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Abstract:

This report describes the mechanisms of heat and mass transfer as well as the processes of
flow within 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. This siep is confined to an analysis of the siructure wail
and the outer side of the siructure. On the basis of the stationary, one-dimensional
conscrvation equations it provides the destribution of temperatures and concentrations. From
this 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 &etermined. It considers
. the radiant heat exchange between the solid materials, radiant effects of the gas and
. .convective mechanisms. of heat. o R ' o |







ModeliméBige Beschreibung und Simulation
eines Heizsystems
mit keramischem Strahlungsbrenner

Voil
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Kurzfassung:

Diese Arbeit beschreibt die Warme- und Stofftransportmechanismen sowie die Strémungs-
vorgénge in einem katalytischen Strahlungsbrenner.

In einem ersten Schritt wird das Betriebsverhalien eines unbeschichieten sowie
direktbeschichteten (katalytischen) Strahiungsbrenners bei der Verbrennung von Erdgas als
Funktion der wichtigsten System- und Betriebsparameter modelliert. Dieser Untersuchungs-
schriit beschrinkt sich auf eine Betrachtung der Brennerkrperwand und dufleren Randzone
des Korpers. Er liefert auf der Grundlage der stationdren, eindimensionalen Erhaltungs-
gleichungen Temperatur- und Stofiprofile. 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
Stabilitdtsgrenzen zeigen die Grenzen der katalytischen Verbrennung im Fall des

direktbeschichteten Brennerk&rpers.

Auf der Basis der Beschreibung des Strahlungsbrenners wird in einem zweiten Schritt ein
Rechenprogramm zur Simulation des Heizgerites vorgestellt. Dieses berechnet den
thermischen Anlagenwirkungsgrad in Abh#ngigkeit von den Betrichsparametern und
‘geometrischen EinflufigréBen. Es beriicksichtigt den Strahlungsaustausch zwischen den Fest-
- -korpemn, Gasstrahiungseffekte und konvektive Wirmeiiberiragungsmechanismen.







‘Imhaltsverzeichnis

O 1 L1+ -
2.0 Brennerkonzept und Aufgabenstellung ... ... .. . i i i ii i,
2.1 Helzgystem . ... e e e e
2.2 Modellierung pordser Matrixbrenner in der Literatur . ... .................
2.3 Aufgabenstellung und Ablauf der Arbeit ... ...... ... .. ... ... ... . ...,
3.0 BremherKOIDel ... .ccoceosscscornotsescstssnnanrasncasanenns
3.1 Homogenitl . ... . . .. e
3.2 Druckverlust . ... .
3.3 Wameleitfghigkeit . .. .. ... e
3.4 Emissionsverhalten . . ... ... ... .. e
4.0 Gleichungen fiir den Wirme- und Stofftransport ............couue...
4.1 Vereinfachungen ... ... .. ... e
4.2 Erhaltungsgleichungen .. ... ... ... . .. . e
4.3 Rand- und Ubergangsbedingungen . ............ ...,
4.4 Definition dimensionsloser Groflen . .. ... ... . L o
4.5 Basisgleichungen fiir eine analytische Berechnung . .............. ... ...
4.6 Numerische Behandlung der Erhaltungsgleichungen . ...................
4.6.1 Einfilhrung eines geeigneten Gitters . ... ............. ... ........
4.6.2 Differenzenquotienten . . .. .. . ... e
463 Ablaufder Berechnung . ....... ... . ... ... . . . .
5.6 Untersuchung unbeschichteter BreanerkSrper ... . ... 0o iiennan
5.1 Siationfire ebene Flammen . ... .. ... ... e e
511 Grundlagen .. ... e
5.1.2 Thermische Flammentheorie . ...... .. .. ... ... . ... ...
5.2 Kinetik der homogenen Gasphasenreakiion . ... ......................
5.3 Analytisches Berechnungsmedell ... .. ... ... . .. o
5.4 FErgebnisdarsteliung . . .............. e e e e
'5.4.1 Charakteristische BetriebsgroBen .. ... B R
542 Temperatur- und Konzentrationsprofile .. .......... .. R N
54.3 Vergleich der Berechnungsverfabren mit Literaturangaben. . . ... ... .. A
5.5 Strémungstechnische Giite eingesetzter Brennerkorper.._ R e :
551 Aufbau der Versuchsapparatur .. ... ............. PP s
..5.52 Durchftthrung der Versuche .. .. . ... .. ... .
.5.5.3 Betrachtung der Fehlerquellen . e e '
554 Diskussion der Meflergebnisse .. .............. B
- 5.5.5 Betriebsverhalten . ..ol lii i e e e
5.6 Zusanunenfassung der Ergebmsse e




6.0 Untersuchung beschichteter Brennmerkérper ......... ... ... . ...,
6.1 Katalytische Verbrennung . ... .. ... .. . .
6.2 Kinetik der heterogen katalysierten Reaktion .............. .. .........
6.3 Einflull von Transportwiderstdnden .. ... .. ... ... ...,
6.3.1 Effektive Reaktionsgeschwindigkeit und Katalysatorwirkungsgrad .......
0.3.2 Abschatzung .. ... .. e
6.4 Ergebnisdarstellung .. ... ... ... . L L.
6.4.1 Umsatzgrade in der Katalysatorschicht . ..................... .. ..
6.4.2 Temperatur- und Konzentrationsprofile .. ...... ... ... .. ... .. ...
6.5 Experimentelle Uberprifung . ... ...... .ttt
6.6 Zusammenfassung der Ergebnisse . . . ... ..o oo L L oL

7.8 Untersuchung des Helzsysferss ... ... ...ttt iiiiininenennnan

AXLEE SUESASRIEY RRTE RLLALSY

7.1 Modellierung des Reakiors . ....... ... ... .. ... ... ... ... e
7.1.1  Stromlinienverteilung im Abgaskanal ................. [
7.1.2  Wirmetransportmechanismen im Abgaskanal . .. ... ... ... ... .. ...

7.1.2.1 Festkorperstrahlung . .. ... ... ..
7.12.2 Gasstrahlung .. ...... ... ... .. Lo i e
7.12.3 Konvektion ................ ... ... ...... S
7.1.3  Simnlationsprogramm . ... ... ... e

7.2 Modellierung des Abgaswirmeaustauschers . .. .... ... ... e

7.3 Ergebnisdarstellung . . .. ... ... I .
7.3.1 Charakteristische Wirkungsgrade ... ....... ... ... .. ... ... ...
7.3.2 Charakteristische Temperaturen ................ e

7.4 EBxperimentelle Uberpriiffung . ..............coeuiuenn .. e

7.5 Zusammenfassung der Ergebnisse . ... .. ... o e

8.8 Zusammenfassengder Arbelf ... ... ... ittt
9.0 LiteraturverzeicBmiS .. .. ... .0coccoocrtenssssoscesacsocncaaans

10.0 ABBANE - v ernetenne e e
16.1 Stoffwerte . ... .. ... ... e
10.2 Katalysatorstrukiur und Stoffiibergangsgeseize ... ............ ... ...

10.2.1 Eigenschaften der Katalysatorstruktur .. . .. S e
10.2.2 Stofitibergangsgeseize bel laminarer Strdmung - . ... ... ... ... ... .

10.3 Analytische Herleitung der laminaren Brenngeschwindigkeit ... ... A

10.4 Berechnungsgrundlagen zur Modellierung des Reak:tors S P
10.4.1 Einstrahlzahlen .............. .. ... ... oL Ll
-10.4.2 Emissions- und Absorptionskoeffizienten des Abgases e

1043 Wirmetibergangsgesetze .. ........... ... ... I

1044 Potentialtheorie ..................... e B
~ 10.4.5 Numerische Behandlung der Strommm{t@nsslmchhng e e e
10.5 Nomenklatur ... ..... ... .. .. .. ... ... S

!




1.0 Einleitung

Die Gefdhrdung der Umwelt und Gesundheit der Bevolkerung ist in den letzten Jahren sehr
stark in den Miitelpunkt des Interesses geriickt. Dies hat seinen Grund vor allem in einer
Reihe vermehrt dffentlich diskutierter Umweltprobleme, die das BewuBtsein weiter Teile der
Bevolkerung fiir die Verantwortung des Menschen in der Umwelt geschirfi hat.
Schadstoffemissionen, insbesondere im Zusammenhang mit der Energienutzung, tragen
wesentlich zur Belastung der Umwelt bei. Dabei stellen die Schadstoffemissionen infolge der
Verbrennung fossiler Energietrdger die wichtigste Art von Umweltbelastungen bei der
Energieumwandhung dar. Insbesondere die Reduzierung des klimarelevanten Gases CO, und
der fiir den sauren Regen verantwortlichen Lufischadstoffe NO, und SO, wird dabei im
Vordergrund zukiinftiger gesetzlicher MaBnahmen stehen. Hinsichtlich technischer
MaBnahmen bestehen grundsétzlich zwei Mdoglichkeiten, den Schadstoffaussio zu verringern:

€& Verhinderung der Entstehung von Schadstoffen, das heilit Optimierung der
Feuerungsprozesse sowie Verwendung umweltfreundlicher Brennstoffe, durch
sogenannte Prim&rmalnahmen

@  Abscheidung entstandener Schadstoffe (SekundédrmafBnahmen)

Wihrend die Abgasreinigung bei Feuerungsanlagen mit Hilfe von Wasch- und Adsorptions-
verfahren sowie selektiven und Lkatalytischen Verfahwen nur mit grofem finanziellem
Aufwand zu realisieren ist [1], bictet die Vermeidung der Entstchung von Schadstoffen
demgegeniiber grofie Vorteile, sofern die gesetzlich vorgeschriebenen Grenzwerte allein durch
primire MaBnahmen unterschritten werden kdnnen.

Ein vielversprechendes Konzept zur Begrenzung der Schadstoffemissionen ist die Ver-
wendung eines umweltireundlichen Brennstoites, der im Hinblick auf die zur Neige gehenden
Vorrite an Rohdl langerfristig verfigbar ist, kombiniert mit feuerungstechnischen Primérmafi-
nahmen. Umwelifreundlich m bezug auf den Brenmnstoff meint frei von Schwefel und
Stickstoff. Unter diesen Gesichtspunkten ist in der Forschungszentrum JFilich GmbH (KFA)
auf der Basis des Energiealkohols Methanol als Brennstoff ein Heizsystem mit katalytischem
Strahlungsbrenner fiir den Warmemarkt entwickeit worden [2]. Der Strahlungsbrenner arbeitet
dabei mit einer Vormischung von Brennstoff und Luft. Neben der katalytischen Fahrweise ist
ein Betrieb als Strahlungsbrenner ohne Katalysator moglich. Methanol als synthetischer
Energietriger erfiillt dabei die zuvor genannten Vorraussetzungen hinsichtlich des geforderten
Umweltpotentials und einer langfristigen Verfligbarkeit [3]. Dariiber hinaus ist das
Heizsystem in der Lage, auch gasformige Brennstoffe, z.B. Erdgas und Wasserstoff sowie
‘deren Gemische, einzusetzen [4]-[6]. Im Hinblick auf eine in der Zukunft mdgliche
groﬁtegbmsche Herstellung von Wasserstoff aus Solarenergie [7]-[8] ist, insbesondere fiir die




Verbrennung von Erdgas/Wasserstoff-Gemischen, wegen der Verringerung der CO,-
Produktion [5]-[6] mit einem steigenden Interesse zu rechnen.

Neben den brennstoffbedingten priméren MalBnahmen, tiber die das Entstehen von Schwefel-
dioxid und "Brennstoff-NO" verhindert wird, kann durch den Einsatz von Strahlungsbrennern
im Vergleich zu konventionellen atmosphérischen und gebldseunterstiitzien Gasbrennem die
Bildung von thermischen Stickoxiden (NO,) durch Emiedrigung der Temperatur reduziert
werden, ohne Einbuflen im Wirkungsgrad des Heizsystems in Kauf nehmen zu miissen. Eine
Bewertung von Keramikfaserbrennern im Vergleich zu bestimmten konventionellen Gasge-
riten ergab fiir den Betrieb mit Erdgas Wirkungsgradverbesserungen zwischen 10 und 20 %
und Verringerungen der NO -Emissionen bis zu 90 % [9]. Wirkungsgradsteigerungen
bewirken eine Einsparung an Brennstoff und reduzieren damit den Energieverbrauch. Dies hat
eine Senkung der CO,~ Emisstonen zur Folge. Gemessene Stickoxidkonzentrationen betragen
fiir das in der KFA entwickelte Brennerkonzept bei Nennleistungen bis 12 kW weniger als
10 ppm, bezogen auf 0 % O, im trockenen Abgas [4]-[6]. Bei gleichzeitig gemessenen
Kohlenmonoxidkonzentrationen (CO) von unter 30 ppm werden die heute giiltigen Grenz-
werte bel weitem unterschritten [10]. |

Im Rahmen bisheriger, ausschlieBlich experimenteller Untersuchungen soll nun die
modellmaBigen Beschreibung und Simulation dieses Heizsysters helfen, die ablaufenden
physikalischen und chemischen Prozesse zu verstehen. Die Modellierung des Heizsystems ist
eine mathematische Beschreibung der Warme-, Stoffiransport- und Strémungsvorginge. Auf
der Grundlage der Modellierung erfolgt die Simulation. Diese hat eine Optimierung des

Heizsystems zum Ziel.




2.0 Brennerkonzept und Aufgabenstellung

2.1 Heizsystem

Fiir die Erzeugung von Raumwirme werden zur Zeit, abgesehen von elektrischer Energie und
dem immer mehr zuriickgehenden Einsatz von Kohle im Hausbereich, als Energietriger
Erdgas und Ol eingesetzt. Im Hinblick auf eine schadstoffarme Verbrennung besitzt Erdgas
das gegeniiber Ol gréflere Umweltpotential. Dabei handelt es sich bei den zum Einsatz
kommenden Gasheizgerdten in der Regel um vormischende atmospérische und gebldseunter-
stiitzte Brenner [11]. Der UberschuBluftanteil atmosphérischer Gasbrenner betrigt 40-100 %
[11]. Gebliseunterstiitze Gasbrenner arbeiten mit einem UberschuB von 20-60 % [11].
Ubliche Feuerungsleistungen dieser Heizsysteme bei einer Anwendung im modernen
Hausbereich betragen zwischen 8-15 kW. Die Verbrennung findet in der Flamme bei
Temperaturen bis ca. 1700 °C statt. Durch den ausreichenden O,-UberschuB wird dafiir
gesorgt, daBd die Bildung von CO und nicht verbrannten Kohlenwasserstoffen relativ gering
bleibt. Gleichzeitig bewirki der Luftiiberschulb eine Reduktion der Flammentemperaturen mit
dem Effekt, die Bildung von thermischem NO, zu vermindern. Die Betriebsweise der iiber-
sichiometrischen Verbrennung geht jedoch auf Kosten des Wirkungsgrades solcher

Heizsysteme.

Fine effektivere Absenkung der Flammentemperaturen zur Reduzierung der Stickoxide bet
gleichzeitig glinstigeren Wirkungsgraden bietet das Konzept des Strahlungsbrenmers [9].
Strahlungsbrenner zeichnen sich dadurch aus, daB ein grofler Anteil der Wirmeiibertragung
durch Wirmestrahlung geschieht. Die Brenner sind so aufgebaut, daBl ein gas- bzw. dampf-
formiges Brennstoff/Lufi-Gemisch in gut durchmischter Form einer oberflichennahen
Reakiionszone zugefiihri wird. Dieser Bereich der chemischen Umsetzung ist an einen
FestkOrper, dem eigentlichen Brennerkdrper, gebunden. Dieser ist entsprechend seiner
Oberfliachentemperatur und seines Emissionsfaktors in der Lage, die Reaktionswirme durch
Strahlung an cin Kithlmedium abzugeben. Da nach Stefan-Boltzmmann die emitiierte Strahlung
proportional der vierten Potenz der absoluten Koérpertemperatur ist, reduziert sich die
Verbrennungstemperatur bei Strahlungsbrennern 1m Vergleich zu leistungsgleichen
vormischenden Flammenbrennern, die die Reaktionswirme aufgrund des geringen Emissions-
grades der Flamme tiberwiegend durch Konvektion, d.h. proportional der Temperaturdifferenz
zwischen Verbrennungsgas uvnd Kithlmantel, auskoppeln, weit - effektiver. Das niedrige
Temperaturniveau hat eine merkliche Minderung der NO,-Emission zur Folge. Gleichzeitig
bewirkt - die Wiarmeauskopplung infolge Feststoffstrahlung eine -im Vergleich zu
konventionelien Brennerausfithrungen Steigerung des 'Aniage_nwirkungsgrades frotz niedriger
_ Flammentemperahzren. Die Aufbringung einer katalytisch .aktiven Schicht auf die dulere
Wand _.t_ies -_.Br__enn@rkérpcrs_ soll eine weitere Senkung der Flammtemperaturen bei
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gleichzeitiger Steigerung der an das Kithimedium tbertragenen Wirmemenge durch Festkor-
perstrahlung bewirken. Ein auf diesem Konzept basierendes Heizsystem mit einem oberen
Leistungsbereich von 20 kW ist in der KFA Jilich zur Verbrennung von Erdgas,
Erdgas/Wasserstoff-Gemischen und Methanol entwickelt worden. Dieses wird im folgenden
beschricben und ist der Arbeit zugrunde gelegt.

Das Konzept des Heizsystems ist in der Abbildung 2.1 dargestellt. Atmosphérische Luft wird
mit Hilfe des Gebldses angesaugt. Sie gelangt in die gut isolierte Mischkammer, in der die
Zugabe von Brennstoff und Durchmischung des Brennstoff/Luft~-Gemisches erfoigt. Je nach
Wahl des Energietrdgers wird der Brennstoff zuvor in einer Verdampferkammer in den
dampffirmigen Zustand iiberfilhrt. Der Zustand nach dem Austritt aus der Mischkammer ist
definiert durch die Betriebsparameter Eintrittstemperatur T , Lufizahl A und Leistungsdichte
G". Die Leistungsdichte ist die auf die duflere Oberfliche des Brennerkérpers bezogene
Brennstoffleistung. Das Gemisch strdmt in den zylindrischen Reaktorblock. Die zylindrische
Geomeirie hat gegeniiber einer planaren Anordnung den Vorteil der schlankeren und
kompakteren Bauweise bei gleicher Warmeaustauscherfléche. Dariiber hinaus sind die zur
Zeit auf dem Markt zur Verfiigung stehenden Kesselgeometrien in der Mehrzahl zylindrisch.
Die macht eine Integration des eniwickelien Brenners in eine solche Brennkammer sehr
einfach. Der Reaktor setzt sich zusammen aus dem BrennerkSrper und dem konzentrisch dazu

angeordneten Brennraumwirmeaustauscher.

Der Brennerkorper besteht aus einer hochpordsen keramischen Fasermatrix, die im Fall der
katalytischen Verbrennung zusitzlich an der fulleren Oberfiiiche mit einer Katalysatorschicht
versehen ist. Bei diesem Konzept wird eine flammenlose Verbrennung angestrebt. Neben der
katalytischen Fahrweise ist ein Betrieb als Strahlungsbrenner ohne Katalysatorzone méglich.
Die Verbrennung findet dann in einer laminaren Vormischflamime statt, die an die Cberflache
des Brennerkdrpers gebundenen ist. Die Gestaltung der Katalysatorzone wird in der
praktischen Ausﬁi_hrmg auf zwei unterschiedlichen Wegen realisiert: -

& Mit einer Edelmetall/Washcoat-Suspension beschichtete Edelstahlnetze, die um die
dufere Oberflache der Brenmerkoiper gewickelt werden o
& - Mit einer Edelmetall/Washcoat-Suspension direktbeschichtete Brennerkérper

Das Umwickeln des Faserktrpers mit beschichteten Netzen ist hinsichtlich der Fertigun.g sehr
aufwendig. Diese koénnte durch die Herstellung eines Gewebeschlauches verbessert werden.
Wihrend des Betriebes ist anfgrund der unterschiedlichen Wirmeausdehnungen von Netz und
Brennerkdrper mit ortlichen Abhebungen zu rechnen, die an diesen Stellen kemen optimalen
Brennstoffumsatz erlauben. Dem gegeniiber ist die Direkibeschichiung aufgrung shnlicher
Stoffeigenschaften von Fasern und Washcoat als giinstiger zu bewerten. Aus diesem Grund
~wird der direktbeschichtete Brennerkdrper der weiteren Betrachtung zugrunde gelegt.
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Die Aufbringung der Edelmetall/Washcoat-Suspension auf die Stahlnetze erfolgt durch ein
Tauchverfahren. Im Fall der Direktbeschichtung wird ein Sprithverfahren eimngesetzt. Als
Katalysatoren kommen Platin und Palladium zum Einsatz.

Die chemisch gebundene Energie des Brennstoffes wird an der Aullenseite des
Brennerkorpers in Wérme umgesetzt. Ein Teil der entstehenden Energie wird infolge
Festkorperstrahlung an die gegeniiberliegende Brennraumwirmeaustauscherwand
ausgekoppelt. Neben der Warmeiibertragung infolge Festkdrperstrahlung erfolgt ein Warme-
transport durch Konvektion und Gasstrahlung vom Abgas an den Bremnrauinwirmeaustau-
scher. Er besteht aus einem Doppelmantelrohr mit stirnseitigen Klemmilanschen. Das innere
Rohr ist brennraumseitig zur Verbesserung der Absorptionseigenschafien mit einer schwarzen,
warmfesten Beschichtung versehen. Das Wasser mit dem Eintrittsmassenstrom iy, und der
Eintrittstemperatur va,a wird infolge der Wirmeabgabe aus dem Brennraum durch
Konvektion und Strahlung auf eine Zwischentemperatur T{;{,a erhitzf. Wasser und Abgas
durchstromen den Wirmeaustauscher im Gleichstrom. Der Abgaskanal wird unterteilt in den
Ringspalt und die rohrférmige Erweiterung. Die Erweiterung dient als Auslauf der aus dem
Ringspalt austretenden Strémung. Somit wird der Abgaswéirmeaustauscher gleichméiBig
angesirdmt. Er entzieht dem heiflen Rauchgas einen GroBteil seiner noch vorhandenen
Energie und ist als Rohrwendelw#rmeaustauscher mit stirnseiiigen Klemmflanschen
ausgefiihrt. Das Warmwasser erreicht die gewiinschte Vorlauftemperatur Tv"ga und wird einem
Verbraucher zugefithrt. Nach Abgabe seiner Nutzwirme tritt der heruntergekiihlte
Warmwasserstrom wieder in den Brennraumwirmeaustauscher ein.

