von 20-60 % [II].

Ubliche Feuerungsleistungen dieser Heizsysteme bei einer Anwendung im modemen

Hausbereich betragen zwischen 8-15 kW. Die Verbrennung findet in der FlarTI.1TI.e bei

Temperaturen bis ca. 1700 °C statio Durch den ausreichenden 02-UberschuJ3 wird dafur

gesorgt, daf die Bildung von CO und nicht verbrannten Kohlenwasserstoffen relativ gering

bleibt. Gleichzeitig bewirkt der LuftiiberschuJ3 eine Reduktion der Flammentemperaturen mit

dem Effekt, die Bildung von thermischem NOx zu vermindem. Die Betriebsweise der uber­

stochiometrischen Verbrennung geht jedoch auf Kosten des Wirkungsgrades solcher

Heizsysteme.

Eine effektivere Absenkung der Flammentemperaturen zur Reduzierung der Stickoxide bei

gleichzeitig gunstigeren Wirkungsgraden bietet das Konzept des Strahlungsbrenners [9].

Strahlungsbrenner zeichnen sich dadurch aus, daf ein groJ3er Anteil der Warmeubertragung

durch Warmestrahlung geschieht. Die Brenner sind so aufgebaut, daf ein gas- bzw. dampf­

formiges Brennstoffi'Luft-Gemisch in gut durchmischter Form einer oberflachennahen

Reaktionszone zugefuhrt wird. Dieser Bereich der chemischen Umsetzung ist an einen

Festkorper, dem eigentlichen Brennerkorper, gebunden, Dieser ist entsprechend seiner

Oberflachentemperatur und seines Emissionsfaktors in der Lage, die Reaktionswarme durch

Strahlung an ein Kuhlmedium abzugeben, Da nach Stefan-Boltzmann die emittierte Strahlung

proportional der vierten Potenz der absoluten Korpertemperatur ist, reduziert sich die

Verbrennungstemperatur bei Strahlungsbrennern im Vergleich zu leistungsgleichen

vormischenden Flammenbrennem, die die Reaktionswarme aufgrund des geringen Emissions­

grades der Flamme uberwiegend durch Konvektion, d.h, proportional der Temperaturdifferenz

zwischen Verbrennungsgas und Kiihlmantel, auskoppeln, weit effektiver. Das niedrige

Temperaturniveau hat eine merkliche Minderung der NOx-Emission zur Folge. Gleichzeitig

bewirktdie Wermeauskopplung infolge Feststoffstrahlung eine im Vergleich zu

konventionellen Brennerausfiihrungen Steigerung des Anlagenwirkungsgrades trotz niedriger

Flammentemperaturen.vDic Aufbringungeiner katalytisch aktiven Schicht auf die aulsere

Wand des Brennerkorpers .soll eine weitere Senkung der Flammtemperaturen bei
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gleichzeitiger Steigerung der an das Kiihlmedium iibertragenen Warmemengc durch Festkor­

perstrahlung bewirken. Ein auf diesem Konzept basierendes Heizsystem mit einem oberen

Leistungsbereich von 20 kW ist in der KFA Jiilich zur Verbrennung von Erdgas,

Erdgas/Wasserstoff-Gernischen und Methanol entwickelt worden. Dieses wird im folgenden

beschrieben und ist der Arbeit zugrunde gelegt.

Das Konzept des Heizsystems ist in der Abbildung 2.1 dargestellt. Atmospharische Luft wird

mit Hilfe des Geblases angesaugt. Sie gelangt in die gut isolierte Mischkammer, in der die

Zugabe von Brennstoff und Durchmischung des Brennstoff/Luft-Gemisches erfolgt. Je nach

Wahl des Energietragers wird der Brennstoff zuvor in einer Verdampferkammer in den

dampfformigen Zustand uberfuhrt. Der Zustand nach dem Austritt aus der Mischkammer ist

definiert durch die Betriebsparalu.eter Eintrittstemperatur Tex ' Luftzahl A UL1.d Leistu..i1.gsdichte
<in. Die Leistungsdichte ist die auf die auilere Oberflache des Brennerkorpers bezogene

Brennstoffleistung. Das Gemisch stromt in den zylindrischen Reaktorblock. Die zylindrische

Geometrie hat gegenuber einer planaren Anordnung den Vorteil der schlankeren und

kompakteren Bauweise bei gleicher Warmeaustauscherflache. Daruber hinaus sind die zur

Zeit auf dem Markt zur Verfugung stehenden Kesselgeometrien in der Mehrzahl zylindrisch.

Die macht eine Integration des entwickelten Brenners in eine solche Brennkammer sehr

einfach. Der Reaktor setzt sich zusammen aus dem Brennerkorper und dem konzentrisch dazu

angeordneten Brcnnraumwarmeaustauscher.

Der Brennerkorper besteht aus einer hochporosen keramischen Fasermatrix, die im Fall der

katalytischen Verbrennung zusatzlich an der auileren Oberflache mit einer Katalysatorschicht

versehen ist. Bei diesem Konzept wird eine flammenlose Verbrennung angestrebt. Neben der

katalytischen Fahrweise ist ein Betrieb als Strahlungsbrenner ohne Katalysatorzone moglich,

Die Verbrennung findet dann in einer laminaren Vormischflamme statt, die an die Oberflache

des Brennerkorpers gebundenen ist. Die Gestaltung der Katalysatorzone wird in der

praktischen Ausfuhrung auf zwei unterschiedlichen Wegen realisiert:

• Mit einer Edelmetall/Washcoat-Suspension beschichtete Edelstahlnetze, die um die

iiuBere Oberflache der Brennerkorper gewickelt werden

• Mit einer Edelmetall/Washcoat-Suspension direktbeschichtete Brennerkorper

Das Umwickeln des Faserkorpers mit beschichteten Netzen ist hinsichtlich der Fertigung sehr

aufwendig. Diese konnte durch die Herstellung eines Gewebeschlauches verbessert werden.

Wahrend des Betriebes ist aufgrund der unterschiedlichen Wermeausdehnungen von Netz und

Brennerkorper mit ortlichen Abhebungen zu rechnen, die an diesen Stellen keinen optimalen

Brennstoffumsatz erlauben. Dem gegenuber ist die Direktbeschichtung aufgrung ahnlicher

Stoffeigenschaften von Fasern und Washcoat als giinstiger zu bewerten. Aus diesem Grund

wird der direktbeschichtete Brennerkorper der weiteren Betrachtung zugrunde gelegt.
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Die Aufbringung der EdelmetalllWashcoat-Suspension auf die Stahlnetze erfolgt durch ein

Tauchverfahren. Im Fall der Direktbeschichtung wird ein Spriihverfahren eingesetzt. Als

Katalysatoren kommen Platin und Palladium zum Einsatz.

Die chemisch gebundene Energie des Brennstoffes wird an der AuBenseite des

Brennerkorpers in Warme umgesetzt. Ein Teil der entstehenden Energie wird infolge

Festkorperstrahlung an die gegeniiberliegende Brennraumwarmeaustauscherwand

ausgekoppelt. Neben der Warmeubertragung infolge Festkorperstrahlung erfolgt ein Warme­

transport durch Konvektion und Gasstrahlung vom Abgas an den Brennraumwarmeaustau­

scher. Er besteht aus einem Doppelmantelrohr mit stimseitigen Klemmflanschen. Das innere

Rohr ist brennraumseitig zur Verbesserung der Absorptionseigenschaften mit einer schwarzen,

warmfesten Beschichtung versehen. Das Wasser mit dem Eintrittsmassenstrom row. und der

Eintrittstemperatur Tira wird infolge der Warmeabgabe aus dem Brennraum durch

Konvektion und Strahlung auf eine Zwischentemperatur T~a erhitzt. Wasser und Abgas

durchstromen den Warmeaustauscher im Gleichstrom. Der Abgaskanal wird unterteilt in den

Ringspalt und die rohrformige Erweiterung. Die Erweiterung dient als Auslauf der aus dem

Ringspalt austretenden Strornung. Somit wird der Abgaswarmeaustauscher gleichmafsig

angestromt, Er entzieht dem heiBen Rauchgas einen GroBteil seiner noch vorhandenen

Energie und ist als Rohrwendelwarmeaustauscher mit stimseitigen Klemmflanschen

ausgefiihrt. Das Warmwasser erreicht die gewunschte Vorlauftemperatur T:. und wird einem

Verbraucher zugefuhrt. Nach Abgabe seiner Nutzwarme tritt der heruntergekiihlte

Warmwasserstrom wieder in den Brennraumwarmeaustauscher ein.

2.2 Modellierung poroser Matrlxbrenner in der Literatur

Vormischbrenner ohne Katalysator
Der Einfluf einer porosen Wand auf eine sich in Wandnahe stabilisierende planare Flamme

wurde von Clarke und Mclntosh [12J theoretisch auf der Basis der Losung fur groBe

Aktivierungsenergien (---7 Kap. 5.1) beschrieben. Sie untersuchten das Stabilitatsverhalten einer

nichtadiabatischen Vormischflamme, die einen Teil ihrer Energie an eine porose Platte abgibt.

Der Abtransport dieser Energie erfolgt allein durch die Warmeleitung der Platte an ein

Kiihlreservoir. Er wird beschrieben durch ein vereinfachtes WiirmefluBmodell. Buckmaster

[13] gibt ahnliche theoretische ····Stabilitatsillltersuchungen an. Ferguson und Keck [14]
beschreiben den Wandabstand einer planaren Vormischflamme von der Korperoberflache

eines metallischen Flammenhalters. Deren experimentelle und theoretische Untersuchungen

zeigten, daB bei Zunahme der Flammentemperatur der Wandabstand kleiner wird, ein

Minimum erreicht und wieder zunimmt. Dieses Ergebnis wird von Eng et al. [15J bestatigt,

die im Gegensatz zu den zuvor genannten Autoren [12J-[14J einen numerischen Losungs-

ansatz zur Beschreibung des Flam.....menverhaltens in Gegenwart einer porosen Wand

entwickelten.
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Die aufgefuhrten Arbeiten [12]-[15] sind Basisarbeiten zur Beschreibung nichtadiabatischer

Vormischflammen, deren Stabi1isierung an einen Brennerkorper, dem sogenannten Flammen­

halter, gebunden sind. Ein Abtransport der Energie aus der Vorwarmzone der Flamme info1ge

Festkorperstrahlung der Oberflache des Brennerkorpers wird dabei nicht beriicksichtigt. In

jungster Vergangenbeit wurden zahIreiche theoretische Arbeiten zur Beschreibung von Strah­

1ungsbrennem veroffentlicht. Diese konnen hinsicht1ich der Position der Reaktionszone in

zwei Gruppen eingeteilt werden. Einerseits werden Brenner mit aufsitzender Flamme

simuliert. Andererseits werden Konzepte vorgestellt, bei denen die Verbrennung im Inneren

eines hochporosen Mediums stattfindet.

Grundlage der Arbeiten von Kendal! et a!. [l 6]-[! 9] ist em numerisches Modell zur

Simulation eines mit Methan betriebenen porosen Strahlungsbrenners mit aufsitzender

eindimensiona1er Flamme. Dabei wird die Korperwand als "Black Box" betrachtet, in der

kein Umsatz stattfindet. Die numerische Beschreibung beschrankt sich somit auf die

wandnahe Randzone. Die Darstellung der Reaktionsgeschwindigkeit basiert auf einem

Vie1schritt-Mechanismus. Modelliert werden Strahlungswirkungsgrade der Korperoberflache

und Korperoberflachentemperaturen [16]-[18], Gasstrahlungseinflusse [18] sowie NOx­

Ernissionen [18] in Abhangigkeit von der Leistungsdichte, Luftzahl und Eintrittstemperatur.

Die Strahlungswirkungsgrade 1iegen im ausgewahlten Parameterbereich unterhalb von 30 %.

Die Gasstrahlung einer 10 cm dicken Abgasschicht hat einen nicht vernachlassigbaren

EinfluB auf die Steigerung der Oberflachentemperatur, Eine Erhohung des Strahlungs­

wirkungsgrades um bis zu 30 % ist die Fo1ge. Daruber hinaus wird das Ruckzundungs­

verhalten verschiedener Brennerkorperausfuhrungen [17] untersucht. In einer absch1ieBenden

Veroffentlichung [19] sind die Ergebnisse der Arbeiten [16]-[18] sowie Stickoxidmessungen

an mit Ede1metal1 beschichteten Strahlungsbrennem dargestellt.

Die numerische Untersuchung der unterschiedlichen Warmeubertragungsmechanismen bei der

Verbrennung von Methan innerha1b einer porosen Keramik wird L.'1 den Arbeiten [20J und

[21] beschrieben. Dabei werden typische Brennereigenschaften wie Flammengeschwindigkeit,

Strahlungsleistung und Wirkungsgrad betrachtet. Diesen Arbeiten 1iegt als gemeinsame Basis

ern eindimensionales Zweiphasenmodell zugrunde. Es berucksichtigt die Festoff- und

Gaswarmeleitung sowie die Konvektion zwischen der Gas- und Feststoffphase. Die Strahlung

innerhalb der porosen Matrix wird auf der Grund1age der Strahlungstransportgleichung

beschrieben. Die Verbrennung erfo1gt nach einem globalen Einstufenmechanismus. Sathe et

al. [20] geben an, daf fur eine Maximierung der Strahlungsleistung die Flamme in der Nahe

des Zentrums des porosen Mediums stabilisiert werden sollte. Geringe Feststoffwarmeleitung,

ein geringer Antei1 der Streureflexion und hohe Umgebungsreflexion am Eintritt der Matrix

produzieren ebenfal1s eine hohe Strahlungseffizienz. Tong et al. [21] untersuchten die

Leistung poroser Strah1ungsbrenner in Abhangigkeit vom Faserdurchmesser einer

Faserkeramik. •Dabei .zeigt sich, daB Fasem, deren Durchmesser kleiner a1s 1 fill sind,
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signifikant hohere Strahlungsanteile ergeben. Die optischen Dichten werden in diesen

Arbeiten zwischen 2 und 15 variiert. Im Vergieich dazu ist die mittiere optische Dichte der

im entwickelten Heizsystem eingesetzten Fasermatrix mit 360 deutlich hoher. Eine

Stabilisierung der Flarnme fur kleine Stromungsgeschwindigkeiten im Inneren ist daher nicht

moglich.

Die theoretische Beschreibung von Strahlungsbrennem mit metallischer Faserrnatrix ist den

Arbeiten von McIntosh und Prothero [22] und Golombok et aI. [23] zu entnehrnen. In beiden

Literaturquellen wird auf der Basis der asymptotischen Losung fur groBe Aktivierungs­

energien (-'> Kap. 5.1) ein eindimensionaIes Zweiphasenmodell fur die Darstellung der

Temperatur- und Stoffprofile innerhalb der Brennermatrix entwickelt.

Vormisehbrenner mit Katalysator

Die Modellierung vormischender katalytischer Strahlungsbrenner ist bisher nicht weit

fortgeschritten. Emonts [2] gibt ein halbempirisches analytisches Warmeubertragungsmodell

an. Dieses ermittelt mit stark vereinfachten Annahmen die Temperaturprofile im

Brennerkorper. Ihr Verlauf wird dann unter dem Aspekt eines sicheren Betriebes bewertet.

Weitere Literaturangaben tiber die Modellierung vorrnischender katalytischer Strahlungs­

brenner sind nicht bekannt.

Dlffusionsbrenner mit Katalysator

Im Gegensatz zum vormischenden Prinzip strornt ausschlieBlich Brenngas, nachdem es sich

in einer Kammer verteilt hat, mit gleichmafiiger Geschwindigkeit durch ein ebenes, poroses

Katalysatorbett. Der zur Verbrennung erforderliche Luftsauerstoff diffundiert aus der

Umgebung in die Katalysatorstruktur ein. Die katalytische Verbrennung lauft in der

oberflachennahen Zone abo Die Prozesse in Diffusionsbrennern werden ausfiihrlich von

Dongworth und Melvin [24] untersucht. Neben theoretischen Uberlegungen fuhrten sie auch

umfangreiche experimentelle Untersuchungen zur Verbrennung von Methan durch. Die Dicke

der Faserschicht betrug 1 em. Ais Katalysator diente Platin. Weitere ahnliche Untersuchungen

haben Radcliffe und Hickman [25J sowie Trimm und L&.~ [26J~[27] durchgefuhrt. Teil 1 der

Arbeit von Trimm und Lam [26] befalst sich mit der Reaktionskinetik und dem Mechanismus

der Methanverbrennung an mit Platin beschichteten Faserkeramiken unterschiedlicher

spezifischer Oberflachen. Daruber hinaus wird die katalytische Wirksamkeit des

unbeschichteten Katalysatortragers untersucht. Dabei stellen die Autoren fur Temperaturen

oberhaIb von 500 DC eine Oxidation von Methan zu Kohlendioxid fest. Teil 2 [27] beschreibt

die Modellierung eines Diffusionsbrenners und die experimentelle Uberprufung der Rechen­

ergebnisse. In dieser Arbeit wird die aktive Faserrnatrix mit einem eindimensionaIen

Einphascnmodell beschrieben, Die Stromungsgeschwindigkeit wird dabei unabhangig von der

Temperatur ais Konstante innerhalb der Katalysatorschicht angesetzt. Trotz dieser

Vereinfachung wird eine gute Ubereinstimmung mit den Mefiergebnissen erreicht.
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2.3 Aufgabenstellung und Ablauf der Arbeit

Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist die modellmalsige Beschreibung und Simulation des

in der Abbildung 2.1 dargestellten Heizsystems. Die Untersuchung beschrankt sich auf die

Betrachtung der Verbrennungsreaktionen iiberstochiometrischer ErdgaslLuft-Gemische. Die

Zusammensetzung des Erdgases besteht aus einem Methan-Anteil von bis zu 90 %. Daher

wird fur theoretische Betrachtungen Erdgas durch Methan ersetzt.

Die Untersuchung wird sich zunachst mit dem Verhalten des unbeschichteten Brennerkorpers

befassen. Sie erfolgt dabei losgelost von den Warmctransportmechanismen und Stromungs­

verhaltnissen im Abgaskanal des Reaktors. Ausgehend von einer Unterteilung in eine Kerper­

wandzone und oberflachennahc Randzone erfolgt eine Beschreibung der Temperatur- und

Konzentrationsprofile in Abhangigkeit von den Betriebsparametem Leistungsdichte, Luftzahl

und Eintrittstemperatur sowie von den Systemparametem Dichte und Emissionskoeffizient

des Brennerkorpers, Hieraus lassen sich die Korperoberflachen- und Flammentemperaturen

sowie die Positionen der Reaktionszone ableiten. Die charakteristischen Temperaturen von

Korperoberflache und Flamme sind fur die Simulation des Heizsystems wichtige EinfluB­

grollen. Gleichzeitig erlauben die berechneten Flammentemperaturen eine Abschatzung zu

erwartender Stickoxidmengen, Die Lage der Reaktionszone gibt AufschluB uber die im

Betrieb auftretenden Ruckzundungen, Neben der numerischen Losung der Erhaltungsglei­

chungen zur Ermittlung der charakteristischen Betriebsgrofien Kerper- und Flamrnen­

temperatur sowie Flammenabstand von der Korperoberflache werden analytische

Berechnungsgleichungen zur Bestimmung dieser Betriebsgroflen entwickelt.

Die Messung der Austrittsgeschwindigkeiten an der Oberflache des Brennerkorpers mit Hilfe

der Hitzdrahtanemometrie liefert eine Aussage hinsichtlich der stromungstechnischen Gute

verwendeter Brennerkorper. Dabei ist die Bewertung der stromungstechnischen Gute im

Hinblick auf einen ruckzundungsfreien Betrieb zu treffen. Dazu wird das gemessene Aus-

stromverhalten mit dem Ruckztindungsverhalten im Betrieb verglichen.

Im weiteren ist der EinfluB einer Katalysatorschicht auf den Verbrennungsprozef zu unter­

suchen. Dazu wird das System des direktbeschichteten Brennerkorpers herangezogen. Es sind

die Umsatzgrade in der Katalysatorzone sowie Temperatur- und Konzentrationsprofile zu

ermitteln. Die Temperaturen in der Schicht erlauben eine Bewertung der thermischen

Belastung des Katalysators. Umsatzgrade und Katalysatortemperaturen zeigen die Grenzen

der katalytischen Verbrennung fur das System des direktbeschichteten Brennerkorpers auf.

Auf der Basis der Beschreibung des Strahlungsbrenners wird eine Simulation und

Optimierung der Geometrie des Reaktors erfolgen. Dazu wird ein Rechenprogramm

entwickelt. Die Untersuchung umfaJ3t die Berechnung der Anteile an Festkorperstrahlung,
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Gasstrahlung und Konvektion am ausgekoppelten Gesamtwarmestrom, der Reaktor­

wirkungsgrade sowie charakteristischer Temperaturen in Abhangigkeit von den Betriebs­

parametem Leistungsdichte, Luftzahl und Geometriedaten des Abgaskanals. Gleichzeitig wird

auf der Grundlage der Simulation des Reaktors der feuerungstechnische Wirkungsgrad des

Heizsystems untersucht.

Unter der Voraussetzung einer praktischen Anwendung im Hausbereich zur Erzeugung von

Raumwarme muB die Heizanlage Feuerungsleistungen von 8-15 kW abdecken. Dies

entspricht bei einer im Teststand installierten Brennerkorperoberflache von 0,094 m- einer

Leistungsdichte von 85-159 kW/m2
• Die Untersuchung beschrankt sich daher schwerpunkt­

mii..l3ig auf diesen Bereich.
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3.0 Brennerkorper

Bei den im Heizsystem verwendeten Brennerkorpern handelt es sich urn rohrformige

hochporose Keramikformkorper (D = 100 mm, d = 40 mm, H = 300 mm) mit Korperdichten

zwischen 270-340 kg/m'. Sie bestehen aus hochtemperaturbestiindigen Tonerdesilikatfasem

mit einem mittleren Durchmesser von 3 urn und einer Lange von 200 mm, die unter Zugabe

organischer und anorganischer Bindemittel in einem Vakuumformverfahren zu festen Form­

teilen verarbeitet werden, Bei Temperaturen lLl11 250°C verfluchtigt sich der organische

Anteil. Die Keramikfasem setzen sich aus den Hauptbestandteilen Siliziurndioxid und

Aluminiurnoxid zusammen. Dabei betragt der Alurniniurnoxidanteil bei den Standardfaser­

produkten 46 Gew"/o, bei Sonderanfertigungen kann dieser Anteil auf 95 Gew"/o heraufgesetzt

werden.

Die Ausfiihrung als steife Formkorper erlaubt den Aufbau einer Brennermatrix ohne die

Notwendigkeit von Rahmen oder Sttltzelementen. Der Fertigungsaufwand ist damit im

Vergleich zur Bauweise von Diffusionsbrennem, bei denen in der Regel in Rahmen fixierte

Fasermatten als Brennerkorper eingesetzt werden, geringer.

Im folgenden werden die Kerper im Hinblick auf charakteristische Eigenschaften bewertet.

Diese sind:

II Homogenitat

II Temperaturbestiindigkeit

II Bestiindigkeit gegen Temperaturlastwechsel

II effektive Warmeleitfahigkeit

~ Emissionsverhalten

II Porositat/Korperdichte

II Druckverlust

Das Brennstoff/Luft-Gemisch wird in gut durchmischter Form der oberflachennahen Reak­

tionszone zugefuhrt, Dieser Bereich der chemischen Umsetzung ist an den porosen Brenner­

korper gebunden. Einer homogenen Matrixstruktur des Brennerkorpers zur Gewahrleistung

einer betriebssicheren Verbrennung kommt daher eine wichtige Bedeutung zu. Eine in

Umfangs- und Langsrichtung homogene Porenverteilung sorgt fur gleichmalsige Anstromun­

gen in der oberflachennahen Reaktionszone. Dies gewahrleistet einheitliche Oberflachen- und

Flammtemperaturen undverhindert einRuckschlagen der Flamme entgegen der Anstromung.

Die Untersuchung der Homogenitat wird auf eine MessungderAustrittsgeschwindigkeit

zuruckgefuhrt. Diese steigt mit sinkender Porositat (-+ Kap. 5':;).
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Die hohe Temperaturbestiindigkeit erlaubt eine maximale Betriebstemperatur von 1260 "C.

Das Sehmelzen der einzelnen Fasem beginnt ab 1540 0c. Ab 900°C kann eine langsame

Kristallisation der norrnalerweise glasigen Fasem beginnen, derzufolge Festigkeitsanderungen

auftreten. Zur Gewiihrleistung von Temperaturen unterhalb der Kristallisationsgrenze mussen

die effektiven Warmeleitfahigkeiten der Korperwand gering und Emissionsfaktoren der

Oberflache moglichst grof sein. Beide Anforderungen sind fiir die eingesetzte Matrixstruktur

erfullt.

Eine hohe Bestiindigkeit gegen Temperatursehocks stellt sieher, daf der Brennerkorper auch

abrupte Temperaturwechsel schadlos ubersteht. Dies erfordert ein gutes elastisches Verhalten

der radialen Korpermatrix Z'JI Vermeidung von Riflbildungen infolge Tangentialspannungen,

Im Experiment zeigte die Struktur mit einem Aluminiumoxidanteil von 95 % im Dichte­

bereich 270-340 kg/m" anhand von RiBbildungen ein geringe Elastizitat, Die Korper mit

Standardfaserzusammensetzung dagegen wiesen im Diehtebereieh bis 340 kg/m' keine

Schadigung auf.

Die geringe effektive Warmeleitfahigkeit erlaubt den Einsatz von Rohren mit geringen

Wandstarken und trotzdem vorziigliehen Isolationseigensehaften. Geringe Wandstarken

verringem den Druekverlust. Die Funktion als Isolator sorgt fur eine Trennung der Reaktions­

zone von der Gernischzustromung und verrneidet die Gefahr unerwiinsehter Ruckzundungen.

Daruber hinaus bleiben die Wandtemperaturen auf einem niedrigen Niveau. Dies verhindert

das Uberschreiten einer maximal zulassigen thermischen Belastungsgrenze.

Die hohe Porositat von ca. 90 % fordert eine homo gene Gemischverteilung, infolgedessen

sieh einheitliche Reaktionsbedingungen mit verrninderten Schadstoffemissionen einstellen.

Gleiehzeitig wird der Druekverlust tiber die Korperwand vermindert. Jedoeh sollte der

Druckverlust ausreichend hoch scin, full eine gleichmafsige Gemischverteilung tiber die

Korperflache zu gewahrleisten. Demzufoige sollte eine Korperdichte von 270 kg/m' nieht

unterschritten werden, Eine Korperdichte von 340 kg/m" ist zur Gewahrleistung einer

ausreichenden Bestandigkeit gegen Temperaturlastwechsel nicht Z11 uberschreiten. Die
Porositat ist daher im eingeschrankten Diehtebereieh von 270-340 kg/m' nieht stark

veranderbar. Sie betragt zwischen 91-88 %.

Neben den keramischen Faserstrukturen konnten daruber hinaus metallisehe Faserstrukturen

sowie Sehaumkeramiken verwendet werden. Tabelle 3.1 enthalt einen Vergleieh dieser

Brennerkorperausfiihrungen in bezug auf ihre physikalischen Eigensehaften. Der Vergleich

zeigt fur die keramische Ausfuhrung als festes Vakuurnforrnteil das beste Verhalten. Die

fehlende thermische Bestandigkeit zylindriseher Schaumkerarniken gegenuber Temperaturlast­

weehseln, die experimentell festgestellt wurde, laBt einen Einsatz dieser Brennerkorper in das

bestehende Brennersystem nieht zu.
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physikalische Eigenschaften
metallische keramischeI)

Fasermatrix Fasermatrix
Schaumkeramik

Temperaturbestandigkeit ++ + +

Bestandigkeit gegen
++ + -

Temperaturlastwechsel

effektive Warmeleitfahigkeit 0 ++ 0

Emissionsverhalten + ++ 0

Porositat + I ++ 0

Druckverlust + + ++

++ sehr gut + gut 0 befriedigend ungunstig

1) festes Vakuumforrnteil (Standardfaser)

Tab. 3.1 Bewertungsskala fur die Auswahl eines zylindrischen Brennerkorpers

Hinsichtlich einer geforderten geringen effektiven Warmeleitfahigkeit zeigt die Faserkeramik

deutliche Vorteile gegenuber der metallischen Ausfuhrung. Daruber hinaus wird im Kapitel

3.3 gezeigt, daB das Emissionsverhalten der zum Einsatz kommenden Keramik nahezu dem

"eines schwarzen Korpers'' entspricht und dem metallischer Faserkorper leicht tiberlegen ist.

Warmeleitfahigkeit und Emissionsfaktoren lassen auf niedrigere Korperwand- und Ober­

flachentemperaturen der Faserkeramik schliefsen.

3 1 H 'rtu. .a omoger.n ...a

Die Tabelle 3.2 gibt die Rezeptur zweier Standardfaserprodukte nach der Ofentrock..nung

entsprechend den Informationen durch die Hersteller wieder. Dabei unterscheidet man

hinsichtlich der Komponenten "Reine Fasern'', "Fullstoffe" und "Shot". Hiemach betragt der

reine Faseranteil je nach Hersteller nur 35 % bzw. 48 % Massenprozent. Damit sinkt die

Homogenitat des Produktes. REM-Untersuchungen wiesen die Fullstoffe als tabulares Alumi­

niumoxid nach, das infolge des Unterdruckes wahrend des Prozesses in den Verbund gesaugt

wird und in Form dunner Tafelchen zwischen den Fasern liegt. Der Shot-Anteil entspricht,

wie die rasterelektronenmikroskopischen Aufuahmen zeigen, Fasern grofseren Durchmessers

(10-20 11m), die zum Ende hin tropfenformige Erweiterungen aufweisen konnen, Dieser

Anteil variiert je nach Hersteller sehr stark und betragt 30 % bzw. 11 %.
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Produkt A Produkt B

Reine Fasern 35% 48%

Fiillstoffe 35% 41%

Shot 30% 11%

Tab. 3.2 Rezeptnr zweier Standardfaserprodukte nach der Ofentrocknung in Gevl'lo

Die Erhohung des Aluminiumoxidanteiles auf 95 % bewirkt laut Aussage der Hersteller eine

Reduzierung des Shot-Anteils auf unter 5 %. Ein Anstieg des reinen Faseranteils ist die

Folge. Im Hinblick auf eine anzustrebende homogene Matrixstruktur ist denmach eine

Erhohung des Al203-Anteils als gunstig zu bewerten. Jedoch wird diese MaBnahme aufgrund

sinkender Elastizitatseigenschaften mit steigendem A1203-Anteil und der damit verbundenen

Gefahr von RiBbildungen eingeschrankt, Die Korperdichte ist ein weiterer Parameter zur

Beeinflussung der Homogenitat, Die Homogenitat wird dabei mit zunehmender Korperdichte

besser (---? Kap 5.5).

3.2 Druekverlust

Der Druckverlust wird im Hinblick auf die Berechnung der Geblaseleistung abgeschatzt,

Stromt das Gas durch die porose Fasermatrix, wird es standig an den Feststoffflachen

umgeleukt. Es bilden sich immer neue Grenzschichten an den Faseroberflachen, Die sich

einstellende Stromungsform wird bestimmt durch die GroBe der lokalen Poren-Reynolds-Zahl

Re :::;

mit dem mittleren Faserdurchmesser dF als charakteristischer Lange fur die innere Struktur

der Faserisolierung. Eine obere Abschatzung der lokalen Reynolds-Zahl fur eine Leistungs­

dichte von 160 kW1m2 und einer Luftzahl von 1,5 ergibt einen Wert unterhalb von 1. In

diesem Fall spricht man von einer schleichenden Stromung oder auch vom Darcy-Bereich. In

cliesem Bereich konnen die Tragheitskrafte vernachlassigt werden. Der Druckverlust ist

proportional zur DurchfluBmenge.

Der Druckverlust in einer "Schuttung" wird fur Reynolds-Zahlen kleiner als 10 durch die

Kozeny-Theorie beschrieben. Aufbauend auf dieser Theorie beschreibt Carman [28] eine
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Beziehung fur Faserpackungen. Danach wird der Druckverlust in der Faserpackung abgebildet

auf den Druckverlust einer Kapillare (Rohr). Fili den Druckverlust einer laminaren Rohrstro­

mung gilt in differentieller Form (ohne Einlaufverluste):

=

(3.2)

(3.3)

Dabei steht vK(r) fur die lokale Kapillargeschwindigkeit, die gleich dem Quotient aus

Volumenstrom V und der ortlich durchstromten Flache A = p X2rcrHK ist. Der Kapillardurch­

messer DK wird durch den hydraulischen Durchmesser dh = 4AKlUK mit der Querschnitts­

flache AK und dem Umfang UK der Kapillare ersetzt. Es ergibt sich unter der idealisierten

Vorstellung eines reinen Faseranteils in der Isolierung mit einheitlichem Faserdurchmesser

P
= -- dF •

I-P
(3.4)

Die Porositat P wird auf die Korperdichte PIso und die Feststoffdichte Ps zuruckgefuhrt:

P = 1 - (3.5)

Aufgrund der hohen Porositaten von ca. 90 % wird die Lange der Kapillare LK gleich der

Schichtdicke & der durchstomten Flache gesetzt (Umlenkfaktor [l = 1). Die Integration von

Gl. 3.2 in den Grenzen Korperinnendurchmesser RE und AuJlendurchmesser RK ergibt dann

fur den Druckverlust:

IJ.p = 32
(1_P)2

p 3d 2
F

(3.6)

Der Druckverlust ist danach abhangig vom Volumenstrom und von den Korpereigeschaften

Geometrie, Porositat und Faserdurchmesser. Die Proportionalitatskonstante ist ein Stoffwert,

der sowohl '10m Material als auch von der Hauptausrichtung der verwendeten Faser abhangt.

Furber und Davidson [29] ermitteln fur ungeordnete keramische Fasern Werte von 8,8 bis 73.

Die Werte fur parallel zur Hauptfaserausrichtung durchstromte Pakete liegen niedriger, bei

einer Stromung senkrecht dazu hoher. Messungen ergaben fur die Produkte A und B

konstante Faktoren von 14 und 27.

15



Die Druckverluste im untersuchten Dichtebereich und einem technisch realistischen Volumen­

strom von 12 m'/h 1iegen fiir den Bezugskorper (D = 100 mm, d = 40 mm, H = 300 mm)

zwischen 12 und 21 mbar (GI. 3.6). Dies entspricht einer Verlustleistung von 4 bis 7 W.

Somit ist die Geblaseleistung im Vergleich zu den therrnischen Energien vernachlassigbar

genng.

3.3 Warmeleitfahigkeit

Der Warmetransport innerhalb eines mit Gas durchstromten porosen Mediums besteht aus

den Mechanismen Feststoffleitung, Gasleitung, Warmestrahlung sowie erzwungener Kon­

vektion. Die freie Konvektion wird fur den in dieser Arbeit beschriebenen Anwendungsfall

vernachlassigt, Im folgenden werden Feststoff- und Gasleitung sowie Warmestrahlung durch

eine effektive Warmeleitfahigkeit ersetzt. Diese ist kein realer Stoffwert, sondem auch von

der Geometrie der Faserpackung abhangig. Eine ausfuhrliche Darstellung der Warmeuber­

tragung in Faserisolierungen ist der Arbeit von Tebroke und Achenbach [30] zu entnehmen.