2.2 DModellierung porfser Matrixbrenner in der Literatur

Vormischbrenner chne Katalysator

Der Einflufl einer pordsen Wand auf eine sich in Wandnshe stabilisierende planare Flamme
wurde von Clarke und Mclntosh [12] theoretisch auf der Basis der Losung fiir grofie
Aktivierungsenergien (— Kap. 5.1) beschrieben. Sie untersuchten das Stabilitétsverhalten emer
nichtadiabatischen Vormischflamme, die einen Teil ihrer Energie an eine pordse Plaite abgibt.
Der Abtransport dieser Energie erfolgt allein durch die Wiarmeleitung der Platte an ein
Kiihlreservoir. Er wird beschrieben durch ein vereinfachtes WirmefluBmodell. Buckmaster
[13] gibt #hnliche theoretische Stabilitdtsuntersuchungen an. Ferguson und Keck [14]
beschreiben den Wandabstand einer planaren Vormischflamme von der Korperoberildche
eines metallischen Flammenhalters. Deren experimentelle und theoretische Untersuchungen
zeigten, dall bei Zunahme der ”“Fiammentempera‘tur der Wandabstand kleiner wird, ein
Minimum erreicht und wieder zunimmt. Dieses Ergebnis wird von Eng et al. [15] bestiitigt,
die im Gegensatz zu den zuvor genannten Autoren [12]-[14] einen numerischen Losungs-

ansatz zur Beschreibung des Flammenverhaltens in Gegenwart einer por@sen Wand

-entwickelten.




Die aufgefiihrien Arbeiten [12]-[15] sind Basisarbeiten zor Beschreibung nichtadiabatischer
Vormischflammen, deren Stabilisierung an einen Brennerk&rper, dem sogenannten Flammen-
halter, gebunden sind. Ein Abtransport der Energie aus der Vorw#rmzone der Flamme infolge
Festkdrperstrahlung der Oberfléache des BrennerkSrpers wird dabei nicht beriicksichtigt. In
jingster Vergangenheit wurden zahlreiche theoretische Arbeiten zur Beschreibung von Strah-
lungsbrennern verGffentlicht. Diese konnen hinsichtlich der Position der Reaktionszone in
zwel Gruppen eingeteilt werden. Einerseits werden Brenner mit aufsitzender Flamme
simuliert. Andererseits werden Konzepte vorgestellt, bei denen die Verbrennung im Inneren

eines hochpordsen Mediums stattfindet.

Grundiage der Arbeiten von Kendall et al. [16]-[19] ist ein numerisches Modell zur
Simulation eines mit Methan betricbenen portsen Strahlungsbrenners mit aufsitzender
eindimensionaler Flamme. Dabei wird die Korperwand als "Black Box" betrachtet, in der
kein Umsatz statifindet. Die numerische Beschreibung beschrankt sich somit auf die
wandnahe Randzone. Die Darstellung der Reaktionsgeschwindigkeit basiert auf cinem
Vielschritt-Mechanismus. Modelliert werden Strahlungswirkungsgrade der Korperoberfldche
und Korperoberflichentemperaturen [16]-[18], Gasstrahlungseinflisse [18] sowie NO,-
Emissionen [18] in Abhingigkeit von der Leistungsdichte, Luftzahl und Eintrittstemperatur.
Die Strahlungswirkungsgrade liegen im ausgewshlten Parameterbereich unterhalb von 30 %.
Die Gasstrahlung einer 10 cm dicken Abgasschicht hat einen nicht vernachlissigbaren
Einflu} auf die Steigerung der Oberflichentemperatur. Eine Erhshung des Strahlungs-
wirkungsgrades um bis zu 30 % ist die Folge. Darfiber hinaus wird das Riickziindungs-
verhalten verschiedener Brennerk&rperausfithrungen [17] untersucht. In einer abschlieBenden
Veroffentlichung [19] sind die Ergebnisse der Arbeiten [16]-[18] sowie Stickoxidmessungen
an mit Edelmetall beschichteten Strahlungsbrennern dargestellt.

Die numerische Untersuchung der unterschiedlichen Warmetibertragungsmechanismen bei der
Verbrennung von Methan innerhalb einer pordsen Keramik wird in den Arbeiten [20] und
[21] beschrieben. Dabei werden typische Brennereigenschaften wie Flammengeschwindigkeit,
Strahlungsleistung und Wirkungsgrad beirachtet. Diesen Arbeiten liegt als gemeinsame Basis
ein eindimensionales Zweiphasenmedell zugrunde. Es bericksichtigt die Festoff- und
Gaswirmeleitung sowie die Konvektion zwischen der Gas- und Feststoffphase. Die Strahlung
innerhalb der pordsen Matrix wird auf der Grundlage der Strahlungstransportgleichung
beschrieben. Die Verbrennung erfolgt nach einem globalen Einstufenmechanismus. Sathe et
al. [20] geben an, daB fiir eine Maximierung der Strahiungsleistung die Flamme in der Nihe
des Zentrums des porésen Mediums stabilisiert werden sollte. Geringe Feststoffwirmeleitung,
ein geringer Anteil der Streureflexion und hohe Umgebungsreflexion am EHintritt der Matrix
produzieren -ebenfalls eine hohe Strahiungseffizienz. Tong et al. [21] untersuchten die
Leistung poréser Strahlungsbrenner in Abhingigkeit vom Faserdurchmesser einer
'Faserkeramik. Dabei zeigt sich, daB Fasern, deren Durchmesser kleiner als 1 pm sind,
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signifikant hdhere Strahlungsanteile ergeben. Die optischen Dichten werden in diesen
Arbeiten zwischen 2 und 15 variiert. Im Vergleich dazu ist die mittlere optische Dichte der
im entwickelten Heizsystemm eingesetzten Fasermatrix mit 360 deutlich héher. Eine
Stabilisierung der Flamme fiir kleine Stromungsgeschwindigkeiten im Inneren ist daher nicht

moglich.

Die theoretische Beschreibung von Strahlungsbrennern mit metallischer Fasermatrix ist den
Arbeiten von Mclntosh und Prothero [22] und Golombok et al. [23] zu entnehmen. In beiden
Litersturquellen wird auf der Basis der asymptotischen L&sung fir grofic Altivierangs-
energien (— Kap. 5.1) ein eindimensionales Zweiphasenmodell fiir die Darstellung der
Temperatur- und Stoffprofile innerhalb der Brennermatrix entwickelt.

Vormischbrenner mit Katalysator

Die Modellierung vormischender katalytischer Strahlungsbrenner ist bisher nicht weit
fortgeschritten. Emonts [2] gibt ein halbempirisches analytisches Wirmetibertragungsmodell
an. Dieses ermittelt mit stark vereinfachten Annahmen die Temperaturprofile im
Brennerkérper. Thr Verlauf wird dann unter dem Aspekt eines sicheren Betriebes bewertet.
Weitere Literaturangaben tiber die Modellierung vormischender katalytischer Strahlungs-

brenner sind nicht bekannt.

Diffusiensbrenner mit Kaialysator

Im Gegensatz zum vormischenden Prinzip strémt ausschlieBlich Brenngas, nachdem es sich
in einer Kammer verteilt hat, mit gleichméfiger Geschwindigkeit durch ein ebenes, pordses
Katalysatorbett. Der zur Verbrennung erforderliche Lufisaverstoff diffundiert aus der
Umgebung in die Katalysatorstruktur ein. Die katalytische Verbrennung lauft in der
oberflichennahen Zone ab. Die Prozesse in Diffusionsbremmern werden ausfithrlich von
Dongworth und Melvin [24] untersucht. Neben theoretischen Uberlegungen fiihrten sie auch
umfangreiche experimentelle Untersuchungen zur Verbrennung von Methan durch. Die Dicke
der Faserschicht betrug 1 cm. Als Katalysator diente Platin. Weitere dhnliche Untersuchungen
haben Radcliffe und Hickman [25] sowie Trimm und Lam [26]-[27] durchgefithrt. Teil 1 der
Arbeit von Trimm und Lam [26] befabt sich mit der Reaktionskinetik und dem Mechanismus
der ' Methanverbrennung an mit Platin beschichteten Faserkeramiken unterschiedlicher
spezifischer Oberflichen. Dariiber hinaus wird die katalytische Wirksamkeit des
unbeschichteten Katalysatortriigers untersucht. Dabel stellen die Autoren fiir Temperaturen
oberhalb von 500 °C eine Oxidation von Methan zu Kohlendioxid fest. Teil 2 [27] beschreibt
die Modellierung eines Diffusionsbrenners und die experimentelle Uberpriifung der Rechen-
ergebnisse. In dieser Arbeit wird die aktive Fasermatrix mit einem eindimensionalen
Einphasenmodell beschrieben. Die Stromungsgeschwindigkeit wird dabei unabhéingig von der
Temperatur als Konstante innerhalb der Katalysatorschicht angesetzt. Trotz ~dieser
Vereinfachung wird eine gute Ubereinstimmung mit den MeBergebnissen erreicht.
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2.3 Aufgabenstellung und Ablauf der Arbeit

Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist die modellmiBige Beschreibung und Simulation des
in der Abbildung 2.1 dargestellten Heizsystems. Die Untersuchung beschrinkt sich auf die
Betrachtung der Verbrennungsreaktionen tiberstdchiometrischer Erdgas/Luft-Gemische. Die
Zusammensetzung des Erdgases besteht aus einem Methan-Anteil von bis zu 90 %. Daher
wird fiir theoretische Betrachtungen Erdgas durch Methan ersetzt.

Die Untersuchung wird sich zunéchst mit dem Verhalten des unbeschichieten Brennerkérpers
befassen. Sie erfolgt dabei losgeldst von den Wirmetransporimechanismen und Strdmungs-
verhilinissen im Abgaskanal des Reaktors. Ausgehend von einer Unterteilung in eine Korper-
wandzone und oberflichennahe Randzone erfolgt eine Beschreibung der Temperatur- und
Konzentrationsprofile in Abhéngigkeit von den Betriebsparametern Leistungsdichte, Luftzahl
und Eintrittstemperatur sowie von den Systemparametern Dichte und Emissionskoeffizient
des Brennerkdrpers. Hieraus lassen sich die Kérperoberfidchen- und Flammentemperaturen
sowie die Positionen der Reaktionszone ableiten. Die charakteristischen Temperaturen von
Korperoberfliche und Flamme sind fiir die Simulation des Heizsystems wichtige EinfluB-
groflen. Gleichzeitig erlauben die berechneten Flammentemperaturen eine Abschitzung zu
erwartender Stickoxidmengen. Die Lage der Reaktionszone gibt Aufschluff iiber die im
Betrieb aufiretenden Riickziindungen. Neben der numerischen Losung der Erhaltungsglei-
chungen zur Ermittlung der charakteristischen Betriebsgréfien Korper- und Flammen-
temperatur sowie Flammenabstand von der Kdérperoberfliche werden analytische
Berechnungsgleichungen zur Bestimmung dieser Betriebsgrofien entwickelt.

Die Messung der Austrittsgeschwindigkeiten an der Cberfliche des Brennerkorpers mit Hilfe
der Hitzdrahtanemometrie liefert eine Aussage hinsichtlich der strémungstechnischen Giite
verwendeter Brennerkdrper. Dabei ist die Bewertung der sirSmungstechnischen Giite im
Hinblick auf einen riickziindungsfreien Betrieb zu treffen. Dazu wird das gemessene Aus-
strémverhalten mit dem Rickziindungsverhalten im Betrieb verglichen.

im weiteren ist der Einfiuf} einer Katalysatorschicht auf den Verbrennangsprozell 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 erlanben eine Bewertung der thermischen
Belastung des Katalysators. Umsatzgrade und Katalysatortemperaturen zeigen die Grenzen
der katalytischen Verbrennung fiir das System des direktbeschichteten Brennerk&rpers auf.

Auf der Basis der Beschreibung des Sirahlungsbrenners wird eine Simulation und
“Optimierung der Geometrie des Reaktors crfolgen. Dazu wird ein Rechenprogramm
" entwickelt. Die Untersuchung umfafit dic Berechnung der Anteile an Festkorperstrahlung,
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Gasstrahlung und Konvektion am ausgekoppelten Gesamtwirmestrom, der Reaktor-
wirkungsgrade sowie charakteristischer Temperaturen in Abhingigkeit von den Betriebs-
parametern 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 prakiischen Anwendung im Hausbereich zur Erzeugung von
Raumwirme mufl die Heizanlage Feuerungsleistungen von 8-15 kW abdecken. Dies
entspricht bel einer im Teststand installierten Brennerkdrperoberfliche von 0,094 m? einer
Leistungsdichte von 85-159 kW/m? Die Untersuchung beschréinkt sich daher schwerpunkt- -

mifig auf diesen Bereich.
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3.0 Bremnnerkdrper

Bei den 1im Heizsystem verwendeten Brennerkorpern handelt es sich um rohrftrmige
hochpordse Keramikformkérper (D = 100 mm, d = 40 mm, H = 300 mm) mit Kérperdichten
zwischen 270-340 kg/m?®. Sie bestehen aus hochtemperaturbestindigen Tonerdesilikatfasern
mit einem mittleren Durchmesser von 3 pm und einer Linge von 200 mm, die unter Zugabe
organischer und anorganischer Bindemittel in einem Vakuumformverfahren zu festen Form-
teilen verarbeitet werden. Bei Temperaturen um 250 °C verfliichtigt sich der organische
Anteil. Die Keramikfasemn setzen sich aus den Hauptbestandteilen Siliziumdioxid und
Aluminiumoxid zusaminen. Dabei betridgt der Aluminiumoxidanteil bei den Standardfaser-
produkten 46 Gew%, bet Sonderanfertigungen kann dieser Anteil auf 95 Gew% heraufgesetzt

werden.

Die Ausfithrung als steife Formkorper erlaubt den Aufbau einer Brennermatrix ohne die
Notwendigkeit von Rahmen oder Stiitzelementen. Der Fertigungsaufwand ist damit im
Vergleich zur Bauweise von Diffusionsbrennern, bei denen in der Regel in Rahmen fixierte
Fasermatten als Brennerkdrper eingesetzt werden, geringer.

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

Diese sind:

& Homogenitit

@& . Temperaturbestindigkeit

e Bestindigkeit gegen Temperaturlastwechsel.
e effektive Wirmeleitfihigkeit

@& - Emissionsverhalten

= Porositit/K 6rperdichte

& Druckverlust

Das Brennstoff/Tufi-Gemisch wird in gut durchmischter Form der oberflichennahen Reak-
tionszone zugefthrt. Dieser Bereich der chemischen Umsetzung ist an den pordsen Brenner-
kérper gebunden. Einer homogenen Matrixstruktur des Brennerkérpers zur Gewéhrleistung
einer betriebssicheren Verbrennung kommt daher eine wichtige Bedeutung zu. Eine in
Umfangs- und Lingsrichtung homogene Porenverteilung sorgt fiir gleichméBige Anstromun-
gen in der oberflichennahen Reaktionszone. Dies gewahrleistet einheitliche Oberflachen- und
Flammtemperaturen und verhindert ein Riickschlagen der Flamme entgegen der Anstromung.

- Die Untersuchung &er Homogenitét wird -auf eine Messung der _Ausﬁittsgcschwindi_gkcit,;
. zurtickgefithit. Diese steigt mit sinkender Porositit (— Kap. _5._5_)_. e SR
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Die hohe Temperaturbestindigkeit erlaubt eine maximale Betriebstemperatur von 1260 °C.
Das Schmelzen der einzelnen Fasern beginnt ab 1540 °C. Ab 900 °C kann eine langsame
Kristallisation der normalerweise glasigen Fasern beginnen, derzufolge Festigkeitsdnderungen
auftreten. Zur Gewahrleistung von Temperaturen unterhalb der Kristallisationsgrenze miissen
die effektiven Wirmeleitfihigkeiten der Korperwand gering und Emissionsfaktoren der
Oberfliche mdglichst grof sein. Beide Anforderungen sind fiir die eingesetzie Matrixstruktur
erfiillt.

Eine hohe Bestindigkeit gegen Temperaturschocks stellt sicher, dafl der Brennerkdrper auch
abrupte Temperaturwechsel schadlos tibersteht. Dies erfordert ein gutes elastisches Verhalten
der radialen K&rpermatrix zur Vermeidung von Riflbildungen infolge Tangentialspannungen.
Im Experiment zeigte die Struktur mit einem Aluminiumoxidanteil von 95 % im Dichie-
bereich 270-340 kg/m?® anhand von RiBbildungen ein geringe Elastizitit. Die Korper mit
Standardfaserzusammensetzung dagegen wiesen im Dichtebereich bis 340 kg/m® keine

Schidigung auf.

Die geringe effektive Wirmeleitfshigkeit erlaubt den Finsatz von Rohren mit geringen
Wandstirken und trotzdem wvorziiglichen Isolationseigenschafien. Geringe Wandstirken
verringern den Druckverlust. Die Funktion als Isolator sorgt fiir eine Trennung der Reaktions-
zone von der Gemischzustrémung und vermeidet die Gefahr unerwiinschier Riickziindungen.
Dariiber hinaus bieiben die Wandtemperaturen auf einem niedrigen Niveau. Dies verhindert
das Uberschreiten einer maximal zuldssigen thermischen Belastungsgrenze.

Die hohe Porositit von ca. 90 % fordert eine homogene Gemischverteilung, infolgedessen
sich einheiiliche Reaktionsbedingungen mit verminderten Schadstoffemissionen einstellen.
Gleichzeitig wird der Druckverlust iiber die Korperwand vermindert. Jedoch sollie der
Druckverlust ausreichend hoch sein, um eine gleichmifige Gemischverteilung Gber die
Korperfliche zu gewdhrleisten. Demzufolge sollte eine Kérperdichte von 270 kg/m® nicht
unterschritten werden. Eine K&rperdichte von 340 kg/m® ist zur Gewihrleistung einer
ausreichenden Bestindigkeit gegen Temperaturlastwechsel nicht zu {iberschreiten. Die
Porositdt isi daher im eingeschrénkien Dichtebereich von 270-340 kg/m® nichi stark’
verdnderbar. -Sie betrdgt zwischen 91-88 %. ' ' '

Neben den keramischen Faserstrukturen kénnten darliber hinaus metallische Faserstrukturen
sowie Schaumkeramiken verwendet werden. Tabelle 3.1 enthélt einen Vergleich dieser
Brennerkérperausfithrungen in bezug auf ihre physikalischen Eigenschaften. Der Vergleich
zeigt fiir die keramische Ausfiihrung als festes Vakuumformteil das beste Verhalten. Die
fehlende thermische Bestindigkeit zylindrischer Schaumkeramiken gegentiiber Temperaturlast-
wechseln, die experimentell festgestellt wurde, 146t einen Einsatz dieser Brennerkdrper in das

bestehende Brennersystem nicht zu.
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metallische keramischel
Fasermatrix Fasermatrix

Bestindigkeit gegen

Temperaturlastwechsel i i ) :
effektive Wiarmeleitfihigkert 0 ++ 0 §
Emissionsverhalten + ++ 0 §
Porositit + ++ 0 %

F

++sehr gut  +gut o befriedigend - ungiinstig
1) festes Vakuumformeeil (Standardfaser)

Tab. 3.1 Bewertungsskala fiir die Auswahl eines zylindrischen Brennerkorpers

Hinsichtlich einer geforderten geringen effektiven Wirmeleitfahigkeit zeigt die Faserkeramik
deutliche Vorteile gegeniiber der metallischen Ausfilhrung. Dariiber hinaus wird im Kapitel
3.3 gezeigt, daB das Emissionsverhalten der zum Einsatz kommenden Keramik nahezu dermn
"eines schwarzen Kdrpers" entspricht und dem metallischer Faserkdrper leicht tiberlegen ist.
Wirmeleitfiihigkeit und Emissionsfaktoren lassen auf niedrigere Korperwand- und Ober-
flachentemperaturen der Faserkeramik schlieflen.