FUr die effektive Warmeleitfahigkeit der zum Einsatz kommenen Faserrnatrix gilt hiemach:

(3.7)

Der erste Summand berucksichtigt die Festoffwarmeleitung mit Kp als dimensionslosen

Kontaktstellen-Faktor. Bei einer kerarnischen Hochtemperaturfaser sind die Kontaktstellenra­

dien jedoch sehr klein. Der Anteil der Feststoffleitung ist zu vemachlassigen,

Der zweite Summand stellt die Warmeleitung des Gases im Isolator dar. Dabei ist die

Warmeleitfahigkeit des Gases leo in der Matrix gleichzusetzen mit der des freien Gases, da
b

die mittlere freie Weglange atmospharischer Luft bei Hochsttemperaturen von 900°C in der

Matrix urn ca. den Faktor 100 niedriger ist als der mittlere Abstand zweier Fasem (25 !-LID -+
GI. 3.4). Die vorangestellte Korrekturfunktion p-K, mit Kg als "Gasexponenten" berucksich­

tigt, daB in realen Faserisolierungen auch ein betrachtlicher Anteil von Fasem parallel zum

Warmestrom orientiert ist. Dies fuhrt dazu, daB durch die Anwesenheit eines Gases die

Warmeleitfahigkeit der Isolierung um einen grofseren Betrag als nur um leo steigen wird. Die
b

Korrekturfunktion wurde von Rath et al. [31] eingefuhrt. Tebroke und Achenbach [30J.geben

fur eine Faserisolierung ahnlicher Zusammensetzung einen Gasexponenten von 1,2 an, der fur

weitere Berechnungenzugrunde gelegt wird.

Die Warmeubertragung durch die Feststoff- und Gasleitung wird erganzt durch einen Anteil

aus der therrnischen Strahlung des Feststoffes. Dieser Anteil geht auf ein Diffusionsmodell

fur optisch dichte Medien nach Siegel und Howell [32] zuruck, Es u.mgeht die exakte
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Beschreibung der Faserisolierung als optisch leitendes Medium, das Strahlung gleichzeitig

emittiert, absorbiert und anisotrop streut. Stattdessen wird angenornmen, daB die Strahlung

innerhalb des Mediums nur einen kurzen Weg zurucklegt, bevor sie absorbiert wird. Dies ist

gultig, wenn die optische Dichte, das Produkt aus Extinktion E und Schichtdicke Ax, im

betrachteten Wellenlangenbereich grofser als 2 ist. Bei Faserisolierungen ist die Extinktion

abhangig von der Korperdichte und dem Faserdurchmesser. Nach Achenbach [33] gilt:

E = e p = 8,2*106~ dF P
lso kg Iso

(3.8)

Dabei ist e die spezifische Extinktion der Faserisolierung. Sie betragt 25 m-/kg (dF = 3 urn).

Hiernach konnen die zum Einsatz korumenden Faserisolierungen mitt1erer Packungsdichte

von 300 kg/m' bereits nach 0,25 rum als optisch dicht gelten. Die Warmeleitfahigkeit betragt

fur obere Betriebstemperaturen bis 900°C und eine rnittlere Korperdichte von 300 kg/m'

0,17 W/(m K). Anhand dieses Wertes ist die gute Isolationseigenschaft abzulesen. Diese ist

jedoch aufgrund des eingschrankt variablen Dichtebereiches nicht wesentlich zu verbessem.

3.4 Emissionsverhalten

Das Emissionsverhalten der Oberflache des Faserkorpers regelt die Hohe der Oberflachen­

temperatur. Ein Anwachsen des "effektiven" Emissionskoeffizienten des Faserkorpers hat ein

Senken der Oberflachentemperatur zur Foige. Hierbei ist im Hinblick auf die Gefahr der

Riickziindung bei hoheren Oberflachentemperaturen ein Emissionsverhalten anzustreben, das

dem des "schwarzen Korpers" nahekorumt. Die folgenden Uberlegungen zeigen, daf die

eingesetzte Fasermatrix diese Forderung erflillt.

Der Emissionsvorgang &"1 der Oberflache eines optisch dichten Korpers kann beschrieben

werden als Addition aus der Emission der ersten Feststofflage mit dem temperaturabhangigen

Emissionskoeffizienten des Feststoffes ss' der im Temperaturbereich von 400 bis 800 °C fur

die Standardfaser zwischen 0,65 und 0,45 liegt, und der Emission der Poren. Fiir den

"effektiven" Emissionskoeffizienten der porosen Oberflache gilt dann:

(3.9)

Die Pore wird idealisiert als zylindrischer Kanal mit einem Porendurchmesser von 25 lim (~

Kap. 3.2) und einer Lange von 0,25 rum (~Kap. 3.3). Dies entspricht einem Verhaltnis von

Lange zu Durchmessser von 10.

Das Emissionsverhalten isothermer bzw. nichtisothermer zylindrischer und kegliger Poren in

Abhangigkeit von der Zylindergeometrie und des Emissionskoeffizienten der Kanaloberflache
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ist von Bedford und Ma [34] und Bedford et al. [35J untersucht worden. Nach Bedford und

Ma [34] betragt der effektive, integrale Emissionskoeffizient einer zylindrischen Pore mit Es
= 0,9 und LID = 4 nahezu 1. Werte gleicher Grofle werden von Bedford et al. [35]

angegeben. FUr wachsende LID-Verhaltnisse wurde von den Autoren ein Anstieg des effekti­

'len Emissionskoeffizient errechnet. Ein Absenken des Feststoffkoeffizienten Es hat eher

einen geringfugigen EinfluJ3 auf den effektiven Wert (LiEs = 0,2 Q LiEeff <I %). Der

effektive Emissionskoeffizient der Poren des Faserkorpers mit LID = 10 kann somit zu 1

gesetzt werden. Mit einer mittleren Porositat von 90 % liefert Gleichung 3.9 dann einen

effektiven Emissionskoeffizienten der porosen Matrixoberflache von ca. 0,95.

Golombok und Shirvill [36] haben den effektiven Emissionskoeffizienten einer geordneten

Faserlagenschicht in Abhangigkeit von der Porositat und des Feststoffemissionskoeffizienten

errechnet. Hiemach ergeben sich fur die keramische Fasermatrix unter der Annahme geord­

neter Faserlagen im Bereich 0,88 :s; P :s; 0,91 mit Es = 0,5 effektive Emissionskoeffizienten

von 0,87-0,90. Im Vergleich dazu sind die effektiven Emissionsfaktoren metallischer Faser­

strnkturen mit maximalen Porositaten von 80 % niedriger. Sie betragen fur einen mittleren

Feststoffemissionskoeffizienten von Es = 0,5 lediglich 0,80 [36].

Im folgenden wird fur die unbeschichtete Fasermatrix mit einem temperaturunabhangigen

effektiven Emissionskoeffizienten von 0,9 gerechnet. Es zeigt sich, daB bei Wahl dieses

Koeffizienten die gemessenen Korperoberflachentemperaturen im Vergleich zu berechneten

Werten sehr gut tlbereinstimmen (-7 Kap. 7.4).
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4.0 Gleichungen fUr den Warme- und Stofftransport

Der Reaktor setzt sich zusammen aus dem Brennerkorper sowie dem Abgas- und Wasser­

kanal (--7 Kap. 2.1). Die Modellierung des Brennerkorpers konzentriert sich auf die Korper­
wand {I} mit Katalysatorschicht {2} und den wandnahen aufseren Randbereich {3} (--7 Abb.

4.1). Fur den Fall der Modellierung des unbeschichteten Brennerkorpers sind die Eigen­

schaften der Katalysatorzone mit denen der Korpermatrix gleichzusetzen. Die Randzone

definiert das Gebiet der Flammenverbrennung, Sie hat eine Ausdehnung von 1-2 mm.

Die Beschreibung der Zonen {I }-{3} erfolgt auf der Grundlage einer numerischen und
analytischen Behandlung der stationaren, eindimensionalen Erhaltungsgleichungen fiir Masse,

Stoff und Energie. Diese werden im folgenden dargestellt. Sie sind die Grundlage fiir die

Entwicklung der Stoff- und Temperaturprofile. G1eichzeitig 1iefert die Losung der Erhaltungs­

gleichungen folgende Kenngrofsen und Bewertungen:

I
~
I {3} {4}
!

{2}

~-'-R'Kat
~

R K

~ I

Abb, 4.1 Reaktorausschnitt: Brennerkorper, Abgasringspalt und Wasserkanal
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• Umsatz im Katalysator

• Bewertung der thermischen Belastung des Katalysators

• Strahlungswirkungsgrad der Korperoberflache

• Position der Reaktionszone der Flamme

• Zusamrnenhang zwischen gemessener Stickoxidproduktion und berechneter maximaler

Gastemperatur

Auf der Basis der Modellierung des Brennerkorpers erfolgt die Simulation des Reaktors (->

Kap. 7). Das hierzu entwickelte Rechenprogramm beschreibt auf der Basis der gewonnenen

Ergebnisse im Bereich {l }-{3} die abgasseitigen Wandwarmestrome des Brennraumwar­

meaustauschers und koppelt die Abgasseite {4} mit der Wasserseite {5}. Es berechnet den

Temperaturverlauf im Wasserkanal, die an das Warmwasser ubertragenen Warmestrome,

charakteristische Temperaturen sowie die Reaktor- und Geratewirkungsgrade in Abhangigkeit

von den Betriebsparametern und Geometriedaten.

4.1 Vereinfachungen

Neben den in der Einleitung zu diesem Kapitel genannten Berechnungsvoraussetzungen einer

eindimensionalen, stationaren Beschreibung sind weitere Vereinfachungen der Erhaltungs­

gleichungen und Annahmen moglich, Diese sind im folgenden aufgefuhrt.

Faserkorper {l}

• Aufgrund des geringen Faserdurchmessers wird bei der Betrachtung eines Volumen­

elementes davon ausgegangen, daB sich die Gastemperatur und die Temperatur der

Fasern nicht unterscheiden (Einphasenmodell, gilt auch fiir {2}).

• Die Stromungsgeschwindigkeit innerhalb der Isolierung ist gemittelt tiber emen

Bereich, der im Vergleich zu den makroskopischen Diirnensionen klein ist, jedoch grof

im Vergleich zur Porengrofse. Damit entfallt nach Chan et al. [37] eine makroskopische

Haftbedingung an der Faserwand.

• Eine katalytische Aktivitat der A120iSi02-Fasern wird vemachlassigt, Gasphasen­

reaktionen b!eiben unberticksichtigt.

• Der Emissionskoeffizient ist temperaturunabhangig. Er betragt 0,90 (gilt auch fur {2}).

• Eine Abschatzung der Warmeverluste tiber die Ober- und Unterseite der Spanndeckel

des Brennerkorpers ergab vernachlassigbare Verlustleistungen von 30-80 W.
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Katalysatorschicht {2}

e Die Beschreibung der Warmeleitfahigkeit erfolgt auf der Basis der Gleichung 3.7.

e Die Oberflachenreaktion wird durch eine Einschritt-Kinetik der Form r = k(T) cBa co,b,

entsprechend der Bruttoreaktionsgleichung KB B + KO, 0z ---? Produkte, unter Beriick­

sichtigung stofftransportlimitierender Einflusse beschrieben (---? Kap. 6.2-6.3).

Randzone {3}

• Die Gasphasenreaktion wird durch eine Einschritt-Kinetik der Form r = k(T) cBa co,b,

entsprechend der Bruttoreaktionsgleichung KB B + K 0 2 02 --? Produkte, beschrieben (-0

Kap. 5.2).

Iil1l In der Flammenzone wird der Energietransport infolge Gasstrahlung vernachlassigt.

Allgemeine Vereirfachungen und Annahmen

e Die viskose Dissipation bleibt aufgrund der niedrigen Stromungsgeschwindigkeiten

unberiicksichtigt.

• Der Druckarbeitsterrn tragt bei kleinen Druckgradienten nur unwesentlich zur

Veranderung der Enthalpie der Str6mung bei.

e Die Energie, die aufgrund des Dufour-Effektes transportiert wird, ist im Vergleich zur

Enthalpie der Komponente i zu vernachlassigen.

• Die Lewis-Zahlen ( -> Kap. 4.4) der Komponenten Methan und Sauerstoffbetragen 1.

• Die Diffusionsstrome werden durch das Ficksche Diffusionsgesetz mit konzentrations­

unabhangigen Diffusionskoeffizienten der Komponente i in der Mischung Di,g

beschrieben.

• Die Stoffwerte Warmekapazitat cp und Warmeleitung Ag der Gasmischung sind

unabhangig von der Anderung der Gemischzusammensetzung. FUr deren Berechnung

wird die Zusammensetzung am Eintritt in das System, bestehend aus den Komponenten

CH4, Nz und o, zugrunde gelegt.

• Die Reaktionsenthalpie pro umgesetzte Masseneinheit Brennstoff L'JlR,i wird als

unabhangig von der Temperatur angesetzt.
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4.2 Erhaltungsgleichungen

Unter den genannten Voraussetzungen lautet die Kontinuitatsgleichung

d
dr (r Pg v) = 0 . (4.1)

Die Integration von Gleichung 4.1 mit der Integrationskonstanten Iv!' als Funktion der

Betriebsparameter liefert:

r P
g

v = M1 (4.2)

Die Stofferhaltungsgleichung fur die Komponente i und die Energiegleichung werden unter

Beriicksichtigung der Kontinuitatsgleichung in folgender Form verwendet:

Faserkorper (I)

. I dw,
lvI ­

dr
(4.4)

,-I ''1) dT d ( , ,,", sr;
101 c ~1 = - r '" ~')-)

P dr dr lso dr

Katalysatorschicht {2}

(4.5)

• 1 dw,
M­

dr
(4.6)
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Randzone (3)

. I dw,
M ­

dr
(4.8)

4.3 Rand- und Ubergangsbedingungen

(4.9)

Entfallt eine Vorheizung des Brennstoffi'Luft-Gemisches, so betragt die innere Korperwand­

temperatnr aufgrund der stark isolierenden Eigenschaft des Fasermaterials etwa 30 "C. Fill

die Modellierung wird diese Eintrittstemperatnr in das zu beschreibende System als konstant

angenommen. Der Austritt der aufseren Randzone wird definiert als art, an dem der Brenn­

stoff vollstandig umgesetzt ist. Temperatur- und Konzentrationsgradienten streben dort gegen

Null. Zusanrmenfassend ergeben sich die folgenden Randbedingungen:

Eintritt in die Faserkorperwand

T=T«
(4.10)

Austritt aus der Randzone

dw.
= 0; -d'1 3r

;::: 0 (4.11)

An den Ubergangen "Fasermatrix-Katalysator" und "Katalysator-Randzone" werden Kopp­

lungsbeziehungen formuliert. Die differentielle Bilanz an der Stelle r = RK-oKat beschreibt

das Gleichgewicht zwischen den Diffusionsstromen von Stoff und Energie zu beiden Seiten

des Ubergangs. An der Stelle r = RK ist die Summe der zur Oberflache transportierten

Warmestrome aus Katalysatorschicht, Randzone und Abgaskanal aufgrund von Warmeleitung

und Gasstrahlung gleich dem Abtransport infolge Festkorperstrahlung. Diese Bilanzierung an
der Oberflache des Brennerkorpers wirdaufgrund der hohen optischen Dichteder kerami­

schen Matrix getroffen. Der Einfluf natiirlicher Konvektion wird vernachlassigt. Zusammen­

fassend ergeben sich die folgenden Ubergangsbedingungen:

dw.
dr'll

dw.
= dr'12

(4.12)
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dWi l
dr 2

(4.13)

(4.14)

(4.15)

Im Kapitel 7 wird gezeigt, daB die Gasstrahlung im Abgaskanal nicht vemachlassigbar ist.

Deren Einfluf auf die Korperwand wurde in Gleichung 4.15 durch den Warmestroms QOK
berucksichtigt. Der Warmestrom QK~W beschreibt den Nettostrahlungsaustausch zwischen

Korperoberflache und Brennraumwarmeaustauscherwand (-? Kap. 7.1.2.1). Die Beschreibung

der Zonen {1}-{3} durch die Gleichungen 4.4-4.15 wird im folgenden als Modellansatz I

bezeichnet.

Ein weiterer, vereinfachter Modellansatz 2 konzentriert sich auf die Beschreibung der auBeren

Randzone unter Verwendung der Gleichungen 4.8 sowie 4.9 und Schatzung des Brennstoff­

umsatzgrades ~Kat im Katalysator. Dazu wird der Faserkorper mit Katalysatorschicht als

"Black-Box" betrachtet. Eine integrale Bilanz zwischen Zustromung und Korperwandaustritt

liefert dann die Randbedingungen am Eintritt der auBeren Randzone:

(4 lE;."~/\
.QA ....'.,-...1

Die mittlere spezifische Warmekapazitat cp(Tm) ist auf die arithrnetische Mitteltemperatur

zwischen Korperwandein- und austritt zu beziehen. Die Randbedingungenam Austritt der

aw'3eren Randzone gehen wiederurn auf Gleichung 4.11 zuruck,

Auf der Grundlage des Modellansatzes 2 werden die Startwerte fur die numerische Losung

des Modellansatzes 1 bestirnrnt (-? Kap. 4.6.3). Dariiber hinaus dient dieser Ansatz als Uber­

prufung der Genauigkeit analytisch berechneter Betriebsgrofsen, deren Ermittlung ebenfalls

aus einer Betrachtung der auBeren Randzone erfolgt (-? Kap. 5.3).
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4.4 Definition dimensionsloser Grol3en

Die im Kapitel 4.2 formulierten Stoff- und Energiebilanzen setzen sich aus konvektiven,

diffusiven und reaktiven Anteilen in Stromungsrichtung zusammen. Zur Bewertung der

Grofenordnung der einzelnen Anteile zueinander ist es sinnvoll, die Bilanzgleichungen in

ihre dimensionslose Form zu uberfuhren. Dazu werden charakteristische Referenzgrofsen fur

Lange (L), Geschwindigkeit (v.), Temperatur (Tr) und Stoffwerte ( cpr' lor ' Pgr ' [Di,gJr)
eingefuhrt. Somit erhalt man Kennzahlen, deren Zahlenwerte die Losung des Problems

bestimmen. Die folgende Betrachtung beschrankt sich auf eine Behandlung der Erhaltungs­

gleichungen fur den planaren Fall. Die ortliche, axiale Koordinate wird mit

xx* - -
L

(4.18)

dimensionslos gemacht. Die unbekannte Grofe Temperatur wird in der Form

T' =
T-Ta--
T-Tr a

(4.19)

dargestellt. Dabei steht Ta fur die Eintrittstemperatur an der inneren Korperwand. Die Ein­

fuhrung der dimensionslosen Kenngrofsen x* und T* und entsprechende Umformung der

Erhaltungsgleichungen fuhren zu folgenden Kennzahlen:

(4.20)

(4.21)

(4.22)

L

E
RT (a+b)e . r P

gr

u: M b
B 0,

PO?" v..
O'

Dal,L = -~------=--

(4.23)

E

e RTr (a+b)
Pgr

u: u:B. 02

,.. IT _T \ P "
r pr \.L r .La} gr Y r

DallI,L = -----------------
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Das Produkt P", vr ist der auf die auJ3ere Oberflache bezogene Massenstrom M". Dieser laJ3t
b

sich aus Gleichung 4.3 ableiten. Die verwendeten Stoffwerte werden mit einer mittleren

Stoffbezugstemperatur gebildet. Diese ist gleich der arithmetischen Mitteltemperatur aus

Referenz- und Eintrittstemperatur. Die Peclet-Zahlen Pe fUr Stoff- und Warmeubergang

definieren das Verhaltnis aus Konvektion und Diffusion in Stromungsrichtung. Die

Damkohler-Zahl 1. Art beschreibt den Zusammenhang zwischen umgesetztem Brennstoff zu

konvektiv nachlieferbarem Brennstoff. Sie kann auch als Verhaltnis zweier Zeiten interpretiert

werden: Verweilzeit im System tv = Lv, zur Reaktionszeit tR = p,,/ri r' Die Damkohler
b ,

Zahl III. Art definiert das Verhaltnis chemisch entwickelter Warme zur konvektiv

abflihrbaren Warme, Die dimensionslose Aktivierungsenergie

E* :;;: (4.24)

wird als Arrhenius-Zahl bezeichnet. Diese wird mit der Referenztemperatur Tr=Tal/(Tad-Ta)

in die fur die Beschreibung der Struktur von Flammen mit Einschritt-Kinetik entwickelte

Zeldovich-Zahl

Ze = (4.25)

uberfuhrt. Dabei steht Tad fiir die adiabate Flammentemperatur. Neben diesen Kennzahlen

gibt es solche, die die Transportvorgange miteinander in Beziehung setzen. Fur das hier

beschriebene Problem gilt die Lewis-Zahl:

A,
f p D 1 C
l g i,gJr pr

(4.26)

Eine Abschatzung fiir den Fall einer eindimensionalen Flamme mit der Flammendicke IF als

Referenzlange (~ Kap. 5.1) und dey adiabaten Flammentemperatur als Referenztemperatur

zeigt, daf die Peclet-Zahlen deutlich kleiner und die Damkohler-Zahlen deutlich griiBer sind

als 1. Hieraus folgt, daB in der Reaktionszone der Flammenfront die konvektiven Anteile in

den Bilanzgleichungen gegenuber der Diffusion und Reaktion vernachlassigbar sind. Eine

aquivalente Aussage kann tiber die Zeidovich-Zahi abgeieitet werden. Infolge der grofsen

Aktivierungsenergien bei der Verbrennung ist diese deutlich griiBer als 1. Die Reaktions­

schichtdicken werden dernnach sehr dunn (-? Kap. 5.1). Die Reaktionszone der Flammenfront

kann dann als Gleichgewicht aus Diffusion und Quellterm dargestellt werden. Diese

Erkenntnis ist die Grundlage der thermischen Flammentheorie nach Zeldovich und Frank­

Karnenetzkii [38]. Zudem verlaufen die Transportprozesse in Gasen nahezu gleich schnell,

so da!3 die Lewis-Zahl fast ems betragt und tiber weite Bereiche nahezu konstant ist.
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4.5 Basisgleichungen fur eine analytische Berechnung

Die Modellierung sieht neben der numerischen Behandlung der Gleichungen 4.4-4.9 die

Entwicklung einer analytischen Losung zur Bestinnnung von Flamm- und Korperwandtempe­

raturen sowie Flammabstanden von der Korperwand vor (Modellansatz 3). Fur die

Betrachtung wird die auBere Verbrennungszone mit einer Ausdehnung von weniger als 2 nnn

als planare Vormischflamme behandelt. Ferner werden die Erhaltungsgleichungen in eine

dimensionslose Form uberfuhrt, Unter Berucksichtigung einer konstanten Reaktionsenthalpie

MR,i und Warmekapazitat cp werden folgende Referenzgrofsen gewahlt:

(4.27)

(4.28)

Der Stoffwert HCPi ist auf die Mitteltemperatur zwischen Korperwand und Flammenfront zu

beziehen (Index Kb). Fur den Fall einer konstanten Lewis-Zahl ergeben sich die folgenden

dimensionslosen Bilanzgleichungen:

dw, I d 2w.
W.'I

~ -- -

dx' Lei dx,2 I

dT* d2T*

w'+
dx* dx,2 I

mit

W' IKi ! u, (J. I c;
THornI lVi/ 2

(4.29)

(4.30)

(4.31)

Die Gleichungen 4.29 und 4.30 zeigen, daB fur Lewis-Zahlen von 1 eine Ahnlichkeit

zwischen den Konzentrationsprofilen wi(x*) und dem dimensionslosen Temperaturprofil

T*(x*) besteht. Daruber hinaus kann eine Beziehung zwischen der Sauerstoff- und Brennstoff­

konzentration abgeleitet werden. Unter Zugrundelegung eines linearen Ansatzes der Form

W o ~ Wo b + C WB2 2'
(4.32)

erhalt man bei einem Vergleich der beiden Stofferhaltungsprofile im Fall von Methan und

Lewis-Zahlen von 1 fur die Konstante C einen Wert von 4.
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4.6 Numerische Behandlung der Erhaltungsgleichungen

Die simultane Losung der Stofferhaltungsgleichungen fur Sauerstoff und Brennstoff sowie der

Energiegleichung der Modellansatze 1 und 2 kann nur auf numerischem Wege erfolgen. Die

Lewis-Zahlen fur Methan und Sauerstoff unterscheiden sich geringfugig von eins und sind

tiber einen weiten Temperaturbereich nahezu konstant. Daher wird fur die numerische

Modellierung auf den Zusammenhang zwischen Sauerstoff und Brennstoff der Gleichung 4.32

zuruckgegriffen, Damit reduziert sich die Zahl der zu losenden Erhaltungsgleichungen auf

zwei. Irn folgenden soll skizziert werden, wie aus den Erhaltungsgleichungen sowie Rand­

und Ubergangsbedingungen eine Losung ermittelt werden kann.

4.6.1 Einfuhrung eines geeigneten Gittei"s

Die Differentialgleichungen werden mit Hilfe der Methode der finiten Differenzen gelost.

Dabei ersetzt man die Differentialquotienten durch Differenzenquotienten, Fur die Erstellung

des Gitters muB berucksichtigt werden, daB innerhalb der Katalysatorschicht und Randzone

sehr groJ3e Gradienten auftreten konnen. Dies verlangt in diesen Bereichen eine feine

Diskretisierung. Daher werden drei Gitterzonen fur die Beschreibungsfelder Faserkorperwand,

Katalysatorschicht und Randzone mit unterschiedlichen Gitterabstanden gewahlt, Das Gitter

innerhalb des Beschreibungsfeldes hat eine aquidistante Einteilung:

Brennerkorperwand

Katalysatorschicht

(4.33)

r (j )
ce: 1\

- D _ /1- V '/\
- .i\.w t --}

K hl
.Hj

l"j"N+lJ (4.34)

Randzone

r ( k) = RK + (k-l) (R -R)
N b K

k

(4.35)

N; , Nj und Nk bezeichnen die Anzahl der Gitterpunkte in den jeweiligen Beschreibungs­

feldem. Aufgrund der guten Isolationswirkung des Brennerkorpers ist eine Andcrung des

Brennstoff- und Temperaturprofils erst zum Austritt hin zu erwarten. Der Innenradius RE der
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Brennerwand wird daher zur Verringerung der Gitteranzahl von 20 rom auf 35 mm herauf­

gesetzt. Bei der Wahl der Anzahl der Gitterpunkte muB ein Optimum zwischen der Genau­

igkeit der Ergebnisse infolge einer sehr feinen Diskretisierung und vertretbaren Rechenzeiten

gefunden werden. Die Variation der Gitteranzahl zeigte, daf bei einer Gitterwahl von

90170170 keine wesentlich besseren Ergebnisse erzielt werden konnten.

4.6.2 Differenzenquotienten

Die vorhandenen Differentialquotienten werden im Inneren eines Beschreibungsfeldes durch

zentrale, aquidistantc Differenzen-Quotienten zweiter Ordnung ersetzt. FUr die erste und die

zweite A..bleitung der Ternperatur is! zum Beispiel zu setzen:

dT
Idr r

(4.36)

(4.37)

Die ortlichen Ableitungen fur die Konzentration sind anaIog anzusetzen. Dabei ist O(ill2
) ein

Term der Ordnung ill2
, der bei der weiteren Berechnung vernachlassigt wird. Der durch diese

Vereinfachung entstehende Fehler wird mit steigender Anzahl der Gitterpunkte kIeiner.

Bei der Verwendung zentraIer Differenzen mussen die Rander der Beschreibungsfelder

besonders beachtet werden. Auf der Innenseite der Brennerkorperwand ergeben sich hier

keine Probleme, da diese Gitterpunkte mit konstanten Werten besetzt sind. FUr aIle weiteren

Randpunkte sind die vorhandenen DifferenziaIquotienten tiber Vorwarts- und Ruckwarts­

gradienten zweiter Ordnung zu ermitteln. Aus einer Taylor-Reihe zweiter Ordnung ergibt sich

beispielweise fur die Temperatur T:

- 4Tr

2/lr
(4.38)

r
.£r+Ar (4.39)
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4.6.3 Ablauf der Berechnung

Losen cines nichtlinearen Oleichungssystems

Gesucht werden die Brennstoffkonzentration und Temperatur in jedem Gitterpunkt. Dies

entspricht 2x(Nj+N/N
k) Unbekannten. Bei Substitution der Differentialquotienten durch die

Differenzenquotienten der Gleichungen 4.36 und 4.37 sowie nach Ordnung der Temperaturen

und Konzentrationen erhalt man an einem beliebigen Gitterpunktr innerhalb einer Beschrei­

bungszone ein nichtlineares Gleichungspaar der Form:

Energiebilanz

f(T2 T T . r 2 • T . ~ ~ . 0
r+!!.r; . r+!J.r; r' - r-txr , - r-br , 11'+111'11'-111' ; WB r) =

Stoffbilanz

f(T 'T'T . w 'W'w )=0r-Sr » r' r-l1r' B,r+6.r' B,r' Br-tsr

(4.40)

(4.41)

Dies entspricht im gesamten Beschreibungsfeld einer Anzahl von 2 x(Nj+N
j+Nk)-8

Gleichungen. Die ubrigen acht Gleichungen resultieren aus den Rand- und Ubergangsbedin­

gungen, die unter Verwendung der Gleichungen 4.38 und 4.39 diskretisiert werden. Sornit

wurde das Differentialgleichungssystem auf ein nichtlineares Gleichungssystem der Ordnung

[2x(Nj+N
j+NkW zuruckgefuhrt. Eine Losung erfolgt mit dem Rechenprogramm DNEQNF

der KFA. Das Prograrnm lost ein System nichtlinearer Gleichungen auf der Basis eines

modifizierten Powell Hybrid Algorithrnus und einer Finite-Differenzen-Approxirnation der

Jacobi-Matrix. Eine ausfuhrliche Beschreibung ist der Arbeit von More et al. [39J zu

entnehmen, Die rechte Begrenzung der Nachverbrennungszone (r = Rb) ist zunachst

unbekannt. Deren Bestirnmung ergibt sich aus einer Variation der Ortskoordinate Rb. Die

Losung ist erreicht, wenn das Abbruchkriterium wB(r = Rb) = 0 erfullt ist.

Bestimmung der Startprofile
Die Konvergenz des zuvor beschriebenen numerischen Verfahrens ist abhangig von der Wahl

gtinstiger Startprofile. Fur deren Bestirnmung wird jede Zone getrennt nach dem zuvor

erlauterten mathematischen Verfahren behandelt, Es folgt eine Schatzung der Anfangsprofile

von Temperatur und Konzentration in den einzelnen Zonen. Dabei wird angenommen, daf

die Temperatur linear ansteigt und die Brennstoffkonzentration linear fallt, Die Zonenrand­

werte an den Stellen RK _o ' RK und Rb fur Temperatur und Brennstoffkonzentration werden

geschatzt (---* Abb, 4.2). Ausgehend von der auBeren Randzone werden dann nacheinander

unter Berucksichtigung integraler Bilanzen Profile entwickelt, die der eigentlichen Losung

bereits sehr ahnlich sind. Diese Schritte werden im folgenden skizziert (---* Abb. 4.2).
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Randzone und Katalysator

Die Brennstoffkonzentrations- und Temperaturprofile in der Randzone werden auf der Basis

des Modellansatzes 2 bestimmt (-'> Kap. 4.3). Dazu wird der Umsatzgrad im Katalysator ge­

schatzt. Gleichzeitig liefert die Berechnung der Profile in der Randzone die Werte auf dem

Korperrand: Temperatur TK und die Gradienten dT/dr} sowie dw/drl, . Diese Werte werden

fiir die Bestimmung des Startprofils der Katalysatorzone verwendet.

Die Randbedingungen am Katalysatoraustritt entsprechen den differenziellen Bilanzen 4.14

und 4.15. Die Gradienten dT/clri:J sowie dw/drl, sind gleich den in der Randzone errnittelten

Werten. Der Warmestrom QK#w und die Warmeleitfshigkeiten werden wit der bekannten

Korperoberflachentemperatur TK berechnet. Den Gasstrahlungsanteil und die Ruckstrahlung

setzt man zu O. Der !inke Rand wird durch die folgenden integralen Bilanzen beschrieben:

T K_O
\

WB,E

{2}

Anfangsprofile

!

{2} {3}{ }

Umsatzgrad: 1; Kat

........1 .

Bilanzen

1. Schritt 2. Schritt 3.Schritt

T Temperatur

We Brennstoff-
konzentration

{ I} Faserkorper I

{2} Katalysator­
schicht

{3} Randzone

AbD. 4.2 Bestimmung der Startprofile
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(4.42)

(4.43)

An der Schnittstelle r = RK sind durch die Wahl der Randbedingungen die links- und

rechtsseitigen Temperaturen und Konzentrationsgradienten identisch. Es erfolgt ein Vergleich

der rechts- und linksseitigen Konzentrationen wK durch Variation des Umsatzgrades. Die

Iteration ist beendet, wenn diese Konzentrationen ubereinstimmen.

Brennerkorperwand

An der Ubergangsstelle zwischen Faserkorper und Katalysatorschicht werden die zuvor

ermittelte Temperatur TK_5 und Konzentration wK_5 als Randbedingungen gesetzt. Der linke

Rand entspricht dem Eintrittszustand nach Gleichung 4.10.

32



5.0 Untersuchung unbeschichteter Brennerkorper

Zundet man das aus dem porosen Faserzylinder austretende Brennstoffi'Luft-Gemisch, so

bewegt sich die Flammenfront mit der Flammenfrontgeschwindigkeit vF n- ausgehend vom,
Zundfunken, der Stromung entgegen. Es stellt sich ein stationarer Zustand ein (vF,n = 0), der

dadurch bestimmt ist, daB lokal die zur Flanrmenfront normale Komponente der Anstromge­

schwindigkeit gleich der Brenngeschwindigkeit ist. Die laminare Brenngeschwindigkeit S L

ist diejenige Geschwindigkeit, mit welcher sich eine Flamme in der Richtung normal zur

Front relativ zum unverbrannten Gemisch ausbreitet. Zwischen Geschwindigkeit der Flam­

menfront vF n' Stromungsgeschwindigkeit vun und Brenngeschwindigkeit S L besteht der Zu-, ,
sammenhang

V- =v +s-F,n u.n L . (5.1)

Ubliche lanrinare Brenngeschwindigkeiten von Kohlenwasserstoffflammen im technisch inter­

essanten Luftzahlbereich (1,1 :s; Ie :s; 1,3) liegen zwischen 20 cm/s und 40 cm/s. Der Ver­

gleich mit den Anstromgeschwindigkeiten des Brenners von vu = 4-6 cm/s zeigt, daB ein

stationarer Zustand nur durch Senken der Brenngeschwindigkeiten und damit Senken der

Flammentemperaturen durch zusatzliche Warmeabfuhr aus der Flammenzone erreicht werden

kann.