3.1 Homogeni{it

Die Tabelle 3.2 gibt die Rezeptur zweier Standardfaserprodukie nach der Ofentrocknung
entsprechend den Informationen durch die Hersteller wieder. Dabei unterscheidet man
hinsichtiich der Komponenten "Reine Fasern”, "Fiillstoffe" und "Shot". Hiernach betrfigt der
reine Faseranteil je nach Hersteller nur 35 % bzw. 48 % Massenprozent. Damit sinkt die
Homogenitit des Produktes. REM-Untersuchungen wiesen die Fiillstoffe als tabulares Alumi-
niumoxid nach, das infolge des Unterdiruckes wihrend des Prozesses in den Verbund gesaugt
wird und in Form diinner Tifelchen zwischen den Fasem liegt. Der Shot-Anteil entspricht,
wie die rasterelektronenmikroskopischen Aufnahmen zeigen, Fasern gréfleren Durchmessers
(10-20 um), die zum Ende hin tropfenformige Erweiterungen aufweisen kémnen. Dieser
Anteil variiert je nach Hersteller sehr stark und betrigt 30 % bzw. 11 %. SR




Produkt A

Reine Fasern 35%

Fillstoffe

Tab. 3.2 Rezeptur zweier Standardfaserprodukte nach der Ofentrocknung in Gew%

Die Erhéhung des Aluminiumoxidanteiles auf 95 % bewirkt laut Aussage der Hersteller eine
Reduzierung des Shoi-Anteils auf unter 5 %. Ein Anstieg des reinen Faseranteils ist die
Folge. Im Hinblick auf eine anzustrebende homogene Matrixstruktur ist demnach eine
Erhohung des Al,O;-Anteils als giinstig zu bewerten. Jedoch wird diese MaBinahme aufgrund
sinkender Elastizitdtseigenschaften mit steigendem Al,O4-Anteil und der damit verbundenen
Gefahr von Riflbildungen eingeschrinki. Die Korperdichte ist ein weiterer Parameter zur
Beeinflussung der Homogenitét. Die Homogenitit wird dabei mit zunehmender Korperdichte

besser (— Kap 5.5).

3.2 Druckverlust

Der Druckverlust wird im Hinbiick auf die Berechnung der Gebliseleistung abgeschitzt.
Stromt das Gas durch die pordse Fasermatrix, wird es stindig an den Feststofffidchen
umgelenkt. Es bilden sich immer neue Grenzschichten an den Faseroberflichen. Die sich
einstellende Stromungsform wird bestimmt durch die Gréfle der lokalen Poren-Reynolds-Zahl

mit dem mittleren Faserdurchmesser dy als charakteristischer Lénge fir die innere Struktur
der Faserisolierung. Eine obere Abschétzung der lokalen Reynolds-Zahl fiir eine Leistungs-
dichte von 160 kW/m? und einer Lufizahl von 1,5 ergibt einen Wert unterhalb von 1. In
diesem Fall spricht man von einer schleichenden Stromung oder auch vom Darcy-Bereich. In
diesem Bereich konnen die Trigheitskeifie vernachlissigt werden. Der Druckverlust ist

proportional zur DurchfluBmenge.

Der Druckverlust in einer "Schittung" wird fiir Reynolds-Zahlen klemner als 10 durch die
Kozeny-Theorie beschrieben. Aufbauend auf dieser Theorie beschreibt Carman [28] eine
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Beziehung fiir Faserpackungen. Danach wird der Druckverlust in der Faserpackung abgebildet
auf den Druckverlust einer Kapillare (Rohr). Fiir den Druckverlust einer laminaren Rohrstrs-
mung gilt in differentieller Form (chne Einlaufverluste):

Py 27
g _, 2 x ) (3.2)
dl, * D
64
Ay = 3.3
K Re, 3.3)

Dabel steht vi(r) fiir die lokale Kapillargeschwindigkeit, die gleich dem Quotient aus
Volumenstrom V und der értlich durchstrémten Fliche A = Px2nrHy, ist. Der Kapillardurch-
messer Dy wird durch den hydraulischen Durchmesser dy, = 4A, /Uy mit der Querschnitts-
fldche Ay und dem Umfang Uy der Kapillare ersetzt. Es ergibt sich unter der idealisierten
Vorstellung eines reinen Faseranteils in der Isolierung mit einheitlichem Faserdurchmesser

P
4 =L g (3.4
h 1 —P F R }
Die Porositdt P wird auf die Korperdichte p; ., und die Feststoffdichte p, zuriickgefiihrt:

p =1-Pw (3.5)
By

Aufgrund der hohen Porositéten von ca. 90 % wird die Linge der Kapillare Ly gleich der
Schichtdicke & der durchstSmten Flache gesetzt (Umlenkfaktor p = 1). Die Integration von
Gl. 3.2 in den Grenzen Korperinnendurchmesser Ry und Aullendurchmesser Ry, ergibt dann

fiir den Druckverlust:

E
n(—= _
hp —a B2 By - | @6
P3d§: ZEHK

Der Druckverlust ist danach abhéngig vom Volumenstrom und von den K&rpereigeschaften
Geometrie, Porositiat und Faserdurchmesser. Die Proportionalitdtskonstante ist ein Stoffwert,
der sowohl vorn Material als auch von der Hauptausrichtung der verwendeten Faser abhéngt.
Furber und Davidson [29] ermitteln fiir ungeordnete keramische Fasern Werte von 8,8 bis 73.
Die Werte fiir parallel zur Hauptfaserausrichtung durchsirdmte Pakete liegen niedriger, bel
einer Strémtmg senkrecht dazu hoher. Messungen ergaben fiir die Produkte A und B
konstante Faktoren von 14 und 27.




Die Druckverluste im untersuchten Dichtebereich und einem technisch realistischen Volumen-
strom von 12 m¥h liegen fiir den Bezngskorper (D = 100 mm, d = 40 mm, H = 300 mm)
zwischen 12 und 21 mbar (Gl 3.6). Dies entspricht einer Verlustleistung von 4 bis 7 W.
Somit ist die Gebliseleistung im Vergleich zu den thermischen Energien vernachléssigbar

gering.
3.3 Wirmeleitiihigkeit

Der Wirmetransport innerhalb eines mit Gas durchstrémten porSsen Mediums besteht aus
den Mechanismen Feststoffleitung, Gasleitung, Warmestrahlung sowie erzwungener Kon-
vektion. Die freie Konvektion wird fiir den in dieser Arbeit beschriebenen Anwendungsfall
vernachidssigt. Im foigenden werden Feststoff- und Gasleitung sowie Wirmestrahiung durch
eine effektive Wirmeleitfahigkeit ersetzt. Diese ist kein realer Stoffwert, sondern auch von
der Geometrie der Faserpackung abhingig. Eine ausfiihrliche Darstellung der Wirmeiiber-
tragung in Faserisolierungen ist der Arbeit von Tebroke und Achenbach [30] zu entnehmen.
Fir die effekiive Wirmeleitfihigkeit der zum Finsatz kommenen Fasermatrix gilt hiernach:

A

5

o = Ko1-PPL, + P+ %5%?3 @7

Der erste Summand berticksichtigt die Festoffwirmeleitung mit Ky als dimensionslosen
Kontaktstellen-Faktor. Bei einer keramischen Hochtemperaturfaser sind die Kontakistellenra-
dien jedoch sehr klein. Der Anteil der Feststoffleitung ist zu vernachléssigen.

Der zweite Summand stellt die Warmeleitung des Gases im Isolator dar. Dabei ist die
Warmeleitfahigkeit des Gases A, in der Matrix gleichzusetzen mit der des freien Gases, da
die mittlere freie Weglénge atmosphérischer Luft bei Hchstternperaturen von 900 °C in der
Matrix um ca. den Faktor 100 niedriger ist als der mittlere Abstand zweier Fasern (25 pm —
Gl. 3.4). Die vorangestelite Komrekturfunktion PR mit K, als "Gasexponenten” beriicksich-
tigt, daB in realen Faserisolierungen auch ein betréchtlicher Anteil von Fasern parallel zum
Wirmestrom orientiert ist. Dies filhrt dazu, dafl durch die Anwesenheit eines Gases die
Wirmeleitfihigkeit der Isolierung um einen gréfieren Betrag als nur um 2, steigen wird. Die
Korrekturfunktion wurde von Rath et al. [31] eingefithrt. Tebroke und Achenbach [30].geben

fiir eine Faserisolierung dhnlicher Zusammensetzung einen Gasexponenten von 1,2 an, der fiir

weitere Berechnungen zugrunde gelegt wird.
Die Wirmetibertragung durch die Feststoff- und Gasleitung wird ergénzt durch einen Anteil

aus der thermischen Strahlung des Feststoffes. Dieser Anteil geht auf ein Diffusionsmodell
fiir optisch dichte Medien nach Siegel und Howell [32] zuriick. Es umgeht die exakte
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Beschreibung der Iaserisolierung als optisch leitendes Medium, das Strahlung gleichzeitig
emittiert, absorbiert und anisotrop streut. Stattdessen wird angenommen, daf die Strahlung
mnerhalb des Medrums nur einen kurzen Weg zuriicklegt, bevor sie absorbiert wird. Dies ist
gliltig, wenn die optische Dichte, das Produkt aus Extinktion E und Schichidicke Ax, im
betrachteten Wellenlédngenbereich grofler als 2 ist. Bei Faserisolierungen ist die Extinktion
abhingig von der Korperdichte und dem Faserdurchmesser. Nach Achenbach [33] gilt:

i
E =ep,, = 8,2*105}% v Pl (3.8)

Dabei ist e die spezifische Extinktion der Faserisolierung. Sie betrégt 25 m*kg (d; = 3 pm).
Hiernach konnen die zum Einsatz kommenden Faserisolierungen mittlerer Packungsdichte
von 300 kg/m?® bereits nach 0,25 mm als optisch dicht gelien. Die Warmeleitfihigkeit betragt
fiir obere Betriebstemperaturen bis 900 °C und eine mittlere Korperdichte von 300 kg/m?®
0,17 W/(m K). Anhand dieses Wertes ist die gute Isolationseigenschaft abzulesen. Diese ist
jedoch aufgrund des eingschriinkt variablen Dichtebereiches nicht wesentlich zu verbessern.

3.4 Emissionsverhalien

Das Emissionsverhalten der Oberiliche des Faserkorpers regelt die Hohe der Oberflichen-
temperatur. Ein Anwachsen des "effektiven" Emissionskoeffizienten des Faserkorpers hat ein
Senken der Oberflachentemperatur zur Folge. Hierbei ist im Hinblick auf die Gefshr der
Riickziindung bei hdheren Oberflichentemperaturen ein Emissionsverhalten anzustreben, das
dem des "schwarzen Korpers" nahekommt. Die folgenden Uberlegungen zeigen, daB die
cingesetzte Fasermatrix diese Forderung erfullt.

Der Emissionsvorgang an der Oberfliche eines optisch dichten K&rpers kann beschrieben
werden als Addition aus der Emission der ersten Feststofflage mit dem temperaturabhéngigen
Emissionskoetfizienten des Feststoifes ¢, der im Temperaturbereich von 400 bis 800 °C fiir
die Standardfaser zwischen 0,65 und 0,45 liegt, und der Emission der Poren. Fiir den
"effektiven" Emissionskoeffizienten der porSsen Oberfliache gilt dann:

€5 = (-P)e, + Pe

Poren

(3.9)

Die Pore wird idealisiert als zylindrischer Kanal mit einem Porendurchmesser von 25 pm (—
Kap. 3.2) und einer Linge von 0,25 mm (— Kap. 3.3). Dies entspricht einem Verhélinis von

Linge zu Durchmessser von 10.

‘Das Emissionsverhalien isothermer bzw. nichtisothermer zylindrischer und kegliger Poren in
‘Abhingigkeit von der Zylindergeometrie und des Emissionskoeffizienten der Kanaloberfldche
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ist von Bedford und Ma [34] und Bedford et al. [35] untersucht worden. Nach Bedford und
Ma [34] betraigt der effektive, integrale Emissionskoeffizient einer zylindrischen Pore mit g
= 0,9 und L/D = 4 nahezu 1. Werte gleicher Grofle werden von Bedford et al. [35]
angegeben. Fiir wachsende L/D-Verhéltnisse wurde von den Autoren ein Anstieg des effekti-
ven Emissionskoeffizient errechnet. Ein Absenken des Feststoffkoeffizienten ¢ hat eher
einen geringfiigigen EinfluB auf den effektiven Wert (As; = 0.2 < Ag <1 %). Der
effektive Emissionskoeffizient der Poren des Faserkdrpers mit L/D = 10 kann somit zu 1
gesetzt werden. Mit einer mittleren Porositit von 90 % Hefert Gleichung 3.9 dann einen
effektiven Emissionskoeffizienten der porsen Matrixoberfldche von ca. 0,95.

Golombok und Shirvill [36] haben den effektiven Emissionskoeffizienten einer geordneten
Faserlagenschicht in Abhingigkeit von der Porositit und des Feststoffemissionskoeffizienten
errechnet. Hiernach ergeben sich fiir die keramische Fasermatrix unter der Annahme geord-
neter Faserlagen im Bereich 0,88 < P < 0,91 mit g, = 0,5 effektive Emissionskoeffizienten
von 0,87-0,90. Im Vergleich dazu sind die effektiven Emissionsiakioren metallischer Faser-
strukturen mit maximalen Porosititen von 80 % niedriger. Sie betragen fiir einen mittleren

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

Im folgenden wird fiir die unbeschichtete Fasermatrix mit einem temperaturunabhingigen
effektiven Emissionskoeffizienten von 0,9 gerechnet. Es zeigt sich, daf bei Wahl dieses
Koeffizienten die gemessenen Kdérperoberflachentemperaturen im Vergleich zu berechneten

Werten sehr gut iibereinstimmen (~ Kap. 7.4).
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4,0 Gleichungen fiir den Wérme- und Stofftransport

Der Reaktor setzt sich zusammen aus dem Brennerkérper sowie dem Abgas- und Wasser-
kanal (— Kap. 2.1). Die Modellierung des Brennerkdrpers konzentriert sich auf die Korper-
wand {1} mit Katalysatorschicht {2} und den wandnahen &ufleren Randbereich {3} (— Abb.
4.1). Fir den Fall der Modellierung des unbeschichteten Brennerk&rpers 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 {1}-{3} erfolgt auf der Grundlage einer numerischen und
analytischen Behandlung der station#ren, eindimensionalen Erhaltungsgleichungen fiir Masse,
Stoff und Energie. Diese werden im folgenden dargestellt. Sie sind die Grundlage fiir die
Entwicklung der Stoff- und Temperaturprofile. Gleichzeitig liefert die Losung der Erhaltungs-
gleichungen folgende Kenngrofien und Bewertungen:

{5}

,
|

-Abb. 4.1 Reaktorausschniit: Brennerkdrper, Abgasringspalt und Wasserkanal
_ R _ o




Umsatz im Katalysator

Bewertung der thermischen Belastung des Katalysators

Strahlungswirkungsgrad der Korperoberfliche

Position der Reaktionszone der Flamme

Zusammenhang zwischen gemessener Stickoxidproduktion und berechneter maximaler

000

Gastemperatur

Auf der Basis der Modellierung des Brennerkérpers erfolgt die Simulation des Reaktors (—
Kap. 7). Das hierzu entwickelte Rechenprogramm beschreibt auf der Basis der gewonnenen
Ergebnisse im Bereich {1}-{3} die abgasseitigen Wandwirmestréme des Brennraumwir-
meaustauschers und koppelt die Abgasseite {4} mit der Wasserseite {5}. Es berechnet den
Temperaturvertauf im Wasserkanal, die an das Warmwasser iibertragenen Wirmestdme,
charakteristische Temperaturen sowie die Reaktor- und Gerdtewirkungsgrade in Abhingigkeit.
von den Betriebsparametern und Geometriedaten.

4.1 Vereinfachungen

Neben den in der Einleitung zu diesem Kapitel genannten Berechnungsvoraussetzungen einer
eindimensionalen, stationdren Beschreibung sind weitere Vereinfachungen der Erhaltungs-
gleichungen und Annahmen méglich. Diese sind im folgenden aufgefiihrt.

Faserkorper {1}

€&  Aufgrund des geringen Faserdurchmessers wird bei der Betrachtung eines Volumen-
elementes davon ausgegangen, dafl sich die Gastemperatur und die Temperatur der
Fasern nicht unterscheiden (Einphasenmodell, gilt auch fiir {2}).

€& Die Stromungsgeschwindigkeit innerhalb der Isolierung ist gemittelt iiber einen
Bereich, der im Vergleich zu den makroskopischen Dimensionen klein ist, jedoch grof
im Vergleich zur Porengréfie. Damit entfillt nach Chan et al. [37] eine makroskopische
Hafibedingung an der Faserwand. '

@ Eine katalytische Aktivitiit der Al,0,/8i0,-Fasern wird vernachléssigt. Gasphasen-
reaktionen bleiben unberiicksichtigt.

©  Der Emissionskoeffizient ist temperaturunabhéngig. Er betrdgt 0,90 (gilt auch fiir {2}).

Eine Abschitzung der Warmeverluste tiber die Ober- und Unterseite der Spanndeckel.
. des. Brennerkorpers ergab vernachldssigbare Verlustieistungen von 30-80 W, '




Katalysatorschicht {2}

&

®

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

Die Oberfischenreaktion wird durch eine Einschritt-Kinetik der Form f = k(T) ¢3® Cozb:
entsprechend der Bruttoreaktionsgleichung xp B + %, O, — Produkte, unter Bertick-
sichtigung stofftransportlimitierender Einfliisse beschrieben (— Kap. 6.2-6.3).

Randzone {3}

&

S

Die Gasphasenreaktion wird durch eine Einschritt-Kinetik der Form = Kk(T) ¢ cozb,
entsprechend der Bruttoreaktionsgleichung xz B + x5, O, — Produkte, beschrieben (—
Kap. 5.2).

In der Flammenzone wird der Energietransport infolge Gasstrahlung vernachlissigt.

Allgemeine Vereinfachungen und Annahmen

S

- B

Die viskose Dissipation bleibt aufgrund der niedrigen Strémungsgeschwindigkeiten
unberiicksichtigt.

Der Druckarbeitsterm trdgt bei kleinen Druckgradienten nur unwesentlich zur
Verdnderung der Enthalpie der Strémung bei.

Die Energie, die aufgrund des Dufour-Effektes transportiert wird, ist im Vergleich zur
Enthalpie der Komponente i zu vernachléssigen.

Die Lewis-Zahlen { — Kap. 4.4} der Komponenten Methan und Sauerstoff befragen 1.
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Die Diffusionsstréme werden durch das Fick'sche Diffusionsg
unabhéngigen Diffusionskoeffizienten der Komponente i in der Mischung D, e
beschrieben.

Die Stoffwerte Wirmekapazitdt ¢, und Wirmeleitung: kg der Gasmischung. sind

P

~ unabhiingig von der Anderung der Gemischzusammensetzung. Fiir deren Berechnung
- -wird die Zusammensetzung am Eintritt in das System, bestehend aus den Komponenten

CHy, N, und O,, zugrunde gelegt.

Die Reaktionsenthalpie pro umgesetzte Masseneinheit Brennstoff Ahp; wird als
unabhingig von der Temperatur angesetzt. '
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4.2 FErhaltungsgleichungen

Unter den genannten Voraussetzungen lautet die Kontinuitdtsgleichung

%(r.ogv)w. @

Die Integration von Gleichung 4.1 mit der Integrationskonstanten M' als Funktion der
Betriebsparameter liefert: '

rp, V= M (4.2)
= [ M

QP e SYETY 4.3)
Aligy M,

Die Stofferhaitungsgleichung fiir die Komponente i und die Energiegleichung werden unter
Beriicksichtigung der Kontinuititsgleichung in folgender Form verwendet: :

Faserkorper {1}

aw, 4

7 . (4.4)
e dr 4 ( {pgD;,ng d )

! ar 4 ar =
M c (D) & & (7 Ay, (D) E;) - | o | (4-5)_

Katalysatorschicht {2}

o dWi N d D M (4.5}
M dr  dr (r [pgDigly ) o r |K| ¢, Prst ¥ o) N

- ar _ d : ey

M e (D =z r A (D ) v r x| M, A (rKa: PEy Prom) _g§.7)
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Randzone {3}

L, dw, g aw.

R R by : 4,
M dr ar (f’ {PgD,-,g}T df‘) r lKi} Mz‘ rHom ( 8)
o ar 4 daT. .
M c(7) & r 2D E) + 7 k]| My Ahg; P (4.9)

4.3 Rand- und Ubergangsbedingungen

Entfillt eine Vorheizung des Brennstoff/Luft-Gemisches, so betrigt die innere Kérperwand-
temperatur aufgrund der stark isolierenden Eigenschaft des Fasermaterials etwa 30 °C. Fiir
die Modellierung wird diese Eintrittstemperatur in das zu beschreibende System als konstant
angenommen. Der Austritt der duBeren Randzone wird definiert als Ort, an dem der Brenn-
stoff vollstandig wngesetzt ist. Temperatur- und Konzentrationsgradienten streben dort gegen
Null. Zusammenfassend ergeben sich die folgenden Randbedingungen: a

Eintritt in die Faserkorperwand =~

r=Ryp: L It T i TR (4.16)

Austritt aus der Randzone

4ar TR (4.11)

r=riwg=0) = R, : ~ “=y =0 —513”
An den Ubergingen "Fasermatrix-Katalysator" und "Katalysator-Randzone” werden Kopp-
lungsbeziehungen formuliert. Die differentielie Bilanz an der Stelle r = Ry-8y,, beschreibt
das Gleichgewicht zwischen den Diffusionsstrdmen von Stoff und Energie zu beiden Seiten
des Ubergangs. An der Stelle r = Ry ist die Summe der zur Oberfliche transportierten
Wérmestrome aus Katalysatorschicht, Randzone und Abgaskanal aufgrund von Warmeleitung
und Gass‘i:rahlung gleich dem Abtransport infolge Festkorperstrahlung. Diese Bilapzierung an
der Oberfliche des Brennerkorpers wird .aufgrund der hohen optischen Dichte dex Keraml-.'
schen Matrix getroffen. Der EinfluB natirlicher Konvektion wird vemachiasmgt Zusaminen-

fassend ergeben SlCh che folgenden Ubergangsbedmgunoen _
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dT ar
r= Re=8p, A‘BO(TR il AeaT, Ry ) ar I, (4.13)
aw, aw,
r= R = =1, (4.14)
Q Ok
r=R,: ATy & |—;Lm() [ ox ko (4.15)
K X

Im Kapitel 7 wird gezeigt, dall die Gasstrahlung im Abgaskanal nicht vernachldssigbar ist.

Deren Einflu} auf die Korperwand wurde in Gleichung 4.15 durch den Wirmestroms QGK

berticksichtigt. Der Wérmestrom QK#W beschreibt den Nettostrahlungsaustausch zwischen

Koérperoberfliche und Brennraumwirmeaustauscherwand (— Kap. 7.1.2.1). Die Beschreibung

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

Ein weiterer, vereinfachter Modellansatz 2 konzentriert sich auf die Beschreibung der duleren
Randzone unter Verwendung der Gleichungen 4.8 sowie 4.9 und Schitzung des Brennstoff-
umsatzgrades &y . im Katalysator. Dazu wird der Faserkorper mit Katalysatorschicht als
"Black-Box" betrachtet. Eine integrale Bilanz zwischen Zustrémung und Kérperwandaustritt
liefert dann die Randbedingungen am Eintritt der duberen Randzone: o '

r=Ryt B, Ahppmowp, + QGK + Ag AT, ) ] = Qg + (1) (Tp~T)
o — . 2 aus N Tr 7 B ) o d6/17Y
i j:_--RK s (I‘“EKQ) .”i.WB,E = m “ex -.—...ﬁngQB,g}g—KgiS R T T AR (ng S X

Die mittlere spezifische Warmekapazitét c (T m) ist auf die. érithmetische Mitteltemperatur |
zwischen Komerwandﬂm und austritt zu bcmehen Die ‘{andbvdmgmgen am Austn‘*t der
auj‘.’)eren Ranazone genen Wleaerum auf Gielcnung 4 11 zuruc& B ' '

Auf der Grundlage des Modellansatzes 2 werden die Startwerte ﬁir die numerische Losung
des Modellansatzes 1 bestimmt (— Kap. 4.6.3). Daxiiber hinaus dient dieser Ansaiz als Uber-
pritfung der Genauigkeit analytisch berechneter Betriebsgrofen, aeren Ermrttlung ebenfalls
aus einer Betrachtxmg d.er auﬁeren Rancizone erfolg‘t (— Kap. 5. 3\




4.4 Definition dimensionsioser Grifien

Die im Kapitel 4.2 formulierten Stoff- und Energicbilanzen setzen sich aus konvektiven,
diffusiven und reaktiven Anteilen in Strémungsrichtung zusammen. Zur Bewertung der
Gréflenordnung der einzelnen Anteile zueinander ist es sinnvoll, die Bilanzgleichungen m
ihre dimensionslose Form zu iberfilhren. Dazu werden charakteristische ReferenzgréfBen fiir
Lénge (L), Geschwindigkeit (v,), Temperatur (T,) und Stoffwerte ( Cor > Ap s Por » [Di,g]r)
eingefilhrt. Somit erhilt man Kennzahlen, deren Zahlenwerte die Lésung des Problems
bestimmen. Die folgende Betrachtung beschrénkt sich auf eine Behandlung der Erhaltungs-
gleichungen fiir den planaren Fall. Die ortliche, axiale Koordinate wird mit

x
xt == {4.18)
L
dimensionslos gemacht. Die unbekannte GréBe Temperatur wird in der Form
T-T
T = « (4.19)
Tr“Ta

dargestelit. Dabei steht T, fiir die Eintrittstemperatur an der inneren Korperwand. Die Ein-
fihrung der dimensionslosen Kenngrofen x und T und entsprechende Umformung der
Erhaltungsgleichungen fithren zu folgenden Kennzahlen:

c_ v L
Pe,, = “pr—g (4.20)
Pe, = e’ (4.21)
* Dy e,
_E
R, (a+B)
|Ki[fyf!_ ke z -g; a o : _ B
i RT, p(a+b)
Dby k| MR ——F— L e
g - My Mo, o (423)
G e T-T) p, ¥ - _
crpr Ve ted Ve Tr
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Das Produkt Por Vr ist der auf die duflere Oberfliche bezogene Massenstrom M". Dieser 146t
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 fiir Stoff- und Wiarmeiibergang
definieren das Verhéltnis aus Konvekiion und Diffusion in Strdmungsrichtung. Die
Damkohler-Zahl . Art beschreibt den Zusammenhang zwischen umgesetztem Brennstoff zu
konvektiv nachlieferbarem Brennstoff. Sic kann auch als Verhilmis zweier Zeiten interpretiert
werden: Verwellzeit im System ty = L/v, zur Reaktionszeit tp = leffg,r- Die Damkohler
Zahl III. Art definiert das Verhdlinis chemisch entwickelter Wirme zur konvektiv
abfilhrbaren Wirme. Die dimensionslose Aktivierungsenergie

px _ _E (4.4}

\ =)

wird als Arrhenius-Zahl bezeichnet. Diese wird mit der Referenziemperatur Tr=Tad2/’(Tad—Ta)
m die fiir die Beschreibung der Struktur von Flammen mit Einschritt-Kinetik entwickelte

Zeldovich-Zahl
E (T -T
BT T

2
R T,

(4.25)

{iberflihrt. Dabei steht T,; filr die adiabaie Flammentemperatur. Neben diesen Kennzahlen
gibt es solche, die die Transportvorgénge miteinander in Bezichung setzen. Fir das hier
beschriebene Problem gilt die Lewis-Zahl:

Le, = — T (4.26)
{pg Digir Cpr

Eine Abschéizung fiir den Fall einer eindimensionalen Flamme mit der Flammendicke I als
Referenzlénge (— Kap. 5.1) und der adiabaten Flammentemperatur als Referenztemperatur
zeigt, dal} die Peclet-Zahlen deutlich kleiner und die Damké&hler-Zahlen deutlich gréBer sind
als 1. Hieraus folgt, daB in der Reaktionszone der Flammentront die konvektiven Anteile in
den Bilanzgleichungen gegeniiber der Diffusion und Reaktion vernachlédssigbar sind. Eine
dquivalente Aussage kann iiber die Zeldovich-Zahl abgeleitet werden. Infolge der groflen
Aktivierungsenergien bei der Verbrennung ist diese deutlich gréBer als 1. Die Reaktions-
schichidicken werden demnach sehr diinn (— 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-
Kamenetzkii [38]. Zudem verlaufen die Transportprozesse in Gasen nahezu gleich schnell,
$o dal’ die Lewis-Zahl fast eins betrdgt und {iber weite Bereiche nahezu konstant ist.
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4.5 Basisgleichungen fiir eine analytische Berechnung

Die Modellierung sieht neben der numerischen Behandiung der Gleichungen 4.4-4.9 die
Entwicklung einer analytischen Losung zur Bestimmung von Flamm- und K&rperwandtempe-
raturen sowie Flammabstinden von der Korperwand vor (Modellansatz 3). Fir die
Betrachtung wird die duBere Verbrennungszone mit einer Ausdehnung von weniger als 2 mm
als planare Vormischflamme behandelt. Ferner werden die Erhaltungsgleichungen in eine
dimensionslose Form tiberfithrt. Unter Beriicksichtigung einer konstanten Reaktionsenthalpie
Ahg ; und Warmekapazitit cp werden folgende Referenzgrofien gewéhit:

L =2/, (427

T, = Ahy, [ ¢, = HCP,, (4.28)

r

Der Stoffwert HCP,; ist auf die Mitteltemperatur zwischen Kérperwand und Flammenfront zu
beziehen (Index Kb). Fiir den Fall einer konstanten Lewis-Zahl ergeben sich die folgenden

dimensionslosen Bilanzgleichungen:

2

dw, 1 dw w (4.29)
dx* Lei 22 g

g % Dz .
ar’ _ AT Ly (4.30)
dx* dx*Z

mit

W= el g 0D (4.31)

i [ ! i R./.ﬂﬁ 2 Hom N

Die Gleichungen 429 und 4.30 zeigen, daB fiir Lewis-Zahlen von 1 einc Ahnlichkeit
zwischen den Konzentrationsprofilen Wi(X*) und dem dimensionslosen Temperaturprofil
T*(x*) besteht. Dariiber hinaus kann eine Beziehung zwischen der Sauerstoff- und Brennstoff-
konzentration abgeleitet werden. Unter Zugrundelegung eines linearen Ansatzes der Form

Wo, = Vo * C wy {4.32)

erhdlt man be1 einem Vergleich der beiden Stofferhal’fungsproﬁle im Fail von Methan Lnd |
Lems-ZahIen von 1 fiir die Konstante C einen Wert von 4. '
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4.6 Numerische Behandlung der Erhaltungsgleichungen

Die simultane Losung der Stofferhaltungsgleichungen fiir Sauerstoff und Brennstoff sowie der
Energiegleichung der Modellansatze 1 und 2 kann nur auf numerischem Wege erfolgen. Die
Lewis-Zahlen fiir Methan und Sauerstoff unterscheiden sich geringfiigig von eins und sind
iiber einen weiten Temperaturbercich nahezu konstant. Daher wird fir die numerische
Modellierung auf den Zusammenhang zwischen Sanerstoff und Brennstoff der Gleichung 4.32
zurtickgegriffen. Damit reduziert sich die Zahl der zu 16senden Erhaltungsgleichungen auf
zwel. Im folgenden soll skizziert werden, wie aus den Erhaltungsgleichungen sowie Rand-
und Ubergangsbedingungen eine L&sung ermittelt werden kann.

4.6.1 FEinfiihrung eines geeigneten Gitters

Die Differentialgleichungen werden mit Hilfe der Methode der finiten Differenzen geldst.
Dabei ersetzt man die Differentiaiquotienten durch Differenzenquotienten. Fiir die Erstellung
des Gitters mubB beriicksichtigt werden, daf} innerhalb der Katalysatorschicht und Randzone
sehr grofie Gradienten aufireten kénnen. Dies verlangt in diesen Bereichen eine feine
Diskretisierung. Daher werden drei Gitterzonen fiir die Beschreibungsfelder Faserkérperwand,
Katalysatorschicht und Randzone mit unterschiedlichen Gitterabstinden gewihlt. Das Gitter
mnerhalb des Beschreibungsfeldes hat eine dguidistante Einteilung:

Brennerkorperwand
F(i) = Ry + % (Ry-5,,-Ry) 1 <i<N+ (4.33)
Katalysatorschicht
F{(j) =Ry - (1—({;‘}) d s 1<js N7l (6.34)
_J'
Randzone_
P (k) =R+ &L » Ry 1<k <N+l (4.35)

k

N;, Nj und N, bezeichnen die Anzzhl der Gitierpunkte in den jeweiligen Beschreibungs-
feldern. Aufgrund der guten Isolationswirkung des Brennerkérpers ist eine Anderung des .
‘Brennstoff- und Temperaturprofils erst zum Austritt hin zu erwarten. Der Innenradius Ry, der




Brennerwand wird daher zur Verringerung der Gitteranzahi von 20 mm auf 35 mm herauf-
gesetzt. Bel der Wahl der Anzahl der Gitterpunkte mufB ein Optimum zwischen der Genau-
igkeit der Ergebnisse infolge einer sehr feinen Diskretisierung und vertretbaren Rechenzeiten
gefunden werden. Die Variation der Gitteranzahl zeigte, daB bei einer Gitterwahl von
90/70/70 keine wesentlich besseren Ergebnisse erzielt werden konnten.

4.6.2 Differenzenguotienten

Die vorhandenen Differentialquotienten werden im Inneren eines Beschreibungsfeldes durch
zenirale, dquidistante Differenzen-Quotienten zweiter Ordnung ersetzt. Fiir die erste und die
zweite Ableitung der Temperatur ist zum Beispiel zu setzen:

... -T_ P
? . - r.ArZA r-Ar + 0 (Ai’z) (4.3%))
i F
2 T -27 + T
Sl = AL s 0 ar) @37)
ar* Ar

Die orilichen Ableitungen fiir die Konzentration sind analog anzusetzen. Dabei ist G{Ar®) ein
Term der Ordnung Ar?, der bel der weiteren Berechnung vernachléssigt wird. Der durch diese
Vereinfachung entstehende Fehler wird mit steigender Anzahl der Gitterpunkte kleiner.

Bei der Verwendung zentraler Differenzen miissen die Rénder der Beschreibungsfelder
besonders beachtet werden. Auf der Innenseite der Brennerkorperwand ergeben sich hier
keine Probleme, da diese Gitterpunkte mit konstanten Werten besetzt sind. Fiir alle weiteren
Randpunkte sind die vorhandenen Differenzialquotienten liber Vorwirts- und Riuckwirts-
gradienten zweiter Ordnung zu ermitteln. Aus einer Taylor-Reihe zweiter Ordnung ergibt sich
beispielweise filr die Temperatur T:

/ 37, = 4T, + T, S
%TIHAJ' = A ZAT Ar + O (Arz) ' I ; ) Ce (4-38}

7 S r. : . S _ e R
T AT s 37 : ST S
-%!H\r-:: A = A’ — oy (439

g F : o o
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4.6.3  Ablauf der Berechnung

Liosen eines nichtlinearen Gleichungssystems

Gesucht werden die Brennstoffkonzentration und Temperatur in jedem Gitterpunkt. Dies
entspricht 2><(Ni+Nj+Nk) Unbekannten. Bei Substitution der Differentialguotienten durch die
Differenzenquotienten der Gleichungen 4.36 und 4.37 sowie nach Ordnung der Temperaturen
und Konzentrationen erhidlt man an einem beliebigen Gitterpunkt r innerhalb einer Beschrei-
bungszone ein nichtlineares Gleichungspaar der Form:

Energiebilanz

F @ s Toone 3 T3 Tone s Togr 5 oo Ty 3 W5 ) = 0 (4.40)
Stoffbilanz

f(TréAr » Tr ’ Tr—Ar > wB,r+Ar : wB,r ) wB;-Ar) =0 (4'43)

Dies entspricht im gesamiten Beschreibungsfeld einer Anzahl von 2x(N i-=—I\IJ-+I\Ik)-8
Gleichungen. Die iibrigen acht Gleichungen resultieren aus den Rand- und Ubergangsbedin-
gungen, die unier Verwendung der Gleichungen 4.38 und 4.39 diskretisiert werden. Somit
wurde das Differentialgleichungssystem auf ein nichtlineares Gleichungssystem der Ordnung
[2X(Ni+Nj+Nk)]2 zurtickgefithvt. Eine Losung erfolgt mit dem Rechenprogramim DNEQNF
der KFA. Das Programm [8st ein System nichtlinearer Gleichungen auf der Basis eines
modifizierten Powell Hybrid Algorithmus und einer Finite-Differenzen-Approximation der
Jacobi-Matrix. Eine ausfiihiliche Beschreibung ist der Arbeit von More et al. {391 e
entnehmen. Die rechte Begrenzung der Nachverbrennungszone (r = Ry) ist zundchst
unbekannt. Deren Béstimmung ergibt sich aus einer Varation der Oriskoordinate Ry. Die
Losung ist erreicht, wenn das Abbruchkriterium wy(r = Ry) = 0 erfilllt ist.

Bestimmung der Startprofile

Die Konvergenz des zuvor besclriebenen numerischen Verfahrens ist abhingig von der Wahl
giinstiger Startprofile. Fiir deren Bestimmung wird jede Zone getrennt nach dem zuvor
erlduterten mathematischen Verfahren behandelt. Es folgt eine Schiitzung der Anfangsprofile
von Temperatur und Konzentration in den einzelnen Zonen. Dabel wird angenommen, dafl
die Temperatur linear ansteigt und die Brennstoffkonzentration linear fillt. Die Zonenrand-
werte an den Stellen Ry 5 , Ry und Ry fiir Temperatur und Brennstofikonzentration werden
geschitzt (— Abb. 4.2). Ausgehend von der ZuBeren Randzone werden dann nacheinander
unter Beriicksichtigung integraler Bilanzen Profile entwickelt, die der eigentlichen Losung
bereits sehr dhnlich 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-
schitzt. Gleichzeitig liefert die Berechnung der Profile in der Randzone die Werte auf dem
Korperrand: Temperatur Ty, und die Gradienten dT/dr; sowie dw/dry . Diese Werte werden
fiir die Bestimmung des Startprofils der Katalysatorzone verwendet.

Die Randbedingungen am Katalysaioraustritt entsprechen den differenzielien Bilanzen 4.14
und 4.15. Die Gradienten dT/d:l3 sowie dw/dr% sind gleich den in der Randzone ermittelten
Werten. Der Wirmestrom inw und die Wirmeleitfzhigkeiten werden mit der bekannten
Korperoberflachentemperatur Ty, berechnet. Den Gasstrahlungsanteil und die Riickstrahlung
setzt man zu 0. Der linke Rand wird durch die folgenden integralen Bilanzen beschrieben:

Umsatzgrad: g Kat Anfangsprofile

1. Schritt 2. Schritt 3. Schritt

T Temperatur {1} Faserkorper

{2 Katalysator-
w_  Brennstoff- schicht
konzentration {3} Randzone

. Abb. 42 Bestimmung der Startprofile




dar

r e Rg St 7 6T Ty T = Ay AuTiy) o (4.42)
Fo=RpOp, t M (Wae s Wap) = Ap, (Plpxs "}};[z B (4.43)

An der Schnittstelle r = Ry sind durch die Wahl der Randbedingungen die links- und
rechtsseitigen Temperaturen und Xonzentrationsgradienten identisch. Es erfolgt ein Vergleich
der rechts- und linksseitigen Konzentrationen wy, durch Variation des Umsatzgrades. Die
Iteration ist beendet, wenn diese Konzentrationen iibereinstimmen.

Brennerkorperwand

An der Ubergangsstelle zwischen Faserkdrper und Katalysatorschicht werden die zuvor
ermittelte Temperatur Ty s und Konzentration wy_5 als Randbedingungen gesetzt. Der linke
Rand entspricht dem Eintrittszustand nach Gleichung 4.10.
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5.0 Untersuchung unbeschichieter Brennerkdrper

Ziindet man das aus dem porSsen Faserzylinder austretende Brennstoff/Luft-Gemisch, so
bewegt sich die Flammenfront mit der Flammenfronigeschwindigkeit 71-‘,;1: ausgehend vom
Zindfunken, der Strémung entgegen. Es stellt sich ein stationdrer Zustand ein (¥, = 0), der
dadurch bestimmt ist, daf lokal die zur Flammenfront normale Komponente der Anstrﬁmge—
schwindigkeit gleich der Brenngeschwindigkeit ist. Die laminare Brenngeschwindigkeit ¥,
ist diejenige Geschwindigkeit, mit welcher sich eine Flamme in der Richtung normal zur
Front relativ zum unverbrannten Gemisch ausbreitet. Zwischen Geschwindigkeit der Flam-
menfront V ,, Stromungsgeschwindigkeit ¥, , und Brenngeschwindigkeit ¥y besteht der Zu-
sammenhang N |

Vin = Vup + 5, - (5.1)
Ubliche laminare Brenngeschwindigkeiten von Kohlenwasserstoffflammen im technisch inter-
essanten Luftzahlbereich (1,1 < A < 1,3) liegen zwischen 20 cm/s und 40 cm/s. Der Ver-
gleich mit den Anstrémgeschwindigkeiten des Brenners von v, = 4-6 cm/s zeigt, daBl ein
stationdrer Zustand nur durch Senken der Brenngeschwindigkeiten und damit Senken der
Flammentemperaturen durch zusitzliche Warmeabfuhr aus der Flammenzone erreicht werden

kann.

Vergleicht man die unterschiedlichen Strahlungsbrennerkonzepte der Literatur, so ist zu
unterscheiden zwischen der Stabilisierung der Flamme auBer- und innerhaib der Brennerma-
trix {— Kap. 2.2). Die Abbildung 5.1b gibt die Temperaturprofile von Gas und Feststoff bei
einer Stabilisierung der Flamme innerhalb des Faserkérpers wieder. Dariliber hinaus zeigt die
Abbildung den prinzipiellen Wirmetransportmechanismus der Gas- und Feststoffphasen in
der Reaktionszone. Das Gas wird dabei die infolge der Gasphasenreaktion produzierte Wirme
(R) durch Wirmeleitung in die Anstrémung (LG) und Konvektion an den Feststoff (Kv) ab-
bauen. Der vom Feststoff aufgenommene Konvektionsstrom ist gleich der durch Feststoff-
strahiung (SS) und Feststofileitung (LS) aus der Systemgrenze abflielenden Energie.

Auf der Grundlage der Darstellung des Kapitels 3.3 erfolgt eine qualitative Bewertung einer
méglichen Stabilisierung der Reaktionszone innerhalb des Brennerkorpers. Aufgrund des
geringen Faserdurchmessers von 3 um wird davon ausgegangen, daf} der in der Abbild.ung
skizzierie lokale Unterschied zwischen Gas- und Fesistoffiemperatur sich nicht einstellt.
Zudem kann bei einer Faserkeramik der Feststoffleitungsanteil vernachléssigt werden. Der
Abtransport durch Feststoffstrahlung wird durch die hohe optische Dichte der Korpermatrix
erschwert. Bei einer miitleren Extinktion von 8000 1/m kénnen 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 zuriick, bevor sie absorbiert wird. Die
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letztendlich aus dem Korper austretende Strahlung reicht nicht aus, einen stabilen Wirme-
haushalt im Inneren zu gewshrleisten. Diese Aussage konnte durch mathematische Unter-
suchungen bestitigt werden. Dabei lieferte die numerische Behandlung der Erhaltungs-
gleichungen 4.4-4.9 unter der Voraussetzung einer vollstindigen Verbrennung innerhalb des
Brennerkérpers keine physikalisch sinnvolle Losung. Folglich muB} es zu einer Stabilisierung
der Flamme auBerhalb der Fasermatrix kommen.