Vergleicht man die unterschiedlichen Strahlungsbrennerkonzepte der Literatur, so ist zu

unterscheiden zwischen der Stabilisierung der Flanrme miller- und innerhalb der Brennerma­

trix (---? Kap. 2.2). Die Abbildung 5.1b gibt die Temperaturprofile von Gas und Feststoff bei

einer Stabilisierung der Flamme innerhalb des Faserkorpers wieder. Daruber hinaus zeigt die

Abbildung den prinzipiellen Warmetransportmechanisrnus der Gas- und Feststoffphasen in

der Reaktionszone. Das Gas wird dabei die infolge der Gasphasenreaktion produzierte Warrne

(R) durch Warmeleitung in die Anstromung (LG) und Konvektion an den Feststoff (Kv) ab­

bauen. Der vom Feststoff aufgenommene Konvektionsstrom ist gleich der durch Feststoff­

strahlung (SS) und Feststoffleitung (L8) aus der Systemgrenze abfliefsenden Energie.

Auf der Grundlage der Darstellung des Kapitels 3.3 erfolgt eine qualitative Bewertung einer

moglichen Stabilisierung der Reaktionszone innerhalb des Brennerkorpers, Aufgrund des

geringen Faserdurchmessers von 3 urn wird davon ausgegangen, daB der in der Abbildung

skizzierte lokale Unterschied zwischen Gas- und Feststofftemperatur sich nicht einstellt.

Zudem kann bei einer Faserkeramik der Feststoffleitungsanteil vernachlassigt werden. Der

Abtransport durch Feststoffstrahlung wird durch die hohe optische Dichte der Korpermatrix

erschwert. Bei einer mittleren Extinktion von 8000 11m konnen die zum Einsatz kommenden

Korper schon bei einer Schichtdicke von 0,25 mm als optisch dicht gelten, d.h. die Strahlung

legt innerhalb des Mediums nur einen kurzen Weg zuruck, bevor sie absorbiert wird. Die
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Ietztendlich aus dem Kerper austretende Strahlung reicht nicht aus, einen stabilen Warme­

haushalt im Inneren zu gewiihrleisten. Diese Aussage konnte durch mathematische Unter­

suchungen bestatigt werden. Dabei Iieferte die numerische BehandIung der Erhaltungs­

gieichungen 4.4-4.9 unter der Voraussetzung einer vollstandigen Verbrennung innerhalb des

Brennerkorpers keine physikalisch sinnvolle Losung. Foiglich muB es zu einer Stabilisierung

der Flamme auBerhalb der Fasermatrix kommen.

In der Abbildung 5.la ist der Warmefluf fiir den Fall einer aufsitzenden Flamme dargestellt.

Die in der Reaktionszone der Flamme produzierte Warmemenge wird infoige Warmeleitung

zur Korperoberflache transportiert. Ein Teil der zur Oberflache transportierten Energie wird

infolge Festkorperstrahlung all die Warmeaustauscherwand ausgekoppelt. Diese zusatzliche

Warmeabfuhr hat die Herabsetzung der Flammentemperaturen zur Folge. Sie gewahrleistet,

neben einer geringeren NOx-Produktion von unter 10 ppm, die fiir die Stabilitat notwendige

Absenkung der Iaminaren Brenngeschwindigkeit. Eine veranderte Einstellung der LuftzahI

oder Leistungsdichte hat eine Veranderung der Position der Reaktionszone zur Foige. Die

Erhohung einer der beiden Betriebsparameter fiihrt zum Abheben der Flamme. Umgekehrt

wandert die Reaktionszone bei Erniedrigung der Luftzahl auf den Korper zu bzw. erlischt bei

Unterschreiten einer gewissen Leistungsdichte. Diese Zusammenhange werden im weiteren

untersucht.

T

a
x

T

b

I 55 Strahlung Feststoff 'I

LF Warmeleitung Flamme
ILK Warmeleitung Kerper i

: i
, LG Warmeleitung Gas I
ILS WarmeleitungFeststoffi
,R Reaktion i-.
I Kv Konvektion

x

....4..bb~5.1Wa...rmetra..l1sportmecha..njsmen und Temperauuprofile inner- und aulierhalb des

Brennerkorpers
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5.1 Stationare ebene Flammen

5.1.1 Grundlagen

Es wird eine stationare, ebene Flammenfront betrachtet. Die Absolutwerte der Stromungs­

und Brenngeschwindigkeiten sind dann gieich. Fur ein mageres Gemisch ergeben sich die in

der Abbildung 5.2 schematisch dargestellten Profile der Temperatur und Konzentrationen.

Hinter der Flammenfront ist der Brennstoff vollstandig verbraucht. Unter der Annahme eines

Ieicht uberstochiometrischen Gemisches ergibt sich hinter der Flammenfront eine Restsauer­

stoffkonzentration wo, b' Gleichzeitig erhoht sich die Temperatur vom Ausgangszustand Ta,
auf die der Mischung entsprechende adiabate Flammentemperatur Tad' Das Gebiet in der

Umgebung der Flammenfront wird in drei Bereiche eingeteilt: Vorwarmzone, Reaktionszone

und Gleichgewichtszone. Der Ubergang "Vorwarmzone-Reaktionszone'' wird durch den

Wendepunkt im Zustand To defmiert. Durch Warmeleitung aus der Reaktionszone entgegen

der Stromungsrichtung wird das Gemisch in der Vorwarmzone kontinuierlich aufgeheizt.

Gleichzeitig diffundieren Verbrennungsprodukte zuruck in das ankommende Gemisch und die

Reaktanden Brennstoff und Sauerstoff in die Reaktionszone. Erst in der Reaktionszone findet

der eigentliche chemische Umsatz statt, Die Temperatur To ist die fur den jeweiligen

Brennstoff charakteristische stationare Zundtemperatur. Sie ist zu unterscheiden von der

Selbstzlindtemperatur des Brennstoffes. Fur stationare Vorrnischflammen kann diese

1:, Eintrittsternperatur

T" adiabate Flamrnenternperatur

To Zundtemperatur

Brennstoffkonzentration
WB,E

am Eintritt

W Sauerstoflkonzentration
~,b am Austritt

W~,E Sauerstoffkonzentration
am Eintritt

x: :JR,: = Reaktionszone

:, IF ,: = Flammendicke

T, WI t
vorwarmzonevH :<- Gleichgewichtszone

Wo"E : I : Tad11r-
-r- I I f I I _.

»: 10 J if ! F ammenrront
'BE ~ V

~\id ~j W~,b

Abb.5.2 Stationare eindimensionale Flamme
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(5.3)

Znndtemperatur als Starttemperatur fur die Radikalbildung in der Reaktionszone charak­

terisiert werden. Fur Methan bei Umgebungsdruck und Luftzahlen zwischen 1,1 < A < 1,3

ist die Zundtemperatur nahezu unabhangig von der Luftzahl. Sie liegt nach G6ttgens et a!.

[40] fur den genannten Luftzahlbereich zwischen 1070-1030 °C. Die Ausdehnung der

Vorwiirrnzone ist definiert als Schnitt der Wendetangente mit der horizontalen Achse durch

Ta und dem Beginn der Reaktionszone bei To' Aus der Differentialgleichung 4.30 wird die

Steigung an der Stelle To berechnet. Es ergibt sieh daraus fur die Lange der Vorwarmzone

(-.-+ Abb 5.2):

~Ic T, (5.2)
IF - I p

=R
Pg,« SL

Dabei entspricht sL der laminaren Brenngesehwindigkeit. Zu deren Berechnung wird in

Kapitel 10.3 eine analytische Bereehnungsgleichung abgeleitet. Charakteristische Werte sind

der Abbi1dung 5.3 zu entnehmen. Fur die Reaktionsschiehtdicke IR gilt:

IF
I =­
R Ze

Die Dicke der Vorwarmzone betragt demnach bei Umgebungsbedingungen und emer

Wendepunktstemperatur So von 1050 °C im Bereich 1,0 :s; A :s; 1,4 ca. 0,2-0,4 rum. Im

Vergleich dazu ist die Lange der Reaktionssehieht urn etwa eine Grofenordnung kleiner.

Daher wird die Flanunendicke gleich der Dicke der Vorwiirrnzone gesetzt. Im Grenzfall un­

endlich grofier Zeldovich-Zahlen, d.h unendlich grofser Aktivierungsenergien, wird die

Reaktionsschicht unendlich dunn.

Eine wegweisende theoretische Behandlung stationarer eindimensionaler Flanunen liefert die

bereits 1938 formulierte thermisehe Flanunentheorie von Zeldovich und Frank-Kamenetzkii

[38]. Sie ist das klassische Beispiel einer gelungenen mathematischen Besehreibung der Ver­

brennung vorgemischter Gase. Dureh systematische Vereinfachungen, z.B. die Annahme einer

Einscbritt-Bruttoreaktion, werden die Grundgleichungen in eine losbare Form gebracht. Das

besondere Verdienst von Zeldovieh und Frank-Kamenetzkii Iiegt darin, die Vereinfaehung,

die sich dureh den Grenzwert einer grolsen Aktivierungsenergie ergibt, erkannt zu haben. Im

Grenzfail unendlich groBer Aktivierungsenergien wird die zwischen Gleichgewichts- und

Vorwiirrnzone liegende Reaktionsschicht unendlich dunn (-.-+ GI. 5.3). Innerhalb der Reaktions­

zone kann dann der konvektive Warme- und Stofftransport gegeniiber dem diffusiven Trans­

portunci der Reaktion vemachlassigt werden. Die Gultigkeit dieser Verei.machlLng ist bereits
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im Kapitel 4.4 mit Hilfe der Abschatzung von Kennzahlen gezeigt worden. Zeldovich und

Frank-Kamenetzkii haben somit, ohne dies explizit auszudrucken, eine asymptotische Theorie

fur groBe Aktivierungsenergien (Ze ~ co) mit allen dafur charakteristischen Einzelheiten

geliefert. Auf dieser Grundlage kann eine Berechnungsgleichung fur die laminare Brennge­

schwindigkeit abgeleitet werden (~ Kap. 10.3).

Eine analytische Behandlung des Differentialgleichungssystems (4.29 und 4.30) ist moglich,

wenn die Reaktionsgeschwindigkeit als eine Funktion der Temperatur dargesteIIt werden

kann. Dazu mussen Kopplungsbeziehungen der Form Cs (T) und co, (T) forrnuliert werden.

AIs einzige verbleibende Differentialgleichung beschreibt dann die Energiegleichung (4.30)

den Verlauf der Profile in x - Richtung. Die Herleitung der Kopplungsbeziehungen sowie

eine ausfuhrliche Ableitung der laminaren Brenngeschwindigkeit sind im Anhang aufgefuhrt

(~ Kap. 10.3). FUr die laminare Brenngeschwindigkeit gilt hiemach:

(5.4)

IKBI
<Le --w

B M 02,b
O2

IK I
+ 2LesUo ~

2M
B EjR HCPB,ad

(5.5)

Die adiabate Flammentemperatur ergibt sich aus einer integralen Gesamtbilanz zwischen

Flammenfrontaustritt und Zustromung:

7' - >:rCD "T \ 'W + 7'
s:ad -.J...L A. B.adV"',;:/ B,E ..i. IX

Die Stoffgrofse Reps ist ein Ausdruck fur den Quotient aus Reaktionsenthalpie und spezifi­

scher Warmekapazitat. Diese ist in Gleichung 5.5 auf den Zustand der Reaktionszone zu

beziehen (~Kap. 10.3). Sie wird als konstant angenornmen und betragt im Mittel 33000 K.

Urn die Abhangigkeit der adiabaten Flammentemperatur von den Einflulsparametem Luftzahl

und Eintrittstemperatur zu berucksichtigen, wird der Stoffwert RePB in Gleichung 5.6 als

Funktion dieser Parameter angesetzt. Die Anpassung erfolgte an numerisch ermittelte

Literaturdaten nach Peters [4 I] fur die adiabate Flammentemperatur, Die Funktion ist irn
Anhang dargesteIIt (~ GI. 10.3). Der Ansatz zur Berechnung laminarer Brenngeschwin­

digkeiten (GI. 5.4-5.6) dient der Bestimmung der reaktionskinetischen Parameter Aktivie­

rungsenergie E und Frequenzfaktor ko homogener Gasphasenreaktionen.
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5.2 Kinetik der homogenen Gasphasenreaktion

Befinden sich die an einer Reaktion beteiligten Reaktionspartner im selben Phasenzustand,

liegt eine homogene Reaktion vor. Sie spielt eine wichtige Rolle bei Verbrennungsvorgangen

in Flammen. Bei den hohen Verbrennungstemperaturen entstehen wahrend des Umsatzes

gasformiger Brennstoffe Zwischenprodukte mit katalytischen Eigenschaften. Diese

gasformigen Radikale (0, H und OH) beschleunigen in nachfolgenden Kettenreaktionen oder

Kettenverzweigungen den Umsatz bei den Verbrennungsreaktionen. Nach Gottgens et aI. [40J

liegen die Ziindtemperaturen fur das Einsetzen der Radikalbildung stationarer Kohlenwasser­

stoffflammen zwischen 1000 und 1100 °C .

Eine exakte Berechnung der Reaktionsgeschwindigkeit einer Flamme setzt die Kenntnis der

Reaktionswege bei der Oxidation des Brennstoffes zur vollstandigen Beschreibung der

Reaktionsschemata voraus. Die Elementarreaktionen in Verbrennungsprozessen sowie

Reaktionswege bei der Oxidation von Methan wurden durch Wamatz beschrieben [42J-[43J.

Nach Peters [44J konnen fur die Oxidation von Wasserstoff bis zu 20 Elementarreaktionen,

fur diejenige von Methan bis zu 150 Schritte als wichtig angesehen werden. Die

reaktionskinetischen Stoffgrofien der wichtigsten Elementarreaktionen zur Beschreibung von

Kohlenwasserstoffflammen bis Propan ist der Arbeit von Peters und Rogg [45J zu entnehrnen.

Da die Beschreibung des Reaktionsweges mit 20 und mehr Elementarschritten sehr komplex

wird, ist die Berechnung sehr aufwendig. Obwohl viele Reaktionsschemata bereits so aufge­

baut sind, daf sie nur die fur die jeweilige Anwendung wichtigsten Reaktionen enthalten,

besteht durchaus die Moglichkeit, die Zahl der zu losenden Differentialgleichungen weiter zu

reduzieren, ohne auf wichtige Reaktionen oder Komponenten von vornherein zu verzichten.

Eine dieser Moglichkeiten besteht in der .f...nnahme der Stationaritat chernischer

Komponenten, eine zweite in der Annahme chemischen Gleichgewichtes. Hieruber wird

systematisch die Reduktion von Elementarreaktionen zu Globalreaktionen vorgenommen.

Uber die Behandlung und Reduktion detaillierter Reaktionsmechanisrnen existiert eine

reichhaltige Literatur, s. z.B. [44J-[45]. Dies fuhrt fur Vorrnischflammen im Fall von Methan

auf einen globalen Vierschritt-Mechanismus. Bei Drucken oberhalb von p = I bar kann das

vereinfachte Schema fur ~v!etha..l1 auf einen Dreischritt-Mechanismus weiter reduziert werden.

Dies wurde von Peters und Wiiiiarns [46J gezeigt. Unter der Annahme einer vollstandigen

Verbrennung kann eine quantitative Beschreibung des zeitlichen Ablaufs der Reaktion auf der

Basisder Bruttoreaktionsgleichung

(5.7)
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durch einen sogenannten formalkinetischen Reaktionsgeschwindigkeitsansatz erfolgen. Es hat

sich der folgende Produktansatz bewahrt:

f = k(Y) fie) = k(T) c; c~ .
2

(5.8)

Die Exponenten a nnd b stelien die Reaktionsordnnng dar. Sie konnen bei Bruttoreaktionen

von den stochiometrischen Koeffizienten abweichen. DeT Geschwindigkeitskoeffizient kist

vor allem eine Fnnktion der Temperatur. Er beschreibt die Haufigkeit der reaktiven StiiBe

zwischen den reagierenden Molekillen. Entseheidend fur den Ablauf der Reaktion ist jedoch

nicht nur die Haufigkeit der ZusammenstiiBe reaktionsfahiger Molekille, sondem auch, daB

bei diesen Zusammenstofien ein charakteristischer Schwellwert der Potentialenergie der

Molekille iiberscluitten wird. Diese Mindestenergie wird Aktiviernngsenergie genannt. Der

Geschwindigkeitskoeffizient laBt sich durch einen Ansatz nach Arrhenius der Form

E
k(Y) = ko T" exp( - D:"')

"I"
(5.9)

beschreiben. In dieser Darstellnng stellt E die Aktiviernngsenergie, ko den Frequenzfaktor

nnd n einen Temperaturkoeffizienten dar. Der Temperaturexponent n kann bei Ableitnng der
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Abb. 5.3 Anpassnng der Bruttoreaktion an Literaturdaten
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Arrhenius-Gleichung aus der statistischen Mechanik zu 0,5 bestinunt werden. Bei vormi­

schenden Kohlenwasserstoffflammen und Verwendung einer Einschritt-Kinetik kann nach

Westbrook und Dryer [47] n zu Null gesetzt werden. Zur Bestinunung der reaktions­

kinetischen Parameter Aktivierungsenergie und Frequenzfaktor wird wie folgt verfahren:

Die therrnische Flammentheorie lieferte einen analytischen Ausdruck fur die laminare Brenn­

geschwindigkeit in Abhangigkeit von der Luftzahl A. und Eintrittstemperatur Ta . Die hierin

unbekannten kinetischen Parameter - Frequenzfaktor und Aktivierungsenergie - werden durch

ein Optimierverfahren errnittelt. Dabei wird die analytische Gleichung fur die adiabate Brenn­

geschwindigkeit in einem weiten Bereich von LuftzaW und Eintrittstemperatur an Literatur­

daten [41] dahingehend angepalit, daf fur eine bestimmte Wahl der reaktionskinetischen

Parameter die Abweichungen in den Brenngeschwindigkeiten im untersuchten Betriebsbereich

minimal werden. Da der Verbrennungsdruck im Brennerbetrieb konstant p = I bar betragt,

ist die Druckabhangigkeit der Flammengeschwindigkeit nicht bcrucksichtigt worden. Bei den

Literaturangaben handelt es sich urn einen Datensatz, der Ergebnisse nurnerischer Flammen­

berechnungen enthalt. In dieser Bibliothek, auch "Flamelet-Library" genannt, werden die

Temperatur- und Konzentrationsprofile sowie Werte fur die laminare Brenngeschwindigkeit

adiabater Vormischflammen (Hz ' CH4, CZH6 ' CZH4 ' CzHz und C3Hg ) fur einen weiten

Bereich der Randbedingungen Druck p, Eintrittstemperatur Ta und Luftzahl A. aufgefithrt.

Das Ergebnis der Anpassung an diese Daten ist fur Methan in der Abbildnng 5.3 dargestellt.

Es zeigt fur den Luftzahlbereich I :':: Ie :':: 2 und Bereich der Eintrittstemperatur 27 :':: Sa:'::

227 DC eine gute Ubereinstimmung mit den Literaturdaten. Die maximale Abweichung im

dargestellten Kennfeld betragt 7 %. Die Aktivierungsenergie und der Frequenzfaktor betragen

denmach 177 kJ/mol und 2,OxI013 m'/(kmol s).

Die Anpassung einer Bruttoreaktion an einen detailierten Reaktionsmechanismus wurde

bereits von Westbrook und Dryer [47] untersucht. Die Ergebnisse sind in der Tabelle 5.1

aufgefuhrt, Die Autoren haben unter Vorgabe der Aktivierungsenergie die Konzentrations­

exponenten sowie den Frequenzfaktor dahingehend optimiert, daf die laminaren Brenn-

geschwindigkeiten auf der Basis einer Einschritt-Reaktion im Vergleich zu experimentellen

Werten und Berechnungen unter Zugrundelegung eines Vielschritt-Mechanismus minimale

Abweichungen aufweisen. FUr die Berechnung wurde entsprechend einem Vorschlag von

Dryer und Glassman [48] eine Aktivierungsenergie von E = 203 kJ/mol gewahlt, Die An­

passung berucksichtigte neben der Abhangigkeit von Luftzahl und Eintrittstemperatur den

Einfluf des Druckes auf die Brenngeschwindigkeit, Die Berechnungen ergaben die besten

Ubereinstimmungen fur das Exponentenpaar -0,3/1,3. Aus technischer Sieht wurde demnach

Methan als reaktionshenunende Komponente wirken. Die Wahl von a = 1,0 und b = 1,0

zeigte fur den tiberstochiometrischen Auslegungsbereieh ein Unterschatzen der Brenn­

geschwindigkeit mit wachsender Abweichung zu hoheren Luftzahlen, FUr die weitere

Modellierung wird auf die vom Autor ermittelten Daten zuruckgegriffen.
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Anpassung Ientsprechend der 0 2,OxIOI3 177 1 1

Abbildung 5.3 I I I

Tab. 5.1 Kinetische Parameter der Bruttoreaktion einer Methanflarnme

5.3 Analytisches Berechnungsmodell

Ziel der folgenden Betrachtung ist die Ableitung von Berechnungsgleichungen zur

Darstellung der Flarnmentemperatur, Position der Reaktionszone und Oberflachentemperatur

der Kerper in Abhangigkeit von den Betriebs- und Systemparametern. Zur Beschreibung der

Randzone wird die Laufkoordinate x zwischen Korperoberflache und Flammenfront

eingefiihrt (-+ Abb. 5.4). Es erfolgt eine Beschreibung auf der Basis der dimensionslosen

Erhaltungsgleichungen 4.29 und 4.30. Das Temperatur- und Konzentrationsprofil fur die

Vorwarmzone folgt nach Integration dieser Gleichungen unter Berucksichtigung der Rand­

bedingungen bei x* = O. Die Reaktionszone wird idealisiert als eine gegenuber der Dicke der

Vorwarmzone vernachlassigbare dunne Schicht, Der Flammenabstand xb entspricht dann der

Distanz "Reaktionszone-Wand", Die Losungen fur die dimensionslose Temperatur T* und

Brennstoffkonzentration v/B im Gultigkeitsbereich 0 ::; x* ::; xb* lauten dann:

T' = T; + dT' IK (EXP(x')
dx'

- 1) (5.10)

1 dw
- _B IK (EXP(LeB x") - 1)
LeB dx"

(5.11)

Die Losung der Energiegleichung 5.10 liefert mit der Bedingung T* = Tb* bei x* = xb* den

Abstand der Reaktionszone von der Korperoberflache. In Abhangigkeit von der Flammen­

temperatur Tb und Korperwandtempcratur TK gilt:
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(5.12)

Der Stoffwert HCPB,Kb wird entsprechend der Ableitung im Kapitel 4.5 als konstant

angenommen. Er ist auf die arithmetische Mitteltemperatur zwischen Korperwand und

Flammenfront zu beziehen. Fur die weitere Bereclmung wird von einem fur den gesamten

Betriebsbereich gultigen Mittelwert von 35000 K ausgegangen.

Die Gesamtbilanz zwischen Zustromung und Austritt aus der Reaktionszone liefert einen

Ausdruck fur die Oberflachentemperatur TK (---? Abb. 5.4 b). Hierbei steht der Warmestrom

QGK fur den Gasstrahlungsanteil im Spalt, der auf die Korperoberflache einwirkt. Unter

Berucksichtigung der Gleichung 7.6 zur Beschreibung des Nettostrahlungsflusses QK~W gilt:

T =K
+ 1)

1

+ <IlK,WI ~ + <IlK,WII rWII] 4 (5.13)

I
I

" I;

Energiebilanz:
Gesamtsystem

I OR
---L------t

: Hb

Reaktionszone

Energiebilanz:
Randzone

o x o x. x
a b

Abb, 5.4 Integrale Energiebilanzen
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Der Stoffwert HCPB,m (A;Tm) wird mit einer charakteristischen Temperatur des Gesamt­

systems berechnet. Diese ist gleich dem arithmetischen Mittel aus Eintrittstemperatur Ta und

Fammentemperatur Tb' Daruber hinaus wird der EinfluB der Luftzahl auf die Warmekapazitat

berucksichtigt (---? Kap. 10.1).

Die Gleichung 5.4 beschreibt die laminare Brenngeschwindigkeit sL bzw. den spezifischen

Massenstrom M" = Pg,a sL als Funktion der adiabaten Flammentemperatur. Umgekehrt ist im

Fall des Strahlungsbrenners der spezifische Massenstrom eine fest vorgegebene GroBe. Im
stationaren Betrieb kann daher unter Berucksichtigung der Randbedingungen bei x* = 0 eine

Berechnungsgleichung fur die maximale Flammentemperatur abgeleitet werden. In Analogie

zur Herleitung der laminaren Brenngeschwindigkeit, deren Ableitung im Anhang dargestellt

ist, erfolgt eine Kopplung zwischen Reaktions- und VOrVVfu""111Z0ne durch Gleichsetzen des

links- und rechtsseitigen Temperaturgradienten an der Stelle x* = xo*. Die Behandlung der

Energiegleichung 4.30 ergibt fur den dimensionslosen linksseitigen Gradienten:

+ T* - T*° K
(5.14)

Die in Abbildung 5.4a dargestellte Energiebilanz fur die Randzone liefert einen Ausdruck fur

den dimensionslosen Temperaturgradienten an der Wand:

dT'--IK = wB,E - i; + T;
dx*

(5.15)

FUr eine asymptotische Entwicklung groBer Aktivierungsenergien wird die Reaktionsschicht

unendlich dunn, d.h. To*---?Tb*. Der dimensionslose linksseitige Temperaturgradient an der

Stelle Xo* ist dann gleich der Brennstoffkonzentration am Eintritt. In dimensionsbehafteter

Form gilt:

dT1L
dx°

,:rl l
1YL

Entsprechend der mathematischen Behandlung im Kapitel 10.3 ergibt sich mit diesem

Ergebnis eine implizite Bestimmungsgleichung fur die maximale Flammentemperatur Tb' die

mit Sb entsprechend der Gleichung 5.5 lautet:

. II
M wB,E

T2

2k 2(1.)8 b
o Pb C

p
b b EIR HCP

B Kb

(5.17)
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Der spezifische Massenstrom M" ist auf die Flache der Flammenfront bezogen. Er ist durch

die Betriebsparameter Luftzahl und Leistungsdichte festgelegt. Die Flammendurchtrittsflache

kaun der Korperoberflache gleichgesetzt werden, da eine Stabilisierung der Flamme in

unmittelbarer Nahe der Korperwand erfolgt. FUr den spezifischen Massenstrom gilt daun:

M
(1+At . --.l:)

IDmM
B

(5.18)

FUr die Berechnung werden die Konzentrationen wO"bund wB,E benotigt, Die Restsauerstoff­

konzentration geht in die Bestimmung der Funktion Sb ein. In Abhangigkeit von den Be­

triebspararnetem gilt:

w =
O"b

(A-I)
3+Al . - YO,L l .

IDm 2 IDm

(5.19)

1
M

1+At . ---.!::.
tnmM

B

(5.20)

Die Gleichungen 5.17-5.20 stellen erne implizite Bestimmungsformel fur Tb der Form

f(Tb;AA") = 0 dar. Sie vernachlassigen die Krummung der Flamme aufgrund der radialen

Brennergeometrie. Berechnungen auf der Basis von Zylinderkoordinaten ergaben Abwei­

chungen in der Flammentemperatur von unter 0,2 %. Die ermittelte Flammentemperatur geht

in die Berechnung der Korpertemperatur nach Gleichung 5.13 und der Position der

Reaktionszone nach Gleichung 5.12 ein.

5.4 Ergel:misdarstelhmg

5.4.1 Charakteristische Betrlebsgrotlen

Die Flamme wird charakterisiert durch die maximale Gastemperatur und Position der

Reaktionszone. Hieruber konnen Stickoxidkonzentrationen abgeschatzt sowie Randeffekte

beurteilt werden. Die Korperwandtemperatur legt den Strahlungswirkungsgrad fest. Dieser ist

definiert als das Verhaltnis des als Festkorperstrahlung an die Warmeaustauscherwand

ausgekoppelten Warmestroms zur eingesetzten Brennstoffenergie. Daruber hinaus ist die

Oberflachentemperatur ein Ma13 fur die Bewertung moglicher Ruckzundungen aufgrund der

Bildung homogener Gasphasenreaktionen innerhalb des Faserkorpers,
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Die Darstellung der Betriebsgrofsen geht auf die analytischen Berechnungsgleichungen des

Kapitels 5.3 zuriick (Modellansatz 3). Sie zeigt das Betriebsverhalten in einem Leistungs­

dichtebereich bis hin zum adiabaten Zustand an. Dariiber hinaus werden die analytischen

Ergebnisse im technisch interessanten Leistungsdichtebereich bis 160 kW1m2 mit nurnerischen

Berechnungen auf der Basis des Modellansatzes 2 (~Kat = 0) verglichen. Fur die Darstellung

wird der EinfluJ3 der Gasstrahlung des Abgasringspaltes und der Ruckstrahlung der Warme­

austauscherwand vernachlassigt.

Die Abbildung 5.5 zeigt die Abhangigkeit der Flammentemperatur von der Leistungsdichte

und Luftzahl. Mit zunehmender Brennstoffleistung steigt dabei die Temperatur bis zum

Erreichen des adiabaten Zustandesan. Ein Anstieg der Luftzahl bewirkt durch den verstarkten

Kuhleffekt aufgrund des groBeren Massenstroms eine Senkung der Flammentemperatur.

Dieser Abfall fallt bei einem Wechsel von 1,1 auf 1,2 sehr deutlich aus. Er betragt bis zu

60°C. Zu grofseren Luftzahlen hin wird dieser Effekt geringer. Das Steigem der Luftzahl von

1,4 auf 1,5 bewirkt lediglich ein Absenken der Temperatur urn 10-15 °C. Der Ausschnitt bis

200 kW/m2 zeigt fur den technisch interessanten Bereich Flammentemperaruren unterhalb von

1450 °C. Die Reduzierung der adiabaten Flanunentemperatur betragt je nach Luftzahl ca.

1900
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Abb. 5.5 Analytisch und numerisch berechnete Flanunentemperaturen
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300-400 DC. Im unteren Bereich der Leistungsdichte kann mit Hilfe der Ziindtemperatur (-+

Kap. 5.1.1) der Loschpunkt des Systems bestimmt werden. Mit der Voraussetzung, daB bei

Absenken der Flammentemperatur unterhalb der Zundtemperatur die Reaktion in der Flam­

menzone nicht mehr aufrechterhalten werden kann, wird filr den Luftzahlbereich 1,1-1,3 ein

Loschpunkt bei 20 kWzrn" erwartet (-+ Abb. 5.5). Dieses Ergebnis konnte im Experiment

bestatigt werden. Dabei war der Brenner bei einem Betriebspunkt von 30 kW/m2 innerhalb

des Luftzahlbereiches 1,1-1,3 stationar, Bei einer Leistungsdichte von 20 kW/m2 war keine

stabile Verbrennung mehr moglich.

Der Vergleich analytisch ermittelter Flammentemperaturen mit Berechnungen, die auf eine

numerische Losung der Erhaltungsgleichungen zu....ruckgehen, zeigt gute Ubereinstirnmungen

mit Abweichungen unter 1%. Diese Abweichungen resultieren aus der unterschiedlichen

Beschreibung der Stoffdaten. Wahrend das analytische Modell konstante Mitteltemperaturen

fur die Berechnung der Stoffwerte voraussetzt, berucksichtigt die numerische Berechnung die

Abhangigkeit der Stoffwerte von der Temperatur.
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K
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Abo. 5.6 Analytisch und numerisch berechnete Korperwandtemperaruren
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Die Abbiidung 5.6 zeigt die Abhangigkeit der Korperwandtemperatur von der Leistungsdichte

und Luftzahl. Mit zunehmender Leistungedichte steigt die Korperwandtemperatur an, erreicht

ein Maximum und fallt wieder abo Dabei Iiegen die Maxima weit auJ3erhaib des Betriebs­

bereiches des Brenners. Das Betriebsfeid des Brenners zeigt Temperaturen zwischen 500 bis

700°C. Diese Temperaturen Iiegen weit unterhaib der Ztmdtemperaturen stationarer

eindirnensionaler Flammen. Thermische Effekte ais Ursache fur auftretende Ruckzundungen

sind danach auszuschlieBen. Anhand der Oberflachentemperatur kann der strahlungs­

technische Wirkungsgrad festgelegt werden. Dieser betragt fur den Leistungsdichtebereich 80

bis 160 kW/rn2 und einer Luftzahl von 1,1 etwa 35-27 % (Modellansatz 2). Eine Steigerung

der Luftzahl auf 1,3 bewirkt eine Reduzierung des Wirkungsgrades auf 29-21 %. Der

zusatzliche Einfluf der Gasstrahiung aus dem Abgasraum und Ruckstrahlung der

Brenmawl1Wfullleaustauscherwand ruft Abweichungen in der Temperatur von bis zu 50 K

hervor (-+ Kap. 7.4). Ein Anstieg des Strahlungswirkungsgrades um bis zu 10 % ist die Foige.

Die Abweichungen zwischen anaIytisch und numerisch ermitteiten Ergebnissen sind auch hier

.wieder gering. Sie betragen fur Leistungsdichten und Luftzahlen bis 160 kW/rn2 und 1,3

weniger ais 1,5 %. Dabei nehmen die Abweichungen zwischen analytisch und numerisch

errnittelter Ergebnisse zu anwachsenden Betriebsparametern hin zu.
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In Analogie zur Temperaturcharakteristik der Abbildung 5.6 muB der Abstand zwischen

Reaktionszone und Korperwand mit zunehmender Leistungsdichte fallen, ein Minimum

durchlaufen und wieder ansteigen (~ Abb. 5.7). Bei Erreichen der adiabaten Leistungsdichte

kommt es zurn Abheben der Flamme von der Oberflache. Mit steigender Luftzahl entfemt

sich die Position der Reaktionszone von der Korperwand.

Die analytisch berechneten Positionen der Reaktionszone zeigen im Vergleich zu numerisch

errnittelten Ergebnissen bereits grolsere Abweichungen. Diese betragen ca. IS %. Dabei

definiert das numerische Modell die Position der Reaktionszone als art maximaler Reaktions­

geschwindigkeit. Fur das Betriebsfeld des Brenners betragen die Distanzen der Reaktionszone

zur Korperwand zwischen 0,7- 0,4 nun (Modellansatz 2). Mit steigender Leistungsdichte und

fallender Luftzahl wandert die Reaktionzone auf die Korperwand zu. Die Gefahr der Ruck­

zundung steigt. Eine Verdopplung der Iokalen Geschwindigkeit, begunstigt durch ungleichma­

Bige Ausstromung (~ Kap 5.5), fiihrt zu ortlichen Leistungsdichten von bis zu 300 kW/m'.

Die Abstande betragen dann in diesen Bereichen weniger als 0,2 mm. Aufgrund von Ober­

flachenrauhigkeiten kommt es zu Beriihrungen zwischen Reaktionszone und Korperwand. An

diesen Kontaktstellen ist ein ausreichender Strahlungsabtransport infolge der hohen optischen

Dichte der Matrix nicht mehr moglich. Die Iaminare Brenngeschwindigkeit steigt an. Im

Experiment zeigte sich, daB der Anstieg sehr Iangsam vonstatten gehen kann. Es kommt ZUll1

Ruckschlag der Flamme in die Anstromung.

5.4.2 Temperatur- und Konzentrationsprofile

Die Darstellung der Temperatur- und Konzentrationsprofile in den Zonen Faserkorper und

auBere Randzone basiert auf der numerischen Losung des Modellansatzes I. Der Einfluf der

Gasstrahlung des Abgasringspaltes und der Ruckstrahlung der Warmeaustauscherwand wird

vemachlassigt.

Die Abbildung 5.8 zeigt die Profile der Temperatur und Brennstoffkonzentration in

Abhangigkeit von der Leistungsdichte bei einer Luftzahl von 1,1 und Eintrirtstemperatur von

30°C. Mit wachsender Leistungsdichte steigen danach die Temperaturen der Randzone und

der Korperwand. Ein Vergleich der Flammen- und Korperwandtemperaturen mit den Ergeb­

nissen des Modellansatzes 2 (~ Kap. 5.4.1) zeigt vernachlassigbare Abweichungen von

weniger als 0,4 %. Dies ist auf die nahezu Iineare Abhangigkeit der Gemischwarmekapazitat

von der Temperatur im Bereich bis 1000 °C zuruckzufuhren. Die Konzentrationsprofile

zeigen den Abbau des Brennstoffes in der Vorwarm- und Reaktionszone der auBen auf­

sitzenden Flamme. Der Brennstoffumsatz findet danach innerhalb einer Schicht von 2 mm

statt, Del' Abbau wird mit zunehmender Leistungsdichte infolge des Temperaturanstieges

schneller. Dies zeigt sich durch steilere Konzentrationsgradienten in der Randzone.
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Abb, 5.8 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhangigkeit von der

Leistungsdichte q"

Im Bereich des Faserkorpers erreichen die Temperatur und Konzentration bereits nach

wenigen Millimetern den Eintrittszustand. Diese Grenze Iiegt auberhalb des in der Abbildung

5.8 dargestellten oberflachennahen Korperbereiches, Sie betragt im untersuchten Parameter­

bereich 5-7 rom. Mit ansteigender Leistungsdichte wandert diese Grenze infoige des

ansteigenden Massenstroms weiter auf die Korperoberflache zu.

Der Ausschnitt der Abbildung 5.8 zeigt die Zuordnung gemessener Stickoxidkonzentrationen

zu berechneten maximalen Gastemperaturen, Auf eine Mcdellierung der Stickoxidproduktion

wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet, siehe dazu [18]. Die Messungen wurden fur einen

Leistungsdichtebereich von 60-160· k\V1m2 und einen •. Luftzahlbereich von 1,1-1,3durch­
gefuhrt. Die melitechnische Erfassung ist der Arbeit von Emonts [2] zu entnehmen, Die

Zuordnung zeigt, daf ftir Temperaturen kleiner ais 1430 °C die Stickoxidkonzentrationen

unterhalb von 10 ppm liegen. Der Vergieich der Zuordnung mit experimentellen Ergebnissen

nach Williams et al. [49] zeigt eine gute Ubereinstimmung, Die Autoren haben Stickoxid­

emissionen an der Oberflachevon Strahlungsbrennern in Abhangigkeit von der .Temperatur

gemessen.
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Abb, 5.9 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhangigkeit von der Luftzahl Ie

Die Abhangigkeit der Temperatur- und Konzentrationsprofile von der Luftzahl ist in der

Abbildung 5.9 wiedergegeben. Mit zunehmender Luftzahl sinkt die maximale Gastemperatur

infolge des ansteigenden Massenstroms. Der Abfall der Flammentemperatur wird zu grofieren

Luftzahlen hin kleiner. Im Gegensatz dazu fallt die Oberflachentemperatur zu grofieren

Luftzahlen hin starker. Der Konzentrationsabbau des Brennstoffes in der Randzone erfolgt

zunachst zu steigenden Luftzahlen hin schneller trotz fallender Flammentemperaturen. Dies

ist auf den Anstieg der Sauerstoffkonzentration und demzufolge auf die groBere Reaktions­

geschwindigkeit zuruckzufuhren. Ab einer Luftzahl von Ie = 1,25 bleibt die Geschwindigkeit

des Konzentrationsabbaus in der Randzone nahezu gleich bzw.nimmt wiederum leicht abo

Der EinfluJ3 des Emissionskoeffizienten auf das Temperatur- und Konzentrationsprofil ist in

der Abbildung 5.10 dargestellt. Dabei zeigt die Variation im Bereich 0,6 :s; g :s; 1,0 keinen

Einfluf auf die Flammentemperatur, Eine Steigerung der Stickoxidkonzentration ist daher

nicht zu erwarten. Dieses Ergebnis deckt sich mit der Untersuchung von Kendall et al. [18]­

[19]. Mit fal1enden Emissionskoeffizienten steigt die Oberflachentemperatur und damit das

Temperaturniveau im Faserkorper an. Jedoch liegen die Fasertemperaturen mit wenigerals

800°C noch weit unterhalb stationarer Ziindtemperaturen im Bereich von 1050 0c.
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Abb, 5.10 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhangigkeit von dem

Emissionskoeffizienten sK

Der Konzentrationsabbau des Brermstoffes wird zu kleineren Emissionskoeffizienten hin

selmelier. Jedoeh ist fur die verwendeten Faserkorper der Emissionsfaktor nur in sehr k1einen

Grenzen veranderbar, so daB eine Beeinflussung des Verbrermungsprozesses dureh wesentlieh

kleinere Emissionskoeffizienten als 0,9 nieht moglich ist.

In der Abbildung 5.11 sind die Temperatur- und Konzentrationsprofiie in Abhangigkeit von

der Eintrittstemperatur dargestellt. Die Erhohung der Eintrittstemperatur infolge der Vorhei­

zung des Brennstoff/Luft-Gemisches kann z.B, durch eine Abgasruckfuhrung realisiert

werden. Dabei werden die Varianten "Mischen heiBer Abgase mit kalter Verbrennungsluft"

und "Warmeentzug Ll1 einem Warmeaustauscher" unterschieden. Die Aufheizung bewirkt eine

Steigerung der Oberflachentemperatur bei gleichzeitig unveranderten maxirnalen Gastempera­

turen. Damit kommt die Energieleistung der Vorheizung nahezu komplett der Erhohung des

strahlungstechnischen Wirkungsgrades zugute. Ein wesentlieher Anstieg der Stickoxidkonzen­

tration ist nieht zu erwarten. Dartiber hinaus is! ein sclmellerer Abbau des Brennstoffes bei

hoheren Vorheiztemperaturen moglich.Dieser ist jedoch schwach ausgepragt.
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Eintrittstemperatur Sa

5.4.3 Vergleich del' Berechnungsverfahren mit Literaturangaben

Die Ergebnisse der Modellansatze 2 und 3 werden mit denen von Kendall et al. [16]-[19]

verglichen. Sie entwickelten ein numerisches Model! zur Simulation eines mit Methan

betriebenen porosen Strahlungsbrenners mit aufsitzender Flamme (-¥Kap. 2.2}.Der Vergleich
erfolgt anhand der Korperwandtemperatur (-;. Abb. 5.12-5.13),

In der Abbildung 5.12 ist die Korperwandtemperatur, basierend auf Literaturangaben und den

in dieser Arbeit entwicke!ten Berechnungen, in Abhangigkeit von der Leistungsdichte und

einer unteren Luftzahl von 1,05 dargestellt. Der analytische Ansatz zeigt danach im unteren

Leistungsdichtebereich eine gute Ubereinstimmung mit den Literaturangaben. Die Unter­

schiede betragen in diesem technisch interessanten Bereich weniger als 4 %. Eine hinreichend

genaue Beschreibung des Betriebsverhaltens fur Leistungsdichten oberhalb von 500 kW/m2

ist nicht mehr moglich, Dies ist damit zu begrunden, daf die analytische Ableitung der Flam­

mentemperatur den adiabaten Zustand nicht hinreichend genau beschreiben kann. Dernzufolge

weichen die adiabaten Leistungsdichten stark von einander abo Gleichzeitig wird die
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Beschreibung mit konstanten, mittleren Stoffdaten zu groferen Temperaturen hin ungenauer.

Demgegenuber zeigen die numerisch ermittelten Ergebnisse des Modellansatzes 2 bessere

Ubereinstimmungen mit den Literaturdaten. Dies ist auf die Beriicksichtigung der Tempera­

turabhangigkeit der Stoffwerte zuriickzufuhren.

Die Abbildung 5.13 zeigt die Abhangigkeit von der Luftzahl und dem Emissionskoeffizienten

fur eine Leistungsdichte des mittleren Betriebsbereiches von 300 kW/m2
• Fur Luftzahlen bis

1,3 betragen die Abweichungen der analytisch ermittelten Ergebnisse von den Literaturdaten

weniger als 5 %. Sie sind nahezu unabhangig von der Wahl des Emissionskoeffizienten. Die

numerisch ermittelten Resultate auf der Basis des Modellansatzes 2 zeigen auch hier wieder

die bessere Ubereinstimmung. Grofere Abweichungen treten erst ab einer Luftzahl von 1,4

auf.

Trotz erheblicher Vereinfachungen fur die mathematische Ableitung zeigt der analytische

Modellansatz zur Bestimmung der Betriebsgrofsen Korperwand- und Flammentemperatur im

unteren Betriebsbereich gute Ergebnisse. Diese Aussage deck! sich mit dem Verg!eich von

analytisch und numerisch ermittelten Betriebsgrolsen des Kapitels 5.4. 1.

Luftzahl: A~ 1,05

Einrricrsremperarur: .sa.= 25 Grad C

Emissionskoeffizient: c
K

= 0,45

.. + Kendall et al. [16]-[19J
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Abb, 5.12 Korperwandtemperatur in Abhangigkeit von der Leistungsclichte it"
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Abb. 5.13 Korperwandtemperatur in Abhangigkeit von der Luftzahl Ie und

dem Emissionskoeffizienten 8K

5.5 Stromungstechnische GlUe eingesetzter Brennerkorper

Eine gleichmiillige Stromungsverteilung tiber Hohe und Umfang des Brennerkorpers

verhindert Temperaturunterschiede an der Oberflache und vermindert die Gefahr von Ruck­

zundungen, Hierfur muf das Produkt moglichst homogen sein. Fur die Beurteilung del'

Homogenitat eingesetzter Brennerkorper wird die Messung der Austrittsgeschwindigkeiten an

der iiuJ3eren Korperwand herangezogen. Hieruber werden Aussagen hinsichtlich der

stromungstechnischen Qualitat der Brennerkorper getroffen. Das Ausstromverhalten wird

dann irn Kapitel 5.5.5 mit dem Ruckzundungsverhalten im Betrieb verglichen,

5.5.1 Aufbau del' Versuchsapparatur

Zur Messung ortlicher Geschwindigkeiten unterhalb von 30 cmls dient das Hitzdraht-Anemo­

meter-Verfahren. Dabei wird ein elektrisch beheizter Draht durch die Stromung abgekuhlt.

Der Grad der Abkuhlung ist ein Mal3 fur die Geschwindigkeit. Bei der hier eingesetzten
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Mefsmethode wird die Drahttemperatur konstant gehalten durch Nachregeln der elektrischen

Leistung (Strom I). Die eingesetzte Sonde besteht aus einem goldbeschichteten Draht mit

einem Durchrnesser von 5 urn und einer Lange von 1,25 rom. Dieser Sensor ist geeignet,

schnellste Geschwindigkeitsschwankungen unrnittelbar aufzulosen, Gleichzeitig sind

Geschwindigkeitsmessungen von wenigen Zentimetem pro Sekunde moglich. Diese untere

Grenze ist abhangig von der Eigenkonvektion der Sonde und darnit von der eingestellten

Drahttemperatur.

Die Beurteilung der Qualitat emes Brennerkorpers im Hinblick auf seine Homogenitat

verlangt das Abfahren eines moglichst grofien Oberflachenanteils. Dies wird realisiert durch

die Kombination einer translatorischen Bewegung der Sonde mit der rotatorischen Kreis­
bewegung des Brennerkorpers, siehe Abbilding 5.14. Die Gesamtbewegung entspricht dann

der einer Schraubenlinie. Die translatorische Bewegung wird realisiert durch einen Schlitten,

der die Sonde aufnimmt und von einer angetriebenen Gewindespindel bewegt wird. Die Aus­

fuhrung des Spindelgewindes aIs Trapezgewinde liefert eine ruhige und stabile Bewegung.

Zur Erfassung einer grofsen Oberflache und Verrneidung von Mefsfehlern aufgrund der

Plexiglashaube

Schlitten

rechnerunterstutzte Darstellung

SpindelEndschalter

n
SondeBrennerkorper

\
Kalibration drehbare

Tellerscheibe
Thennoelement Regelventile

\ . '

Lu1
Druckminderer

Abb, 5.14 Prufstand zur Messung der Ausstromgeschwindigkeiten
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Bewegung der Sonde muB die Geschwindigkeit des Schlittens gering sein. Diese betragt 0,24

cm/s. Der Abstand der Sonde vom Korper kann durch eine Mikrometerschraube im Bereich

0-10 rum eingestellt werden. Die rotatorische Bewegung des Brennerkorpers erfolgt durch

eine drehbar gelagerte Tellerscheibe mit Riemenantrieb. Die Drehzahl betragt 2 U/min. Die

translatorische und rotatorische Bewegung setzen gleichzeitig ein. Die Antriebe werden durch

Endschalter nach einem Hohendurchlauf der Sonde abgeschaltet. Der MeBraum wird durch

eine Plexiglashaube von der Umgebung abgeschirmt. Diese MaBnahme vermeidet den EinfluB

natiirlicher Konvektion der Umgebung auf die Geschwindigkeitsmessung. Die Luft wird tiber

einen Druckminderer dem allgemeinen PreBluftsystem entnommen. Regelung und Messung

des Luftstroms erfolgen durch drei parallel geschaltete thermische MassendurchfluBregler mit

einem Regelbereich von jeweils 0 bis 6 m3
N/h. Die Lufttemperatur beim Austritt aus dem

Faserkorper wird mit einem Thermoelement gemessen. Die Verarbeitung und Speicherung

des MeBsignals erfolgen rechnerunterstutzt, Das MeBsignal ist ein Spannungswert, der nach

einer zuvor durchgefuhrten Kalibration einer Geschwindigkeit zugeordnet werden kann. Die

graphische Darstellung der Geschwindigkeiten in Abhangigkeit vom Ort erfolgt auf einem

Bildschirm.

5.5.2 Durchfuhrung der Versuche

Einziger Versuchsparameter ist die Korperdichte, Die Messungen werden durchgefuhrt bei

einem konstanten Volumenstrom von 18 m3ln und Sondenabstand von 4 rum. Hieriiber

ergibt sich eine theoretische Austrittsgeschwindigkeit von 4,9 cm/s. Die gemessenen

Geschwindigkeiten werden auf diesen theoretischen Mittelwert bezogen. Der integrale

Mittelwert M, aller wahrend eines Hohendurchlaufes aufgenommenen MeBpunkte betragt je

nach Qualitat der Kalibration in etwa 1. Der MeBort wird ebenfalls dimensionslos dargestellt.

Die Bezugsgrofse ist die Hohe des Brennerkorpers.

Der Gesamtwiderstand der Mefsstrecke setzt sich zusammen aus den Zuleitungswiderstanden

und dem Drahtwiderstand, Der Drahtwiderstand ist abhangig von der Drahttemperatur und

der Umgebungstemperatur. Nach Kompensation dey Zuleitungswiderstande wird fiber die
Regulierung des Drahtwiderstandes eine Sondentemperatur Ss und damit Grundspannung Uo
eingestellt. Die Zuordnung des Spannungssignals der Sonde zur entsprechenden Geschwindig­

keit erfolgt durch Kalibration in einem Stromungskanal mit einem Durchmesser von 53 rum.

Die Sonde wird in der Mitte des Rohres fixiert. Damit wird die maximale Geschwindigkeit

im Rohrquerschnitt gemessen. FUrdiese gilt unter Zugrundelegen einer laminaren Stromungs­

form:

(5.21)

56



v (5.22)

Der Volumenstrom wird zwischen 0,18-1,1 m'lh variiert, Hieruber kann dann im MeBbereich

von 4-28 cm/s ein Zusammenhang zwischen Spannung und Geschwindigkeit gewonnen

werden. Die Kalibrationskurve ist in diesem Bereich linear. Dies kann auf die aufserst

geringen Geschwindigkeiten zuriickgefilhrt werden. Somit entfallt eine Linearisierung des

Spannungssignals,

5.5.3 Betrachtung der Fehlerquellen

Die Bewertung von Geschwindigkeiten kleiner als 30 cm/s macht eine Abschatzung der

Fehlerquellen erforderlich. Dazu gehoren:

• Sondenabstand

• Schlittenbewegung

• Rotationsbewegung des Faserkorpers

• Eigenkonvektion der Sonde

• Anderung der Umgebungstemperatur

Die Variation des Sondenabstandes zwischen 3-6 mID ergab fur den dimensionslosen

integralen Mittelwerte M. konstante Werte von nahezu 1. Ein moglicher Randeinfluf auf die

Erfassung der Geschwindigkeit ist damit in diesem Bereich des Sondenabstandes aus­

zuschlieJ3en. Randeinflusse, hervorgerufen durch eine Verwirbelung beim Ausstromen aus

dem Korper, werden erst bei Wandabstanden kleinerals 3 mIn beobachtet.

Die Eigenkonvektion ist abhangig von der Drahttemperatur. Sie fallt mit sinkender Hitze­

entwicklung im Draht. Die Variation der Sondentemperatur zwischen 75 und 225°C zeigte

keinen merklichen Einfluf auf das aufgenommene Geschwindigkeitsprofil. Der Unterschied

in der dimensionslosen Geschwindigkeitsverteilung betrug weniger als 0,08. Darnit sind die

Einflusse von Schlitten- und Korperbewegungen sowie Eigenkonvektion bei hohen

Sensortemperaturen kleiner als 8 %. Gleichzeitig hat eine hohe Sondentemperatur den Vorteil

eines geringeren Einflussesiinfolge Schwankung der-Umgebungstemperatur. Diese wird

zudem durch Abdecken des Versuchsstandes mit einer Plexiglashaube ausgeschaltet.

Temperaturmessungen wahrend des translatorischen Hohendurchlaufes ergaben

Schwankungen von Ll.S = 0,1 K, welche keinen Einfluf auf die Ergebnisse haben.
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5.5.4 Diskussion der Mefiergebnisse

Die Abbildungen 5.15 und 5.16 zeigen fur das unbeschichtete Standardfaserprodukt B (---+

Kap. 3.1) die Verteilung der dimensionslosen Geschwindigkeit fur verschiedene Korperdich­

ten. In beiden Darstellungen sind die Geschwindigkeitsverteilungen tiber der Lauflange sehr

ungleichmiillig. Die dimensionslosen Geschwindigkeiten liegen zwischen 0,5 und 2. Diese

Abweichungen vom Mittelwert bewirken unter der Annahrne einer optimalen Durchmischung

(Luftzahl "A.= const.) eine Veranderung der lokalen Leistungsdichte. Eine Abweichung von der

integralen Oberflachentemperatur ist die Foige. Dariiber hinaus ist die ungleichformige

Geschwindigkeitsverteilung die Ursache fur auftretende Ruckzundungen. Insbesondere sind

maximale Geschwindigkeitsspitzen als bedenklich zu bewerten. In diesen Bereichen ist,

infolge der lokal hoheren Leistungsdichte, die Distanz der Reaktionszone zur Korperwand

geringer (-7 Kap, 5.4.1). Unterschreitet diese Distanz einen kritischen Wert, so kommt es auf­

grund von Unebenheiten der Oberflache vereinzelt zu Kontakten zwischen Reaktionszone und

Korperwand. Der Wiinneabtransport aus der Flammenzone infolge Strahlung zur Gewahr­

leistung eines stabilen Wiinnehaushaltes ist dann aufgrund der hohen optischen Dichte der

Fasermatrix gefahrdet, Die Foige ist ein schleichendes Anwachsen der laminaren Brenn­

geschwindigkeit. Die Reaktionszone wandert an diesen Kontaktstellen in die Anstromung,

4,5
Iruegraler Mittclwcrt: M. = 0,98,

1,00,80,60,40,2

Korperdichre: Plso = 315lig!m3

Standardabweichung: s ~ 0,26

Standardfaserprodukt B

4,0

3,5

3,0 ~

2,5 ~

2,0 i I

0,0
0,0

~,
~--* :>

*Ort X 1[-]

Abb, 5.15 Geschwindigkeitsverteilung
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Abb. 5.16 Geschwindigkeitsverteilung

Die Anzahl und Grobe der lokalen Geschwindigkeitsspitzen sind bereits ein MaB fur die

Qualitat eines Korpers. Daruber hinaus soli eine den Korper charakterisierende "stromungs­

technische Gute" definiert werden. Diese kann tiber die Standardabweichung vom integralen

Mittelwert M j beschrieben werden:

(5.23)

Ein Vergleich der Stromungsverteilungen der beiden Abbildungen 5.15 und 5.16 zeigt, daB

der Korper mit der hoheren Dichte ein besseres Verhalten aufweist. Dies ist an der deutlich

geringeren Standartabweichung sowie Anzahl der Geschwindigkeitsspitzen festzustellen.

Demnach ist fur den Korper mit dem Verhalten entprechend der Abbildung 5.15 ein gun­

stigeres Betriebsverhalten zu erwarten. Dies wird, wie in Kapitel 5.5.5 beschrieben, bestatigt,

Die Tendenz der verbesserten Homogenitat mit steigender Dichte konnte fur eine Vie1zahl

von Korpern gezeigt werden.
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5.5.5 Betriebsverhalten

Die Untersuchung des Betriebsverhaltens der Breunerki.irper, deren Geschwindigkeitsver­

teilung im Kapitel 5.5.4 beschrieben wurde, ist in der Abbildung 5.17 dargestellt. Dauach
nirnrnt die Gefahr moglicher Riickziindungen mit fallender Leistungsdichte und steigender

Luftzahl abo Die Erklarung hierfiir ist die Entfemung der Flammenfront von der Ki.irperober­
flache mit fallender Leistungsdichte und steigender Luftzahl. Die Gefahr eines gehernrnten

Wiirrneabtrausportes aus der Flammenzone durch Kontaktstellen zwischen Ki.irper und

Reaktionszone wird darnit verringert.

Der Vergleich der Betriebsbereiche beider Korper zeigt fiir den Korper mit einer Dichte von

315 kg/m" das eindeutig bessere Verhalten. Im Luftzahlbereich von 1,05-1,1 sind urn 50 %

hi.ihere Leistungsdichten erzielbar. Dieses Ergebnis korreliert mit der im Kapitel 5.5.4

gewonnenen Aussage der gleichmafsigeren Ausstri.imung, so daB auftretende Riickziindungen

auf stri.imungs- und warmetechnische Randeffekte im Bereich Faserrnatrixaustritt und

Flammenfront zuruckgefuhrt werden konnen, Da die Radikalbildung homogener Gasphasen­

reaktionen erst oberhalb von 1000 °C bedeutsarn wird (~ Kap. 5.1.1), sind Ruckzundungen

aufgrund ansteigender Oberflachentemperaturen im Bereich von 500-700 °C auszuschliefien.

-e- 0 =Z70khn3, Iso "6=

-4- P = 315 IWm3
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Abb. 5.17 Betriebsverhalten
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5.6 Zusammenfassung der Ergebnisse

Im Fall der Untersuchung unbeschichteter Brennerkorper ist aufgrund der hohen optischen

Dichte der Fasermatrix eine stabile Position der Flammenfront nur auBerhalb des Brenner­

korpers moglich. Die Modellierung liefert daruber hinaus folgende Aussagen:

\8 Die Variation der effektiven Warmeleitfahigkeit der Korperwand infolge der Veranderung

der Korperdichte in den Grenzen 270-340 kg/m' hat keinen nennenswerten Einfluf auf

Temperatur- und Konzentrationsprofile der Randzone. Im Bereich des Faserorpers erreicht

die Temperatur und Konzentration bereits nach wenigen Millimetem den Eintrittszustand.

\8 Der Konzentrationsabbau des Brennstoffes in der reaktiven aw3eren Randzone wird mit

steigender Leistungsdichte, steigender Luftzahl, sinkenden Emissionskoeffizienten und

steigenden Eintrittstemperaturen besser.

• Die Flammentemperatur steigt mit zunehmender Leistungsdichte und fallender Luftzahl.

Die Erhohung der Eintrittstemperatur infolge einer moglichen Vorheizung sowie die

Veranderung des Emissionskoeffizienten haben keinen Einfluf auf die maximale Gas­

temperatur in der Randzone. Bei einer Leistungsdichte von ca. 25 kW/m2 kommt es ZUlli

Erloschen der Hamme. Der Anstieg der Luftzahl von 1,I auf 1,2 bewirkt einen

Temperaturabfall von 60 K. Bei weiteren Luftzahlerhohungen wird der Temperaurabfall

geringer. Die Flammentemperaturen betragen im Betriebsfeld des Brenners zwischen

1250-1450 CC. Die Reduktion der Flammentemperatur infolge des Abtransportes durch

Festkorperstrahlung der Brennerkorperoberflache betragt dann ca. 300-400 CC. Die

Zuordnung berechneter Spitzentemperaturen zu gemessenen Stickoxiden (N0x) fur

gleiche Betriebspunkte bis zu einer Leistungsdichte von 160 kW1m2 liefert einen

Zusammenhang zwischen Stickoxidproduktion una Temperaturen im Bereich von 1250­

1500 "C. Demnach betragen die Konzentrationen zwischen 2 und 14 ppm.

\8 Die Korperoberflachentemperatur steigt mit zunehmender Leistungsdichte an, erreicht ein

Maximwn una fallt wieder abo Die Temperaturmaxima liegen im Luftzahlbereich bis 1,3

bei Leistungsdichten oberhalb von 200 kW/m2
• Mit steigender Luftzahl sinkt die Ober­

flachentemperatur. Innerhalb des Betriebsfeldes ergeben sich Temperaturen zwischen 500­

700 cC. Diese liegen weit unterhalb der Zundtemperaturen stationarer eindimensionaler

Flammen. Thermische Effekte als Ursache fur auftretende Ruckzundungen sind demnach

auszuschlielsen. Der Strahlungswirkungsgrad betragt zwischen 35 % (80 kW/m2 11,1) und

21 % (160 kW/m2 I 1,3).
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lit In Analogie zur Temperaturcharakteristik wandert die Reaktionszone mit zunehmender

Leistungsdichte auf den Korper zu, erreicht einen minimalen Abstand zur Korperober­

flache und steigt bis zum adiabaten Zustand wieder an. Bei einem weitereren Anstieg der

Leistungsdichte kommt es zum Abheben der Flamme von der Korperoberflache, Mit

sinkender Luftzahl verringert sich die Position der Reaktionszone von der Korperwand,

Die Abstande betragen im Betriebsbereich zwischen 0,7-0,4 mm. Diese Abstande konnen

unter der Annalune ungleichformigen Ausstromens, d. h. hoheren lokalen Leistungs­

dichten, weiter abnehmen. Demzufolge werden die im Betrieb bei hoheren Leistungs­

dichten und kleineren Luftzahlen auftretenden Rnckzundungen des Brenners auf den

Kontakt der Reaktionszone mit der rauhen Korperoberflache infolge der Verringerung

des Abstandes zwischen Reaktionszone und Wand zu...ruckgefuhrt, An diesen Kontakt­

stellen ist ein filr den stabilen Zustand ausreichender Strablungsabtransport infolge der

hohen optischen Dichte der Matrix nicht mehr moglich,

Bei der Modellierung zeigt sich, daB mit anwachsenden Leistungsdichten und fallenden

Luftzahlen infolge der Verringerung des Abstandes zwischen Reaktionszone und Korperober­

flache die Ruckzundungsgefahr zunimmt. Die lokalen Abstande werden bei ungleichformiger

Stromungsverteilung weiter sinken. Daher wurde ftir die Beurteilung der Homogenitat und

hinsichtlich der Auswahl geeigneter Brennerkorper fiir den Betrieb ein Prufstand zur

Erfassung der Austrittsgeschwindigkeiten an der Oberflache des Brennerkorpers entwickelt. .

Die stromungstechnischen Versuche lieferten folgende Resultate:

lit Die Geschwindigkeitsverteilung am Austritt der Oberflache war sehr ungleichformig. Die

Abweichungen vom integralen Mittelwert betrugen bis zu 100 %. Demnach ist in diesen

Ausstrorngebieten die tatsachliche Leistungsdichte doppelt so hoch wie die eingestellte

Betriebsleistungsdichte. Dies bewirkt in diesen Zonen einen engeren Kontakt mit der

Wand. Gleichzeitig ist das ungunstige Ausstromverhalten der Grund fur eine ungleich­

formige Temperaturverteilung auf der Oberflache des Brennerkorpers.

lit Die Stromungsverteilung wurde mit zunehmenden Korperdichten bessel. Diese Tendenz

korrellierte mit der Messung des Ruckzundungsverhaltens dieser Korper im Betrieb,

Rasterelektronenmikroskopische Aufnalunen zeigen, daB das Innere des Faserkorpers neben

einem Faseranteil mit einheitlichem Faserdurchmesser von 3 urn auch Anteile an Fasem

dickeren Durchmessers und Fullstoffe aufwiesen, Zur Verbesserung der Homogenitat und

damit Verringerung der Ruckzundungsgefahr ist demnach der Antei! an "Reinen Fasem" zu

steigem.
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6.0 Untersuchung beschiehteter Brennerkorper

6.1 Katalytische Verbrennung

Das Thema katalytisehe Verbrennung ist nieht neu. Vor mehr als 140 Jahren entdeckte Davy

[50], daB mit Platin belegte Drahte eine flammenlose Verbrennungsreaktion an der Feststoff­

oberflache auslosen konnen. Aber erst seit etwa 30 Jahren hat man sieh intensiv mit dieser

Art der Verbrennung und der Entwicklung und Untersuehung katalytiseher Verbrennungs­

systeme befaBt. Die Besonderheiten der katalytisehen Verbrennung sind:

II Leiehte Entzundbarkeit eines vorgemisehten Brennstoff/Luft-Gemisches bei oft schon

niedrigen Temperaturen aueh auBerhalb der Zundgrenzen

II Verwendung geeigneter Katalysatoren zur Steuerung des Reaktionsweges und damit der

Produktart, d.h. der Selektivitat der Reaktion

II Absenkung der Reaktionstemperaturen und damit Reduzierung bzw. Vermeidung von

thermisehem NOx

Basisarbeiten zu diesem Thema sind insbesondere in den 80er Jahren entstanden. Diese

zeigen den Stand der derzeitigen Entwicklung auf. Sie gehen neben der Darstellung ver­

sehiedener Applikationen aueh auf Fragen der Modellierung sowie Charakteristika und

Eigensehaften von Katalysatormaterialien ein. In der Reihenfolge ihrer Erseheinung sind als

Ubersichtsartikel die Arbeiten von Trimm [51], Prasad et al. [52], Kesselring [53] und

Pfefferle [54] von Bedeutung.

Die Grundlage fur ein besseres Verstandnis der katalytisehen Verbrennung ist die in den

Veroffentlichungen [51]-[54] genannte Darstellung der Reaktionsgesehwindigkeit oder

Umsatzrate in Abhangigkeit von der Reaktionstemperatur, Dieser Zusammenhang ist in der

Abbildung 6.1 skizziert. Man unterseheidet drei eharakteristisehe Bereiehe:

II Dominanz der Oberflachenkinetik (1)

II Dominanz des Stofftransportes (2)

II Umsatzsteigerung infolge homogener Gasphasenreaktionen (3)

Stromt ein vorgemisehtes Brennstoff/Luft-Gemisch dureh ein Katalysatorbett, so uberwiegt

im Einstrombereich des Bettes, wo die Katalysatortemperatur noeh niedrig ist, die Umsetzung

von Brennstoff ander Katalysatoroberflache, die mit der Temperatur exponentiell ansteigt

(1). Bei einem weiteren Anstieg der Temperatur wird der Einfluf des Transportes von

Brennstoff zur Oberflache in zunehmendem MaBe beherrsehend (2). Die Reaktionsgeschwin­

digkeit .wird jetzt .nur noch von der Temperaturabhangigkeit des Diffusionskoeffizienten
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heterogen katalysierte Reaktion

I

katalytisch unterstiitzte
homogene Reaktion (3)

durch Stofftranspnrt
kontrolliert (2)

durch Oberflachenkinetik
kontrolliert (I)

TemperatlJr

Abb. 6.1 Temperaturabhangigkeit der Reaktionsgesehwindigkeit in einem Katalysatorbett

bestimmt (- T1,5) . Steigt die Temperatur in Stromungsrichtung weiter an, so kommt es an

einigen Stellen des Katalysatorbettes zur Entstehung gasformiger Radikale und damit zu

homogenen Reaktionen in der Gasphase (3).

Aus der Abbiidung 6.1 wird deut1ieh, daf fur jeden heterogen katalysierten Prozef die Reak­

tion an der Katalysatoroberflache im stationaren Zustand nieht grofier sein kann als der

Antransport der Reaktanden zur Oberflache zulafrt. Diese Begrenzung, die zuerst von Wagner

[55] vor mehr als 45 Jahren beobaehtet wurde, bedeutet, dall ab einer bestimmten Katalysa­

tortcmperatur die Reaktionsrate nicht mehr erhoht werden kann, z.B durch Steigerung der

Aktivitat, Da eine Vielzahl teebniseher Systeme innerhalb des stofftransportiimitierten

Bereiehes arbeitet (z.B. der katalytisehe Oxidationsreaktor), ist eine Steigerung der Effizienz

nur tiber eine Verbesserung des Stoffiiberganges zu erreiehen. Je nach System ist dies durch

eine Verkleinerung der Pelletgrofle bzw. Verkleinerung des Kanaldurehmessers des

Monolithen auf Kosten ansteigender Druckverluste zuerreiehen.
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Die Oxidationsreaktion im Bereich 3 erfolgt sowohl heterogen an den katalytischen Ober­

flachen als auch in homogen katalysierten Gasphasenreaktionen. Dieser Vorgang wird als

katalytisch unterstiltze Verbrennung bezeichnet. Unter Ausnutzung dieses Prozesses ist es

moglich, hohere Umsatzleistungen als mit kinetisch und stofftransportmafiig begrenzten

Katalysatorsystemen zu erreichen. Dariiber hinaus erfolgen nach Pfefferle [56] die Reaktionen

wesentlich kontrollierter als bei reinen Flammenreaktionen.