In der Abbildung 5.1a ist der Wérmefluf} fiir den Fall einer aufsitzenden Flamme dargestellt.
Die in der Reaktionszone der Flamme produzierte Wirmemenge wird infolge Warmeleitung
zur Korperoberfliche transportiert. Ein Teil der zur Oberfliche transportierten Energie wird
infolge Festkdrperstrahlung an die Warmeaustauscherwand ausgekoppelt. Diese zus#tzliche
Wirmeabfuhr hat die Herabsetzung der Flammentemperaturen zur Folge. Sie gewihrleistet,
neben einer geringeren NO, -Produktion von unter 10 ppm, die flir die Stabilitit notwendige
Absenkung der laminaren Brenngeschwindigkeit. Eine verénderte Einstellung der Luftzahl
oder Leistungsdichte hat eine Verdnderung der Position der Reaktionszone zur Folge. Die
Erhshung einer der beiden Betriebsparameter fithrt zum Abheben der Flamme. Umgekehrt
wandert die Reaktionszone bei Emiedrigung der Lufizahl auf den Kérper zu bzw. erlischt bei
Unterschreiten einer gewissen Leistungsdichte. Diese Zusammenhinge werden im weiteren

untersucht.

SS Strahlung Festsioff
LF Wimeleitung Flamme
LK Wirmeleitung Kérper

LG Wirmeleitung Gas
LS Wirmeleitung Feststoff,
R Reaktion .
Kv Konvekiion

Abb. Si ) Wirmetransportmechanismen und Temperaturprofile inner- und auflerhalb des

Anasnn

" Brennerkérpers
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5.1 Stationire ebene Flammen

th

1.1 Grundlagen

Es wird eine stationdre, ebene Flammenfront betrachtet. Die Absolutwerte der Stromungs-
und Brenngeschwindigkeiten sind dann gleich. Fiir ein mageres Gemisch ergeben sich die in
der Abbildung 5.2 schematisch dargestellten Profile der Temperatur und Konzentrationen.
Hinter der Flammenfront ist der Brennstoff volisténdig verbraucht. Unter der Annahme eines
leicht iiberstdchiometrischen Gemisches ergibt sich hinter der Flammenfront cine Restsauer-
stoffkonzentration W, . Gleichzeitig erhdht sich die Temperatur vom Ausgangszustand T,
auf die der Mischung entsprechende adiabate Flammentemperatur T 4. Das Gebiet in der
Umgebung der Flammenfront wird in drei Bereiche eingeteilt: Vorw#rmzone, Reaktionszone
und Gleichgewichtszone, Der Ubergang "Vorwirmzone-Reakiionszone" wird durch den
Wendepunkt im Zustand T definiert. Durch Wérmeleitung aus der Reaktionszone entgegen
der Stromungsrichtung wird das Gemisch in der Vorw#rmzone kontinuierlich aufgeheizt.
Gleichzeitig diffundieren Verbrennungsprodukte zurtick 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 T, ist die fiir den jeweiligen
Brennstoff charakteristische stationdre Ziindtemperatur. Sie ist zu unterscheiden von der
Selbstziindtemperatur des Brennstoffes. Fiir stationdre Vormischflammen kann diese

T’Wi;é

; W, Sauerstoffkonzentration

Vorwirmzone L Gleichgewichtszone
[ i !
AT
I
|

Yoe ; T ** am Eintit
/ ; w.. . Sauerstoffkonzentration
/ %Y am Austritt
7 . :
/ — ' :
/ | Flammenfront w,, Srennstoffkonzentration
VAR e am Eintritt -

Te . Eintritistemperatur. |

£

adiabate Flémmentempe__ratur_ _

5

Q,

// ! . ° T, . Ziindtemperatur
T AN e

7 T .

: ' 1, 1= Reaktionszone X

L = Flammendicke

Abb, 5.2 Stationgre eindimensionale Flamme




Zindtemperatur als Starttemperatur fiir die Radikalbildung in der Reaktionszone charak-
terisiert werden. Fiir Methan bet Umgebungsdruck und Luftzahlen zwischen 1,1 < X < 1,3
ist die Ziindtemperatur nahezu unabhéngig von der Luftzahl. Sie legt nach Gétigens et al.
{40] fir den genannten Luftzahlbereich zwischen 1070-1030 °C. Die Ausdehnung der
Vorwidrmzone ist definiert als Schnitt der Wendetangente mit der horizontalen Achse durch
T, und dem Beginn der Reaktionszone bei T . Aus der Differentialgleichung 4.30 wird die
Steigung an der Stelle T, berechnet. Es ergibt sich daraus fiir die Lange der Vorwirmzone
(— Abb 5.2):

2
c, (5.2)

l
p TR
Pea St

Dabei entspricht s; der laminaren Brenngeschwindigkeit. Zu deren Berechnung wird in
Kapitel 10.3 eine analytische Berechnungsgleichung abgeleitet. Charakteristische Werte sind
der Abbildung 5.3 zu entnehmen. Fir die Reaktionsschichtdicke Iy gilt:

r 5.3)

Die Dicke der Vorwdrmzone betrdgt demnach bei Umgebungsbedingungen und einer
Wendepunktstemperatur 8 von 1050 °C im Bereich 1,0 £ A < 1,4 ca. 0,2-0,4 mm. Im
Vergleich dazu ist die Laénge der Reakiionsschicht um etwa eine Groflenordnung kieiner.
Daher wird die Flammendicke gleich der Dicke der Vorwidrmzone gesetzt. Im Grenzfall un-
endlich grofer Zeldovich-Zahlen, d.h unendlich groBer Aktivierungsenergien, wird die
Reaktionsschicht unendlich diinn.

5.1.2 ‘Thermische Flammentheorie

Eine wegweisende theoretische Behandiung stationfirer eindimensionaler Flaramen liefert die
bereits 1938 formulierte thermische Flammentheorie von Zeldovich und Frank-Kamenetzkii
[38]. Sie ist das klassische Beispiel einer gelungenen mathematischen Beschreibung der Ver-
brennung vorgemischter Gase. Durch systematische Vereinfachungen, z.B. die Annahme einer
Einschritt-Bruttoreaktion, werden die Grundgleichungen in eine 1§sbare Form gebracht. Das
besondere Verdienst von Zeldovich und Frank-Kamenetzkii liegi darin, die Vereinfachung,
die sich durch den Grenzwert einer groflen Aktivierungsenergie ergibt, erkannt zu haben. Im
Grenzfall unendlich groBer Aktivierungsenergien wird die zwischen Gleichgewichts- und
Vorwirmzone liegende Reaktionsschicht unendlich diinn (— GI. 5.3). Innerhalb der Reaktions-
zone kann dann der konvektive Warme- und Siofftransport gegeniiber dem diffusiven Trans-
port und der Reaktion vernachlissigt werden. Die Giiltigkeit dieser Vereinfachung ist bereits
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im Kapitel 4.4 mit Hilfe der Abschitzung von Kennzahlen gezeigt worden. Zeldovich und
Frank-Kamenetzkii haben somit, ohne dies explizit auszudriicken, eine asymptotische Theorie
fiir grofle Aktivierungsenergien (Ze — o) mit allen dafiir charakteristischen Einzelheiten
geliefert. Auf dieser Grundlage kann eine Berechnungsgleichung fiir die laminare Brennge-
schwindigkeit abgeleitet werden (— Kap. 10.3).

Eine analytische Behandlung des Differentialgleichungssystems (4.29 und 4.30) ist méglich,
wenn die Reaktionsgeschwindigkeit als eine Funktion der Temperatur dargestellt werden
kann. Dazu milssen Kopplungsbezichungen der Form cp (T) und ¢, (T) formuliert werden.
Als einzige verbleibende Differentialgleichung beschreibt dann die Energiegleichung (4.30)
den Verlauf der Profile in x - Richtung. Die Herleihing der Kopplungsbezichungen sowie
eine ausfithrliche Ableitung der laminaren Brenngeschwindigkeit sind im Anhang aufgefithrt
(— Kap. 10.3). Fiir die laminare Brenngeschwindigkeit gilt hiernach:

0.l A
(=2 (%),

2 _ER .
i o T2, o) (5.4)
s, = |2, —& T g %,
(T, T) EfR
| Bl IKO I Tazd o
S = Je_ —- w + 2ie 2 {5.5)
o B oM, %t 5o, My E[R HCP,,

O,

Die adiabate F lammentemperatur ergibt sich aus einer integralen Gesamtbilanz zwischen
Flammenfrontausiriit und Zustrémung:

o,
L]

3
)
e’

T = HCPp AT ) wgp + T
Die StoffgroBe HCPy, ist ein Ausdruck fiir den Quotient aus Reaktionsenthalpie und spezifi-
scher Warmekapazitat. Diese ist in Gleichung 5.5 auf den Zustand der Reaktionszone zu
bezichen (— Kap. 10.3). Sie wird als konstant angenommen und betrigt im Mittel 33000 K.
Urn die Abhéngigkeit der adiabaten Flammentemperatur von den EinfluBparametern Lufizahl
und Einirittstemperatur zu beriicksichtigen, wird der Stoffwert HCPy in Gleichung 5.6 als
Funktion dieser Parameier angesetzt. Die Anpassung erfolgie an numerisch ermittelte
Literaturdaten nach Peters [41] fiir die adiabate Flammentemperatur. Die Funktion ist im
Anhang dargestellt (— Gl 10.3). Der Ansaiz zur Berechnung laminarer Brenngeschwin-
digkeiten (Gl. 5.4-5.6) dient der Bestimmung der reaktionskinetischen Parameter Aktivie-
- rungsenergie E und Frequenziakior k, homogener Gasphasenreaktionen.




5.2 Kinetik der homogenen Gasphasenreaktion

Befinden sich die an einer Reaktion beteiligten Reaktionspariner im selben Phasenzustand,
liegt eine homogene Reaktion vor. Sie spielt eine wichtige Rolle bei Verbrennungsvorgingen
in Flammen. Bei den hohen Verbrennungstemperaturen entstehen wihrend des Umsatzes
gasformiger Brennstoffe Zwischenprodukie mit katalytischen Eigenschaften. Diese
gasformigen Radikale (O, H und OH) beschleunigen in nachfolgenden Kettenreaktionen oder
Ketienverzweigungen den Umsatz bei den Verbrennungsreaktionen. Nach Gottgens et al. [40]
liegen die Ziindtemperaturen fiir das Einsetzen der Radikalbildung stationdrer Kohlenwasser-
stoffflammen zwischen 1000 und 1100 °C . o

Eine exakte Berechnung der Reaktionsgeschwindigkeit einer Flamme setzt die Kenntnis der
Rezktionswege bei der Oxidation des Bremnstoffes zur volistindigen Beschreibung der
Reaktionsschemata voraus. Die Elementarreaktionen in Verbrennungsprozessen sowie
Reaktionswege bel der Oxidation von Methan wurden durch Warnatz beschrieben [42]-[43].
Nach Peters [44] kdnnen fiir die Oxidation von Wasserstoff bis zu 20 Elementarreaktionen,
fiir diejenige von Methan bis zu 150 Schritte als wichtig angesehen werden. Die
reaktionskinetischen Stoffgréfien der wichtigsien Elementarreaktionen zur Beschreibung von
Kohlenwasserstoffflammen bis Propan ist der Arbeit von Peters und Rogg [45] zu entnehmen.

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, dal sie nur die fiir die jeweilige Anwendung wichtigsten Reaktionen enthalten,
besteht durchaus die Moglichkeit, die Zahl der zu 19senden Differentialgleichungen weiter zu
reduzieren, ohne auf wichiige Reaktionen oder Komponenten von vornherein zu verzichten.
Eine dieser Mdoglichkeiten besteht in der Annahme der Stationfritdt chemischer

Komponenten, eine zweite in der Annahme chemischen Gleichgewichtes. Hierliber wird
systematisch die Reduktion von Elementarreaktionen zu Globalreaktionen vorgenommen.

Uber die Behandlung und Reduktion detaillierter Reaktionsmechanismen existiert eine
reichhaltige Literatur, s. z.B. [44]-[45]. Dies fiihrt fiir Vormischilammen im Fall von Methan
auf einen globalen Vierschritt-Mechanismus. Bei Driicken oberhalb von p =1 bar kann das
vereinfachte Schema fiir Methan auf einen Dreischritt-Mechanismus weiter reduziert werden.
Dies wurde von Peters und Williams [46] gezeigt. Unter der Annahme einer vollstindigen
Verbrennung kann eine quantitative Beschreibung des zeitlichen Ablaufs der Reakiion auf der
Basis der Bruttoreaktionsgleichung - ' ' SEFARA '

B + X, o, - Xco, Co, + 4.0 H,C 5.7y

Kg




durch einen sogenannten formalkinetischen Reaktionsgeschwindigkeitsansatz erfolgen. Es hat
sich der folgende Produktansatz bewdhrt:

=KD Ao = KD 5 cq - (5.8)

Die Exponenten a und b stellen die Reaktionsordnung dar. Sie kénnen bei Bruttoreaktionen
von den stochiometrischen Koeffizienten abweichen. Der Geschwindigkeitskoeffizient k ist
vor allem eine Funktion der Temperatur. Er beschreibt die Haufigkeit der reaktiven StoBe
zwischen den reagicrenden Molekiilen. Entscheidend fiir den Ablauf der Reaktion ist jedoch
nicht nur die Haufigkeit der Zusammenstofie reaktionsfdhiger Molekiile, sondern auch, dafl
bel diesen Zusammenstéfen ein charakteristischer Schwellwert der Potentialenergie der
Molekiile tiberschritten wird. Diese Mindestenergie wird Aktivierungsenergie genannt. Der
Geschwindigkeitskoeffizient 148t sich durch einen Ansatz nach Arrhenius der Form

KT) = &, T" exp(-— ) (5.9)

fos

beschreiben. In dieser Darstellung stellt E die Aktivierungsenergie, k, den Frequenzfaktor
und n einen Temperaturkoeffizienten dar. Der Temperaturexponent n kann bei Ableitung der

— E =177 klfmol & Flamelets [41]
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" Abb. 5.3 Anpassung der Bruttoreaktion an Literaturdaten
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Arrhenius-Gleichung aus der statistischen Mechanik zu 0,5 bestimmt werden. Bel vormi-
schenden Kohlenwasserstoffflammen und Verwendung einer Emschritt-Kinetik kann nach
Westbrook und Dryer [47] n zu Null gesetzt werden. Zur Bestimmung der reaktions-
kinetischen Parameter Aktivierungsenergie und Frequenzfaktor wird wie folgt verfahren:

Die thermische Flammentheorie lieferte einen analytischen Ausdruck fiir die laminare Brenn-
geschwindigkeit in Abhéngigkeit von der Luftzahl 2 und Eintrittstemperatur T,. Die hierin
unbekannten kinetischen Parameter - Frequenzfakior und Aktivierungsenergic - werden durch
ein Optimierverfahren ermittelt. Dabet wird die analytische Gleichung fiir die adiabate Brenn-
geschwindigkeit in einem weiten Bereich von Lufizahl und Eintrittstemperatur an Literatur-
daten [41] dahingehend angepaBt, dafl fiir eine bestimmte Wahl der reaktionskinetischen
Parameter die Abweichungen in den Bremngeschwindigkeiten im untersuchten Betriebsbereich
minimal werden. Da der Verbrennungsdruck im Brennerbetrieb konstant p = 1 bar betrégt,
ist die Druckabhéngigkeit der Flammengeschwindigkeit nicht beriicksichtigt worden. Bei den
Literaturangaben handelt es sich um einen Datensatz, der Ergebnisse nurnerischer Flammen-
berechnungen enthdlt. In dieser Bibliothek, auch "Flamelet-Library” genannt, werden die
Temperatur- und Konzentrationsprofile sowie Werte fiir die laminare Brenngeschwindigkeit
adiabater Vormischflammen (H, , CH,, CH, , CH, ., C,H, und C3Hy ) fiir einen weiten
Bereich der Randbedingungen Druck p, Eintritistemperatur T, und Luftzahl A aufgefiihrt.
Das Ergebnis der Anpassung an diese Daten ist fiir Methan in der Abbildung 5.3 dargestelli.
Es zeigt fir den Luftzahlbereich 1 £ A < 2 und Bereich der Eintrittstemperatur 27 < 8, <
227 °C eine gute Ubereinstimmung mit den Literaturdaten. Die maximale Abweichung im
dargesteliten Kennfeld betrégt 7 %. Die Aktivierungsenergie und der Frequenzfakior betragen
demnach 177 kJ/mol und 2,0x10%3 m?/(kmol s).

Die Anpassung eciner Bruttoreaktion an einen detailierten Reaktionsmechanismus wurde
bereits von Westbrook und Dryer [47] untersucht. Die Ergebnisse sind in der Tabelle 5.1
aufgefithrt. Die Autoren haben unter Vorgabe der Aktivierungsenergie dic Konzentrations-
exponenten sowie den Frequenzfakior dahingehend optimiert, daB 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. Fir die Berechnung wurde entsprechend einem Vorschlag von
Dryer und Glassman [48] eine Aktivierungsenergie von E = 203 kl/mol gewshlt. Die An-
passung beriicksichtigte neben der Abhingigkeit von Lufizahl und Eintrittstemperatur den
Einflufl des Druckes auf die Brenngeschwindigkeit. Die Berechnungen ergaben die besten
Ubereinstimmungen fiir das Exponentenpaar -0,3/1,3. Aus technischer Sicht wiirde demnach
Methan als reaktionshemmende Komponente wirken. Die Wahl von a = 1,0 wnd b = 1,0
zeigte fiir den Uberstchiometrischen Auslegungsbereich ein Unterschiitzen der Brenn-
geschwindigkeit mit wachsender Abweichung zu hoheren Lufizahlen. Fir die weitere

Modellierung wird auf die vom Autor ermittelien Daten zuriickgegriffen.
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Tab. 5.1 Kinetische Parameter der Bruttoreaktion einer Methanflamme

5.3 Analytisches Berechnungsmodell

Ziel der folgenden Betrachtung ist die Ableitung von Berechnungsgleichungen zur
Darstellung der Flammentemperatur, Position der Reaktionszone und Oberflachentemperatur
der Korper in Abbangigkeit von den Beiriebs- und Systemparametern. Zur Beschreibung der
Randzone wird die Laufkoordinate x zwischen Kérperoberfliche und Flammenfront
eingefithrt (— Abb. 5.4). Es erfolgt eine Beschreibung auf der Basis der dimensionslosen
Erhaliungsgieichungen 4.29 und 4.30. Das Temperatur- und Konzenirationsprofii fiir die
Vorwirmzone folgt nach Integration dieser Gleichungen unter Beriicksichtigung der Rand-
bedingungen bei x = 0. Die Reaktionszone wird idealisiert als eine gegeniiber der Dicke der
Vorwidrmzone vernachldssigbare diinne Schicht. Der Flammenabstand x,, entspricht dann der
Distanz "Reaktionszone-Wand”. Die Lsungen fiir die dimensionsiose Temperatur T und
Brennstoffkonzentration wy im Giiltigkeitsbereich 0 < X < Xb* lauten dann:

T = T+ df*lg (EXP(™) - 1) (5.10)

L My mxp(ie, v - 1) (5.11)
W, = W, + x7 - .
Wp BE Le, ax° K B

Die Losung der Energiegleichung 5.10 liefert mit der Bedingung T = Tb* bei x = Xb* den
Abstand der Reaktionszone von der Kérperoberfliche. In Abhingigkeit von der Flammen-
| temperatur T, und Kérperwandtemperatur Ty gilt:
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Cp M” Tb+TK | (5.12)

N
5% Hce, -

Der Stoffwert HCPp i, wird entsprechend der Ableitung im Kapitel 4.5 als konstant
angenommen. Er ist auf die anthmetische Mitteltemperatur zwischen Korperwand und
Flammeniront zu beziehen. Fiir die weitere Berechnung wird von einem fiir den gesamten
Betrichsbereich giiltigen Mittelwert von 35000 K ausgegangen.

Die Gesamtbilanz zwischen Zustromung und Austritt aus der Reaktionszone liefert einen
Ausdruck fiir die Oberflachentemperatur Ty, (— Abb. 5.4 b). Hierbei steht der Warmestrom -
QGK fur den Gasstrahlungsanteil im Spalt, der auf die Korperoberflache einwirkt. Unter
Beriicksichtigung der Gleichung 7.6 zur Beschreibung des Nettostrahlungsflusses QK Ly gt

s i
| R (T,-T) Qox 23
T, = 1) + v ®, . To + ® 7 (5.13)
x [GKG [g” ( HCP, (oL, s ) AK} xwr L * Crpm Twdl
Energiebilanz: Energiebilanz:
Randzone Gesamisystem

Q.

Q Reaktionszone ‘
R .

‘Abb. 5.4 Integrale Energiebilanzen
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Der Stoffwert HCPg (A;T) wird mit einer charakteristischen Temperatur des Gesami-
systems berechnet. Diese ist gleich dem arithmetischen Mittel aus Eintrittstemperatur T, und
Fammentemperatur T,. Dariiber hinaus wird der Einflufl der Lufizahl auf die Warmekapazitst
berilicksichtigt (— Kap. 10.1).