Kesselring et al. [57] unterteilen die Katalysatoren, die fur die katalytische Umsetzung von

Interesse sind, in Edelmetallkatalysatoren (Ru, Rh, Pd, Ag, Os, Ir, Pt, Au) und metallisch

niederwertige Katalysatoren (Fe, Co, Ni, Cu). Die einzigen, die ihren metallischen Zustand

in einer oxidierenden Atmosphare bei hoher Temperatur beibehalten, sind jedoch die Edelme­

talle. Wegen ihres Einsatzes zur Nachbehandlung von Autoabgasen liegen laut Aussagen der

Verfasser zahlreiche Ergebnisse fur Platin und Palladium vor. Sie sind besonders aktiv zur

Oxidation einer grofsen Anzahl von Brennstoffen, z.B. Methan, Methanol und Wasserstoff.

Dariiber hinaus lassen sie sich recht einfach in disperser Form auf die Tragerstrukturen

aufbringen.

Hicks et al. [58] fanden, daf Palladium im Hinblick auf die Aktivitat bei der Methanver­

brennung und thermische Stabilitat Platin iiberlegen ist. Die Aktivitat von Palladium war

dabei 50-fach grofser als die von Platin, Die Feinverteilung von Palladium auf einem Alurni­

niumoxidtrager war bei einer Temperatur bis 900 DC stabil. Platin dagegen begann schon ab

700 DC von der Oberflache zu verdarnpfen. Demgegenuber wird im Kapitel 6.2 eine leichtere

Oxidierbarkeit von Methan an Platinkatalysatoren festgestellt.

6.2 Kinetik del' heterogen katalysierten Reaktion

Bei einer heterogenen Reaktion bzw. Katalyse unterscheiden sieh die Phasenzustande der an

der Reaktion beteiligten Reaktionspartner. Typische hererogen katalysierte Reaktionen sind
die Umsetzung von Gasen an festen Katalysatoren. Eine umfassende mikrokinetisehe

Beschreibung der katalytischen Oberflachenreaktion setzt die Darstellung der auf der Kataly­

satoroberflache ablaufenden Vorgange voraus. Dazu gehoren :

CIil Adsorption der Reaktanden auf der Oberflache

CIil Katalytische Reaktion auf der Oberflache

CIil Desorption der Produkte

Berucksichtigt man, daB die Adsorption der Edukte und Desorption der Produkte haufig

gegenuber der katalysierten Reaktion sehr schnell sind, konnen alle drei Teilschritte zu einem

Gesarntschritt zusammengefal3t werden. Im folgenden werden sie nur noch als "Reaktion"

bezeichnet. Untersuchungen von Elementarreaktionen bei der Umsetzung von Methan sind
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den umfangreichen Studien von Kung und Butt [59] und Wise und Quinlan [60] zu

entnehmen. In dem von Kung und Butt verfaBten AbschIuBbericht werden Grundlagen­

untersuchungen an Platinoberflachen beschrieben. Sie dienen dem Ziel, die Reaktions­

mechanismen einiger Zwischenprodukte an Platin, das mit Sauerstoff voradsorbiert war,

aufzuklaren, Zu diesen Zwischenprodukten gehoren Methyl (CH3) und Methylen (CH2) . Wise

und Quinlan beschreiben reaktionskinetische Untersuchungen bei der Umsetzung an Nickel,

Iridium und Platin. Sie formulieren daruber hinaus die wichtigsten Elementarprozesse an der

Oberflache von Edelmetallkatalysatoren.

Die vollstandige Kenntnis des zugrundeliegenden Reaktionsmechanismusses bei der

Umsetzung von Methan an Platin und Palladium ist bis heute nichr bekannt, Daruber hinaus

erweist sich die experimentelle Erfassung der Geschwindigkeitskoeffizienten verschiedener

Einzelschritte als schwierig. Daher ist eine vereinfachte Beschreibung heterogen katalysierter

Oberflachenreaktionen auf der Grundlage der Bruttoreaktionsgleichung 5.7 durch einen

kinetischen Ansatz entsprechend der Gleichung 5.8 sinnvoll.

Die reaktionskinetischen Daten zur Berechnung des Geschwindigkeitskoeffizienten k(T) sind

fur die Katalysatoren Platin und Palladium mit den zur Beurteilung gemessener Reaktions­

geschwindigkeiten notwendigen Angaben in der Tabelle 6.1 aufgefiihrt. Im Temperaturmeb­

bereich bis 540°C wurden von den Autoren mogliche Konzentrationsgradienten zwischen

Gas und Katalysatoroberflache nicht festgestellt, so daB die gemessenen effektiven Reaktions­

geschwindigkeiten mit den tatsachlichen Reaktionsgeschwindigkeiten auf der Katalysatorober­

flache gleichzusetzen sind. Sicardi et al. [61] untersuchten den EinfluB der Diffusion auf die

Reaktionsgeschwindigkeit in Abhangigkeit Yom Volumenstrom. Sie stellten fur den unter­

suchten Temperaturbereich einen Einfluf erst fur sehr kleine Volumenstrorne im Bereich von

V= 10-4 m3/s fest.

Der Vergleich beider Literaturquellen zeigt zunachst den unterschiedlichen Einfluf von
Sauerstoff auf die Oberflachenreaktion. Wahrend Trimm und Lam [26] eine Wirkung der

Sauerstoffkonzentration auf die Reaktionsgeschwindigkeit angeben, wird dieser Einfluf bei

Sicardi et al. vernachlassigt. Der Grund ist in den unterschiedlich eingestellten Konzen­

trationsverhaltnissen YaiYCH, zu sehen, die bei Sicardi et al. um das 3- bis 13-fache hoher

sind. Bereits Anderson et. al [62] haben gezeigt, daf fur groBe Sauerstoffuberschusse der

Exponent b gegen Null strebt. Den Unterschied in den gemessenen Aktivierungsenergien

fuhren Sicardi et al. auf die sehr unterschiedlich eingestellten Konzentrationsbereiche fur

Methan (> 17 Mol% bzw. 2-3 Mo!%) zuruck, Dagegen stellen Trimm und Lam bei

Anwachsen der Methankonzentration keine Anderung in der Aktivierungsenergie fest.

Vielmehr ist dieser Unterschied auf die unterschiedlichen MeBverfahren - differentiell bzw,
integral. _ zuruckzufuhren,
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spez. kO E a b S

Nr Kataly- Katalysator- Oberfl, Lit1.) 2.)

sator trager
m3(a+b)/(kamvg "'EM kJI - - °C
kmol a+b-1s ) mol

1 Pt Al20rFaser 150 2,4 x10 14 187 I 3/4 <540 [26]

(Paras)

2 Pt AI20rFaser 2 5,8 x10 12 167 I 1 <540 "
(glatt) I

3 I Pt AI20rFaser 150 8,Ox105 97 I 0 <540 [61]

(paras) I I I
4 Pd Al20rFaser 150 1,6x109 126 I 0 <540 "

(paras)

1.) Trimm et. al.: Messungen im Differentialreaktor
Sicardi et. al.: Messungen im Integralreaktor

2.) Temperaturkoeffizient: n "'" 0

0,6 < Yoz / YCH4 < 3,0
YOZ/YCH4""S

YCH4> 17% (pores}, > 13% (glatt)
2% < YCH4 <3%

Tab. 6.1 Reaktionskinetische Parameter fur die heterogen katalysierte Verbrennung von
Methan

Die Aktivierungsenergien bei der Umsetzung von Methan an Platinkatalysatoren sind im Ver­

gleich zu anderen Brennstoffen, wie z. B. Methanol (56 kJ/mol, [63]), deutlich grofer, Im

Fall von Methan deutet dies auf ein ungunstigeres Ziindverhalten hin. Diese Tendenz konnte

experimentell bestatigt werden. Dabei wurde die Zundfahigkeit von Methan mit der des

Wasserstoffs und Methanols an Platinkatalysatoren verglichen. Wahrend im Fall des Wasser­

stoffs und Methanols eine Ziindung am Katalysator bereits bei Raumtemperatur erfolgte,

konnte die Methanverbrennung erst durch Fremdziindung gestartet werden. Der Vergleich der

Aktivierungsenergien fur Platin und Palladium veranschaulicht daruber hinaus die geringere

Zundfahigkeit von Methan an Palladiumkatalysatoren (Nr. 3 und Nr, 4). Grund fur diese

Eigenschaft ist die Neigung des Palladiums, ein stabiles Oxid (PdO) zu bilden. Zusatzliche

Aussagen hinsichtlich der Aktivitat liefert die logarithmische Auftragung der Reaktions­

geschwindigkeiten tiber der reziproken Temperatur bis 540°C:

~ Die Reaktionsgeschwindigkeiten von Palladium sind, verglichen mit denen von Platin,

um das 50- bis 70-fache grofser (Nr. 3 und Nr. 4). Eine Aktivitatssteigerung von

gleicher Grofenordnung wird auch von Hicks et al. [58] beobachtet,

~ Das Verkleinem der Trageroberflache um das 75-fache von 150 mvg auf 2 mvg

bewirkt eine verhaltnismafsig eher geringfugige Abnahme der Aktivitat um das 5- bis
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10-fache (Nr.1 und Nr.2). Somit ist fur die zu modellierende Struktur der Direktbe­

schichtung mit einer spezifischen Oberflache von 60 mvg eine den Literaturangaben

entsprechende Aktivitat von gleicher Grofrenordnung zu erwarten.

Die Simulation direktbeschichteter Korper beschrankt sich bei der Untersuchung auf Platin

als Katalysator und basiert auf den Daten von Trimm und Lam. Das von den Autoren einge­

stellte Konzentrationsverhaltnis Yo/yCH, entspricht dem Luftzahlbereich des Brenners bis 'le

= 1,5. Gleichzeitig ist das differentielle MeBverfahren nach Trimm und Lam mit gemessenen

Umsatzen von max. 5 % gegenuber der integralen Messung durch Sicardi et al. als genauer

zu bewerten.

6.3 EinfhJJl von Tnmspoffividerstlinden

Im folgenden wird untersucht, in welchem MaBe die Reaktionsgeschwindigkeit der Ober­

flachenreaktion fur die vorliegende Katalysatorstruktur durch Stofftransportrnechanismen

gehemmt wird (Bereich 2 der Abb. 6.1).

Ob und in welchem MaBe Konzentrations- undloder Temperaturgradienten an der aufseren
Oberflache eines Katalysatorpellets auftreten, kann durch Kopplung der jeweiligen

Gleichungen fur den Stoff- und Warmctransport mit der Reaktionsgeschwindigkeitsgleichung

unter der Annahrne eines stationaren Zustandes quantitativ bestimmt werden. Fur porose

Katalysatorpellets muf die Betrachtung daruber hinaus bis ins Innere des Teilchens erweitert

werden. Die Behandlung dieser Bilanzgleichungen liefert charakteristische Kennzahlen,

anhand derer externe und interne Katalysatorwirkungsgrade formuliert werden. Eine

ausfiihrliche Darstellung ist dern Lehrbuch von Baerns et aI. [64] zu entnehmen.

Bei der stark exothermen Reaktion von Methan an Edelmetallkatalysatoren konnen Tempe­

raturdifferenzen zwischen Gas und Katalysator auftreten, die unter Umstanden 10 bis 30 K

oder ·meI-ll betragen konnen [64]. Temperaturgradienten innerhalb eines Katalysatorpellets

sind danach ublicherweise klein. Fur die in dieser Arbeit angestellten Uberlegungen wird der

Einfluf von Temperaturgradienten aufgrund der geringen Korngrolsc (Washcoat) von 5 urn

vernachlassigt.

63.1. Effektive Reaktionsgeschwindigkeit und Katalysatorwtrkungsgrad

Ausganspunkt fur die Berechnung der effektiven Reaktionsgeschwindigkeit ist eine stationare

Betrachtung der Stoffbilanz an der Oberflache, Die Molzahlanderung des Brennstoffes durch

Reaktion an der Katalysatoroberflache (s) ist gleich der Nachlieferung durch den Stoffuber­

gang. Fur die effektive Reaktionsgeschwindigkeit gilt dann:
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·eff _ k(Y) a br - 1]p CB,s CO2,s

(6.1)

(6.2)

(6.3)

Dabei ist Tjp der Porenwirkungsgrad, ~i,g der Stoffubergangskoeffizient in der Gasphase und

a die auf das Katalysatorvolumen bezogene aufere Feststoffoberflache. Der Porenwirkungs­

grad benlcksichtigt den Transportwiderstand im Katalysatorinneren aufgrund von Porendiffu­

sion. Er ist fur ein kugelformiges Katalysatorpellet mit dem Radius rp tiber den Thiele-Modul

<pp bestirnrnt [64]. Unter Einfuhrung des Konzentrationsverhaltnisses X = cB,s / CB,g gilt:

k(T) Xa+b-1 c;;b-l

»;
(6.4)

(6.5)

Dabei steht DeB,g fur den effektiven Diffusionskoeffizienten im Pellet (-7 Kap. 10.2.1). Aus

der Addition der Gleichungen 6.1 und 6.2 kann die unbekannte Sauerstoffkonzentration an

der Feststoffoberflache eliminiert werden:

(6.6)

Das Verhalnis der Stoffubergangskoeffizienten ~B jpo gist nahezu 1 (-7 Kap, 10.1). Die
'0 2,

Substitution der Sauerstoffkonzentration an der Feststoffoberflache iIi Gleichung 6.3 durch die

Beziehungen 6.6 liefert dann eine irnplizite Bestimmungsgleichung fur das Konzentrations­

verhatnis X:

a+b-l
cB,g

(6.7)

(6.8)
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K =
YO"b

+ 2 (6.9)

Die Damkohler-Zahl II. Art Dan,B definiert das Verhalnis der Geschwindigkeit der Reaktion

ohne Stoffubergangshemmung zu der mit maximaler Stoffubergangshemmung. Der Quotient

K steht fur das Konzentrationsverhaltnis zwischen Sauerstoff und Brennstoff im Gas. Er kann

unter der .Voraussetzung gleicher Transporteigenschaften der Edukte, d.h LeB = Lo, = 1, in

Abhangigkeit von der Brennstoffinolkonzentration YB 0 und Restsauerstoffinolkonzentration
",

im Abgas YO"b dargestellt werden C-? Kap. 4.5). Damit ist eine Berechnungsgleichung fur das

Brennstoffkonzentrationsverhaltnis X zwischen Feststoffoberflache und Gas in Abhangigkeit

von den Stromungsverhaltnissen im Katalysatorbett C13-Ren), der Katalysatorstruktur (a, rp)

sowie der Brennstoftkonzentration cB g und Temperatur To im Gas gegeben., ~

Im weiteren wird der Katalysatorwirkungsgrad eingefuhrt, der als Verhaltnis der effektiven

Reaktionsgeschwindigkeit zur Reaktionsgeschwindigkeit ohne Transporthemmung definiert

ist:

ilKat =
(6.10)

Mit den Beziehungen 6.3 und 6.6 gilt dann in Abhangigkeit von dem aus Gleichung 6.7

ermittelbaren Konzentrationsverhatnis X C13B 1130 a = 1):,g 2'0

va[l 1. (l-X)J bil= = ilp A - -,

K

(6.11)

Die Berechnung der effektiven Reaktionsgeschwindigkeit wurde damit auf die Ermittlung

eines Katalysatorwirkungsgrades zuruckgefuhrt,

Der Einfluf der Damkohler-Zahl Dan und des Konzentrationsverhaltnisses K auf den Kataly­

satorwirkungsgrad ist in der Abbildung 6.2 fur einen Porenwirkungsgrad von 1 dargestellt.

Die Reaktionsordnungen entsprechen denen nach Trimm und Lam [26]. Die Darstellung

zeigt, daB fur Damkohler-Zahlen unterhalb von 0,1 auBere Transportwiderstande zu ver­

nachlassigen sind. FUr Damkohler-Zahlen grofrer als 6 werden stofftransportlimitierende

Einflusse in zunehmenden MaBe beherrschend, Mit steigender Luftzahl wachst das Konzen­

trationsverhaltnis K an, info1gedessen der Katalysatorwirkungsgrad abnimmt. Dieser EinfluB

auf den Katalysatorwirkungsgrad ist jedoch gering.

70



6.3.2 Abschatzung

Die Stoffiibergangskoeffizienten werden durch Stoffiibergangsgesetze beschrieben. Diese sind

mit den charakteristischen Eigenschaften der Katalysatorstruktur im Anhang aufgefiihrt. Fur

die Berechnung der Stoffiibergangskoeffizienten an Partikeln in einer Schuttung gibt es zwei

Methoden: Die erste Methode orientiert sich an der Einzelkugel und die zweite am Rohr. Bei

praktischen Problemstellungen empfiehlt es sich, Berechnungen nach beiden Methoden

durchzufiihren. Fiir einen Temperaturbereich zwischen 500-900 °C betragen die Unterschiede

in den Stoffubergangskoeffizienten nach beiden Berechnungsmethoden fur die Matrixstruktur

weniger als 5 %. Die Belegungsdichte mEM betragt zwischen 0,5 und 5,0 gEM/m'. Sie ist die

auf die iiuBereMantelflache des Brennerkorpers bezogene Edelmetallmenge. Mit einer mittle­

ren Katalysatorschichtdicke von I mm kann daraus ein Edelrnetalldichtebereich von 0,5 und

5,0 kgEM/m
3 abgeleitet werden. Fiir eine Abschiitzung des Katalysator- und Porenwirkungs­

grades werden daruber hinaus folgende Berechnungsvoraussetzungen getroffen:

ill Beschreibung von k(T) nach Ansatz Nr.l der Tabelle 6.1

ill Temperaturbereich: 500-900 °C

ill Molkonzentration des Brennstoffes im Gas: Ys o = I %
,e

::: 0,8

Porenwirkungsgrad:

Reaktionsordnungen:

a=l b=O,75

0,1

Damko hler-Zahl

-·-K= 2,0
-A-K= 2,5
-o-K= 3,0

10

:..4.bb. 6.2 Katalysatorwirku...ngsgrad in A..bhangigkeit von der Damkohler-Zahl

und dem Konzentrationsverhalnis K
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Im untersuchten Temperatur- und Aktivitatsbereich betragt der Porenwirkungsgrad mehr als

98 % (X = I). Ein innerer Transportwiderstand im Katalysatorkorn ist danach fiir die

vorliegende Katalysatorstruktur zu vernachlassigen. Die Damkohler-Zahlen betragen zwischen

0,01 und 0,10. Dies entspricht nach Abbildung 6.2 einem Katalysatorwirkungsgrad groher als

85 %. Demnach kann im Fall der vorliegenden Katalysatorstruktur ein auBerer Transportwi­

derstand nahezu vernachlassigt werden.

6.4 Ergebnisdarstellung

Die Berechnung der Umsatzgrade sowie die Darstellung der Temperatur- und Konzen­

trationsprofi1e basiert auf der numerischen Losung des Modellansatzes 1. Der Einfluf der

Gasstrahlung des Abgasringspaltes und der Riickstrahlung der Wiirmeaustauscherwand wird

vemachlassigt, Die effektive Reaktionsgeschwindigkeit der katalytischen Oberflachenreaktion

wird neben der Abhangigkeit von Temperatur und Konzentration als eine Funktion des Ortes

eingefuhrt. Dieser Ansatz wird notwendig, da die Belegung der Edelmetallmenge infolge des

Direktbeschichtungsverfalrrens mit zunehmender Eindringtiefe abnehmen wird. Die Abnahme

der Edelmetalldichte mit der Eindringtiefe wird als linear angenommen. Die Berechnungen

greifen auf die kinetischen Daten fiir Platin nach Trimm und Lam [26] zuruck. Der

Porenwirkungsgrad wird zu eins gesetzt. Die Beschreibung der Warmeleitfahigkeit orientiert

sich an die Gleichung 3.7 mit e = 40 mvkg und K, = KF = 0 (--7 Kap. 10.2.1). Die
o

Katalysatordichte betragt bei einer mittleren Korperdichte von 300 kg/m' ca. 360 kg/m' (--7

Kap. 10.2.1). Eine Variation der Systemparameter in den Grenzen 25 mvkg :s; e :s; 40 mvkg,

o:s; KF :s; 2, 0 :s; Kg:S; 1 und 350 kg/m' :s; PKat :s; 370 kg/nr' zeigte lediglich einen schwachen

EinfluB auf die Veranderung der Umsatzgrade und Temperatur- sowie Konzentrationsprofile.

6.~tl Umsatzgrade in del" Katalysato:rschicht

Der Einfluf der Edelmetallmenge, Leistungsdichte, Luftzahl und Schichtdicke auf den

Brennstoffumsatz in der katalytisch aktiven Schicht ist in der Abbildung 6.3 dargestellt (1-5).

Danach steigt der Umsatzgrad mit wachsender Edelmetallmenge, ausgehend von einer

Edelmetal1dichte von 0,5 kgEM/m', zunachst schwach an. Der Anstieg ist linear. Ab einer

charakteristischen Grenzmenge, die von den Betriebsparametern Leistungsdichte und Luftzahl

sowie der Schichtdicke abhangt, schnellt der Umsatz exponentiell auf 100 %. Verantwortlich

hierfiir ist der mit steigender Ede1metallmenge immer mehr dominierende exponentielle

Anstieg der Reaktionsgeschwindigkeit mit der Temperatur. Ab der Grenzmenge stellt die

Oberflachenreaktion den beherrschenden Term beirn Warme- und Stofftransport innerhalb der

Katalysatorschicht dar. Die Konvektion und Diffusion in Stromungsrichtung steigen dagegen

nur linear mit der Temperatur.
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Eine Erhohung der Leistungsdichte bewirkt bei sonst gleichen Parametem eine Steigerung des

Brennstoffumsatzes im Katalysator (I, 3, 4). Dernzufolge setzt der exponentielle Anstieg des

Umsatzes fiir grofsere Leistungsdichten fruher ein. Im Gegensatz dazu hat die Steigerung der

Luftzahl von 1,1 auf 1,2 eine drastische Verringerung des Umsatzes zur Folge (3,5). Dies ist

mit der kurzeren Verweilzeit und dem grofseren Kiihleffekt zu steigenden Geschwindigkeiten

hin zu begrunden. Fur Luftzahlen grofer 1,2 und Edelmetalldichten unterhalb von 7 kgEM/m'

betragt der Umsatz weniger als 10 %. Eine Zunalune der Schichtdicke liefert eine Umsatz­

steigerug infolge der ansteigenden Verweilzeit im Katalysator (2, 3).

Im Hinblick auf eine Steigerung der Strahlungseffizienz des Brenners, d.h. Steigerung des

Wirkungsgrades des Heizsystems, UD.d weitere Senkung der Flammentemperaturen ist ein

Brennstoffumsatz von 100 % anzustreben. Zur Realisierung dieser Zielgrofse sind die

Lu.ftzahlen bei einer Edelmetalldichte von ca. 5 kgEM/m' zwischen 1,05-1,1 einzustellen.

Dann ist ab einer Leistungsdichte von 100 kW/m2 mit einem nahezu vollstandigen Umsatz

innerhalb der Katalysatorschicht zu rechnen. Jedoch ist bei dieser Uberlegung das Tempera­

turniveau in der Schicht mit zu Rate zu ziehen. Hieruber wird dann die thermische Belastung

und Moglichkeit einer vollstandigen Verbrennung innerhalb der Katalysatorzone bewertet.
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Abo. 6.3 Brennstoffumsatzgrade in der Katalysatorschicht in Abhangigkeit von der

Leistungsdichte q'', der Luftzahl A und der Schichtdicke 8K at
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6.4.2 Temperatur- und Konzentrationsprofile

Die Temperatur- und Konzentrationsprofile sind fur den Betriebspunkt 100 kW/m2/l,1 sowie

eine Schichtdicke von 1 mm in der Abbildung 6.4 dargestellt. Mit steigender Platinmenge

bzw. Edehnetalldichte steigt der Umsatz und damit das Temperaturniveau in der Katalysa­

torschicht. Gleichzeitig sinkt die Spitzentemperatur der Flarnme in der wandnahen Randzone.

Die Temperaturprofile zeigen das Problem eines vollstandigen Umsatzes innerhalb der

katalytisch aktiven Zone, der bei Erhohung der Edelmetalldichte von 4,2 auf 5,0 kgEM/m
3

sprunghaft (exponentiell) erreicht wird. In diesem Fall steigen die Spitzentemperaturen

innerhalb der Schicht bis auf 1150 °C. Entsprechend den Angaben nach Hicks et al. [58J ist

jedoch rill Platin schon ab 700°C mit einem Aktivitatsverlust zu rechnen. Sornit wird in der

Praxis bereits nach einer kurzen Anfahrzeit der Umsatz und demzufolge das Temperaturni­

veau in der Katalysatorzone unter Bildung einer homogenen Nachreaktion in der alLl3eren

Randzone sinken. Dies konnte experimentell bestatigt werden (--? Kap. 6.5). Somit ist fur die

Auslegung neben dem Erreichen einer moglichst groBen Strahlungseffizienz gleichzeitig die

thermische Belastung der Katalysatorstruktur zu beriicksichtigen. Erst ein Umsatzriickgang

auf 33 % liefert unkritische Spitzentemperaturen unterhalb von 700 "C.
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Abb, 6.4 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhangigkeit von der

Edelmetalldichte PEM
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Die Ansteuerung der Betriebspunkte, die maximal mogliche Oberflachentemperaturen bei

gleichzeitig moderaten Katalysatortemperaturen erwarten lassen, ist als schwierig zu

bewerten. Diese Punkte liegen in der Zone exponentiellen Umsatzanstieges (---+ Abb. 6.3).

Bereits eine Veranderung der Schichtdicke, die infolge des Direktbeschichtungsverfahrens

von Korper zu Korper urn einige zehntel Millimeter vom Mittelwert (I mm ---+ Kap. 10.2.1)

abweichen wird, kann den Umsatz auf 100 % anwachsen lassen (---+ Abb. 6.3). Ein Aktivitats­

verlust der Katalysatorstruktur ist die Folge.

Im Fall der Direktbeschichtung ist eine deutliche Verbesserung der Strahlungseffizienz im

Vergleich zurn Fall des unbeschichteten Strahlungsbrenners bei gleichzeitiger Unterschreitung

thermischer Stabilitatsgrenzen des Katalysators nicht zu erzielen. Jedoch wirkt sich die

Anwesenheit einer geringen Katalysatormenge auf der auBeren Oberflache positiv im

Hinblick auf das Betriebsverhalten aus. Experimente zeigten, daf Ruckzundungen im

Betriebsfeld bis 180 kW/m2 fur beschichtete Kerper nicht auftraten, Der Ablauf der homo­

genen Gasphasenreaktion in der auBeren Randzone wird somit durch die beschichtete Ober­

flache kontrolliert. Die Beschichtung mit Edelmetall ist unter dem Gesichtspunkt einer

stabilen Verbrennung als sinnvoll zu bezeichnen.

6.5 Experimentelle Uberpriifung

Der Ausschnitt der Abbildung 5.8 zeigte den Zusarnmenhang zwischen gemessenen Stick­

oxidkonzentrationen (NOJ und berechneten Flarnmentemperaturen fiir den Fall des unbe­

schichteten Strahlungsbrenners. Danach ist die Stickoxidproduktion in der Grofrenordnung

von 2-10 ppm auf Temperaturen zwischen 1250-1450 °C zuruckzufuhren. Erst Temperaturen

unterhalb von 1150 °C lassen auf Konzentrationen weit unterhalb von 1 ppm schliefien.

Hieraus folgt, daf Konzentrationen oberhalb von 2 ppm mit einer homogenen Flammenver­

brennung in der auberen Randzone gekoppelt sind. Der Umsatz im Katalysator ist dann

entsprechend gering. Stickoxidkonzentrationen weit unterhalb von 1 ppm zeigen dagegen

einen nahezu vollstandigen Umsatz im Katalysator &"'1. Diese tendenziellen Zusammenhange

bei der Stickoxidentstehung direktbeschichteter Karper werden zur Belegung des im Kapitel

6.4.2 beschriebenen Problems einer kritischen thermischen Belastung herangezogen. Dabei

werden die Stickoxidkonzentrationen beschichteter Brennerkorper (Platin) mit denen

unbeschichter Oberflachen verglichen. Der Vergleich ist in der Abbildung 6.5 dargestellt, Die

Belegungsdichten betragen 0,55, 1,25 und 5,5 gEM/m2.

Bei einer niedrigen Belegungsdichte von 0,55 gEM/m2 ist im Vergleich zum unbeschichteten

Kerper keine Stickoxidreduzierung erreichbar. Der Umsatz im Katalysator ist demnach

gering. Diese Feststellung deckt sich mit den theoretisch abgeleiteten Ergebissen (---+ Abb.

6.3). FUr die Betriebspunkte 100 kW/m2/l,1 und 120 kW/m2/l,1 liegen die Konzentrationen

sogar oberhalb derer des unbeschichteten Korpers, Dies ist auf unterschiedliche
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Homogenitaten der Matrixstrukturen zuriickzufuhren. Diese bewirken im Fall der Belegungs­

dichte von 0,55 gEM/m' grofere lokale Anstromungen in der oberflachennahen Reaktions­
zone, infolgedessen sich hohere Flammentemperaturen einstellen. Die Steigerung der Bele­

gungsdichte auf 1,25 gEM/m' zeigt eine Reduzierung der Stickoxidproduktion urn 1-2 ppm.

Dies entspricht einer Temperatursenkung urn ca. 20-50 K (-? Abb. 5.8) und Umsatzraten im

Katalysator von unter 20 % (-? Abb. 6.4). Die Reduzierung steigt dabei mit wachsender

Leistungsdichte. Dies laBt auf einen steigenden Umsatz im Katalysator mit zunehmender

Brennstoffinenge schlieBen. Eine sprunghafte Konzentrationssenkung auf nahezu 0 ppm

wurde bei einer Belegungsdichte von 5,5 gEM/m' wahrend des ersten Anfahrens gemessen.

Der Brennstoffumsatz beschrankt sich dann auf die Katalysatorzone. Jedoch zeigte dieser

Betriebspunkt kein stabiles Verhalten. Die MeBpunkte wiesen bereits nach einer kurzen Zeit

wiederum das Verhalten eines unbeschichteten Korpers auf. Diese Beobachtung deckt sich

mit den theoretisch abgeleiteten Aussagen des Kapitels 6.4.1 und 6.4.2 und weist auf eine

Temperaturschadigung im Katalysator hin.
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6.6 Zusammenfassung del' Ergebnisse

Aus der Modellierung und experimentellen Untersuchung des Betriebsverhaltens eines mit

Platin direktbeschichteten Brennerkorpers konnen folgende SchluBfolgerungen gezogen

werden:

• Je nach Edelmetallmenge und Betriebspunkt ist kein vollstandiger Umsatz im Katalysator

moglich. Es kommt dann zu einer Nachverbrennung infolge homogener Gasphasen­

reaktionen in der auBeren Randzone.

e Der Brennstoffumsatzgrad in der Katalysatorschicht steigt mit zunehmender Edelmetall­

menge, Leistungsdichte und Schichtdicke sowie sinkender Luftzahl an. Gleichzeitig

erhoht sich das Temperatumiveau in der Katalysatorschicht. Dabei ubersteigen die

Spitzentemperaturen im Fall eines 100 %igen Umsatzes die thermische Belastungsgrenze

des Katalysators. Ein Aktivitatsverlust bzw. die Zerstorung der Kalysatorstruktur ist die

Folge. Somit ist fiir die Praxis nicht mit einer deutlichen Steigerung der Strahlungs­

effizienz des Strahlungsbrenners durch die katalytische Verbrennung infolge Direktbe­

schichtung zu rechnen.

• Das Betriebsverhalten des Strahlungsbrenners wird durch die Aufbringung emer

katalytisch aktiven Schicht auf die Oberflache deutlich verbessert. Innerhalb des technisch

interessanten Bereiches ist ein ruckzundungsfreier Betrieb moglich.
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7.0 Untersuchung des Heizsystems

Die Untersuchung basiert aufeiner Modellierung des Reaktors und Abgaswarmeaustauschers,

Das Ziel der Beschreibung ist die Entwicklung eines Rechenprograrnms fur die Simulation

des Heizsystems unter Eingabe von Betriebs- und Systemparametern sowie Geometriedaten

der untersuchten Aggregate. Das Programrn liefert u. a. die Temperaturverteilung im Wasser­

kanal. Auf der Grundlage der Wassertemperaturen T0a und T$a werden die Wirkungsgrade

des Reaktors l1R und des Gerates l1G bestimmt (~Abb. 7.1):

FUr die Untersuchung wird der Massenstrom des geschlossenen Warmwasserkreislaufes mit

rllWa = 0,164 kg/s fest vorgegeben. Dieser Wert wurde bei einer Nennleistungsdichte von 160

kW1m2 und Luftzahl von 1,I unter Vorgabe einer bei neueren Niedertemperaturanlagen

ublichen Temperaturspreizung von 20 K und Wassereintrittsternperatur von 40 DC bestimmt.

Die Eintrittstemperatur T~a ist variabel. Sie wird dahingehend verandert, daf fur den jeweils

eingestellten Betriebspunkt eine Wasseraustrittstemperatur T$a von 60 DC erzielt wird (~

Abb. 7.1). Die Gaseintrittstemperatur Te< betragt 25 DC. Eine Vorheizung der Luft infolge

Abgasruckfuhrung bzw. elektrischer Erhitzung bleibt bei der Untersuchung unberucksichtigt,
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Abb.7.1 Charakteristische Enthalpiestrome undVorgaben fur die Untersuchung

79



7.1 Modellierung des Reaktors

Die Modellierung des Reaktors basiert auf der Untersuchung des Brennerkorpers. Die

berechneten Korperwand- und Flammentemperaturen dienen der Beschreibung der abgas­

seitigen Wandwarmestrome des Brennraumwarmeaustauschers. Mit Hilfe dieser Warmestrome

und den raurnseitigen Wandverlusten erfolgt die Beschreibung der Temperaturverteilung irn
Wasserkanal zur wirkuugsgradtechnischen Simulation des Reaktors (~ Abb, 7.2).

Der Abgasraurn wird in den Abgasringspalt und das Abgasrohr unter Voraussetzung

konstanter Innenwandtemperaturen TWI und TWII unterteilt. Der an das Wasser ausgekoppelte

Gesamtwarmestrom resultiert aus Teilwarmestromen infolge Festkorperstrahlung, Konvektion

und Gasstrahlung. Da der Brennraumwarmeaustauscher im Versuchsstand zur Umgebung hin

nicht isoliert ist, fliellen Verlustwarmestome Qv mit in die Modellierung ein. Dies erfolgt im

Hinblick auf den Vergleich experimentell und theoretisch errnittelter Temperaturen (~ Kap.

7.4). Die Berechnung des Warmestromanteils infolge Festkorperstrahlung erfolgt auf einer

Beschreibung des Nettostrahlungsflusses QK~W zwischen Korper und Brennraum­

warmeaustauscherwand. Unter Beriicksichtigung der Einstrahlzahlen <!>K,WI und <!>K,WII wird

der Strahlungsaustausch zwischen Korper und Ringspaltwand bzw. Abgasrohrwand bestirnrnt.

Der konvektive Warmestrom QKvW setzt sich zusamrnen aus einer Uberlagerung nattirlicher

1
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, ,
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Til

w,
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Abb, 7.2 Charakteristische Warmestrome, Mitteltemperaturen und Abmessungen
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und erzwungener Konvektion. Die erzwungene Konvektion ist dabei abhangig von der

Geschwindigkeitsverteilung an der Wand. Die Warmestrome infolge Gasstrahlung QGW und

QGK resultieren aus der Emission von Warrnestrahlung des COzlH20-reichen Abgases. Dabei

findet ein Nettostrahlungsfluf des Gases mit den Festkorperoberflachen Ringspalt- und

Rohrwand sowie Korperwand statt.

Die Abgastemperaturen T Ring und TAus sind energetisch gemittelte Fluidtemperaturen im

Ringspalt- und Rohraustritt. Diese werden aus integralen Energiebilanzen ermittelt (-? Kap.

7.1.3). Sie gehen in die Berechnung des konvektiven Warmestroms und der Warmestrahlung

des Gases der Bereiche Ringspalt und Rohr ein. Die ermittelten Reaktoraustrittstemperaturen

T~a und TAus dienen a!s Eingabedaten zur Modellierung des Abgaswarmeaustauschers (->

Abb. 7.1).

7.1.1 Stromlinienverteilung im Abgaskanal

Die erzwungene Konvektion im Abgasringspalt und Abgasrohr wird auf der Basis der Grenz­

schichttheorie beschrieben. Danach erfolgt eine Aufteilung in eine reibungsfreie Aufsenstro­

mung und eine reibungsbehaftete Grenzschichtstromung (prandtlsche Grenzschichthypothese).

Die Grenzschichttheorie liefert den Warmenbergangskoeffizienten in Abhangigkeit von der

Geschwindigkeitsverteilung U(z) der reibungsfreien AuBenschicht. Zur Berechnung des

konvektiven Warmestroms wird daher mit Hilfe der Potentialtheorie der Geschwin­

digkeitsverlauf U(z) entlang der Brennraumwanneaustauscherwand ermittelt.

Die Potentialtheorie liefert fur eine inkompressible, reibungsfreie und stationare Stromung

eine Differentialgleichung fur die Stromfunktion \jJ (-? Kap. 10.4.4). Die Stromfunktion erfullt

dabei die Kontinuitatsgleichung und die Bedingung der Drehungsfreiheit, Die Losung der

Differentialgleichung erfolgt numerisch mit Hilfe finiter Differenzen (-? Kap. 10.4.5) und

liefert Stromfunktionswerte der FOTIn \jJ(r,z). Durch \jJ(r,z) = konstant sind die Gleichungen

der Stromlinien gegeben, und d\jJ ist der Volumenstrom zwischen zwei infinitesimal benach­

barten Stromlinien. Der Gradient der Stromfunktion an der Wand legt die Stromungsge­

schwindigkeit U(z) entlang der Kontur fest (-? Kap. 10.4.4). Im folgenden werden die

Ergebnisse der Berechnung auf der Grundlage der Potentialtheorieund numerischen Losung

der Stromfunktionsg1eichung vorgestellt.

DerRechnung 1iegen die geometrischen Daten HK = 300 nun, HR = 200 mm, RK = 50 mm

undRw = 75 mm zugrunde. In der Abbi1dung 7.3 sind die Stromungsverhaltnisse dargestellt.

Hieraus ist der qualitative Ver1auf der Geschwindigkeit abzulesen. Bei Zusammenlaufen der

Strom1inien steigt die Geschwindigkeit an. Weiter auseinander 1iegende Linien kennzeichnen

dagegen Gebiete mit niedrigeren Geschwindigkeiten. Der Stromlinienverlauf im Abgaskanal

zeigt, daf das Stromungsfeld bereits kurz hinter dem Eintritt in den Ringspalt
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Abb, 7.3 Strornlinienverteilung im Abgaskanal

zweidimensional ausgebildet ist. Die Geschwindigkeitskomponente u nimmt dabei mit

anwachsender Korperhohe zu, wahrend die Geschwindigkeitskomponente v zur Wand hin

abfallt. Hinter dem Ubergang zwischen Abgasringspalt und Abgasrohr wird das

Stromungsfeld bereits nach einer kurzen Distanz eindimensional.

In der Abbildung 7.4 ist der dimensionslose Geschwindigkeitsverlauf U*(z) = U(z)!vb in

Abhangigkeit von der dimensionslosen Ortskoordinate z· = z/RK dargestellt. Die Einfiihrung

der Referenzgrofen geht auf die mathematische Behandlung im Anhang zuriick (-+ Kap.

10.4.4). Dabei ist Vb die Bezugsgeschwindigkeit des Gases nach Austritt aus der Flammen­

front. Somit flieBt die Flammentemperatur in die Ermittlung der Geschwindigkeitsverteilung

und des Warmestoms infolge erzwungener Konvektion ein. Die Wandgeschwindigkeit nimmt

im Abgasringspalt linear zu. Es handelt sich dabei urn eine Staupunktstromung. Erst kurz vor

der Querschnittserweiterung kommt es zu einem Abfall der Geschwindigkeit. Dieser Abfali

setzt sich hinter der Erweiterung sprunghaft fort. Die Geschwindigkeit erreicht sornit nach

einer kurzen Einlaufstrecke im Abgasrohr ihre Endgeschwindigkeit. Der Abgasraum wird

daher in zwei Stromungsbereiche unterteilt:

e Staupunktstromung im Ringspalt, d.h, U(z) = axz

e Uberstromung des Abgasrohres mit einer konstanten Geschwindigkeit, d.h. U(z) = b

Die Konstanten a und b ergeben sich aus dem im Anhang beschriebenen Rechenverfahren,

Jenach Betriebspunkt betragen die maximalen Geschwindigkeiten im Abgasringspalt

zwischen 1,5-2,0 m/s. Unter Beriicksichtigung eines hydraulischen Durchmessers dh= Dw-DK
und einer mittleren Stoffbezugstemperatur von 800 °C liegen die Reynolds-Zahlen unterhalb

von 800. Sornit ist die Stromung im Fall der erzwungenen Konvektion laminar,
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Abb, 7.4 Geschwindigkeitsverteilung an der Warmeaustauscherwand

7.1.2 Warmetransportmechanismen im Abgaskanal

Der all die Warmetauscherwand ausgekoppelte Gesamtwarmestrom im Ringspalt- und Rohr­

abschnitt resultiert aus den Warmetransportmechanismen

• Festkorperstrahlung

• Gasstrahlung und

• Konvektion.

Diese Mechanismen werden im einzelnen dargestellt. Die Beschreibung liefert dann Glei­

chungen zur Berechnung der auf diesen Warmeubertragungsprozessen basierenden Warme­

strome,

7.1.2.1 Festkdrperstrahlung

Der Brennraum wird fur die Untersuchung der Nettostrahlung zwischen Korperoberflache und

Warmeaustauscherwand in vier Bereiche gegliedert (-+ Abb. 7.5). Es wird dabei unterschieden
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zwischen den strahlungsemittierenden Flachen Korperwand (K), Ringspaltwand (WI), Rohr­

wand (WII) mit deren Flachenhelligkeiten <i~K' <i~WI und <i~WlI und den Strahlungsverlusten

(V). Die Strahlungsbilanz an der Korperoberflache ergibt dann fur den Nettostrahlungs­

austausch zwischen Korper und Brennraumwarmeaustauscherwand (QTrans = 0):

(7.3)

Die Gleichungen zur Berechnung der Einstrahlzahlen <P fur zwei konzentrische Zylinder sind

im Anhang aufgefiihrt (--+ Kap. 10.4.1). Die Flachenhelligkeit der Korperoberflache <i~K

enthalt einen Emissionsanteil und Reflexionsanteile der eintreffenden Strahlung. Fiir einen

grauen Kerper gilt:

. II nn4
qSwK = o 1 K

(7.4)

(7.5)

Entsprechende Beziehungen gelten fur die Flachenhelligkeiten der Wandbereiche WI und

WI!. Jedoch konnen diese G1eichungen unter Berucksichtigung einer mit schwarzer Farbe

beschichteten Warmetauscherflache (8 W '" 1) vereinfacht werden. Die Flachenhelligkeiten

<i~WI und <i~WII entsprechen dann der G!eichung 7.5. Schliefilich ergibt sich der Netto­

strahlungsfluf zu

(7.6)

."q SWII

Strahlungsbilanz:

j----------------~~

Abb. 7.5 Festkorperstrahlungsaustausch im Brennraum
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7.1.2.2 Gasstrahlung

AuI3er den festen und fltissigen Korpern strahlt auch ein Teil der Gase Warme aus und

absorbiert nach dem Kirchhoff'schen Gesetz einfallende Warmestrahlung. Gase und Dampfe,

wie COz und HzO, sind dabei wirksarne Strahler. Die Ermittlung der Strahlungswarme von

"Gaskorpern" ungleicher Temperatur nach Pandya [65] zeigt, daf mit ausreichender Genau­

igkeit eine charakteristische Mitteltemperatur des Gases T" ill zur Berechnung der Strahlungs-
0'

leistung herangezogen werden kann. Unter dieser Vorraussetzung gilt allgemein fur den

Nettostrahlungsaustausch zwischen dem Abgas und der Ringspalt-, Rohr- sowie Korperwand

(wrJ<) [66]:

EW/K

l-(l-EW/K)(l-Av)
(7.7)

Der Emissionsgrad des Gases Eg ist abhangig von der mittleren Gastemperatur Tg.m ' dem

Partialdruck der strahlenden Komponente Pi' dem Gesamtdruck p sowie von der Schichtdicke

. Sgl des Abgases. Der Absorptionsgrad des Gases Av ist zusatzlich von der Wandtemperatur

TWIK abhangig. Die Berechnungsgleichungen fur die Emissions- und Absorptions­

koeffizienten eines COzlHzO-reichen Abgases sind im Anhang aufgeflihrt (--+ 10.4.2).

Messungen der Temperaturen im Ringspalt haben gezeigt, daf sich die mittlere Temperatur

in radialer Richtung tiber der Hohe nicht wesentlich verandert. Grolsere Abweichungen treten

erst an der Unterkante des Brennerkorpersockels auf. Daher wird im Ringspalt zur Berech­

nung des Gasstrahlungsanteils mit einer konstanten mittleren F1uidtemperatur TRing gerechnet.

Im Rohr wird die arithmetische Mitteltemperatur zwischen Rohr- und Ringspaltaustritt als

mittlere Gastemperatur defmiert.

7.1.2.3 Konvektion

Der konvektive Warmestrcm beider Stromungsbereiche des Reaktors setzt sich zusammen aus

naturlicher und erzwungener Konvektion. Der konvektive Gesamtwarmestrom an der Wand

wirdmit einer mittleren Warmeubergangszahl a"es und einer treibenden Temperaturdifferenz
......................... . ..;;;>. . .. . .

zu

(7.8)

bestimmt. Die charakteristischen Temperaturdifferenzen fur Abgasringspalt und Rohr lauten:

(T -T) = T "Tg.m ....w: m,Ring ... . Ring . WI (7.9)
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Tm ng - TAUS

In Tm ng - TWIl

TAUS - TWIl

(7.10)

Die Wirkung der Auftriebskraft auf eine gleichgerichtete erzwungene Konvektion besteht in

der Steigerung der Geschwindigkeit und ihrer Gradienten in den Orenzschichten. Damit wird

auch der Warmeubergang erhoht, Churchill [67] entwickelte aus vorliegenden experirnentellen

Ergebnissen einen Ansatz fur den Fall der gleichen Richtung von Auftrieb und erzwungener

Vertikalstromung. Danach gilt fur die mittlere Nusselt-Zahl des Gesamtprozesses, bezogen

auf eine charakteristische Lange L, zur Bestimmung des Warmeuberganskoeffizienten ages:

mit
aLNu =-
).

(7.11)

Die Warmeubertragung in Aufttriebsstromungen aufgrund von Temperaturunterschieden wird

durch Gleichungen der Form NUn-ei = f(Or,Pr) beschrieben. Dabei steht Or fur die Orashof­

Zahl und Pr fur die Prandtl-Zahl. FUr die Nusselt-Zahl eines vertikalen Zylinders mit der

Hohe H und dem Durchmesser D gilt mit der Beziehung nach Fujii und Uehera [68]:

(7.12)

Die Autoren orientierten sich bei der Beschreibung des Warmeubergangs an der Stromung

langs einer ebenen Platte. Eine Abschatzung fur die ebene Platte zeigt, daf die Orashof­

Zahlen im Ringspalt und Rohr Werte zwischen 107_108 haben (~Kap. 10.4.3). Diese liegen

unterhalb der kritischen Grashof-Zahl von 109 Es wird daher von einer laminaren Auftriebs­

stromung ausgegangen.

Zur Berechnung der Nusselt-Zahl bei erzwungener Konvektion wird die Stromung entlang der

Brennraumwarmetauscherwand in eine Geschwindigkeitsgrenzschicht und reibungsfreie

AuBenschicht unterteilt. Dies ist in der Abbildung 7.6 dargestellt. Der Einfluf der Zahigkeits­

krafte beschrankt sich auf die Grenzschicht, Die AuBenschicht mit der Geschwindigkeitsver­

teilung U(z) wird durch die Potentialtheorie beschrieben (---* Kap, 7.1.1). Der Vorteil dieser

Aufteilung ist eine Vereinfachung der Erhaltungsgleichungen, Die sich ergebenden Orenz­

schichtgleichungen sind unter bestimmten Voraussetzungen analytisch losbar. Solche

Naherungsverfahren wurden von Karman [69] und Pohlhausen [70] aufgezeigt. Hierbei

verzichtet man darauf, fur jeden einzelnen Stromfaden die Grenzschichtdifferential­

gleichungen zu erfullen, Start dessen werden diese nur im Mittel tiber die Grenzschichtdicke

0u(z) erfullt, Der Vergleich dieser Naherungsverfahren mit den exakten Losungen zeigt fur

eine grofse Gruppe technisch wichtiger Stromungen recht gute Ubereinstimmungen. Eine
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Gegenuberstellung ist der Arbeit von Schlichting [71] zu entnehrnen. Auf ein solches

Naherungsverfahren geht die Errnittlung der Warmeubergangskoeffizicnten zuruck (-J> Kap.

10.4.3). Hiemach ergibt sich fur die Nusselt-Zahlen unter Zugrundelegung einer

Staupunktstromung im Ringspalt und konstanten Uberstromung im Rohr (-J> Kap. 7.1.1):

2

Nuen:w,Ring 1,49 IRe mit Re
a HI{

(Pr ~ 0,7)
T1/P

NUen:w,Rohr ~ 0,59 IRe mit Re
b HR (Pr ~ 0,7)--
T1/P

(7.13)

(7.14)

Die Prandtl-Zahl betragt fiir die analytische Ableitung der Nusselt-Zahl entsprechend der

Darstellung nach Schlichting 0,7. Die Prandtl-Zahl des Abgases weicht im Temperaturbereich

zwischen 25-800 °C mit Werten zwischen 0,71 und 0,73 nur geringfugig davon abo Die Stoff­

werte des Ringspaltes werden mit der energetisch gemittelten Ringspaltaustrittstemperatur

TRing als Bezugstemperatur berechnet. Die Stoffwerte des Rohrabschnittes sind auf die tiber

der Rohrhohe gemittelte Fluidtemperatur 0,5 (TRing+TAu,) zu beziehen. Die Konstanten a und

b ergeben sich aus der Errnittlung der Geschwindigkeitsverteilung an der Brennraumwarme­

austauscherwand, entsprechend der Darstellung des Kapitels 7.1.1.

ReibungsfreieAul3enschicht

Geschwindigkeitsgrenzschicht

Temperaturgrenzschicht

Abo. 7.6: Geschwindigkeits- und Temperatnrverteilung in den Grenzschichten
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7.1.3 Simulatlonsprogramm

Das Simulationsprogramm benotigt folgende Eingabedaten:

• Betriebsparameter der Gasseite q'', ?C, Ta

• Betriebparameter der Wasserseite mWa' Tira' TA

• Systemparameter cK

• Geometriedaten DK, DW' DA' HK, HR
Ii Umgebungstemperatur Tu

Es liefert die folgenden Ausgabedaten:

• Korper- und Flammentemperaturen TK, Tb (---? Kap. 5)

Ii Temperaturverteilung im Wasserkanal TWa(z)

• Wandtemperaturen TWI und TWII

• Gastemperaturen TRing und TAUS

• Wandwarmestrorne C!>K WQK~W' QGW und QKvW in den Bereichen Ringspalt und Rohr
sowie den Warmestrom QGK' der auf die Korperoberflache einwirkt

Ii Verlustwarmestrom Qv fur den Fall des nicht isolierten Brennraumwarmetauschers

Auf der Basis dieser Daten werden die prozentualen Anteile der Festkorper- und

Gasstrahlung sowie Konvektion am iibertragenen Gesamtwarmestrom bestimmt. Gleichzeitig

ist der Reaktorwirkungsgrad ermittelbar (---? G1. 7.1). Der Ablauf der Simulation des Reaktors

ist fur den Fall des unbeschichteten Strahlungsbrenners im einzelnen in der Abbildung 7.7

dargestellt. Zu Beginn erfolgt eine Schatzung der Wandtemperatur TWI,S des Ringspaltes. Die

Ruckstrahlung der Rohrwand wird vernachlassigt (TWlI = Tu)' Mit dieser Schatzung wird die

Temperaturverteilung des Wassers bis auf Hohe des Brennerkorpers aus folgender Gleichung

( 7' _7' \ [D - (D_l) e
..i. VI s: Wa,Ein/ \. ...

(7.15)

D
~ ~l A - .1 U

TW-TWa,Ein

(7.16)

Die Gleichung ist das Ergebnis emer differentiellen Betrachtung im Wasserkanal, siehe

Abbildung 7.8. Sie gilt unter Berucksichtigung temperaturunabhangiger Warmeubergangs­

koeffizienten (LWa und (Lu und konstanter Wandtemperaturen Tw und TA. Die

Warmeubergangsgesetze zur Bestimmung von (LWa und (Lu sind im Anhang aufgefuhrt.
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QKYWI

TWl,N

Nein

TWI,s" TWI,N

Eingabe
,------1><:

7.15-7.16

7.17

7.7

7.8

7.18

'T'
l WII S,

I irwa(Z) I

ifl~;H:J

A i

\lKvWlI I
,

AlJb.7.7 Simulationsprogramm
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Aus der Temperaturverteilung folgt die Enthalpieanderung H+Wa - H0a im Ringspalt. FUr den

Verlustwarmestrom QV1 infolge nattirlicher Konvektion gilt:

(7.17)

Die Summe aus Wasserenthalpieanderung und Verlustwarmestrom ist gleich dem konvektiven

Wandwarmestrom der Wasserseite QKvwaI' Entsprechend der in der Abbildung 7.8

skizzierten Wandbilanz ist dieser Warmestrom gleich der Summe der Warmestrome infolge

Festkorper- und Gasstrahlung sowie Konvektion im Abgasringspalt. Zusammenfassend gilt:

(7.18)

Dies ist die Iterationsfonnel zur Berechnung der geschatzten Wandtemperatur. Dazu miissen

zunachst jedoch die Wandwarmestrorne auf der Abgasseite bestimmt werden. Deren Berech­

nung erfolgt auf der Grundlage der Gleichungen 7.6-7.8 sowie den analytischen Berechnungs­

gleichungen fur die Korperwand- und Flammentemperatur (~ Kap. 5.3). Die integrale

Gesamtbilanz fur den Abgasringspalt entsprechend der Abbildung 7.8 liefert eine Bestim­

mungsgleichung fur die Fluidtemperatur TRing:

(7.19)

T
.!. VII

differentielle Bilanz:
Wasserkanal

""II TT
+----i;-r:; ~ng

:: r-~~~~~~~~~~~~--.."---,,l

""""""""ll-~~~~.---~---'-~-.-~~~~----'

Gesamtbilanz:Gesamtbilanz:
Abgasrohr

Abb. 7.8 Differentielle und integrale Energiebilanzen
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Diese geht in die Berechnung von QGWI und QKvWI ein. Da in der Gleichung 7.19 der Strah­

lungsverlust <DK,WIIQK~W zu Beginn der Iterationsschleife aufgrund des noch unbekannten

Warmestroms QGK nicht bestimmbar ist, erfolgt eine interne Iteration fur die Korperwand­

temperatur (~Abb. 7.7). Sie liefert die durch die Gasstrahlung erhohte Oberflachentemperatur

des Korpers, Jetzt erst sind die Wandwarmestrorne bestimmbar. Der Prograrnmablauf zur

Berechnung des Rohrabschnittes wird analog der fur den Ringspaltabschnitt beschriebenen

Vorgehensweise durchgefilhrt.

7.2 Modellierung des Abgaswarmeaustauschers

Der Abgaswarmeaustauscher besteht aus einem Mantelrohr mit stimseitigen Klemmflanschen,

das im Inneren mit drei ineinandergesetzten Rohrwendeln (l20x12/90 x12/60 x12) durchzogen

ist. Das Mantelrohr hat einen Innendurchmesser von 150 mm und eine Lange von 200 mrn.

Der Warmeaustauscher ist zur Verrneidung von Warmeverlusten an die Umgebung aulsen

isoliert. Fur Warmeaustauscherprozesse ohne Phasenwechsel und ohne chemische Reaktionen

ist die differentielle Enthalpie dh gleich dem Produkt aus spezifischer Warmekapazitat und

differentieller Temperaturerhohung cpdT. Unter der Voraussetzung, daf die Temperatur- und

Druckabhangigkeit der spezifischen Warmekapazitat vernachlassigt werden kann, gilt:

.' (Till Til) - .' ('" T )YflWa CP - Wa- - VIa - mg CP s: Aus- ccw, g
(7.20)

Die Betriebscharakteristik <1>, Warmeubertragungskcnngrolle K und das Verhalnis ~ der

Warmekapazitatsstrome mcp sind Kenngrofsen zur warmetechnischen Beurteilung von

Warmeaustauschern [72]. Ihre Definitionen lauten fur den vorliegenden Beschreibungsfall:

K =

T »r".
"'Aus .... Wa

k Aa

ihgCpg

mg CD
• g

m r
Wa "'PWa

(7.21)

(7.23)

Dabei sind k der Warmedurchgangskoeffizent und Aa die auBere Warmeaustauscherflache auf

der Gasseite. Fur die F1uidtemperaturen sind energetisch gemittelte Werte einzusetzen. Die

spezifische Warmekapazitat des Wassers cpw, betragt fur eine mittlere Stoffbezugstemperatur

von 50°C 4181 J/(kg K), die des Gases cp, wird mit der arithmetischen Mitteltemperatur aus
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TO) und TAus bestimmt. Im Faile eines Gleichstromwarmetauschers gilt [72]:

l-e -K(l+~)

l+j.l
(7.24)

Gleichung 7.24 stellt eine Iterationsgleichung zur Bestimmung der Austrittstemperatur TO) des

Abgaswarmeaustauschers dar. Hierfur muf das Produkt aus Warmedurchgangskceffizient und

Warmeaustauscherflache bekannt sein.

Der Warmedurchgangskoeffizient setzt sich zusammen aus emer Reihenschaltung von

Widerstanden, bestehend aus konvektiven Anteilen auf der Gas- und Wasserseite sowie

Wandwiderstanden infolge Warmeleitung. Die Berechnung und der Vergleich der Grofienord­

nungen der einzelnen Widerstande zeigt, daf der dorninierende Widerstand auf der Gasseite

liegt. Demzufolge ist der Wermedurchgangswiderstand eine Funktion der Eigenschaften der

Gasseite und nahezu unabhangig von den Eigenschaften der Wasserseite. Er wird fiir die vor­

gegebene Bauart des Brennraumwarmeaustauschers als Funktion des Gasmassenstroms

dargestellt.

Die Abhangigkeit des Warmedurchgangskoeffizienten vom Massenstrom des Gases wurde

experimentell ennittelt. Dazu wurden die Temperaturen TO), T(f,a und T!!va erfalrt. Aus der

Beziehung 7.20 wird die Gastemperatur TAus bestimmt. Mit dieser Temperatur sind die

Kenngr6Ben <jl und 11 aus den Gleichungen 7.21 und 7.23 ennittelbar. Die Beziehung 7.24

liefert dann einen Wert fur das Produkt kAa .

Die Gastemperatur TO) stellte den Mittelwert aus fiinf Meflpunktcn in der Ebene dar.

Verwendet wurden NiCr-Ni-Thermoelemente. Die Temperaturen auf der Wasserseite wurden

mit Pt-l00 Widerstandsthermometern bestimmt. Die Messung ergab fur die im Prufstand

instaIlierte Bezugsflache Aa,b den folgenden Zusammenhang:

kA -c r'a,b - 1 + .......2 mg
(7.25)

Die Konstanten der Ausgleichgeraden wurden zu C1 = 3,156 WfK und C2 = 1261 J/(kg K)

bestimmt. Die Gleichungen 7.20-7.25 stellen Bestinunungsgleichungen zur Ermittlung der

Austrittstemperatur TO) in Abhangigkeit von den Gas- und Wassermassenstromen dar. Der

Gasstrom ist wiederum eine Funktion der Luftzahl und Leistungsdichte.
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7.3 Ergebnisdarstellung

Die Untersuchung geht auf den in del' Einleitung zum Kapitel 7 beschriebenen

praxisbezogegen Betriebsfall mit mWa = 0,164 kg/s, S<ta = 60 DC und Sa = 25 DC zuruck.
FUr den Brennraumwarmeaustauscher wird von den Abmessungen Dwb = 150 mm, DAb =, ,
200 mm und (HK + HR)b = 500 mm ausgegangen. Die Abmessungen des Bezugskorpers

betragen HK,b = 300 mm und DK,b = 100 mm. Die Warmeaustauscherflache des

Abgaswarmeaustauschers wird auf die derzeit im Prufstand installierte Bezugsflache Aa,b

bezogen (---* Kap. 7.2). Diese AbmaJ3e stellen die Ausgangsbasis fur die Untersuchung dar (---*

Abb, 7.9). Daruber hinaus wird von einem vollstandig isolierten System ausgegangen (Qv =

0). Die Simulation basiert auf den analytischen Gleichungen des Kapitels 5.3 zur Ermittlung

der Korperwand- und Flammentemperaturen. Ihre Ergebnisse zeigten im Vergleich mit

numerisch ermittelten Daten sehr gute Ubereinstimmungen fur den technisch interessanten

Bereich (---* Kap. 5.4.1). Dadurch wird der Rechenaufwand fur die Iteration entsprechend der

Abbildung 7.7 erheb1ich reduziert.

7.3.1 Charakteristische Wirkungsgrade

Die folgenden Darstellungen zeigen charakteristische Wirkungsgrade in Abhangigkeit von

den Betriebspararnetem Leistungsdichte und Luftzahl sowie den Geometriedaten des

Brennraum- sowie Abgaswarmeaustauschers, Dabei werden die Anteile des an das Wasser

ubertragenen Gesamtwarmestroms im Reaktor infolge Gas- und Festkorperstrahlung sowie

Konvektion dargestellt. Del' Quotient aus der Surnme diesel' Warmestrome und der

. HR,b = 200 mm,
I_ :;1

HK,b = 300 mm

K

r I
, I

----x ! jM DK,b = 100 mm

1 LtDw'-!50~
I L-:-DAb=200mm

__:<..1 I '
y

Abb, 7.9 Abrnessungen des derzeit installierten Reaktors
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eingesetzten Heizleistung liefert den Reaktorwirkungsgrad. Die Differenz zwischen Gerate­

und Reaktorwirkungsgrad ermoglicht eine Aussage hinsichtlich der wirkungsgradtechnischen

Gute des Abgaswarmeaustauschers.

Variation der Betriebparameter

Die Abhangigkeit charakteristischer Wirkungsgrade von den Betriebsparametem Leistungs­

dichte und Luftzahl innerhalb des technisch interessanten Bereiches ist in den Abbildungen

7.10 und 7.11 dargestellt. Sie zeigen einen Wirkungsgradabfall von Reaktor und Gerat mit

Zunahme dieser Parameter. Die Geratewirkungsgrade liegen oberhalb von 91 %. Der

maximale Geratewirkungsgrad wird bei einem Betriebspunkt von 80 kW/m-/I, I erreicht. Er

betragt nahezu 96 %. Die Abgastemperatur betragt in diesem Fall 125°C. Die Wirkungs­

grade des entwickelten Heizsystems Iiegen damit im Bereich moderner Gasheizkessel mit

Wirkungsgraden von 93 % [10]. Der Anteil der Reaktorleistung am feuerungstechnischen

Gesamtwirkungsgrad des Gerates betragt in den untersuchten Parameterbereichen zwischen

70-80 %. Somit wird dem Abgas ein nicht unerheblicher Warmestrom im Abgaswar­

meaustauscher entzogen. Dieser Entzug steigt mit zunehmendem Massenstrom. Infolgedessen

wird der starke Abfall der Reaktorleistung mit ansteigenden Leistungsdichten und Luftzahlen,

der bis zu 11 % bzw. 6 % betragen kann, durch einen gleichzeitig steigenden Warmeentzug

im Abgaswarmeaustauscher kompensiert. Die Folge ist ein schwacher Abfall der Geratewir­

kungsgrade mit ansteigenden Betriebsparametem.

A = 1 1-,-
95,6 %__•------e- <¢o

75,6 %"____..----..----..------..

37,0 % "______. e__e ___

'-.25,8 % A--A__ o A __A

91,2 %

64,8 %

29,5 %

23,5 %

G e ra ce w irkungsgrad

Re akro rw irkungsgrad

Festkorperserahlungsanteil (Re akro r

Ko nve kt io nsan ce il (Re akro r )

10
12,8 % "'--V--.--v__... 11,8 % Gasstrah lungsan ce il (Re akco r )

100 120 140 160 180 200 220 240 260 2808060

oL~-,--~-'--~-,--~-,--~-,--~-,-~-,-~-,-~-,-~--,-~--,-~-,
40

Leistungsdichte q" I [kW 1m2 ]

Abb. 7.10 Wirkungsgrade in Abhangigkeit von der Leistungsdichte
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Die Wirkungsgraderniedrigung des Reaktors ist im Fall der Variation der Leistungsdichte

starker ausgepragt, Dies folgt aus der Erhohung der Brennstoffmenge, die keine

entsprechende Steigerung der Strahlungseffizienz und konvektiven Warmeauskopplung

bewirkt. Diese Aussage ist aus der Darstellung der Wirkungsgrade infolge Festkorper­

strahlung und Konvektion ableitbar, siehe Abbildung 7.10. Danach sinken diese trotz
ansteigender Oberflachentemperaturen und Massenstrome mit zunehmender Leistungsdichte.

Dabei fallt die Absenkung im Fall der Festkorperstrahlung von 37 % auf 29,5 % sehr

deutlich aus. Der Abfall des konvektiven Anteils am Reaktorwirkungsgrad wird durch die

Steigerung des Massenstroms hingegen besser kompensiert. Der Gasstrahlungsanteil bleibt

nahezu konstant. Er ist mit ca. 12 % fur die Untersuchung nicht zu vernachlassigen, Die

Gasstrahlungsleistungen betragen damit zwischen 1,0-1,8 kW. Diese sind auf die hohen

Gastemperaturen, insbesondere im Ringspalt, von bis zu 950°C zuruckzufuhrcn (-;. Kap.
7.3.2). Die Wirkungsgradabsenkung des Reaktors mit anwachsender Luftzahl ist nahezu

linear, wie in Abbildung 7.11 zu sehen ist, Sie fallt im Vergleich zur Erhohung der

Leistungsdichte weit weniger stark aus. Dies ist auf den Ausgleich der fallenden

Strahlungsleistung des Feststoffes durch den Anstieg des konvektiv ausgekoppelten

Warmestroms zurlickzuflihren.

100
q" = 100 kW/m2

90
94,4 %.-~.--.-~.--. 92,8 % Geraeewirkungsgrad

80

~__ 70

~

72,7 % "-"-!:l_"__,,,
67,0 % Reaktorwirkungsgrad

r

50 ~

~ 30

20

34,9% <;---e-.-3__e.

25,1 % .--.--.--.--.

I
28,5 % Festkorpcrstrahlungsanteil (Reaktor)

26,9 % Konvektionsameil (Reaktor}

10 12,7 % '--V--7--7-_7 11,6 % Gassrrahlungsanre.il (Reektor)

1,61,51,41,2 1,3

Luftzahl I\, H
1,1

o'---~--'---~--'---~--'---~--'--~--'--~----'

1,0

Abb.7.11 Wirkungsgrade in Abhangigkeit von der Luftzahl
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Variation der Geomerrieparameter

Die Abhangigkeit der charakteristischen Wirkungsgrade von der Geometrie des Brennraum­

warmeaustauschers ist fur den Betriebspunkt 100 kW/m2/l,1 in den Abbildungen 7.12-7.14

wiedergegeben. Die Vergri.illerung des Innendurchmessers Dw des Brennraums bewirkt eine

Steigerung des Geratewirkungsgrades trotz sinkenden KonvektionsanteiIs im Reaktor, siehe

Abbildung 7.12. Der Grund Iiegt in dem deutlich ansteigenden GasstrahlungsanteiI im

Reaktor infoIge der zunehmenden Schichtdicke des Gases. Im Gegensatz dazu zeigt die

Abbildung 7.13, dall der Geratewirkungsgrad mit steigendem Aullendurchmesser DA fallt,

Hierbei erweist sich der konvektiv ilbcrtragene Warmestrom infoIge des Temperaturanstieges

an der Warmeaustauscherinnenwand als der gegenuber Festkorper- und Gasstrahlung

dominierende Anteil. Die Vergri.illerung der Rohrlange bewirkt eine Steigerung der Kon­

vektions- und Gasstrahlungsanteile im Rohr, wie in der Abbildung 7.14 zu sehen ist. Demzu­

fo1ge steigt der Reaktor- sowie Geratewirkungsgrad mit steigender Rohrlange.
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Die Verbesserung des geratetechnischen Wirkungsgrad ist im Fall der Absenkung des AuBen­

durchmessers mit 0,0038 %/mm im Vergleich zur Steigerung des Innendurchmessers (0,0167

%/mm) deutlich geringer. Der Einfluf der Verlangerung des Rohransatzes zur Steigerung des

Wirkungsgrades betragt 0,005 %/mm. Damit wirkt sich die Erhohung des Innenwanddurch­

messers im Hinblick auf eine Optimierung des Brennraumwarmeaustauschers als die

effektivste bauliche Veranderung aus. Die Erweiterung des Innendurchmessers urn 60 rnrn bei

gleichbleibendem hydraulischem Durchmesser fur den Wasserkanal CDA = 260 rnrn) liefert

beispielsweise eine Wirkungsgradverbesserung urn 1 % auf 95,5 %.