Die Gleichung 5.4 beschreibt die laminare Brenngeschwindigkeit s; bzw. den spezifischen
Massenstrom M" = Poo SL als Funktion der adiabaten Flammentemperatur. Umgekehrt ist im
Fall des Strahlungsbrenners der spezifische Massenstrom eine fest vorgegebene GréBe. Im
stationdren Betrieb kann daher unter Berticksichtigung der Randbedingungen bet x =0 eine
Berechnungsgleichung fiir die maximale Flammentemperatur abgeleitet werden. In Analogie
zur Herleitung der laminaren Brenngeschwindigkeit, deren Ableitung im Anhang dargestellt
ist, erfolgt eine Kopplung zwischen Reaktions- und Vorwédrmzone durch Gleichsetzen des
links- und rechisseitigen Temperaturgradienten an der Stelle x = xo*. Die Behandlung der
Energiegleichung 4.30 ergibt fiir den dimensionslosen linksseitigen Gradienten:

e+ T - T (5.14)

dT*lL _ a1
de* . dxt

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

den dimensionslosen Temperaturgradienten an der Wand:

ar*
dx*

k=wep ~ Ty + Tx (5.15)

Fiir eine asymptotische Entwicklung groBer Aktivierungsenergien wird die Reaktionsschicht
. .. . ® # . . . - - .

unendlich diinn, d.h. T, —T, . Der dimensionsiose linksseitige Temperaturgradient an der

Stelie x, ist dann gleich der Brenustoffkonzentration am Eintritt. In dimensionsbehafieter
1) =)

Form gilt:
ol
Lr A &
oI HCPy N S (5.15)
dx K ep)

Entsprechend der mathematischen Behandlung im Kapitel 10.3 ergibt sich mit diesem
Ergebnis eine implizite Bestimmungsgleichung {lir die maximale Flammentemperatur Ty, die
mit S, entsprechend der Gleichung 5.5 lautet: BREEERE

o B T 77 oD o .
M w, = |2k 0. %), 8§, w2 o (5.17)
25 J o P (cp)"’ > BIR HCP,

2 (- EjR
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Der spezifische Massenstrom M" ist auf die Flache der Flammenfront bezogen. Er ist durch
die Betricbsparameter Luftzahl und Leistungsdichte festgelegt. Die Flammendurchtritisfliche
kann der Korperoberfldche gleichgesetzt werden, da eine Stabilisierung der Flamme in
unmittelbarer Nahe der Korperwand erfolgt. Flir den spezifischen Massenstrom gilt dann:

. L 1 M
w" = 4 (1+llmm—1{§) (5.18)

RSB B

Fiir die Berechnung werden die Konzentrationen w, ,, und wy p bendtigt. Die Restsauerstoff-
konzentration geht in die Bestimmung der Funktion S, ein. In Abh#ngigkeit von den Be-

triebsparametern gilt:

M Ly
Wos = —= (A1) ot (5.19)
M, 3+ M 0,1 o
W = i
BE T T 5.20
1+A —= (5.20)
B

Die Gleichungen 5.17-5.20 stellen eine implizite Bestimmungsformel fiir T, der Form
f{T:2:4") = 0 dar. Sie vernachldssigen die Kylimmung 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 Kérpertemperatur nach Gleichung 5.13 und der Position der
Reaktionszone nach Gleichung 5.12 ein.

3.4 Ergebrnisdarstellung
5.4.1 Charakteristische Betriebsgrifien

Die Flamme wird charakterisiert durch die maximale Gastemperatur und Position der
Reaktionszone. Hieriiber kdnnen Stickoxidkonzenirationen abgeschitzt sowie Randeffekte
beurteilt werden. Die Koérperwandtemperatur legt den Strahlungswirkungsgrad fest. Dieser ist
definiert als das Verhiltnis des als Festkdrperstrahlung an die Warmeaustauscherwand
ausgekoppelten Wiarmestroms zur eingesetzien Brennstoffenergie. Dariiber hinaus ist die
Oberflichentemperatur ein Mal3 fiir die Bewertung moglicher Riickziindungen aufgrund der
Biidung homogener Gasphasenreaktionen innerhalb des Faserk&ipers.
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Die Darstellung der Betriebsgrofien geht auf die analytischen Berechnungsgleichungen des
Kapitels 5.3 zurtick (Modellansatz 3). Sie zeigt das Betriebsverhalten in einem Leistungs-
dichtebereich bis hin zum adiabaten Zustand an. Dartiber hinaus werden die analytischen
Ergebnisse im technisch interessanten Leistungsdichtebereich bis 160 kW/m?® mit numerischen
Berechnungen auf der Basis des Modellansatzes 2 (£, = 0) verglichen. Fiir die Darstellung
wird der FinfluB der Gasstrahlung des Abgasringspaltes und der Riickstrahlung der Wirme-

austauscherwand vernachldssigt.

ie Abbildung 5.5 zeigt die Abh#ngigkeit der Flammentemperatur von der Leistungsdichte
und Luftzahl. Mit zunehmender Brennstoffleistung steigt dabei die Temperatur bis zum
Erreichen des adiabaten Zustandes an. Ein Anstieg der Luftzahl bewirkt durch den verstiirkten
Kihleffekt aufgrund des gréfleren Massenstroms eine Senkung der Flammentemperatur.
Dieser Abfall fillt bei einem Wechsel von 1,1 auf 1,2 sehr deutlich aus. Er betrigt bis zu
60°C. Zu grofleren Lufizahlen hin wird dieser Effekt geringer. Das Steigern der Luftzahl von
1,4 auf 1,5 bewirkt lediglich ein Absenken der Temperatur um 10-15 °C. Der Ausschnitt bis
200 kW/m? zeigt fiir den technisch interessanten Bereich Flammentemperaturen unterhalb von
1450 °C. Die Reduzierung der adiabaten Flammentemperatur betriigt je nach Lufizahl ca.
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300-400 °C. Im unteren Bereich der Leistungsdichte kann mit Hilfe der Ziindtemperatur (—
Kap. 5.1.1) der Léschpunkt des Systems bestimmt werden. Mit der Voraussetzung, dafl bei
Absenken der Flammentemperatur unterhalb der Ziindtemperatur die Reaktion in der Flam-
menzone nicht mehr aufrechterhalten werden kann, wird fiir den Lufizahlbereich 1,1-1,3 ein
Loschpunkt bei 20 kW/m? erwartet (— Abb. 5.5). Dieses Ergebnis konnte im Experiment
bestitigt werden. Dabel war der Brenner bei einem Betriebspunkt von 30 kW/m? innerhalb
des Lufizahlbereiches 1,1-1,3 stationir. Bei einer Leistungsdichte von 20 kW/m? war keine
stabile Verbrennung mehr méglich.

Der Vergleich analytisch ermiitelter Flammentemperaturen mit Berechnungen, die auf eine
numerische Losung der Erhaltungsgleichungen zuriickgehen, zeigt gute Ubereinstimmungen
mit Abweichungen unter 1%. Diese Abweichungen resultieren aus der unterschiedlichen
Beschreibung der Stoffdaten. Wahrend das analytische Modell konstante Mitteltemperaturen
fiir die Berechnung der Stoffwerte voraussetzt, beriicksichtigt die numerische Berechnung die
Abhingigkeit der Stoffwerte von der Temperatur.
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A_i}i}. 5.6 Analytisch und numerisch berechnete Kérperwandtemperaturen
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Die Abbildung 5.6 zeigt die Abhéngigkeit der Kérperwandtemperatur von der Leistungsdichte
und Lufizahl. Mit zunehmender Leistungedichte steigt die Kérperwandtemperatur an, erreicht
ein Maximum und filit wieder ab. Dabei liegen die Maxima weit auBlerhalb des Betriebs-
bereiches des Brenners. Das Betriebsfeld des Brenners zeigt Temperaturen zwischen 500 bis
700 °C. Diese Temperaturen liegen weit unterhalb der Zindtemperaturen stationirer
eindimensionaler Flammen. Thermische Effekte als Ursache fiir aufiretende Riickziindungen
sind danach auszuschlieBen. Anhand der Oberflichentemperatur kann der strahlungs-
technische Wirkungsgrad festgelegt werden. Dieser betrigt fiir den Leistungsdichtebereich 80
bis 160 kW/m?® und einer Lufizahl von 1,1 etwa 35-27 % (Modellansatz 2). Eine Steigerung
der Luftzahl auf 1,3 bewiikt eine Reduzierung des Wirkungsgrades auf 29-21 %. Der
zusitzliche Einflul der Gasstrahlung aus dem Abgasraum und Riickstrahlung der
Brennraumwirmeaustauscherwand ruft Abweichungen in der Temperatur von bis zu 50 K
hervor (— Kap. 7.4). Ein Anstieg des Strahlungswirkungsgrades um bis zu 10 % ist die Folge.

Die Abweichungen zwischen analytisch und numerisch ermittelten Ergebnissen sind auch hier

~wieder gering. Sie betragen fir Leistungsdichten und Luftzahlen bis 160 kW/m? und 1,3
weniger als 1,5 %. Dabei nehmen die Abweichungen zwischen analytisch vnd numerisch
ermittelter Ergebnisse zu anwachsenden Betriebsparametern hin zu.
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" Abb. 5.7 Analytisch und numerisch berechnete Positionen der Reaktionszone
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In Analogie zur Temperaturcharakteristik der Abbildung 5.6 muBl 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 zum Abheben der Flamme von der Oberfldche. Mit steigender Luftzah!l entfernt
sich die Position der Reaktionszone von der Kérperwand.

Die analytisch berechneten Positicnen der Reaktionszone zeigen im Vergleich zu numerisch
ermiitelten Ergebnissen bereits groBere Abweichungen. Diese betragen ca. 15 %. Dabei
definiert das numerische Medell die Position der Reaktionszone als Ort maximaler Reakiions-
geschwindigkeit. Fiir das Betriebsfeld des Brenners betragen die Distanzen der Reaktionszone
zur Korperwand zwischen 0,7 - 0,4 mm (Modellansatz 2). Mit steigender Leistungsdichte und
fallender Lufizahl wandert die Reaktionzone auf die K&rperwand zu. Die Gefahr der Riick-
zilndung steigt. Eine Verdopplung der lokalen Geschwindigkeit, begiinstigt durch ungleichmi-
Bige Ausstrémung (— Kap 5.5), fuhrt zu 6rtlichen Leistungsdichten von bis zu 300 kW/m2.
Die Abstinde befragen dann in diesen Bereichen weniger als 6,2 mm. Aufgrund von Ober-
flichenrauhigkeiten kommt es zu Beriihrungen zwischen Reaktionszone und Kérperwand. An
diesen Kontakistellen ist ein ansreichender Strahlungsabtransport infolge der hohen optischen
Dichte der Matrix nicht mehr moglich. Die laminare Brenngeschwindigkeit steigt an. Iim
Experiment zeigte sich, dafl der Anstieg sehr langsam vonstatten gehen kann. Es kommt zum
Riickschlag der Flamme in die Anstrémung.

5.4.2 Temperatur- und Konzentrationsprofile

Die Darstellung der Temperatur- und Konzentrationsprofile in den Zonen Faserk&rper und
dullere Randzone basiert auf der numerischen Lésung des Modellansatzes 1. Der Emflufl der
(Gasstrahlung des Abgasringspalies und der Riickstrahiung der Wirmeaustauscherwand wird

vernachlZssigt.

Die Abbildung 5.8 =zeigt die Profile der Temperatur und Brennstoffkonzentration in
Abhingigkeit von der Leistungsdichte bei einer Luftzahl von 1,1 und Eintrittstemperatur von
30 °C. Mit wachsender Leistungsdichte steigen danach die Temperaturen der Randzone und
der Korperwand. Ein Vergleich der Flammen- und Kérperwandtemperaturen mit den Ergeb-
nissen des Modellansatzes 2 (— Kap. 5.4.1) zeigt vernachlissigbare Abweichungen von
weniger als 0,4 %. Dies ist auf die nahezu lineare Abhéngigkeit der Gemischwirmekapazitét
von der Temperatur im Bereich bis 1000 °C zuriickzufithren. Die Konzentrationsprofile
zeigen den Abbau des Brennstoffes in der Vorwirm- und Reaktionszone der auflen auf-
sitzenden Flamme. Der Brennstoffumsatz findet danach innerhalb einer Schicht von 2 mm
statt. Der 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 Abhéngigkeit von der
Leistungsdichte §"

Im Bereich des Faserkorpers erreichen die Temperatur und Konzentration bereits nach
wenigen Millimetern den Fintrittszustand. Diese Grenze liegt auflerhalb des in der Abbildung
5.8 dargesteilten oberflichennanen Kdrperbereiches. Sie betrigt 1m untersuchten Parameter-
bereich 5-7 mm. Mit ansteigender Leistungsdichte wandert diese Grenze infolge des
ansteigenden Massenstroms weiter auf die Kérpercberfldche zu. -

Der Ausschnitt der Abbildung 5.8 zeigt die Zuordnung gemessener Stickoxidkonzentrationen
zu berechneten maximalen Gastemperaturen. Auf eine Modellierung der Stickoxidproduktion
wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet, siche dazu [18]. Die Messungen wurden fiir einen
Leistungsdichtebereich von 60-160 kW/m? und einen Luftzahlbereich von 1,1-1,3 durch-
gefithrt. Die meBtechnische Erfassung ist der Ar_beit von Emonts [2] zu entnchmen. Die
Zuordnung zeigt, da3 fiir Temperaturen kleiner ais 1430 °C die Stickoxidkonzentrationen
unterhalb von 10 ppm liegen. Der Vergleich der Zuordnung mit experimentellen Ergebnissen
nach Williams et al. {49] zeigt eine gute Ubereinstimmung. Die. Autoren haben Stickoxid-
emissionen an der, Oberflédche von Strahlungsbrennern in Abhangigkeit von der Temperatur

gemessen. .-
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Abb. 5.9 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhéngigkeit von der Luftzahl A

Die Abh#ngigkeit der Temperatur- und Konzentrationsprofile von der Luftzahl ist in der
Abbildung 5.9 wiedergegeben. Mit zunehmender Lufizahl sinkt die maximale Gastemperatur
infolge des ansteigenden Massenstroms. Der Abfall der Flammentemperatur wird zo griBeren
Luftzablen hin kleiner. Im Gegensatz dazu fillt die Oberflichentemperatur zu grofleren
Luftzahlen hin starker. Der Konzentrationsabbau des Brennstoffes in der Randzone erfolgt
zundchst zu steigenden Luiftzahlen hin schneller trotz faliender Flammentemperaturen. Dies
ist auf den Anstieg der Sauerstoffkonzeniration und demzufolge auf die gréflere Reaktions-
geschwindigkeit zurlickzufiihren. Ab einer Luftzahl von A = 1,25 bleibt die Geschwindigkeit
des Konzenirationsabbaus in der Randzone nahezu gleich bzw. nimmt wiederum leicht ab.

Der EinfluB des Emissionskoeffizienten auf das Temperatur- und Konzentrationsprofil ist in
der Abbildung 5.10 dargestellt. Dabei zeigt die Variation im Bereich 0,6 < € < 1,0 keinen
Einfluf3 auf die Flammentemperatur. Fine Steigerung der Stickoxidkonzeniration ist daher
nicht zu erwarten. Dieses Brgebnis deckt sich mit der Untersuchung von Kendall et al. [18}-
[19]. Mit fallenden Emissionskoeffizienten steigt die Oberflachentemperatur und damit das
Temperaturniveau im Faserkdrper an. Jedoch liegen die Fasertemperaturen mit weniger ‘als
800.°C noch weit unterhalb stationérer Ziindtemperaturen im Bereich von 1050 °C. '

50




Brennerkdrper N Randzone
1400 F <
e mes = A
1200 TTRTH =
R J e %( o 0’6 ]
g o
S (=
w— 1000 =R
~ s
h 800 I g
— o,
2 S
S 600 . . N

o Leisrungsdichre: 4" = 100 kWi =
o Luftzzht A= 1,1 —

S 400 Eineri . 12
O ineeieste mperatur: 80: = 30 GrzdC e
E‘“‘ Korperdiche: P, = 300 kg/m? g}
200 1 =
R

0 L . ] N ] i ! . O

5,2 5,3 5,4 55 5,6

Radius R /[cm]

Abb. 5.18 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhingigkeit von dem
Emissionskoeffizienten gy

Der Konzentrationsabbau des Brennstoffes wird zu kleineren Emissionskoeffizienten hin
schnelier. Jedoch ist fiir die verwendeten Faserkorper der Emissionsfaktor nur in sehr kleinen
Grenzen veranderbar, so daf} eine Beeinflussung des V erb*ennungsprozesses dm‘ch Wesnnﬂmh
kleinere Emissionskoeffizienten als 0,9 mcht maghcn ist.

in der Abbildung 5.11 sind die Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhingigkeit von
der Eintrittstemperatur dargestellt. Die Erhthung der Eintrittstemperatur infolge der Vorhei-

zung des Brennstoff/Luft-Gemisches kann z.B. durch eine Abgasriickfilhrung realisiert
werden. Dabei werden die Varianten "Mischen heifler Abgase mit kalter Verbrennungsluft"

und "Wirmeentzug in einem Wirmeaustauscher" witerschieden. Die Autheizung bewirkt eine
Steigerung der Oberflichentemperatur bei gleichzeitig unverdnderien maximalen Gastempera-
turen. Damit kommt die Energieleistung der Vorheizung nahezu komplett der Erhshung des
strahlungstechnischen Wirkungsgrades zugute. Ein wesentlicher Anstieg der Stickoxidkonzen-
tration ist nicht zu erwarten. Daritber hinaus ist ein schnellerer Abbau des Brennstoffes bel _-
hoheren Vorhelz‘temperamren moghch Dleser ist _]GG.OCh schwach ausgepragt R
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Abb. 5.11 Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhéingigkeit von der
Eintrittstemperatur 9,

5.43 Vergleich der Berechnungsverfzhren mit Literaturangaben

Die Ergebnisse der Modellansitze 2 und 3 werden mit denen von Kendall et al. [16}-[19]
verglichen. Sie entwickelten ein numerisches Modell zur Simulation eines mit Methan
betricbenen pordsen Strahlungsbrenners mit aufsitzender Flamme (— Kap. 2.2). Der Vergleich
erfolgt anhand der Korperwandtemperatur {(— Abb. 5.12-3.13).

In der Abbildung 5.12 ist die Korperwandtemperatur, basierend auf Literaturangaben und den
in dieser Arbeit entwickelten Berechnungen, in Abhingigkeit von der Leistungsdichie und
einer unteren Lufizahl 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 fiir Leistungsdichten oberhalb von 500 kW/m?
ist nicht mehr moglich. Dies ist damit zu begriinden, dal die analytische Ableitung der Flam-
mentemperatur den adiabaten Zustand nicht hinreichend genau beschreiben kann. Demzufolge
Weichcn dic adiabaten Leistungsdichten stark von einander. ab. Gleichzeitig wird die
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Beschreibung mit konstanten, mittleren Stoffdaten zu grofieren Temperaturen hin ungenauer.
Demgegeniiber zeigen die numerisch ermittelten Ergebnisse des Modellansatzes 2 bessere
Ubereinstimmungen mit den Literaturdaten. Dies ist auf die Berticksichtigung der Tempera-
turabhingigkeit der Stoffwerte zuriickzufiihren.

Die Abbildung 5.13 zeigt die Abhingigkeit von der Luftzahl und dem Emissionskoeffizienten
fiir eine Leistungsdichte des mittleren Betriebsbereiches von 300 kW/m? Fiir Lufizahlen bis
1,3 betragen die Abweichungen der analytisch ermittelten Ergebnisse von den Literaturdaten
weniger als 5 %. Sie sind nahezu unabh#ngig von der Wah! des Emissionskoeffizienten. Die
numerisch erimittelien Resultate auf der Basis des Modellansatzes 2 zeigen auch hier wieder
die bessere Ubereinstimmung. GréBere Abweichungen treten erst ab einer Lufitzahl von 1,4

auf.

Trotz erheblicher Vereinfachungen fiir die mathematische Ableitung zeigt der analytische
Modellansatz zur Bestimmung der Betriebsgrofien Korperwand- und Flammentemperatur im
unteren Betriebsbereich gute Ergebnisse. Diese Aussage deckt sich mit dem Vergleich von
analytisch und numerisch ermittelten Betriebsgrofien des Kapitels 5.4.1.
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5.5 Stromungstechnische Giite eingesetzter Brennerkorper

Eine gleichmédBige Stromungsvertellung iiber Hohe und Umfang des Brenmerk&rpers
verhindert Temperaturunterschiede an der Oberfliche und vermindert die Gefahr von Riick-
zimdungen. Hierflir mufl das Produkt méglichst homogen sein. Fiir die Beurteilung der
Homogenitit eingesetzter Brennerkdrper wird die Messung der Austrittsgeschwindigkeiten an
der #ufleren Korperwand herangezogen. Hierliber werden Aussagen hinsichtlich der
stromungstechnischen Qualitdt der Brennerkérper getroffen. Das Ausstrémverhalten wird
dann im Kapitel 5.5.5 mit dem Riickziindungsverhalten im Betrieb verglichen. ’

5.5.1 Aufbau der Versuchsapparatur
Zur Messung Ortlicher Geschwindigkeiten unterhalb von 30 cm/s dient das Hitzdraht-Anemo-

meter-Verfahren. Dabei wird ein elektrisch beheizter Draht durch die Stromung abgekiihlt.
Der Grad der Abkiihlung ist ein Mal fiir die Geschwindigkeit. Bei der hier eingesetzien
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MefBmethode wird die Drahttemperatur konstant gehalten durch Nachregeln der elektrischen
Leistung (Strom I). Die eingesetzte Sonde besteht aus einem goldbeschichteten Draht mit
einem Durchmesser von 5 um und einer Linge von 1,25 mm. Dieser Sensor ist geeignet,
schneliste Geschwindigkeitsschwankungen unmittelbar aufzulésen. Gleichzeitig sind
Geschwindigkeitsmessungen von wenigen Zentimetern pro Sekunde mdglich. Diese untere
Grenze ist abhéngig von der Eigenkonvektion der Sonde und damit von der eingestellten

Drahttemperatur.