Die Steigerung des Anlagenwirkungsgrades mit wachsender Warmeaustauscherflache des

Abgaswarmeaustauschers bei gleichzeitiger Senkung der Abgastemperatur ist in der
Abbildung 7.15 wiedergegeben. Die Vergrolierung der Rohrwendelflache urn 30 % hat

dernnach eine Erhohung des feuerungstechnischen Wirkungsgrades urn 2 % zur Folge. Die

Abgastemperatur betragt dann 116 CC. Die optimale Rohrwendelanordnung innerhalb des

Abgasrohres des Brennraumwarmeaustauschers bzw. Verlangerung der Hohe der Rohrwendel

zur Vergroberung der Austauscherflache stellt darnit eine wirkungsvolle Ma13nahme zur

Steigerung des Geratewirkungsgrades dar. Diese bauliche Veranderung ist insbesondere im

Hinblick auf die Entwicklung eines Brennwertkessels bei gleichbleibenden Abmessungen des

Brennraumwarmeaustauschers von Interesse.
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7.3.2 Charakteristische Temperaturen

Die Abbildungen 7.16 und 7.17 zeigen charakteristische Temperaturen in Abhangigkeit von

der Leistungsdichte und Luftzahl. Die Abmessungen des Brennraumwarmeaustauschers und

Brennerkorpers sowie der Warmeaustauscherflache des Abgaswarmeaustauschers entsprechen

den Bezugsdaten (--? Abb. 7.9).

Die mittleren Wandtemperaturen des Ringspaltes und Rohres wachsen mit steigender

Leistungsdichte, zu griiBeren Luftzahlen fallen sie. Sie betragen zwischen 180-280 "C bzw.

85-115 "C. Dies zeigt einen deutlichen Temperatursprung am Ubergang "Ringspalt-Rohr" an.

Die hohe thermische Belastung im Bereich des Ringspaltes und der starke Temperaturabfall

der Wand all der Ubergangsstelle von Ringspalt und Rohr erfordem eine robuste Konstruk­

tionsausfuhrung. Dies wird durch die Verwendung von Mantelrohren aus Edelstahl fur den

Ban des Brennraumwarmetauschers mit stirnseitig angeschweifiter Flanschverbindung zur

Bodenbefestigung gewahrleistet.
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Abb, 7.16 Wandtemperaturen in Abhangigkeit von der Leistungsdichte und Luftzahl
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Als charakteristische Abgastemperaturen sind in der Abbildung 7.17 die mittlere Ringspalt-,

Reaktoraustritts- und Kamintemperaturen dargestellt. Die Hohe der Ringspalttemperaturen

von 750-950 °C ist der Grund fiir eine im Ringspalt nicht zu vernachlassigende Gasstrahlung.

Diese hat neben der Erhohung des Reaktorwirkungsgrades auch einen Einfluf auf die

Oberflachentemperatur des Brennerkorpers. Die Ringspalttemperatur ist nur schwach von der

Luftzahl abhangig. Die Steigerung der Enthalpie des Ringspaltes mit wachsender Luftzahl

infolge einer deutlichen Absenkung der Wantemperatur TWI wird durch den gleichzeitig

zunehmenden Massenstrom ausgeglichen (~ Gl. 7.19). Die Gastemperatur des Ringspaltes,

die proportional dem Quotienten aus Ringspaltenthalpie Ulld Gasmassenstrom ist, bleibt dann

unter der Voraussetzung gleicher Energie- und Massenzuwachse des Gases nahezu konstant.

Die Reaktoraustrittstemperaturen liegen ca. 200°C unter denen des Ringspaltes. Sie betragen

zwischen 550-750 °C. Die Kamintemperaturen liegen zwischen 120-220 °C. Reaktoraustritts­

und Kamintemperaturen steigen zu grolseren Luftzahlen hin. Dies ist auf die schlechtere

Warmeauskopplung im Reaktor bei ansteigenden Massenstromen zuruckzufuhren (~ Abb.

7.11).
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7.4 Experimentelle Uberprufung

Im folgenden wird die Reaktorsimulation anhand theoretisch und experimentell ennittelter

Wasser- und Korperoberflachentemperaturen im Leistungsdichtebereich 80-160 kWzm" und

fur die Luftzahlen 1,1 sowie 1,3 uberprnft, siehe die Abbildungen 7.18 und 7.19. Der Wasser­

massenstrom wurde dabei zur Erzielung moderater Wassertemperaturen von ca. 70 DC parallel

zur Steigerung der Leistungsdichte hochgeregelt. Die Auf3enwandtemperatur TA des Brenn­

raumwarmeaustauschers ergab einen Mittelwert von 45 DC. Dieser flieBt in die Modellierung

zur Berucksichtigung der Wandverluste ein. Die Gastemperatur am Eintritt betrug 35 DC. Die

Wassertemperaturen wurden mit Pt-lOO Widerstandsthennometem erfaBt. Die Messung der

Korperoberflachentemperaturen erfolgte beruhrungslos durch ein Quarzfenster mittels

Gesarntstrahlungspyrometer. Der MeBkopf ist mit einem Dunnschicht-Thermosaulen-Detektor

plus Spektralfilter ausgestattet. Die tiber das Filter eingestellte spektrale Empfmdlichkeit

zwischen 2,0-2,5 urn erlaubt eine Temperaturmessung, unbeeinflufst von CO2- und H20 ­
Atmosphere und durch Quarz- und Glasfenster sowie durch weiBblau brennende Flammen.

Die Ennittlung des fur die Temperaturmessung notwendigen Emissionsfaktors des Gerates

erfolgte mit Hilfe einer Materialprobe, die in einem Ofen auf bekannte Temperatur erhitzt

wurde. Die Temperatur des Objektes wurde mit dem Pyrometer gemessen und durch An­
pas sung des geratetechnischen Emissionsfaktors auf die bekannte Temperatur eingestellt.
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In der Abbildnng 7.18 werden experimentell nnd theoretisch ermittelte Temperaturdifferenzen

im Wasserkanal zwischen Ein- nnd Austritt des Reaktors miteinander verglichen. Es zeigt

sich eine in qualitativer wie quantitativer Hinsicht gute Ubereinstimmung von Theorie nnd

Praxis. Dabei liegen die theoretisch ermittelten Werte nnterhalb denen der gemessenen

Resultate. Dies ist auf die Unterteilnng des Abgaskanals in zwei Stromungsbereiche nnter

Vemachlassigung der Ubergangzone zwischen Ringspalt- nnd Rohrabschnitt zuriickzufuhren.

Damit liegt der berechnete Wert fur den konvektiven Warmestrom unterhalb des tatsachli­

chen. Die maximalen Abweichungen betragen 0,6 K. Dies entspricht einer fehlenden

Warmeleistung von 225 W (160 kW/m2/I,I). Die prozentuale Abweichung betragt 1,5 %.

Experimentell und theoretisch bestimmte Korperoberflachentemperaturen sind in der

Abbildung 7.19 dargestellt. Aufgrund der fehlenden Ruckstrahlung der Wand wird die

Korperoberflache im Bereich des MeBflecks zu niedrig gemessen. Daher erfolgt ein Vergleich

der MeBresultate mit den Simulationsergebnissen ohne Riickstrahlung. Der Ernissionsfaktor

im Modell betragt 0,9 (-'> Kap. 3.4). Der Vergleich zeigt eine gute Ubereinstimmung von

Theorie nnd Praxis. Die maximalen Abweichungen von 25°C (160 kW/m2
, 1,1) sind gering.

Sie treten erst fur grolsere Leistungsdichten nnd Luftzahlen auf. Dies ist auf die in diesen

Bereichen zu niedrig berechnete Temperatur, deren Bestimmung auf die analytische

Gleichnng des Kapitels 5.3 zuriickgeht, zuriickzufuhren.
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Der Vergleich von Messung und Rechnung bestatigt die Wahl des im Kapitel 3.4

abgeschatzten Emissionskoeffizienten von 0,9. Dariiber hinaus zeigt er, daB die Gasstrahlung

bei der Erhohung der Oberflachentemperarur des Brennerkorpers nicht vernachlassigbar ist.

Die Gegenuberstellung der Simulationsergebnisse unter Beriicksichtigung von Gas- und Ruck­

strahlung entsprechend der Abbildung 7.19 mit den Resultaten der Abbildung 5.6 zeigt, daB

die Temperaturerhohungen bis zu 60 K (160 kW/m2
, 1,1) betragen konnen, Somit kann der

Strahlungswirkungsgrad der Korperoberflache durch die Gasstrahlung im Ringspalt und die

Ruckstrahlung der Brennraurnwarmeaustauscherwand urn bis zu 14 % gesteigert werden.

7.5 Zusammenfassung del" Ergebnisse

Auf der Grundlage der Modellierung des unbeschichteten Strahlungsbrenners erfolgte die

Simulation des Heizsystems. Diese liefert folgende Aussagen:

~ Die Wirkungsgrade der Anlage betragen fur den zur Zeit installierten Teststand zwischen

95,6 % (80 kW/m2/1,1) und 91,2 % (160 kW/m2/1,1). Die Steigerung der Luftzahl von

I, I auf 1,3 bewirkt eine Wirkungsgradreduzierung urn ca. 1,5 %.

~ Die AnIagenwirkungsgrade steigen mit zunehmenden Innendurchmessern des Abgaskanals

und Reaktorrohrlangen sowie sinkenden AuJ3endurchmessern der Aufienwand des Brenn­

raumwarmeaustauschers, Hierbei zeigt die Zunahme des Innendurchmessers der Brenn­

raumwarmeaustauscherwand die effektivste Wirkungsgradsteigerung.

• Der feuerungstechnische Gesamtwirkungsgrad setzt sich zusanunen aus dem Reaktor- und

Abgaswarmeaustauscheranteil. Dabei betragt die Warmcauskopplung im Abgaswarme­

austauscher 30-20 %. Die Vergrofierung seiner derzeitigen Warmeaustauscherflache urn

30 % hat eine Stcigerung des Geratewirkungsgrad urn 2 % zur Folge.

~ Die mittleren Wandtemperaturen im Ringspalt betragen zwischen 180-280 °C, die der

Rohrwand zwischen 80-120 "C. Damit ist am Ubergang von Ringspalt und
Rolrrerweiterung ein starker Temperaturabfall von tiber 100 K zu erwarten.

• Die mittleren Gastemperaturen irn Ringspalt und Reaktoraustritt betragen zwischen 750­

950°C bzw. 550-750 "C. Infolge dieser hohen Temperaturen ist die Gasstrahlung nicht

zu vernachlassigen. Sie hat einen Anteil am ubertragenen Gesamtwarmestrom des

Reaktors von ca. 12-13 %. Die Erhohung der Korpertemperatur infolge Gasstrahlungs­

warme aus dem Brennraurn betragt bis zu 60 K.
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8.0 Zusammenfassung del' Arbeit

Die vorliegende Arbeit beschreibt Untersuchungen an einem Heizsystem mit kerarnischem

Strahlungsbrcnner, das mit tlberstnchiometrischen Erdgas/Luft-Gemischen betrieben wird. FUr

theoretische Betrachtungen wird Erdgas durch Methan ersetzt. Unter Zugrundelegung eines

fur den technischen Einsatz im Haussektor interessanten Betriebsparameterbereiches von 80­

160 kW/m2 (AK = 0,1 m") und Ie :;; 1,3 ist der Schwerpunkt der Untersuchung die

Modellierung und Simulation folgender Systeme:

II Unbeschichteter Brennerkorper

II Mit EdelmetalllWashcoat direktbeschichteter Brennerkorper

II Heizsystem mit integriertem Strahlungsbrenner

Die Modellierung des un- sowie direktbeschichteten Brennerkorpers basiert auf den

eindimensionalen, stationaren Erhaltungsgleichungen fur Masse, Stoff und Energie im Bereich

der Brennerkorperwand mit und ohne Katalysatorschicht und der wandnahen, auJ3eren

Randzone. Die Stoffwerte werden in Abhangigkeit von der Temperatur beschrieben. Bei der

Aufstellung der Energiegleichung wird von einer Einphasenstromung innerhalb des Faser­

korpers, das bedeutet lokales Gleichgewicht zwischen Gas- ill1d Feststoffphase, ausgegangen.

Die Beschreibung der Strahlung des Feststoffes erfolgt tiber die Einfuhrung einer effektiven

Warmeleitfahigkeit. Die differentielle energetische Bilanz berucksichtigt dann die fur die

voriiegende Anwendung dominierenden Mechanismen des Warme- und Stofftransportes

infolge Fourier'scher Warmeleitung, erzwungener Konvektion und Reaktion in Stomungsrich­

tung, Analog dazu setzen sich die Stofferhaltungsgleichungen aus den Anteilen Ficksche

Diffusion, Konvektion und Reaktion zusammen. Die Sauerstoffkonzentration wird in

Abhangigkeit von der Brennstoffkonzentration beschrieben (Le = i). Somit reduziert sich die

Anzahl der zu beschreibenden Erhaltungsgleichungen nach Integration der Massenbilanz in

die Brennstoff- und Energiebilanz auf 2.

Die Beschreibung der homogenen Gasphasenreaktion und heterogen katalysierten Reaktion

basiert auf der Zugrundelegung einer Einschritt-Kinetik, Im Fall der Simulation homogener

Gasphasenreaktionen werden die reaktionskinetischen Daten durch einen Vergleich analytisch

und numerisch berechneter laminarer Brenngeschwindigkeiten bestimmt. Fur die

Modellierung der Oberflachenkinetik wurde der Eim1uJ3 von Transportwiderstanden infolge

Porendiffusion und molekularem Antransport der Edukte zur Katalysatoroberflache durch die

Ableitung einer effektiven Reaktionsgeschwindigkeit bcrticksichtigt. Die Abschatzung dieser

Einflusse ergibt fur die vorliegende Katalysatorstruktur eine vemachlassigbare Hemmung der

Oberflachenreaktion durch den Stofftransport. Die reaktionskinetischen Parameter zur

Beschreibung der Oberflachenkinetik basieren auf Literaturangaben.
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Die Losung der Differentialgleichungen erfolgt numerisch mit Hilfe der Methode "Finiter

Differenzen". Dariiber hinaus werden fur den Fall des unbeschichteten Brennerkorpers auf der

Grundlage der thermischen Flammentheorie analytische Berechnungsgleichungen zur Be­

stimrnung der charakteristischen Betriebsgroflen Flammentemperatur, Korperoberflachen­

temperatur sowie Position der Reaktionszone entwickelt. Dabei zeigen die analytisch

ermittelten Ergebnisse fur Flammen- und Korperoberflachentemperaturen trotz erheblicher

Vereinfachungen fur die mathematische Ableitung im technisch interessanten Betriebsbereich

gute Ubereinstimmungen im Vergleich mit numerischen Berechnungen.

Im Fall des unbeschichteten Brennerkorpers ist aufgrund der hohen optischen Dichte der

Fasermatrix eine stabile Position der Flammenfront nur auJ3erhalb des Brennerkorpers

moglich, Die Korpermatrix dient dann als Flammenhalter. Sie koppelt einen Teil der aus dem

Flammenriicken an die Oberflache antransportierten Energie infolge Festkorperstrahlung an

die gegeniiberliegende Warmetauscherwand aus. Dieser Abtransport gewahrleistet einen

stabilen Warmehaushalt, auch fur Anstromgeschwindigkeiten unterhalb der adiabaten Brenn­

geschwindigkeit. Die Untersuchung konnte die fur das Brennerverhalten wichtigen warme­

und stromungstechnischen Prozesse herausarbeiten und liefert folgende Ergebnisse:

• Die Kiihlung der Reaktionszone durch Strahlung bewirkt eine starke Absenkung der

Flammentemperaturen, infolgedessen die Stickoxidproduktion aufunter 10 ppm, bezogen

auf 0 % O2 im Abgas, absinkt.

• Mit zunehmender Leistungsdichte wandert die Reaktionszone auf den Korper zu, erreicht

einen minimalen Abstand zur Oberflache und entfemt sich wieder. Analog dazu steigt die

Oberflachentemperatur des Korpers mit wachsender Leistungsdichte an, erreicht ein

Maximum und fallt zu groberen Leistungsdichten hin abo

~ Rei Unterschreiten einer charakteristischen Leistungsdichte kommt es zum Erliegen des

Verbrennungsprozesses (Loschpunkt), Bei Uberschreiten der adiabaten Leistungsdichte

hebt die Flamme von der Oberflache abo

• Die Veranderung der Korperdichte innerhalb technisch sinnvoller Grenzen hat keinen

nennenswerten EinfluJ3 auf den Verbrennungsprozef in der Randzone.

• Die Oberflachentemperaturen des Korpers liegen weit unterhalb stationarer Zundtempera­

turen. Thermische Effekte fur auftretende Ruckzundungen konnen demuachausge­

schlossen werden.
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• Die Geschwindigkeitsverteilung am Austritt der Oberflache kann ungleichformig sein.

Dabei erweisen sich die Zonen mit lokal hoheren Geschwindigkeiten als kritisch im

Hinblick auf auftretende Ruckzundungen. Die Geschwindigkeitsverteilung wurde mit

zunehmenden Korperdichten besser. Zudem zeigten Korper mit gleichmiilligeren

Verteilungen eine geringere Rtickzundungsneigung, so daf auftretende Instabilitaten

wahrend des Betriebes auf stromungstechnische Randeffekte an der Oberflache zuriickge­

fuhrt werden konnen.

• Die Riickziindungsgefahr sinkt mit fallender Leistungsdichte, steigender Luftzahl und

zunemender Korperdichte.

• Rasterelektronenmikroskopische Untersuchungen zeigen, daf das Innere des Faserkorpers

neben einem Faseranteil mit einheitlichem Faserdurchmesser von 3 urn auch Anteile an

Fasern dickeren Durchmessers und FiiIIstoffe aufweisen. Zur Verbesserung der

Homogenitat und damit Verringerung der Riickziindungsgefahr ist demnach der Anteil

an "Reinen Fasem" zu steigem.

Aus der Modellierung und experimentellen Untersuchung des Betriebsverhaltens eines mit

Platin direktbeschichteten Brennerkorpers konnen folgende SchluBfolgerungen gezogen

werden:

• Je nach Edelmetallmenge und Betriebspunkt ist theoretisch ein vollstandiger Umsatz in

der Katalysatorschicht zu erreichen. Die Reaktionszone ist dann im Korper. Die

Verbrennung ist flammenlos und die Stickoxidproduktion strebt gegen Null.

• In der Praxis iibersteigt die Katalysatortemperatur infolge einer schlechten Warmeabfuhr

aus der Katalysatorschicht thermische Belastungsgrenzen. Ein Aktivitatsverlust ist die

Folge.

• Die Ruckzundungsneigung des Strahlungsbrenners wird durch die Aufbringung emer
katalytisch aktiven Schicht auf die Oberflache deutlich verringert. Innerhalb des

technisch interessanten Bereiches ist ein ruckzundungsfreier Betrieb moglich.

Auf der Grundlage der Modellierung des Strahlungsbrenners erfolgte die Simulation des

Heizsystems. Diese liefert folgende Aussagen:

• Die geratetechnischen Wirkungsgrade liegen im Bereich modemer Brennersysteme. Sie
konnen durch eine gezielte Optimierung der Geometrie des Brennraum- und Abgas­

warmeaustauschers noch gesteigert werden,
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4& Der geratetechnische Wirkungsgrad setzt sich zusammcn aus dem Reaktor- und

Abgaswarmeaustauscheranteil. Bei der Warmeubertragung im Reaktor kann in die

Anteile Festkorperstrahlung, Konvektion und Gasstrahlung unterschieden werden. Dabei

ist die Festkorperstrahlung der dominierende Anteil bei der Warmeauskopplung im Gerat.

Die Anteile an der Warmeubertragung betragen in etwa:

4& 25 % (Abgaswarmeaustauscher)

4& 33 % (Festkorperstrahlung im Reaktor)

S 25 % (Konvektion im Reaktor)

4& 17 % (Gasstrahlung im Reaktor)

4& Die Modellierung des Gesamtsystems wnrde durch Messungen uberpruft. Es zeigte sich

eine in quantitaver wie qualitativer Hinsicht gute Ubereinstimmung.

4& Der Leistungsbereich des Heizsystems ist im technisch interessanten Bereich im Gegen­

satz Zll konventionellen Brennersystemen stufenlos regelbar.

108



9.0 Literaturverzeichnis

[1] P. Brockerhoff Neue Wege zur emissionsannen Verbrennung in der Warmeerzeugung,

in: W. Terhorst, Erdol und Erdgas in der Kernforschungsanlage Julich, Jill-Conf-58,

S. 199-212 (1986)

[2] B. Emonts: Entwicklung und Untersuchung eines katalytischen Strahlungsbrenners zur

NOx-annen Verbrennung von Methanol, Dissertation, Jiil-2275 (1989)

[3] C. B. von der Decken, H. Dotsch, B. Hohlein, H. Fedders, E. Riensche, P.Brockerhoff,

F. Pischinger, U. Hilger, H. Barnert, H. Niessen, M. Wahlbeck: Energie-Alkohole:

Herstellung und Nutzung eines synthetischen fliissigen Energietragers, Jiil-Spez-392,

S. 1-11 (1987)

[4] P. Brockerhoff, B. Emonts: Catalytic Combustion of Natural Gas for Heating
Appliances, Holmen et al. (Editors), Natural Gas Appliances, Elsevier Science

Publishers B.V., Amsterdam, S. 557-563 (1991)

[5] P. Brockerhoff, B. Emonts: Catalytic Two-Component Burner, 2nd European Congress

on Economics and Management of Energy in Industry, 5-9 April 1994, Estoril

(portugal)

[6] P. Brockerhoff, B. Emonts: Test of a Premixing Radiant Burner for the Low NOx

Combustion of Natural GaslHydrogen Mixtures, Int. J. Hydrogen Energy, Vol. 19,

No.4, S. 395-398 (1994)

[7] M. Fuchs: Photovoltaikanlage des Solar-Wasserstoff-Projektes Neunburg vorrn Wald:

Betriebserfahrungen und Wirtschaftlichkeitsanalysen, VDI-GET: "Regenerative

Energien", Tagung am 12./13. Marz 1991 in Kassel

[8] M. Fuchs, K. Hassmann: Stand und Aussichten der Solar-Wasserstoff-Wirtschaft,

Energiewirtschaftliche Tagesfragen 40, S. 372-376 (1990)

[9] W. V. Krill, R. 1. Schreiber: Assessment of Infrared and Catalytic Burner Appliances,

International Gas Research Conference, Rockville, S. 1436-1450 (1981)

[10] Deutsche Hoval GmbH: "Produktinformation, Hoval Ultra Gas", RottenburgiNeckar

(1993)

109



[11] H. Berg, T. Jannemann: Entwicklung eines schadstoffarmen Vormischbrenners fur den

Einsatz in Haushalts-Gasheizkesseln mit zylindrischer Brennkammer, Sonderdruck aus

Gas-Warme-Intemational, Vol. 38, No.1, S. 28-34 (1989)

[12] 1. F. Clarke, A. C. McIntosh: The Influence of a Flameholder on a Plane Flame

Including its Static Stability, Proc. R. Soc. Lond. A., Vol. 372, S. 367-392 (1980)

[13] J. Buckmaster: Stability of the Porous Plug Burner Flame, Siam 1. Appl, Math., Vol.

43, No.6, S. 1335-1349 (1983)

[14] C. R. Ferguson, 1. C. Keck: Stand-Off Distances on a Flat Flame Burner, Combustion

and Flame, Vol. 34, S. 85-98 (1979)

[15J 1. A. Eng, F. N. Ego1fopoulos, C. K. Law: On the Dual Response and Surface

Recombination in Burner-Stabilized Flames, ASME, Heat Transfer in Fire and

Combustion Systems, Vol. 166, S. 35-42 (1991)

[16] R. M. Kendall, S. T. Desjardin: Basic Research on Radiant Burners, Annual Report,

GRI-88/0097 (Feb. 1987-Jan. 1988)

[17] R. M. Kendall, S. T. Desjardin, J. D. Sullivan: Basic Research on Radiant Burners,

Annual Report, GRI-89/0212 (Feb. 1988-Jan. 1989)

[18] R. M. Kendall, S. T. Desjardin, J. D. Sullivan: Basic Research on Radiant Burners,

Annual Report, GRI-9010325 (Feb. 1989-Miirz 1990)

[19] R. M. Kendall, S. T. Desjardin, J. D. Sullivan: Basic Research on Radiant Burners,

Final Report, GRI-92/0181 (Feb. 1987-Feb. 1992)

[20] S. B. Sathe, R. E. Peck and T. W. Tong: A Numerical Analysis of Heat Transfer and

Combustion in Porous Radiant Burners, Int. 1. Heat Mass Transfer, Vol. 33, No.6,

S.1331-1338 (1990)

[21] T. W. Tong, S. B. Sathe and R. E. Peck: Improving the Performance of Porous

Radiant Burners Through Use of Sub-Micron Size Fibers, Int. J. Heat Mass Transfer,

Vol. 33, No.6, S. 1339-1346 (1990)

[22] A. C. Mcintosh, A. Prothero: A Model of Large Heat Transfer Surface Combustion

with Radiant Heat Emission, Combustion and Flame, Vol. 83, S. 111-126 (1991)

110



[23] M. Golombok, A. Prothero, L. C. Shirvill and L. M. Small: Surface Combustion in

Metal Fibre Burners, Combust. Sci. and Tech., Vol. 77, S. 203-223 (1991)

[24] M. R. Dongworth, A. Melvin: Diffusive Catalytic Combustion, Sixteenth Symposium

on Combustion, The Combustion Institute, S. 255-264 (1977)

[25] S. W. Radcliffe, R. G. Hickman: Diffusive Catalytic Combustion, Journal of the

Institution of Fuel, Vol. 208, S. 218-214 (1975)

[26] D. L. Trimm, Ch. W. Lam: The Combustion of Methane on Platinum-Alumina Fibre

Catalysts-I, Kinetics and Mechanism, Chemical Engineering Science, Vol. 35, S.1405­

1713 (1980)

[27] D. L. Trimm, Ch. W. Lam: The Combustion of Methane on Platinum-Alumina Fibre

Catalysts-2, Design and Testing of a Convective-Diffusive Type Catalytic Combustor,

Chemical Engineering Science, Vol. 35, S. 1731-1739 (1980)

[28] P. C. Carman: Flow of Gases Through Porous Media, London: Butterworths (1956)

[29] B. N. Furber, J. Davidson: The Thermal Performance of Porous Insulants in a High

Pressure Gas Enviroment, The Nuclear Power Group Limited, Paper No. 28, Bruessels:

Second Conference on Prestressed Concrete Reactor Vessels and Their Thermal

Insulation (1969)

[30] Th. Tebroke: Berechnung des Warmetransportes durch einen waagerechten porosen

Ringspalt infolge Leitung, Strahlung und Konvektion bei variablen Stoffwerten,

Dissertation, Jtil-2586 (1992)

[31] D. Rath, A. Steiff, P. M. Weinspach: Zur Berechnung der effektiven Warmeleitfahig­

keit von evakuierten Dammaterialien, Chem-Jng.-Tech. MS 190111990 (1990)

(Synopse erschienen in Chem.-Ing.-Tech., Vol. 62, No. 11, S. 956-957 (1990) )

[32] R. Siegel, J. R. Howell: Thermal Radiation Heat Transfer, Int. Student ed., Tokyo:

McGraw-Hill Kogakusha, Ltd. (1972)

[33] E. Achenbach: Computation of Heat Transfer Through a Horizontally Arranged HTR­

Fiber Insulation, Nuclear Engineering and Design, Vol. 126, S. 379-386 (1991)

[34] R. E. Bedford, C. K. Ma: Emissivities of Diffuse Cavities: Isothermal and

Nonisothermal Cones and Cylinders, J. Opt. Soc. Am., Vol. 64, S. 339-349 (1974)

III



[35] R. E. Bedford, C. K. Ma, Z. Chu, Y. Sun, S. Chen: Emissivities of Diffuse Cavities

4: Isothermal and Nonisothermal Cylindro-Inner-Cones, Applied Optics, Vol. 24,

No.18, S. 2971-2980 (1985)

[36] M. Go1ombok, L. C. Shirvill: Emissivity of Layered Fibrous Materials, Applied Optics,

Vol. 27, No. 18, S. 3921-3925 (1988)

[37] B. K. C. Chan, C. M. Ivey, J. M. Barry: Natural Convection in Enclosed Porous Media

with Rectangular Boundaries, ASME, 1. Heat Transfer, Vol. 92, S. 52-58 (1970)

[38] Ya. B. Zeldovich, D. l'L Frank-Kamenetzkii: Theory of Uniform Flame Propagation,

Compt. Rend. Acad. Sci. U.R.S.S., Vol. 19, S. 693-697 (1938)

[39] 1. More, B. Garbow, K. Hillstrom: User Guide for MINBACK-1, Argonne National

Labs Report ANL-80-74, Argonne, Illinois (1980)

[40] J. Gottgens, P. Terhoeven, N. Peters: Calculation of Lean Flammability Limits Based

on Analytical Approximations of Burning Velocities, Bull. Soc. Chim. Belg., Vol. 101,

No.9 (1992)

[41] N. Peters: Flamelet Libraries, RWTH Aachen, Institut fur Technische Mechanik (Kurz­

beschreibung in: N. Peters, B. Rogg: Reduced Kinetic Mechanisms for Combustion

Applications, Springer-Verlag (1993) )

[42] J. Warnatz: Elementarreaktionen in Verbrennungsprozessen, BWK, Vol. 37, No. 1-2,

S. 11-19 (1995)

[43] J. Wamatz: Eighteenth Symposium (International) on Combustion, The Combustion

Institute, Pittsburgh, Pa., S. 369-384 (1981)

[44] N. Peters: ERCOFTAC-Summer School Umdruck, Laminar and Turbulent

Combustion, RWTH Aachen, Lehrstuhl fur technische Termodynamik (1992)

[45] N. Peters, B. Rogg: Reduced Kinetic Mechanisms for Combustion Applications,

Springer-Verlag (1993)

[46] N. Peters; F. A. Williams: The Asymptotic Structure of Stoichiometric Methane-Air

Flames, Combustion and Flame, Vol. 68, S. 185-207 (1987)

112



[47] C. K. Westbrook, F. 1. Dryer: Simplified Reaction Mechanisms for the Oxidation of

Hydrocarbon Fuels in Flames, Combustion Science and Technology, Vol. 27, S. 31-43

(1981 )

[48] F. 1. Dryer: 1. Glassman: High-Temperature Oxidation of CO and CH4 ' Forteenth

Symposium (International) on Combustion, The Combustion Institute, Pittsburgh,

S.987 (1972)

[49J A. Williams, R. Woolley, M. Lawes: The Formation of NOx in Surface Burners,

Combustion and Flame, Vol. 89, S. 157-166 (1992)

[50J Humphrey Davy: Some New Experiments and Observations on the Combustion of

Gaseous Mixtures, The Collected Works of Sir Humphrey Davy (1. Davy, ed.), Vo1.6,

Smith, Elder and Co., Comhill, London, S. 81-88 (1840)

[51] D. 1. Trimm: Catalytic Combustion (Review), Applied Catalysis, Vol. 7, S. 249-282

(1983)

[52] R. Presad, 1. A. Kennedy, E. Ruckenstein: Catalytic Combustion, Catal. Rev. Sci.

Eng., Vol. 26, No.1, S. I-58 (1984)

[53] J. P. Kesselring: Catalytic Combustion, in Advanced Combustion Methods, Academic

Press Inc. (London) Limited (1986)

[54] 1. D. Pfefferle, W. C. Pfefferle: Catalysis in Combustion, Catal. Rev. Sci. Eng.,

Vo1.29, No.2 & 3, S. 219-267 (1987)

[55J C. Wagner: Chern. Technol. (Berlin), Vol. 18, S. 28ft' (1945)

[56] \V. C. Pfefferle, L. D. Pfefferle: Catalytically Stabilized Combustion, Prog. Energy
Combust. Sci. , Vol. 12, S. 25-41 (1986)

[57] J. P. Kesselring, W. V. Krill, R. M. Kendall: Design Criteria for Stationary Source

Catalytic Combustors, Proc. of the Second Stationary Source Combustion Symposium,

EPA-600/7-77-073/3c, Vol. 3, S. 193-228 (1977)

[58] R. F. Hicks, H. Qi, M. 1. Young, R. G. Lee: Effect of Catalyst Structure on the Rate
of Methane Oxidation over Palladium on Alumina, International Gas Research

Conference, S. 1508-1514 (1989)

113



[59] H. H. Kung, J. B. Butt: Mechanistic and Kinetic Studies of the Elemetary Processes

in Catalytic Combustion of Methane, Northwestern State University, Evanston,

Illionois, Grant No. 5081-360-0481, Final Report (1985)

[60] H. Wise, M. A. Quillian: Elementary Processes in the Catalytic Combustion of

Methane, SRI International, Menlo Park, California, SRI Projekt PYH-3671, GRI

Contract No. 5081-360-0490, Final Report (1986)

[61] S. Sicardi, V. Specchia, F. Ferrero: Kinetics of Combustion of Methane with Different

Catalysts, Chimica Industriale, Vol. 64, No.3, S. 217-320 (1982)

[62] R. B. Anderson, K. C. Stein, J.J. Feenan, L. J. E. Hofer: Catalytic Oxidation of

Methan, Ind. and Engng. Chern., Vol. 53, No. 10, S. 809-812 (1961)

[63] A. Schwartz, L. L. Holbrook, H. Wise: Catalytic Oxidation Studies with Platinum and

Palladium, Journal of Catalysis, Vol. 21, S. 199-207 (1971)

[64] M. Baems, H. Hofinann, A. Renken: Chemische Reaktionstechnik, Lehrbuch der

Technischen Chemie, Band 1, Georg Thieme Verlag Stuttgart, New York (1992)

[65] S. B. Pandya: Untersuchung ttber die Strahlung von Gaskorpern ungleicher

Temperatur, Dissertation, RWTH Aachen (1982)

[66] VDI-Wiirmeatlas Dusseldorf: VDI, 5. Auflage (1988)

[67] S. W. Churchill: A Comprehensive Correlating Equation for Laminar, Assisting,

Forced and Free Convection, AIChE J., Vol. 10, S. 10-16 (1977)

[68] T. Fujii, H. Uehera: Laminar Natural-Convective Heat Transfer from the Outer Surface

of a Vertical Cylinder, Int. J. Heat Mass Tranfer, Vol. 13, S. 607-615 (1970)

[69] Th. v. Karman: Ober Laminare und turbulente Reibung, ZAMM 1, S. 233-252 (1921)

[70] K. Pohlhausen: Zur naherungsweisen Integration der Differentialgleichung der

laminaren Reibungsschicht, ZAMM 1, S. 252-268 (1921)

[71] H. Schlichting: Grenzschicht-Theorie, G. Braun Verlag, Karlsruhe 1982

[72] U. Renz: Kalorische Apparate, Umdruck zur Vorlesung, RWTH Aachen, Lehrstuhl fur

Warmeubertragung und Klimatechnik (1990)

114



[73J N. Kostka, K. Hammeke: Ennittlung von Stoffdaten der Gase 0z, Nz, CO, COz, He,

HzO, Hz, CH4, CH30H und CzHsOH und der Mischungen aus diesen Gasen, Jiil-2l12
(1987)

[74J A. Mersmann: Stoffubertragung, Herausgegeben von Ulrich Grigull, Springer-Verlag

(1986)

[75J K. Schack: Chemie-Ing.-Techn., Vol. 42, S. 53-58 (1970)

[76J K. Schack: Zur Berechnung der Wasserdampfstrahlung, Chemie-Ing.-Techn., Vol. 43,

No.2, S. 1151-1153 (1971)

[77J U. Renz: Grundlagen der Warmeubertragung, Umdruck zur Vorlesung, RWTH

Aachen, Lehrstuhl fur Warmeubertragung und Klimatechnik (1987)

115



116



10. Anhang

10.1 Stoffwerte

Stoffwerte zur Charakterisierung del' Faserkorperr

1. Faserdichte

Ps
= (WSi0 2

PSi02

PS,02 = 2650 kglm3 PAlp, = 3400 kglm3 (10.1)

2. Koeffizienten zur Bestimmung der Warmeleitfahigkeit nach Gleichung 3.7

KF = 0

As = 4 W/mK (Mischfaser)

Kg = 1,2
e = 25 mvkg

3. Emissionskoeffizient

8 S = 0,45-0,65 (Standardfaser); 400::; T ::; 800°C

Stoffwertefunktionen IIiI' analytisehe Berechnungen:

1. Quotient aus Warmeleitfahigkeit und spezifischer Warmekapazitat

Der Quotient aus Warmeleitfahigkeit und spezifischer Warmekapazitat wurde an die Daten

des Stoffwerteprogramms von Kostka lLud Hammeke [73J angepabt, Dabei ist der Einfluf der
Veranderung der Gemischzusammensetzung infolge Luftzahlvariation zu vemachlassigen.

2. Laminare Brenngeschwindigkeit: (-'J- Gleichungen 5.4, 5.5, 5.6)

(10.2)

(10.3)

a = 9602 K; b = - 4956 K; c = 88229 K; d = - 33160 K; e =22747 K; f= - 4.6xl0-4 11K

Reaktionszone: ·.HCPB•ad =.33000K
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3. Analytisches Berechnungsmodell: (-,;> Gleichungen 5.12, 5.13, 5.17)

(lOA)

Die Reaktionsenthalpie wird als konstant angenommen. Sie betragt 50,2 x106 JlkgB. Die

spezifische Warmekapazitat cp wurde an die Daten von Kostka und Hammeke [73] in einem

Luftzahlbereich von 1,0-1,5 angepafst. A1s Gaszusammensetzung wurde die Mischung am

Eintritt in das System mit den Komponenten N2, 02 und CH4 zugrunde gelegt. Die

Anpassung lieferte fo1genden Zusammenhang:

(10.5)

A(A) = ao + a l A+ ~ A2 ; ao = 998,250 J/(kg K) ; a l = - 38,232 J/('i<:g K) ;

~ = 8,036 J/(kgK)

B(A) = bo + b I Ie + b2 1e2 ; bo = 0,5641 J/(kg K2) ; b I = - 0,283 J/(kg K2) ;

. b2 = 0,0743 J/(kgK2)

Randzone : HCPB,Kb = 35000 K

Reaktionszone : HCPBb = 33000 K

Stoffwerte inr numerische Berechnungen:

1. Reaktionsenthalpie: MR,B = 50,2x106 JlkgB

2. Molekulare Diffusionskoeffizienten fur Methan und Sauerstoff:

Das Produkt aus Gasdichte und mo1eku1arem Diffusionskoeffizienten der Kornponente i in

einer inerten Stickstoffatmosphare (g=N2) ist eine Funktionvon der Temperatur-, Nach

Mersmann [74] gilt:

:::;: {\ ~ (o + cr,.,''-', ..... \ g
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Del' StoBdurchmesser Gig (in Angstrom) und das StoBintegral QD sind Stoffparameter del'

Komponenten in del' Gasmischung. Das StoBintegral ist eine Funktion des Verhaltnisses

kT/8 io' Die GroBe 8;0 stellt die maximale Anziehungsenergie zwischen zwei Molekulen dar.
~ ~

Es gilt:

= J€g€i (10.8)

Die Daten fur (s/k), und G; mit i stellvertretend fur Stickstoff, Sauerstoffund Methan konnen

del' Arbeit von Koska und Harmneke [73J entnommen werden. FUr die StoBdurchmesser von

Methan und Sauerstoffergeben sich Werte von GB,g = 3.8xlO-lO m und Go"g= 3.6xlO-1O m.

Die StoBintegrale QD,ig fur Methan und Sauerstoffhaben nach Mersmann [74J im Tempera­

turbereich von 30-1500 DC einen Wert zwischen 1 und 0,7. FUr das mittlere Produkt aus

Gasdichte und molekularem Diffusionskoeffizienten erhalt man dann in Abhangigkeit von del'

Temperatur

(Hl.9)

mit DB,/Do"g = 1,09. Hieraus ergibt sich fur das Verhaltnis der Stoffubergangskoeffizienten

f3B,g / f3o"g entsprechend del' Stoffubergangsgesetze 10.13 und 10.15 ein Wert von 1,06.

3. Warmekapazitat und Warmeleitfahigkeit

Die spezifische Warmekapazitat cp und Warmeleitfahigkeit Ie del' Gasgemische werden mit

dem Stoffwerteprogramm von Kostka und Hammeke [73J bestimmt. Dieses ermittelt die

~~~~~~~~~~,~~~OO~~OO~~

Mischungen aus diesen Gasen.

10.2 Katalysatorstruktur und Stoffubergangsgesetze

10.2.1 Eigensehaften del' Katalysatorstruktur

FUr die Berechnung del' Stoffubergangskoeffizienten del' Katalysatorstruktur ist es notwendig,

Aussagen hinsichtlich del' charakteristischen Geornetriegrofien, wie Eindringtiefe 8Kat und

Korndurchmesser <\" zu treffen. Die Auswertung von REM-Aufnahmen del' Katalysator­

struktur ergab eine Eindringtiefe zwischen 0,8 und 1,2 mrn. Del' mittlere Komdurchmesser

des Washcoates betragt ca. 5 um. Die Beschreibung del' beschichteten Flache unterscheidet

zwischen del' Dichte del' Gesamtstruktur und del' aktiven Zentren ohne Faseranteil. Del'

Faseranteil del' Matrix in del' Beschichtung wird als nichtaktive Unterlage betrachtet.
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Bei der Direktbeschichtung der Korperwandoberflache betragt die Washcoat-Masse 5,5 g.

Hieraus liillt sich mit einer mittleren Eindringtiefe von 1 mm eine Katalysatordichte von ca.

60 kg/m' berechnen. Mit der Feststoffdichte fur y-A1uminiumoxid betragt die Porositat der

Katalysatorschicht ohne Faseranteil Pof demnach 98 %. Die auf das Volumen der Schicht

bezogene aktive auJ3ere Oberflache a der Struktur liillt sich auf den Komdurchmesser und die

Porositat zuriickfuhren:

(10.10)= 6a
(I-PDF)

-.
Diese ist von der Grofenordnung 2,4x104 mvm', Die auf die Washcoat-Masse bezogene

auJ3ere Oberflache betragt dann etwa 0,4 m2/gwc' Diese wird vom Hersteller mit I m2/g

angegeben. Die innere Struktur des Washcoates wird beschrieben durch die Pelletporositat Pp

und Tortusitat T [64]. Daraus ist der effektive Diffusionskoeffizient im Katalysatorkom in

Abhangigkeit von dem mo1ekularen Diffusionskoeffizienten berechenbar. Es gilt:

(10.11)

Charakteristische Werte fur die Pelletporositat und Tortuositat liegen bei 50 % und 4 [64].

Fur den hydraulischen Durchmesser der Katalysatorschicht ohne Faseranteil wird angesetzt:

PDF
=4­

a
(10.12)

Die Beschreibung der Warmeleitfahigkeit der Katalysatorschicht orientiert sich an der

Gleichung 3.7, die fur eine optisch dichte Faserisolierung gilt. Die Feststoffleitung wird

vernachlassigt (K" = 0). Der Gasexponent K& wird zu Null gesetzt. Die spezifische
• 0 -

Extinktion e betragt fur einen Korndurchmesser von 5 urn ca. 40 m-/kg (---7 Gl. 3.8.)

1002.2 Stoffubergangsgesetze bei Iaminarer Stromung

Summe durchstromter Rohre (Kapillarmcdell) [74]

(10.13)

Mersmann [74] gibt das Verhalnis (dIL)R als Funktion des Quotienten aus hydraulischem

Durchmesser zu Partike1durchmesser an. Fur Quotienten dh/<\, grolier als 20 gilt:

dp

(10.14)
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Summe umstromter Einzelkorper [64]

- 1,15 R 1/2 S 1/3- -- ed C
If' p

(10.15)

10.3 Analytisehe Herleitung der laminaren Brenngesehwindigkeit

Die Ableitung basiert auf den Aussagen der thermischen Flammentheorie nach Zeldovich und

Frank-Kamenetzkii [38]. Ausgangspunkt ist die Bruttoreaktion der Form K p F + K O, 02 -?

Produkte mit der Reaktionsgeschwindigkeit

(10.16)

Der Exponentialterm wird durch eine Reihenentwicklung urn Tad approximiert. Bei Ein­
fuhrung der dimensionslosen Temperatur

= (10.17)

ergibt sich mit der Taylor-Formel unter Vemachlassigung von Termen hoherer Ordnung:

E
RT

= + e (10.18)

(10.19)T' +

In der Reaktionszone (T 2: TO) kann der konvektive Term auf der linken Seite der Erhaltungs­

gleichungen 4.29 und 4.30 gegenuber dem diffusiven Term und dem Reaktionsterm ver­

nachlassigt werden. Die Stoffwerte in der Reaktionszone werden auf die adiabate Flammen­

temperatur bezogen. Dieser Annahme liegt die Vorstellung zugrunde, daf die Reaktionszone

eine sehr dunne Grenzschicht ist (-? Kap. 4.4). Hieraus wird nach Addition der Gleichungen

4.29 und 4.30 ein Zusammenhang zwischen der Temperatur T* und der Konzentration wi

hergeleitet:

1
-w·
Le. l

I

Mit den Randbedingungen kurz hinter der FIammenfront wB,b= 0, T* = T*ad ' dT*/dx* = 0

und dw/dx* = 0 sowie der Defmition 10.17 wird schliefslich die Brennstoffkonzentration auf

die dimensionslose Temperatur e zuruckgefuhrt:
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T2
ad

EjR HCPB,ad
(10.20)

Analog gilt fur den Zusammenhang zwischen der Sauerstoffkonzentration und der Temperatur

mit wO"b > 0 :

(10.21)

Die Beziehungen 10.18, 10.20 und 10.21, in Gleichung 10.16 eingesetzt, !iefem fur die

dimensionslose Reaktionsgeschwindigkeit nach Gleichung 4.31:

w; ('Ajcp)ad p~ (- R; )__-=__ k e 00

Mil 0

T2

ad See)
EjR HCPB,ad

(10.22)

(10.23)

Im stationaren Zustand ist die Brenngeschwindigkeit gleich der Geschwindigkeit der An­

stromung. FUr den spezifischen Massenstrom gilt dann:

(10.24)

In der Vorwarmzone (T s; To) wird die Reaktionsgeschwindigkeit vernachlassigt. Die Inte-
*gration von Gleichung 4.30 liefert den linksseitigen Temperaturgradienten an der Stelle xo'

unter .Berucksichtigung der Randbedingung T* = T*a bei x*= -co :

(10.25)

- _. ~ f'. • ri :\< 1 ......* * '\ ~. oj:( 'T* *'\? . rr" *MIt der Umformung d/dx (01 Idx J = 0,) d/d'T \(1..,. /dx J- gewm...nt man die temperatur T
als unabhangige Variable. Die einmalige Integration von Gleichung 4.30 unter Vernachlassi­

gen des konvektiven Anteils ergibt den rechtsseitigen Temperaturgradienten an der Schnitt­

stelle zwischen Vorheiz- und Reaktionszone:

(10.26)
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Zeldovich und Franck-Kamenetzkii setzen nun die Ableitungen aus der Vorwarmzone (10.25)

und der Reaktionszone (10.26) gleich. Unter Berucksichtigung einer asymptotischen Entwick­

lung fur groBe Aktivierungsenergien kann To gleich Tad gesetzt werden. Die Bestimmungs­

gleichung fur die Brenngeschwindigkeit lautet dann:

~ p~ (A/cp)ad

(EjR)z (Tad-T.)z

Die Auswertung des Integrals liefert:

EIR 0

e Too JS(0) d0
e,

(10.27)

o [v I
JS(0) de = [Ie Ie ~

0, B M
~ B

(10.28)

FUr groBe Aktivierungsenergien nimmt Ga groBe negative Werte an. Die Terme, die expG a
enthalten, streben gegen Null. Als Endergebnis erhalt man den in Kapitel 5.1.2 dargestellten

Zusammenhang zur Berechnung der laminaren Brenngeschwindigkeit.

10.4 Bereehuungsgruadlagen :lUI' Modellierung des Reaktors

1004.1 Einstrahlzahlen

Die Einstrahlzahl <PWI,K zwischen der Ringspaltwand und der Korperoberflache wird nach

einer Berechnungsgleichung des VDI-Warmeatlasses [66J bestimmt;

Rw HKX=-'y=-
R ' D

L'KK

A = y z + X Z - 1 . B = y Z - X Z + 1,

(10.29)

(10.30)

<l> = 1 __1_ [arccosB-l..- [1,/(A+2)z - 4X Z arccos.l!...-+B arcsinl-1>A] 1 (10.31)
WI,K X 1tX A 2Y XA X 2 ..
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Fill die Einstrahlzahlen zwischen Korperwand und Ringspaltwand bzw. Rohrwand gilt unter

Verwendung der Reziprotitats- und Surnmenbeziehung:

AWl
<D =-
-K,Wl A

K
<PW1,K (10.32)

10.4.2 Emissions- und Absorptlonskoeffizienten des Abgases

(10.33)

Emissionskoeffizienten

Fill die Berechnung der Emissionskoeffizienten eines COiH20-darnpfreichen Abgases gibt

Schack [75]-[76] bei einern Gesamtdruck Pges von 1 bar die folgenden Gleichungen an:

y = (1273 - Tg,m) / 1000

(10.34)

(10.35)

b (pro s)",
I ~ 2

Ci + (PCD, S)n,

(PCD, st'
+ (a . - b.)---'----

00 l l m.
d, + (PeD, S) ,

(10.36)

1 aoo b c I d i rn n

I
° I 0,252 0,1166 0,04 0,477

I
1,542 0,802

I ,
I I

1 0,01 0,0658 0,0245 1,712 0,25 0,715

-0,0955
,

-0,0535
,

0,013
,

0,115 2,45
,

1,0762 I
0 -0,0303 -0,0806 0,0816 0,691 0,13 0,495"

Tabv Hl.L: Werte der Koeffizienten der GL 10.36

124



EH 0 = exp( f + gu + h tanh3u)
a

(10.37)

u = (T - 625) I 625g,m
(10.38)

(10.39)
C1 In(PH0 S I z) + Cz PH0 S

, 2

l + q (PH 0 S)Z
2

f , g = d + ----'------,-----'---

(10.40)

Die gleichwertige Schichtdicke s wird in unbekannten Hillen aus der Niiherungsg1eichung

4 V
S = 09­, A (10041)

berechnet [66]. V ist das Vo1umen und A die Oberflache des Gaskorpers. FUr die Partial­

drucke Pco. und PH20 gilt unter der Voraussetzung einer vollstandigen Verbrennung:

mit Cco = 1 ; CH O = 2
2 a

(10.42)

I f (p s) g (p s)

d -0,37 ! -0,27

c1
I 0,683 0,143I

c2 [m barr! -1,857 0,226

[m barr2 1,83
,

0,721q I

z [m bar] 0,607 0,612

Tab. 10.2: Werte der Koeffizienten der Gl. 10.39

125



Absorptionskoeffizienten

Wahrend der Emissionsgrad nur vom Zustand des Gases (Tg.m> Gesamtdruck Pge5' Partial­

druck pD sowie von der gleichwertigen Schichtdicke s abhangt, wird der Absorptionsgrad

noch zusatzlich von der Wandtemperatur Tw beeinflufst. Entsprechend der Darstellung des

VDI-Warmeatlasses [66] gilt fur einen Gesamtdruck von I bar :

Av,co,

T 0,45 T
_ ( g,m) (T . PI)- -- EH o PI,SPHO--T a 2 T

W "g.m

(10.43)

(10.44)

10.'1.3 Wanneiibergangsgesetze

Naturliche Konvektion an einer vertikalen Platte [77]

Im Fall der laminaren Grenzschicht (Gr < 4x109) und einer isothermen Wandtemperatur gilt

fur den mittleren Warmeubergang und eine charakteristische Lange L:

Nu = C(Pr) (Gr Pr)lj4
L L

L3 2
g P P (T -T)

2 g,m W
11

(HIA5)

(10.'16)

Die Prandtl-Zahl Pr betragt im Temperaturbereich von 25-800 °C zwischen 0,71-0,73. Fur die

Simulation wird von einem konstanten Wert von 0,72 ausgegangen. Die Konstante CCPr)

betragt dann 0,516. Die Stoffwerte dynamische Zahigkeit 11, Dichte p und thermischer Aus­

dehnungskoeffizient P(= liT fur ern ideales Gas) werden bei einer mittleren Fluidtemperatur

ermittelt.

Erzwungene Konvektion im konzentrischen Ringspalt (Wasserkanal) [66]

D
Nu = [Nuoo + f( D

W
)

A

126

d 0,8

0,19 (RePr2 )
L

d
1 + 0,117 (RePr ;)0,467

(10,47)



(10.48)

(10.49)

(10.50)

Re (1051)

Die Stoffwerte werden auf eine mittlere Stoffbezugstemperatur von 50°C bezogen. Die

Stromungsform im Wasserkanal ist laminar.

Erzwungene Konvektion in einer ebenen Grenzschicht (Abgaskanal)

Die dimensionlose Geschwindigkeitsfunktion u1U(z) in Abhangigkeit von dem dimensions­

losen Wandabstand YJu = y/8u(z) wird nach Pohlhausen [70] fur den allgemeinen Fall einer

ebenen Grenzschicht mit Druckgradient durch einen Ansatz in Form eines Polynoms 4.

Grades dargestellt. Nach Substitution der freien Konstanten durch die Randbedingungen in

der Grenzschicht erhalt man nach [71]:

Die Grenzschichtdicke wird nach folgender Naherungsformel ermittelt [71]:

(10.52)

(1053)

z

!U(ddz
o (10.54)

Die Bestimmung des ortlichen Warmestroms an derWand setzt die Kenntnis der Tempera-

turverteilung inder. Grenzschicht zur Bestimmung des Temperaturgradienten an derWand
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voraus. Der ortliche Warmestrom wird dann mit der Beziehung

(10.55)

ermittelt. Hieraus W.J3t sich die ortliche Nusselt-ZahI, bezogen auf eine Bezugslange z,

ableiten. Unter Einfuhrung des dimensionslosen Wandabstandes "lr = y!oT(z) und der

dimensionslosen Ubertemperatur T* = (T-Tw) ! (Tg,m-Tw) gilt:

(10.56)

Der Ansatz zur Berechnung der dimensionslosen Temperaturverteilung T*cllT) wird so

gewahlt, daf fur 0T = 0u die Gleichheit der Temperatur- und Geschwindigkeitsprofile erfullt

ist. Dann gilt in Anlehnung an die Beziehung 10.52 fur den dirnensionlosen Gradienten an

der Wand:

aT' A
(-)w = -(2+-)

aTl T 6
(10.57)

Die Ermittlung der Grenzschichtdicke 0T(z) wird analog zur Bestimmung fur oiz) wieder

auf eine analytische Berechnungsformel zuri.ickgefuhrt [71];

2o7(z) = 46,72 (Pr = 0,7) (10.58)

Die mittlere Prandl-Zahl Pr des Abgases betragt im Temperaturbereich von 25-800 °C in

etwa 0,72. Somit ist die Anwendbarkeit der Gleichung 10.58 in guter Naherung erfullt.

Im Abgasringspalt wird aus den Gleichungen 10.52 und 10.53 mit der Geschwindigkeitsver­

teilung U(z) = axz fur den dimensionslosen Parameter A ein Wert von 7,052 hergeleitet. Fur

die rnittlere Nusselt-Zahl bei erzwungener Konvektion ergibt sich dann aus der Gleichung

10.56 unter Beriicksichtigung der Beziehungen 10.57 und 10.58:

NUen;W,Ring = 1,49 ,fJIe mit
2

~ a HI{
.Ke = --

TJ/p
(10.59)

Im Abgasrohr betragt der dimensionslose Parameter A bei einer konstanten Uberstromung mit

U(z) = b O. Mit diesem Ergebnis ergibt sich fur die mittlere Nusselt-Zahl :

(10.60)
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10.4.4 Potentialtheorie

Ausgangspunkt der Potentialtheorie ist eine inkompressible, reibungsfreie, stationare Stro­

mung. Die Bedingung der Drehungsfreiheit

(10.61)

erfullt dann die Wirbeltransportgleichung. Diese ist eine andere Form der Impulsgleichung.

Hieraus folgt fur eine zweidimensionale Stromung die Beziehung:

au = 0
ar

(10.62)

Daruber hinaus wird fur zweidimensionale Stromungen anstelle des Potentials eine skalare

Funktion \jf(r,z), die Stromfunktion, mit

v = (10.63 a.b)

eingefiihrt. Diese erfullt die Kontinuitatsgleichung

~(rv) + ~(ru) = 0
ar az

(10.64)

Setzt man die Gleichungen 10.63a und 10.63b in die Beziehung 10.62 ein, so resultiert

daraus unter Einfuhrung dimensionsloser Kennzahlen die Differentialgleichung fur die

Stromfunktion:

+ (ltL65)

Dabei werden die folgenden dimensionslosen Grofen definiert:

~ =; ; 11 =; ; u'
K K

u v;v * ::::: (10.66)

Die Bezugsgeschwindigkeit v00 ist die Geschwindigkeit vb des Gases nach dem Austritt aus

der Flammenfront an der Stelle r = RK . Sie laBt sich mit Hilfe der Beziehung 5.18 zur

Berechnung des spezifischen Massenstroms bestimmen zu

(10.67)
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Die Flammentemperatur Tb hat damit einen Einflufl aufdie Bezugsgeschwindigkeit und fliellt

in die Berechnung der Geschwindigkeitsverteilung U(z) ein. Zur Losung der Differential­

gleichung 10.65 sind 6 Randbedingungen erforderlich (---+ Abb. 10.1). Die dimensionslose

Geschwindigkeit am Austritt der Flammenfront (11 = 1, 0 S ~ S HKIRK) betragt 1. Mit

o

'l' = -11 f vd~
(

(10.68)

Der Gradient der Stromfunktion an der Wand legt die Stromungsgeschwindigkeit entlang der

Kontur fest. Mit der Geschwindigkeitskomponente

entsprechend der Gieichung IO.63b gilt dann auf dem Korperrand '¥ = 1;. Der Abgas­

kanalrand auf Hohe der Unterkante des Brennerkorpers und die Wandkontur des Brennraum­

warmeaustauschers stellen jeweils eine Stromlinie dar. Hier gilt '¥ = ~z='HK' Da am Austritt

des Reaktors keine Querbewegung mehr existiert, gilt dort d'¥ld~ = O. Der differentielle

VoIumenstrom d'P betragt auf der SymetrieIinie (11 = 0, HKIRK S ~ S (HK+HR)IRK und der

Oberseite des Brennerkorperdeckels (0 s 11 s I, I; = HKIRK) Null. Mit diesen Rand­

bedingungen und der Differentialgleichung 10.65 ist die Stromfunktion '¥(~;11) eindeutig

bestimmt.

* 1 (a'fl)
U Koraur = ~ aT) Kontur

lallt sich die Geschwindigkeit U(z) am Grenzschichtrand errnitteln:

U(z) = v~ U Koraur

(10.69)

(10.70)

I

S:W I 'P =
U.!. I R
8-~ = 0: 'P = ° w Ir, n, v

! ~ j-------'---"i--"----" < '

i~ ~I: Z'~'1U

Abb, 10.1 Bezeichnungen und Randbedingu..ngen fur den Abgaskanal
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10.4.5 Numerische Behandlung der Stromfunktionsgleichung

Eine Moglichkeit, die Differentialgleichung 10.65 zu losen, bietet das Differenzenverfahren.

Dabei werden die Differentialopparatoren der betrachteten Differentialgleichung durch finite

Differenzen angenahert, Die Differentialgleichung wird dadurch nur an endlich vielen

Punkten, den Knotenpunkten des Netzes, betrachtet. An diesen Netzpunkten erhalt man eine

Naherungslosung fur die Stromfunktion. Infolge einer Verfeinerung des Netzes kann die

Losung beliebig verbessert werden. Uber den gesamten Einstrombereich wird ein recht­

winkliges Netz mit Ni Knoten in n-Richtung und Nk Knoten in ~-Richtung gelegt. Die

Abstande zwischen den Knoten sind aquidistant und in beiden Richtungen gleich grof (.6.'1

= Ll.~ = .6.). Die zentralen Differenzen lauten:

B'¥ 1¥k,i+l
- '¥k;H

B1] 2t>.

(j'¥ 1pk,i+1 + '¥k i-I - 2'¥k'
,I-- =

B1]2 fj,,2

(j'¥ "Pk+l.i + '¥k-l,i - 2'¥ki
,I-- =

Be f!,2

(10.71)

(10.72)

(10.73)

Setzt man die Gleichungen 10.71-10,73 in die Differentialgleichung 10.65 ein und lost nach

'Pk.i auf, so erhalt man fur einen beliebigen Knoten die folgende Iterationsvorschrift:

'i'k',I
~ ('¥ - '¥ )811

t
k,i+l k.i-l

(10.74)

In gleicher Weise werden die Randbedingungen diskretisiert, Dies stellt mit Ausnah..me des

Eintritts- und Austrittsquerschnitts kein Problem dar, ciadie ubrigen Konturen mit konstanten

Werten besetzt sind (--7 ~A..bb. 10.1). Im Eintrittsquerschnitt gilt:

(10.75)

Im Austrittsquerschnitt wird ern Vorwartsgradient tiber elne Taylor-Reihenentwicklung

gebildet:

'¥N' =
b '

1
- ( 4 '¥N -I'3 k ,I

(10.76)

Die Iteration zur Berechnung von 'Pk,i beginnt bei ~k~l = 0, Man rechnet mit zunehmendem

kbis zurn Austrittsquerschnitt. Die unbekarmten Werte von 'Pk,i werden aus dem letzten
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Iterationsschritt genommen. FUr die erste Iteration genugt es, alle Unbekannten gleich Null

zu setzen. Die Iteration ist beendet, wenn fiir alle '¥k,i folgende Beziehung gilt:

. '-1
I~k,i - 'I'{,i I < E

(10.77)

Dabei bezeichnet j den Iterationsschritt und (; die geforderte Genauigkeit. Aus der bekannten

Stromfunktion laBt sich nun die Geschwindigkeitsverteilung an der Wand berechnen. Dabei

wird die Ableitung der Stromfunktion an der Kontur nach Gleichung 10.69 durch den Vor­

wartsgradienten ersetzt:

3lfk Ni -4 'lfk,l-l.-.l + lfk/ r-2. , , (10.78)

10.5 Nomenklatur

Lateinische Formelzeichen:

a spezifische Oberflache

a Konstante der Staupunktstromung

a Reaktionsordnung des Brennstoffs

A Flache

Av Absorptionsgrad

b Geschwindigkeit der Rohruberstromung

b Reaktionsordnung des Sauerstoffs

c Molkonzentration

cp spezifische Warmekapazitat fur konstanten Druck

C Kon~a.nre

C1 Konstante

C2 Konstante

dIdr Gradient

dF Faserdurchmesser

dh hydraulischer Durchmesser

dp Partikeldurchmesser

D Diffusionskoeffizient

Da Damkohler-Zahl

DK Korperdurchmesser

DK Kapillardurchmesser

e Extinktion

E Extinktion

E Aktivierungsenergie
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[m2/m']

[lis]

[-]

[m2
]

[-]

[m/s]

[-]

[kmol/m']

[J/(kg K)]

[-]

[WIK]

[J/(kg K)]

[11m]

Em]
[m]
[m]

[m2/s]

[-]

[m]
[m]espeziJische

[m2/kg]

[11m]
[kJ/mol]



f Funktion [-]
a Erdbeschleunigung [m/S2

]

'"
Gr Grashof-Zahl [-]

H Enthalpiestrom [1]
HK Korperhohe [m]

HR Rohrlange [m]

Hep Quotient aus Reaktionsenthalpie und Warmekapazitat [K]

k Warmedurchgangskoeffizient [W/(m2 K)]

k(T) Geschwindigkeitskoeffizient der Reaktion [kmo1In3ta-bs-l

[m3(a+b)/(kgEM

klno!a+b-I s) ]

ko vorexponentieller Faktor r=o1In3]1-a-bs-1
[m3(a+b)/(kgEM

kmola+b-I s) ]

KF Leerstellenexponent [-]

Kg Gasexponent [-]

IF Flammendicke [m]

Im in Mindestluftverhaltnis [-]

IR Reaktionsschichtdicke [m]

L Bezugslange [m]

Le Lewis-Zahl [-]
LK Kapillarlange [m]

ill Massenstrom [kg/s]

m" Belegungsdichte [kgEM/m
2

]

Nu Nusselt-Zahl [-]

M Mo!masse [kg/kmol]

1\1' langenbezogener Massenstrom [kg/em s)]
Mil flachenbezogener Massenstrom [kg/(m2 s)}

Mi integraler Mittelwert [-}

n Temperaturexponent [-]

N i Gitteranzahl im Faserkorper [-]

N i Anzahl der MeJ3punkte [-]

Nj Gitteranzahl in der Katalysatorschicht [-]

Nk Gitteranzahl in der Randzone [-}

p Absolutdruck [PaJ
D Porositat [-]L

Pe Peclet-Zahl [-]

ppm parts per million [-]

Pr Prandl-Zahl [-]

it Leistungsdichte [W/m2
]
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Q Warmestrom [W]

r Laufkoordinate [m]

r Reaktionsgeschwindigkeit [kgB/(m
3 s)]

R allgemeine Gaskonstante = 8,3143 [kJ/(kmo1 K)]

Rb Radius der F1ammenfront [m]

RA AuBenradius des Brennraumwarmeaustauschers [m]

Re Reyno1ds-Zahl [-]

RE Innenradius des Brennerkorpers [m]

RK Aufienradius des Brennerkorpers [m]

Rw Innenradius des Brennraumwarmeaustauschers [m]

s Standartabweichgung [-]

s 1aminare Brenngeschwindigkeit [m1s]
Sh Sherwood-Zah1 [-]

T Temperatur [K]

u Geschwindigkeit [m1s]
U Wandgeschwindigkeit [m1s]
v Geschwindigkeit [m1s]
V Vo1urnenstrom [m3/s]

w Massenantei1 [-]

W dimensions1ose Reaktionsgeschwindigkeit [-]

x Laufkoordinate [m]

X Konzentrationsverhaltnis cB ,1cB c [-]
, 'b

Y Molanteil [-]

y Wandabstand [m]

z Laufkoordinate [m]

Ze Zeldovich-Zahl [-]

Griechische Formelzeiehen:

a

i3
13

°Kat

°u
°T
1l

&R
(;

(;

11
11
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Warmeubergangkoeffizient

Stoffubergangfoeffizient

Ausdehnungskoeffizient

Dicke der Katalysatorschicht

Dicke der Geschwindigkeitsgrenzschicht

Dicke der Temperaturgrenzschicht

Differenz

Reaktionsenthalpie

Emissionskoeffizient

Genauigkeitsschranke

dynamische Zahigkeit

Wirkungsgrad

'l"T/( 2 K\1;/\ ill ... JJ

[rrJs]

[11K]

[m]

[m]

[m]

[JlkgB]

[-]
[-]

[kg/em s)]

[-]



TJ

TJ

TJp

TJKat
e
K

K

K

(J

(J

dimensionsloser Wandabstand

dimensionslose Langenkoordinate

Porenwirungsgrad

Katalysatorwirkungsgrad

dimensionslose Ubertemperatur

stochiometrischer Koeffizient

Konzentrationsverhaltnis Co g I CB a
2, '0

Warmeubcrtragungskcnngrobe leAa I (cp,tllg)

dimensionsloser Parameter

Warmeleitfahigkeit

Luftza..hl
Druckverlustkennziffer

Verhaltnis (rn cp)g I (m cP)Wa

Umsatzgrad in der Katalysatorschicht

dimensionslose Langenkoordinate

Dichte

Stefan-Bolzmann-Konstante = 5,6703

StoJ3durchmesser

Tortuositat

Einstrahlzahl

Betriebscharclcteristik

Thiele-Modul

dimensionslose Stromfunktion

Stromfunktion

StoJ3integral

Rotationsvektor

Temperatur

[-]

[-]
[-]

[-]
[-]
[-]

[-]
[-]

[-]

[W/(m K)]

(-]

[-]

[-]

[%]
[-]

[kg/m']
[W/(m2 K4)]

[A]
[-]

[-]
[-]

[-]
[-]

[m'/s]
[-]

Iodizes und Abkurzungen:

a Warmeaustausch

ad

a
A

Al203
Aus

b

b

B

CH4

CO 2

adiabat

Eintrittszustand

AuJ3enwand des Brennraumwarmeaustauschers

Aluminiumoxid

Gasaustrittszustand Reaktor

Flammenfront

Bezug

Brennstoff

Methan

Kohlendioxid
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erzw

E
EM

frei

F
g

ges

G

GK

GWI

GWII

H20
Hom

1

Iso

K
K
Kat

Kb
Kv

K,WI

K,WII

KvWI

KvWII

KvWa

K"W

L

L

LF

LG

LK

LS

m

max

mm

n

N2
of
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hydraulischer Durchmesser

effektiv

erzwungen

Innenwand des Brennerkorpers

Edelmetall

frei

Flamme
gasformiger Zustand

gesamt

Gerat

Gas-Korperoberflache

Gas-Ringspaltwand

Gas-Rohrwand

Wasser

homogen

Stoffkomponente

Isolierung

Korperoberflache
Kapillare

Katalysatorschicht

Korperoberflache-Flammenfront
konvektiv

Korperoberflache-Ringspaltwand

Korperoberflache-Rohrwand

Konvektion an der Ringspaltwand

Konvektion an der Rohrwand

Konvektion auf der Wasserseite des Brennraumwarmeaustauschers

Korperoberflache - Breilillallillwarmeaustauschenvfu"ld

Luft
laminar
Warmeleitung Flammenfront

Warmeleitung Gas

Warmeleitung Korperoberflache

Warmeleitung Feststoff

mittel
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