Die Beurteilung der Qualitdt eines Brennerkdrpers im Hioblick auf seine Homogenitét
verlangt das Abfahren eines moglichst groflen Oberfldchenanteils. Dies wird realisiert durch
die Kombination einer translatorischen Bewegung der Sonde mit der rotatorischen Kreis-
bewegung des Brennerkdrpers, siche 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-
filhrung des Spindelgewindes als Trapezgewinde liefert eine ruhige und stabile Bewegung.
Zur Erfassung einer groBen Oberfliche und Vermeidung von MeBfehlern aufgrund der

Brennerkérper Sonde Endschalter  Spindel Schlitten
\ :
\

l |

rechnerunterstiitzie Darstellung

Plexigiashaube

. % \\ \F% 7 DTGQ: Lufi
ﬁ\: \ \\\ ﬁ \\\
\ \ \ \

Kalibration md.rehbare_ Thermoelement Regelventile Druckminderer
Tellerscheibe

. Abb. 514 Prifstand zur Messung der Ausstrémgeschwindigkeiten
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Bewegung der Sonde muf} die Geschwindigkeit des Schlittens gering sein. Diese betrigt 0,24
cmy/s. Der Abstand der Sonde vom Kérper kann durch eine Mikrometerschraube im Bereich
0-10 mm eingestellt werden. Die rotfatorische Bewegung des Brennerkérpers erfolgt durch
eine drehbar gelagerte Tellerscheibe mit Riemenantrieb. Die Drehzahl betridgt 2 U/min. Die
translatorische und rotatorische Bewegung setzen gleichzeitig ein. Die Antriebe werden durch
Endschalter nach einem Hohendurchlauf der Sonde abgeschaltet. Der Mefiraum wird durch
eine Plexiglashaube von der Umgebung abgeschirmt. Diese Malinahme vermeidet den EinfluBl
natiirlicher Konvektion der Umgebung auf die Geschwindigkeitsmessung. Die Luft wird iiber
einen Druckminderer dem allgemeinen PreBlufisystemn entnommen. Regelung und Messung
des Luftsiroms erfolgen durch drei parallel geschaltete thermische MassendurchfluBiregler mit
cinem Regelbereich von jeweils 0 bis 6 m*yh. Die Lufttemperatur beim Austritt aus dem
Faserkorper wird mit einem Thermoelement gemessen. Die Verarbeitung und Speicherung
des Mefisignals erfolgen rechnerunterstiitzt. Das MeBsignal ist ein Spannungswert, der nach
einer zuvor durchgefiihrten Kalibration einer Geschwindigkeit zugeordnet werden kann. Die
graphische Darstellung der Geschwindigkeiten in Abhingigkeit vom Ort erfolgt auf einem
Bildschirm.

5.5.2 Durchfiihrung der Versuche

Einziger Versuchsparameter ist die Korperdichte. Die Messungen werden durchgefithrt bei
cinem konstanten Volumenstrom von 18 m® /h und Sondenabstand von 4 mm. 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 wihrend eines Hohendurchlaufes aufgenommenen MeBpunkie betrigt je
nach Qualitdt der Kalibration in etwa 1. Der MeBort wird ebenfalls dimensionslos dargestellt.

Die Bezugsgrofe ist die Hohe des Brennerkorpers.

Der Gesamiwiderstand der Mefsirecke setzt sich zusammen aus den Zuleitungswiderstdnden
und dem Drabtwiderstand. Der Drahtwiderstand ist abhéingig von der Drahttemperatur und
der Umgebungstemperatur. Nach Kompensation der Zuleitungswiderstdnde wird iiber die
Reguiierung des Drahtwidersiandes eine Sondentemperatur 8, und damit Grundspannung U,
eingestellt. Die Zuordnung des Spannungssignals der Sonde zur entsprechenden Geschwindig-
keit erfolgt durch Kalibration in einem Strémungskanal mit einem Durchmesser von 53 mim.
Die Sonde wird in der Mitte des Rohres fixiert. Damit wird die maximale Geschwindigkeit
im Rohrquerschnitt gemessen. Fiir diese gilt unter Zugrundelegen einer laminaren Stromungs-

form:

(5.21)

56




(5.22)

Der Volumenstrom wird zwischen 0,18-1,1 m*h variiert. Hiertiber kann dann im Mef3bereich
von 4-28 cm/s ein Zusammenhang zwischen Spannung und Geschwindigkeit gewonnen
werden. Die Kalibrationskurve ‘ist in 'diesem Bereich linear. Dies kann auf die &uBerst
geringen Geschvnnchgkelten zuruckgeﬁlhrt werden Somlt entfaﬁt eine Lmeans1erung des

Spannungssxgnais
5.5.3 Betrachtung der Fehlerquellen

Die Bewertung von Geschwindigkeiten kiemer als 30 cm/s macht eine Abscha‘tzung der
Fehlerquelien erforderhch Dazu gehoren ' '

Sondenabstand

Schlittenbewegung
Rotationsbewegung des Faserkdrpers
Eigenkonvektion der Sonde
Anderung der Umgebungstemperatur

Do oo

Die Variation des Sondenabstandes zwischen 3-6 mm ergab fiir den dimensicnslosen
integralen Mittelwerte M, konstante Werte von nahezu 1. Ein mdglicher Randeinfiuf} auf die
Erfassung der Geschwindigkeit ist damit in diesem Bereich des Sondenabstandes aus-
zuschlieBen. Randeinfliisse, hervorgerufen durch eine Verwirbelung beim Aussirdmen aus
dem Korper, werden erst bei Wandabsiéinden kieiner als 3 mun beobachtet.

Die Eigenkonvektion ist abhéngig von der Drahttemperatur. Sie filt mit sinkender Hitze-
entwicklung im Drzht. Die Variation der Sondentemperatur zwischen 75 und 225 °C zeigie
keinen merklichen Einflu} auf das aufgenommene Geschwindigkeitsprofil. Der Unterschied
in der dimensionslosen Geschwindigkeitsverteilung betrug weniger als 0,08. Damit sind die
Einflisse von Schlitten- und Korperbewegungen ‘sowiec Eigenkonvektion bei hohen
Sensortemperaturen kleiner. a.ls 8 %. Gleichzeitig hat eine hohe Sondentemperatur den Vorteil
eines geringeren Binflusses infolge Schwankung - der 'Umgebungstemperatur. Diese wird
zudem durch Abdecken des Versuchsstandes mit einer Plexiglashaube ausgeschaltet.
Temperaturmessungen wihrend des translatorischen Hoéhendurchlaufes ergaben .
Schwankungen von A8 = 0,1 K, welche keinen EinfluB} auf die Ergebnisse haben.
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5.54 Diskussion der Meflergebnisse

Die Abbildungen 5.15 und 5.16 zeigen fiir das unbeschichtete Standardfaserprodukt B (—
Kap. 3.1) die Verteilung der dimensionsiosen Geschwindigkeit fiir verschiedene Kérperdich-
ten. In beiden Darstellungen sind die Geschwindigkeitsverteilungen iiber der Lauflange sehr
ungleichméBig. Die dimensionslosen Geschwindigkeiten liegen zwischen 0,5 und 2. Diese
Abweichungen vom Mittelwert bewirken unter der Annahme einer optimalen Durchmischung
(Lufizahl A= const.) eine Verdnderung der lokalen Leistungsdichte. Eine Abweichung von der
integralen Oberflicheniemperatur ist die Folge. Dariiber hinaus ist die ungleichférmige
Geschwindigkeitsverteilung die Ursache fiir aufiretende Rilckziindungen. Insbesondere sind
maximale Geschwindigkeifsspitzen als bedenklich zu bewerten. In diesen Bereichen ist,
infolge der lokal hoheren Leistungsdichte, die Distanz der Reaktionszone zur Kdrperwand
geringer (— 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 Wirmeabtransport aus der Flammenzone infoige Strahlung zur Gewihr-
leistung eines stabilen Wirmehaushaltes ist dann aufgrund der hohen optischen Dichte der
Fasermatrix gefihrdet. Die Folge ist ein schleichendes Anwachsen der laminaren Brenn-
geschwindigkeit. Die Reaktionszone wandert an diesen Kontakistellen in die Anstrémung.
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Abb. 516 Geschwindigkeitsverteilung

Die Anzahl und Gréfde der lokalen Geschwindigkeitsspitzen sind bereits ein Mall fiir die
Qualitst eines Korpers. Dartiber hinaus soli eine den Kérper charakterisierende "strémungs-
technische Giite" definiert werden. Diese kann fiber die Standardabweichung vom integralen
Mittelwert M; beschrieben werden:

5= _15 3 (B (5.23)
\ <Y 5=

Ein Vergleich der Stromungsverteilungen der beiden Abbildungen 5.15 und 5.16 zeigt, daf’
der Korper mit der hoheren Dichte ein besseres Verhalten aufweist. Dies ist an der deutlich
geringeren Standartabweichung sowie Anzahl der Geschwindigkeitsspitzen festzustellen.
Demnach ist flir den Korper mit dem Verhalten entprechend der Abbildung 5.15 ein giin-
stigeres Betriebsverhalten zu erwarten. Dies wird, wie in Kapitel 5.5.5 beschrieben, bestitigt.
Die Tendenz der verbesserten Homogemtat mit stelgender Dichite konnte fir eine Vielzahl

von Korpern gezeigt werden.
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5.5.5 Betriehsverhalien

Die Untersuchung des Betriebsverhaltens der Brennerkorper, deren Geschwindigkeitsver-
teilung im Kapitel 5.5.4 beschrieben wurde, ist in der Abbildung 5.17 dargestelit. Danach
nimint die Gefahr méglicher Riickziindungen mit fallender Leistungsdichte und steigender
Luftzahl ab. Die Erklarung hierfiir ist die Entfernung der Flammenfront von der Kérperober-
{liiche mit fallender Leistungsdichte und steigender Luftzahl. Die Gefahr eines gehemmten
Wirmeabtransportes aus der Flammenzone durch Kontaktstellen zwischen Korper und
Reakitionszone wird damit verringert.

Der Vergleich der Betriebsbereiche beider Korper zeigt flir den K&rper mit einer Dichte von
315 kg/m® das eindeutig bessere Verhalten. Im Luftzahlbereich von 1,05-1,1 sind um 50 %
hohere Leistungsdichten erzielbar. Dieses Ergebnis korreliert mit der im Kapitel 5.54
gewonnenen Aussage der gleichmaBigeren Ausstromung, so dafl aufiretende Riickzlindungen
auf strémungs- und wirmetechnische Randeffekie im Bereich Fasermatrixaustritt und
Flammenfront zuriickgefithrt werden kénnen. Da die Radikalbildung homogener Gasphasen-
reaktionen erst oberhalb von 1000 °C bedeutsam wird (— Kap. 5.1.1), sind Riickziindungen
aufgrund ansteigender Oberflichentemperaturen im Bereich von 500-700 °C auszuschlieBen.
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-Abb. 517 Betricbsverhalten
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5.6 Zusammenfassung der Ergebnisse

Im Fall der Untersuchung unbeschichteter Brennerkdrper ist aufgrund der hohen optischen
Dichte der Fasermatrix eine stabile Position der Flammenfront nur auflerhalb des Bremner-
korpers mdglich. Die Modellierung liefert dariiber hinans folgende Aussagen:

® Die Varation der effektiven Warmeleitfihigkeit der Krperwand infolge der Verdnderung
der Korperdichte in den Grenzen 270-340 kg/m® hat keinen nennenswerten Einflufl auf
Temperatur- und Konzentrationsprofile der Randzone. Iim Bereich des Faserdipers erreicht
die Temperatur und Konzentration bereits nach wenigen Millimetern den Eintrittszustand.

@ Der Konzentrationsabbau des Brennstoffes in der reaktiven dufleren Randzone wird mit
steigender Leistungsdichte, steigender Luftzahl, sinkenden Emissionskoeffizienten und
steigenden Eintrittstemperaturen besser.

& Die Flammentemperatur steigt mit zunehmender Leistungsdichte und fallender Lufizahi.
Die Erhthung der Eintrittstemperatur infolge einer mdoglichen Vorheizung sowie die
Verinderung des Emissionskoeffizienten haben keinen EinfluB auf die maximale Gas-
temperatur in der Randzone. Bei einer Leistungsdichte von ca. 25 kW/m? kommt es zum
Erléschen der Flammme. Der Anstieg der Luftzahl von 1,1 auf 1,2 bewirkt einen
Temperaturabfall von 60 K. Bei weiteren Lufizahlerhdhungen wird der Temperaurabfall
geringer. Die Flammentemperaturen betragen im Befriebsfeld des Brenners zwischen
1250-1450 °C. Die Reduktion der Flammentemperatur infolge des Abtransportes durch
Festkdrperstrahlung der Brennerk&rperoberfldche betrdgt dann ca. 300-400 °C. ‘Die
Zuordnung berechneter Spitzentemperaturen zu gemessenen Stickoxiden (NO,) fiir
gleiche Betriebspunkte bis zu einer Leistungsdichte von 160 kW/m? liefert einen
Zusammenhang zwischen Stickoxidproduktion und Temperaturen im Bereich von 1250-
1500 °C. Demnach betragen die Konzenirationen zwischen 2 und 14 ppm.

& Die Korperoberflichentemperatur steigt mit zunehmender Leistungsdichte an, erreicht ein
Maximum und filit wieder ab. Die Temperaturmaxima liegen im Luftzahibereich bis 1,3
bei Leistungsdichten oberhalb von 200 kW/m?2 Mit steigender Lufizahl sinkt die Ober-

+ flachentemperatur. Innerhalb des Betriebsfeldes ergeben sich Temperaturen zwischen 500-

2700 °C. Diese lisgen weit unterhalb der Zindtemperaturen stationdrer eindimensionaler

“Flammen. Thermische Effekte als Ursache fiir auftretende Riickziindungen sind demnach
auszuschlieBen. Der Strahlungswirkungsgrad betriigt zwischen 35 % (80 kW/m?/ 1,1) und -
21 % (160 kW/m? / 1,3).
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€ In Analogie zur Temperaturcharakteristik wandert die Reaktionszone mit zunehmender
Leistungsdichte auf den Kd&rper zu, erreicht einen minimalen Abstand zur Ké&rperober-
flache und steigt bis zum adiabaten Zustand wieder an. Bei einem weitereren Anstieg der
Leistungsdichte kommt es zom Abheben der Flamme von der Kérperoberfliche, Mit
sinkender Luftzahl verringert sich die Position der Reakiionszone von der Kérperwand.
Die Abstinde betragen im Betriebsbereich zwischen 0,7-0,4 mm. Diese Abstinde kénnen
unter der Annahme ungleichfrmigen Ausstrfmens, d. h. hoheren lokalen Leistungs-
dichten, weiter abnehmen. Demzufolge werden die im Betrieb bei hoheren Leistungs-
dichten und kleineren Lufizahlen aufiretenden Rickziindungen des Brenners auf den
Kontakt der Reaktionszone mit der rauhen Korperoberfliche infolge der Verringerung
des Abstandes zwischen Reaktionszone und Wand zurfickgefithri. An diesen Kontakt-
stellen ist ein fiir den stabilen Zustand ausreichender Strahiungsabtransport infolge der
hohen optischen Dichte der Matrix nicht mehr méglich.

Bei der Modellierung zeigt sich, daB mit anwachsenden Leistungsdichten und fallenden
Luftzahlen infolge der Verringerung des Abstandes zwischen Reaktionszone und Kérperober-
fliche die Riickziindungsgefahr zunimmt. Die lokalen Abstinde werden bei ungleichformiger
Strémungsverteilung weiter sinken. Daher wurde fiir die Beurteilung der Homogenitét und
hinsichtlich der Auswahl geeigneter Bremnerkdrper fiir den Betrieb ein Priifstand zwr
Erfassung der Austrittsgeschwindigkeiten an der Oberfidche des Brennerkdrpers entwickelt.
Die stromungstechnischen Versuche lieferten folgende Resultate:

€ Die Geschwindigkeitsverteilung am Austritt der Oberfldche war schr ungleichformig. Die
Abweichungen vom integralen Mittelwert betrugen bis zu 100 %. Demnach ist in diesen
Ausstrtomgebieten die tatsichliche Leistungsdichte doppelt so hoch wie die eingestelite
Beiriebsleistungsdichie. Dies bewirkt in diesen Zonen einen engeren Kontakt mit der
Wand. Gleichzeitig ist das ungiinstige AussirSmverhalten der Grund fiir eine ungleich-
formige Temperaturverteilung auf der Oberfliche des Bremnerkdpers.

Die Strémungsverteilung wurde mit zunchmenden Korperdichten besser. Diese Tendenz
korrellierie mit der Messung des Riickziindungsverhaltens dieser K&rper im Betrieb.

@

Rasterelektronenmikroskopische Aufhahmen zeigen, daB das Innere des Faserkérpers neben
einem Faseranteil mit einheitlichem Faserdurchmesser von 3 pm auch Anteile an Fasern
dickeren Durchmessers und Fiillstoffe aufwiesen. Zur Verbesserung der Homogenitit und
damit Verringerung der Riickziindungsgefahr ist demnach der Anteil an "Reinen Fasemn" zu

steigern.
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6.0 Untersuchung beschichteter Brennerkdrper

6.1 Katalytische Verbrennung

Das Thema katalytische Verbrennung ist nicht neu. Vor mehr als 140 Jahren entdeckte Davy
[50], daB mit Platin belegte Drihte eine flammenlose Verbrennungsreaktion an der Feststoff-
oberflache auslésen kénnen. Aber erst seit etwa 30 Jahren hat man sich intensiv mit dieser
Art der Verbrennung und der Entwicklung und Untersuchung katalytischer Verbrennungs-
systeme befaflt. Die Besonderheiten der katalytischen Verbrennung sind:

@ Leichte Entziindbarkeil eines vorgemischien Brennstoff/Luft-Gemisches bei oft schon
niedrigen Temperaturen auch auflerhalb der Ziindgrenzen

@ Verwendung geeigneter Katalysatoren zur Steverung des Reaktionsweges und damit der
Produktart, d.h. der Selektivitit der Reaktion

© Absenkung der Reaktionstemperaturen und damit Reduzierung bzw. Vermeidung von
thermischem NO,

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-
schiedener Applikationen auch auf Fragen der Modellierung sowie Charakteristika und
Eigenschaften von Katalysatormaterialien ein. In der Reihenfolge ihrer Erscheinung sind als
(bersichtsartikel die Arbeiten von Trimm [S1], Prasad et al. [52], Kesselring [53] und
Pfefferle [54] von Bedeutung.

Die Grundlage fiir ein besseres Verstdndnis der katalytischen Verbrennung ist die in den
Verdffentlichungen {51]-[534] genannte Darstellung der Reaktionsgeschwindigkeit oder
Umsatzrate in Abhé#ingigkeit von der Reaktionstemperatur. Dieser Zusammenhang ist in der
Abbildung 6.1 skizziert. Man unterscheidet drei charakteristische Bereiche:

@ Dominanz der Oberildchenkinetik (1)
@ ‘Dominanz des Stoffiransportes (2) .
© Umsatzsieigerung infolge homogener Gasphasenreaktionen (3)

Strémt ein vorgemischtes Brennstoff/Lufi-Gemisch durch ein Katalysatorbett, so itberwiegt
im Einstrombereich des Bettes, wo die Katalysatortemperatur noch niedrig ist, die Umsetzung
von Brennstoff an der Katalysatoroberfliche, die mit der Temperatur exponentiell ansteigt
(1). Bei einem weiteren Anstieg der Temperatur wird der Einflu des Transportes von
Brennstoff zur Oberfldche in zunehmendem Male beherrschend (2). Die Reaktionsgeschwin-
digieit wird. jetzt nur noch von der Temperaturabhingigkeit des Diffusionskoeffizienten
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durch Oberflichenkinetik durch Stoffiransport katalytisch unterstiitzte
kontrolhiert (1) | kontrolkiert (2) homogene Reaktion (3)

| .
heterogen katalysierte Reaktion /

Reaktionsgeschwindigkeit

Temperatur

Abb. 6.1 Temperaturabhangigkeit der Reaktionsgeschwindigkeit in einem Katalysatorbett

bestimmt (~ T!°). Steigt die Temperatur in Strémungsrichtung weiter an, so komymt es an
einigen Stellen des Katalysatorbettes zur Entstehung gasfOrmiger Radikale und damit zu
homogenen Reaktionen in der Gasphase (3).

Aus der Abbildung 6.1 wird deutlich, daf} fiir jeden heterogen katalysierten Prozell die Reak-
tion an der Katalysatoroberfliche im station&ren Zustand nicht grofer sein kann als der
Antransport der Reaktanden zur Oberflache zulafit. Diese Begrenzung, die zuerst von Wagner -
[55] vor mehr als 45 Jahren beobachtet wurde, bedeutet, da3 ab einer bestimmten Katalysa-
tortemperatur die Reaktionsrate nicht mehr erh6ht werden kann, z.B durch Steigerung der
Aktivitdt. Da eine Vielzahl technischer Systeme innerhalb des sioffiransportiimitierten
Bereiches arbeitet (z.B. der katalytische Oxidationsreaktor), ist eine Steigerung der Effizienz
nur ﬁber_ eine Verbesserung des Stoffiiberganges zu erreichen. Je nach System ist dies durch
eine Verkleinerung der PelletgroBe bzw. Verkieinerung des Ka.naldurchmessers des.
Monolitben auf Kosten ansteigender Druckverluste zu emrcichen. e




Die Oxidationsreaktion im Bereich 3 erfolgt sowohl heterogen an den katalytischen Ober-
flichen als auch in homogen katalysierten Gasphasenreaktionen. Dieser Vorgang wird als
katalytisch unterstittze Verbrennung bezeichnet. Unter Ausnutzung dieses Prozesses ist es
moglich, hohere Umsatzleistungen als mit kinetisch und stofftransportmdBig begrenzien
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 fiir 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 Atmosphire bei hoher Temperatur beibehalten, sind jedoch die Edelme-
talle. Wegen ihres Einsatzes zur Nachbehandlung von Autoabgasen liegen laut Aussagen der
Verfasser zahlreiche Ergebnisse fiir Platin und Palladium vor. Sie sind besonders aktiv zur
Oxidation einer groBen Anzahl von Brennstoffen, z.B. Methan, Methanol und Wasserstoff.
Dariiber hinaus lassen sie sich recht einfach in disperser Form auf die Trigerstrukturen

aufbringen.

Hicks et al. [58] fanden, daBl Palladium im Hinblick auf die Aktivitit bei der Methanver-
brennung und thermische Stabilitdt Platin diberlegen ist. Die Aktivitit von Palladium war
dabei 50-fach groBer als die von Platin. Die Feinverteilung von Palladium auf einem Alumi-
niumoxidtriger war bei einer Temperatur bis 900 °C stabil. Platin dagegen begann schon ab
700 °C von der Oberfliche zu verdampfen. Demgegenitber wird im Kapitel 6.2 eine leichtere
Oxidierbarkeit von Methan an Platinkatalysatoren festgestellt.

6.2 Kinetik der heterogen katalysierten Reaktion

Bei einer heterogenen Reaktion bzw. Katalyse unterscheiden sich die Phasenzustiinde der an
der Reaktion beteiligten Reaktionspartner. Typische heterogen katalysierte Reaktionen sind
die Umsetzung von Gasen an festen Katalysatoren. Eine umfassende mikrokinetische
Beschreibung der katalytischen Oberflichenreaktion setzt die Darstellung der auf der Kataly--
satoroberildche ablaufenden Vorginge voraus. Dazu gehdren : C R

€ . - Adsorption der Reaktanden auf der Oberfliche
@ . Katalytische Reaktion auf der Oberfldche -
@ Desorpuon der Produﬂe T

Beriicksichtigt man, da die Adsorption der Edukte und Desorption der Produkte haufig
‘gegeniiber der katalysierten Reaktion sehr schinell sind, konnen alle drei Teilschritte zu einem
Gesamtschritt zusammengefaht werden. Im folgenden werden sie nur noch als "Reaktion"
"-'be_z_eichnet. 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 verfafiten Abschluflbericht werden Grundlagen-
untersuchungen an Platinoberflichen beschrieben. Sie dienen dem Ziel, die Reaktions-
mechanismen einiger Zwischenprodukie an Platin, das mit Sauerstoff voradsorbiert war,
aufzukldren. Zu diesen Zwischenprodukten gehdren Methyl (CH,) und Methylen (CH,). Wise
und Quinlan beschreiben reaktionskinetische Untersuchungen bei der Umsetzung an Nickel,
Iridium und Platin. Sie formulieren dariiber hinaus die wichtigsten Elementarprozesse an der
Oberfldche von Edelmetallkatalysatoren.

Die volistindige Kenntnis des zugrundeliegenden Reaktionsmechanismusses bet der
Umsetzung von Methan an Platin und Palladium ist bis heute nicht bekannt. Dariiber hinaus
erweist sich die experimentelle Erfassung der Geschwindigkeitskoeffizienten verschiedener
Einzelschriite als schwierig. Daher ist eine vereinfachte Beschreibung heterogen katalysierter
Oberflachenreaktionen auf der Grundlage der Brutforeaktionsgleichung 5.7 dwrch einen
kinetischen Ansatz entsprechend der Gleichung 5.8 sinnvoil.

Die reaktionskinetischen Daten zur Berechnung des Geschwindigkeitskoeffizienten k(T) sind
fiir die Katalysatoren Platin und Palladium mit den zur Beurteilung gemessener Reaktions-
geschwindigkeiten notwendigen Angaben in der Tabelle 6.1 aufgefithrt. Im TemperaturmeB-
bereich bis 540 °C wurden von den Autoren mogliche Konzentrationsgradienten zwischen
Gas und Katalysatoroberfliche nicht festgestellt, so dal die gemessenen effekiiven Reaktions-
geschwindigkeiten mit den tatsfichlichen Reaktionsgeschwindigkeiten auf der Katalysatorober-
flache gleichzuseizen sind. Sicardi et al. [61] untersuchten den EinfluB} der Diffusion auf die
Reaktionsgeschwindigkeit in Abh#ngigkeit vom Volumenstrom. Sie stellten fiir den unter-
suchten Temperaturbereich einen EinfluB erst fiir sehr kleine Volumenstréme im Bereich von

V= 10" m?¥/s fest.

Der Vergleich beider Literaturguellen zeigt zunfchst den unterschiedlichen Einflufl von
Sauerstoff auf die Oberflichenreaktion. Wihrend Trimm und Lam [26] eine Wirkung der
Sauerstoffkonzentration auf die Reaktionsgeschwindigkeit angeben, wird dieser Einflufl bei
Sicardi et al. vernachldssigt. Der Grund ist in den unterschiedlich eingestellien Konzen-
trationsverh&ltnissen v, /ycyy, Zu sehen, die bei Sicardi et al. um das 3- bis 13-fache hoher
sind. Bereits Anderson et. al [62] haben gezeigt, daBl fiir grole Sauerstoffiiberschiisse der
Exponent b gegen Null strebt. Den Unterschied in den gemessenen Aktivierungsenergien
fiihren Sicardi et al. auf die sehr unterschiedlich eingestelliten Konzentrationsbereiche fiir
Methan (> 17 Mol% bzw. 2-3 Mol%) zuriick. Dagegen stellen Trimm und Lam bei
Anwachsen der Methankonzentration keine Anderung in der Aktivierungsemergie fest.
Vielmehr ist dieser Unterschied auf die uvnterschiedlichen Mefverfahren - differentiell bzw. -
integral - zuriickzufithren. -+ -~ *. onenoaT SRR : S
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A1203-Faser
{pords)
Al,O3-Faser
{glatt)

3 Pt | AlLOjFaser | 150 8,0x10° 97 | 1 | 0 | <540 611
{pords) g

AlyO5-Faser

(porﬁs)

1.} Trimm et. al.: Messungen im Differentialreaktor ;0,6 <yo3/vome <30 ;  ¥oyy > 17% (pords) , > 13% (glatf)
Sicardi et, al.: Messungen im Integralreaktor ; Yor ! Yous = 8 ; 2% < Yeue <3%
2) Temperaturkoeffizient: n=0

Tab. 6.1 Reaktionskinetische Parameter fiir die heterogen katalysierie 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 gréBer. Im
Fall von Methan deutet dies auf ein ungilinstigeres Zindverhalten hin. Diese Tendenz konnte
experiimentell bestdtigt werden. Dabei wurde die Ziindfihigkeit von Methan mit der des
Wasserstoffs und Methanols an Platinkatalysatoren verglichen. Wihrend im Fall des Wasser-
stoffs und Methanols eine Zindung am Katalysator bereits bei Raumtemperatur erfolgie,
konnie die Methanverbrennung erst durch Fremdziindung gestariet werden. Der Vergleich der
Aktivierungsenergien fiir Plaiin und Palladium veranschaulicht dariiber hinaus die geringere
Zunufalugkeu von Methan an Paimulllﬁlk&u.l)’ﬂ&f@xm {NI‘ 3 und Nr. é-\ Grund fiir diese

Eigenschaft ist dic Neigung des Palladiums, ein stabiles Oxid (Pd0O) zu bilden. Zusatzliche
Aussagen hinsichtlich der Aktivitdt liefert die logarithmische Auftragung der Reaktions-
geschwindigkeiten iiber der reziproken Temperatur bis 540 °C:

@  Die Reaktionsgeschwindigkeiten von Palladium sind, verglichen mit denen von Platin,
. um das 50- bis 70-fache groBer (Nr. 3 und Nr. 4). Eme Aktlvztatsstelgerung von
B '_'gleicher Gréfienordnung wird auch von Hicks et al. {58] beobachtet

® Das Verkleinern der Trageroberflache um das 75-fache von 150 m?¥g auf 2 m?g
bewirkt eine verhiltnismiBig eher geringfiigice Abnahme der Aktivitdt um das 5- bis
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10-fache (Nr.1 und Nr.2). Somit ist fiir die zu modellierende Struktur der Direktbe-
schichtung mit einer spezifischen Oberflache von 60 m*g eine den Literaturangaben
entsprechende Aktivitit von gleicher Gréflenordnung zu erwarten.

Die Simulation direktbeschichteter Korper beschrénkt sich bei der Untersuchung auf Platin
als Katalysator und basiert auf den Daten von Trimm und Lam. Das von den Autoren einge-
stellte Konzentrationsverhilinis yq /oy, entspricht dem Luftzahlbereich des Bremners bis A
=1,5. Gleichzeitig ist das differentielle MeBverfahren nach Trimm und Lam mit gemessenen
Umsitzen von max. 5 % gegentiber der integralen Messung durch Sicardi et al. als genauer

z bewer‘en
6.3 Einfiul von Transportwiderstinden

Im folgenden wird untersucht, in welchem Mafle die Reaktionsgeschwindigkeit der Ober-
fldchenreaktion fiir die vorliegende Katalysatorstruktur durch Stofftransportmechanismen
gehemmt wird (Bereich 2 der Abb. 6.1).

Ob und in welchem MaBe Konzentrations- und/oder Temperaturgradienten an der dufleren
Oberflache eines Katalysatorpellets aufireten, kann durch Kopplung der jeweiligen
Gleichungen fiir den Stoff- und Wirmetransport mit der Reaktionsgeschwindigkeiisgleichung
unter der Annahme eines stationdren Zustandes quantitativ bestimmt werden. Fiir pordse
Katalysatorpellets muB} die Betrachtung dartiber 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 dem Lehrbuch von Baerns et al. [64] zu entnehmen.

Bei der stark exothermen Reak‘tion von Methan an Edelmetallkatalysatoren kdnnen Tempe-
raturdifferenzen zwischen Gas und Katalysator aufireten, die unter Umstdnden 10 bis 36 K
oder mehr betragen konnen {64]. Temperaturgradienten innerhalb eines Katalysatorpellets
sind danach tiblicherweise klein. Fiir die in dieser Arbeit angesiellten Ubeneoungen wird der
Einfluf} von Temperaturgradienten aufgrund der geringen Korngroe (Washcoat) von 5 um

vernachldssigt.

6.3.1  Effektive Reaktionsgeschwindigkeit und Katalysatorwirkungsgrad

Ausganspunkt fir die Berechnung der effektiven Reaktionsgeschwindigkeit ist eine stationére
Betrachtung der Stoffbilanz an der Oberfliche. Die Molzahlinderung des Brennstoffes durch

Reaktion an der Katalysatoroberildche (s} ist gleich der Nachheferung durch den St ofﬁiber-
loang Fur dle effektzve Reaktionsgeschwindigkeit gilt dann: =
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F = Boe @ (Co e ~ €00 (6.1)
P < By a(cg, - G5 6.2)
Mo kD e (63

Dabei ist 1jp der Porenwirkungsgrad, Bi,g der Stoffiibergangskoeffizient in der Gasphase und
a die auf das Katalysatorvolumen bezogene duBiere Feststoffoberfliche. Der Porenwirkungs-
grad berticksichtigt den Transportwiderstand im Katalysatorinneren aufgrund von Porendiffu-
sion. Er ist fiir ein kugelfSrmiges Katalysatorpellet mit dem Radius 1p, tiber den Thiele-Modul
¢p bestimmt [64]. Unter Einilllrung des Konze_:n‘i:rationsverl}élmis_ses X = cps/ cB,g gilt:

a+b-1 a+b-1
bp = rp | DI O 64
De
Bg
3 1 1
M, = —( -—) (6.5)
@, tanhd, @,

Dabei steht DEB,g fiir den effekiiven Diffusionskoeffizienten im Pellet (— Kap. 10.2.1). Aus
der Addition der Gleichungen 6.1 und 6.2 kann die unbekannte Sauerstoffkonzentration an

der Fesistoffoberfliche eliminiert werden:

Cp, - 2B - gy (6.6)

Fad
YOus TOpg B B/
Ong

Das Verhilnis der Stofflibergangskoeffizienten Bg /By, " ist nahezu 1 (— Kap. 16.1). Die
1z el
Substitution der Sauerstoffkonzentration an der Feststoffoberfiiche in Gleichung 6.3 durch die

Beziehungen 6.6 liefert dann eine implizite Bestimmungsgleichung fiir das Konzentrations-

verhétnis X:

MDagy X[k - (1=QP+x-1-0 - 6]
Day - kD) c;;b—i it i (68)
‘Bz .




c
%0 _ Jopb 4 (6.9)

B.g y Bg

K =

c

Die Damkéhler-Zahl II. Art Day; 5 definiert das Verhdlnis der Geschwindigkeit der Reaktion
ohne Stoffitbergangshemmung zu der mit maximaler Stoffiibergangshemmung. Der Quotient
¥ steht fiir das Konzentrationsverhiltnis zwischen Sauerstoif und Brennstoff im Gas. Er kann
unter der Voraussetzung gleicher Transposteigenschafien der Hdukte, dh Leg = Ly =1, in
Abhangigkeit von der Brennstoffmolkonzentration YBg und Restsauerstoffmolkonzentration
im Abgas Youb dargestellt werden (— Kap. 4.5). Damit ist eine Berechnungsgleichung fiir das
Brennstoffkonzentrationsverhéiinis X zwischen Feststoffoberfldche und Gas in Abhéngigkeit
von den Strémungsverhiltnissen im Katalysatorbett (B ~Re™), der Katalysatorstruktur (a, 1p)
sowie der Brennstoffkonzentration ¢g 2 und Temperatur T im Gas gegeben. |

Im weiteren wird der Katalysatorwirkungsgrad eingefithrt, der als Verhélinis der effektiven
Reaktionsgeschwindigkeit zur Reaktionsgeschwindigkeit chne Transporthemmung definiert

ist:

el (6.10)

T :
Kar F

Mit den Beziehungen 6.3 und 6.6 gilt dann in Abhédngigkeit von dem aus Gleichung 6.7
ermittelbaren Konzentrationsverhétnis X (5B,g/f’oz,g = 1)

A |

Mg = Mp XT1 - — (-0 (6.11)

Die Berechnung der effektiven Reaktionsgeschwindigkeit wurde damit auf die Ermitilung
eines Katalysatorwirkungsgrades zurlickgefiihrt.

Der Einfiufl der Damkahler-Zahi Day; und des Konzenirationsverhilinisses x auf den Kataly-
satorwirkungsgrad ist in der Abbildung 6.2 fiir einen Porenwirkungsgrad von 1 dargestelli.
Die Reaktionsordnungen entsprechen denen nach Trimm und Lam [26]. Die Darstellung
zeigt, daf fiir Damkéhler-Zahlen unterhalb von 0,1 &ufiere Transportwiderstinde zu ver-
nachlissigen sind. Fir Damkéhler-Zahlen groBer als 6 werden stofftransporthmmerencie
Einfliisse in zunchmenden Mafe beherrschend. Mit steigender Luftzahl wichst das Konzen-
trationsverhilinis x an, infolgedessen der Katalysatorwirkungsgrad abmmmt Dleser Einfluf
auf den Katalysatorwirkungsgrad ist jedoch germg :
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6.3.2 Abschitzung

Die Stoffiibergangskoeffizienten werden durch Stoffiibergangsgesetze beschrieben. Diese sind
mit den charakteristischen Eigenschaften der Katalysatorstruktur im Anhang aufgefithet. Fiir
die Berechnung der Stoffiibergangskoeffizienten an Partikeln in einer Schiittung gibt es zwel
Methoden: Die erste Methode orientiert sich an der Einzelkugel und die zweite am Rohr. Bei
praktischen Problemstellungen empfiehlt es sich, Berechnungen nach beiden Methoden
durchzufithren. Fiir einen Temperaturbereich zwischen 500-900 °C betragen die Unterschiede
in den Stoffiibergangskoeffizienten nach belden Berechnungsmethoden fiir die Matrixstruktur
weniger als 5 %. Die Belegungsdichte mg), betrdgt zwischen 0,5 und 5,0 gg,/m”. Sie ist die
auf die dullere Mantelfliche des Brennerkorpers bezogene Edelmetallmenge. Mit einer mittle~
ren Katalysatorschichtdicke von 1 mm kann daraus ein Edelmetalldichtebereich von 0,5 und
5,0 kg /m’® abgeleitet werden. Fiir eine Abschéitzung des Katalysator- und Porenwirkungs-
grades werden dariiber hinaus folgende Berechnungsvoraussetzungen getroffen:

&  Beschreibung von k(T) nach Ansatz Nr.1 der Tabelle 6.1
@  Temperaturbereich: 500-900 °C
&  Molkonzentration des Brennstoffes im Gas: YBe = 1%

1,0 T T T T T L T L R L
’msSgEéE‘:S:g\
- ts-?_ﬁ\n
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N ek = 2,0

0.8 \:\:\= e x= 25 .
— ® ‘\e —

= \,\A\g —e— K= 3,0
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T o6l NN |
o o\
Z N\,
S RSN
< 04k Porenwirkungsgrad: o :&i\a -
S _ S SN, -
5o M, =1 CNAN,
@ : . A\E\
Z 92 b - ~Reaktionsordnungen:- e e e e IR
« ¥ (-] Y (=3
= a=1 b=075 - NN
M . . \-:-‘-::::\Q 1

0,0 B amm ! - ]

0,01 L0 1 10

' ~ Damkéhler-Zahl Da /[ -

und dem Konzentrationsverhidlnis x
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Im untersuchten Temperatur- und Aktivitdtsbereich betrdgt der Porenwirkungsgrad mehr als
98 % (X = 1). Ein innerer Transporiwiderstand im Katalysatorkorn ist danach firr die
vorliegende Katalysatorstruktur zu vemachlissigen. Die Damkdhler-Zahlen betragen zwischen
0,01 und 0,10. Dies entspricht nach Abbildung 6.2 einem Katalysatorwirkungsgrad grofler als
85 %. Demnach kann im Fall der vorliegenden Katalysatorstruktur ein dulerer Transportwi-
derstand nahezu vernachlédssigt werden. - :

6.4 Ergebunisdarstellung

Die Berechnung der Umsatzgrade sowie die Darsteliung der Temperatur- und Konzen-
trationsprofile basiert auf der numerischen Losung des Modellansatzes 1. Der EinfluBl der
Gasstrahlung des Abgasringspaltes und der Riickstrahlung der Warmeaustauscherwand wird
vernachlissigt. Die effektive Reaktionsgeschwindigkeit der katalytischen Oberfldchenreaktion
wird neben der Abhidngigkeit von Temperatur und Konzeniration als eine Funktion des Ortes
eingefithrt. Dieser Ansatz wird notwendig, da die Belegung der Edelmetalimenge infolge des
Direktbeschichtungsverfahrens mit zunehmender Findringtiefe abnehimen wird. Die Abnghme
der Edelmetalldichte mit der Eindringtiefe wird als linear angenommen. Die Berechnungen
greifen auf die kinetischen Daten fir Platin nach Trimm und Lam [26] zuriick. Der
Porenwirkungsgrad wird zu eins gesetzt. Die Beschreibung der Warmeleitfihigkeit orientiert
sich an die Gleichung 3.7 mit e = 40 m%kg wnd K, = Kz = 0 (= Kap. 10.2.1). Die
Katalysatordichte betréigt bei einer mittleren Kﬁrperdic};te von 300 kg/m® ca. 360 kg/m® (—
Kap. 10.2.1). Eine Variation der Systemparameter in den Grenzen 25 m%¥kg < ¢ < 40 m%kg,
0<Kp<2,0< Kg < 1 und 350 kg/m?® < py,, < 370 kg/m® zeigte lediglich einen schwachen
EinfluB auf die Verdnderung der Umsatzgrade und Temperatur- sowie Konzentrationsprofile.

6.4.1 Umsatzgrade in

Der EinfluB der Edelmetallmenge, Leistungsdichte, Luftzahl und Schichidicke auf den
Bremnstoffumsatz in der katalytisch aktiven Schicht ist in der Abbildung 6.3 dargestellt {1-5).
Danach steigt der Umsatzgrad mit wachsender Edelmetallmenge, ausgehend von einer
Edelmetalldichte von 0,5 kgp,/m?®, zundchst schwach an. Der Anstieg ist linear. Ab einer
charakteristischen Grenzmenge, die von den Betriebsparametern Leistungsdichte und Luftzahl
sowie der Schichtdicke abhingt, schnellt der Umsatz exponentiell auf 100 %. Verantwertlich
hierfir ist der mit steigender Edelmetallmenge immer mehr dominierende exponentielle
Anstieg der Reaktionsgeschwindigkeit mit der Temperatur. Ab der Grenzmenge stellt die
Oberflichenreaktion den beherrschenden Term beim Wirme- und Stofftransport innerhalb der
Katalysatorschicht dar. Die Konvektion und Diffusion in Strémungsrichtung steigen dagegen
nur linear mit der Temperatur.




Eine Erhohung der Leistungsdichte bewirkt bei sonst gleichen Parametern eine Steigerung des
Brennstoffumsatzes im Katalysator (1, 3, 4). Demzufolge setzt der exponentielle Anstieg des
Umsatzes fiir grofiere Leistungsdichten frither 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 kiirzeren Verweilzeit und dem gréfieren Kithleffekt zu steigenden Geschwindigkeiten
hin zu begriinden. Fiir Lufizahlen grofer 1,2 und Edelmetalldichten unterhalb von 7 kgg, /m’
betrdgt der Umsatz weniger als 10 %. Eine Zunahme 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, und weitere Senkung der Flammentemperaturen ist ein
Brennstoffumsatz von 100 % anzustreben. Zur Realisierung dieser Zielgrdfe sind die
Lufizahlen bei einer Edelmetalldichte von ca. 5 kgp,¢/m® zwischen 1,05-1,1 einzustellen.
Dann ist ab einer Leistungsdichte von 100 kW/m? mit einem nahezu vollstindigen Umsatz
innerhalb der Katalysatorschicht zu rechnen. Jedoch ist bei dieser Uberlegung das Tempera-
turniveau in der Schicht mif zu Rate zu ziehen. Hierliber wird dann die thermische Belastung
und Méglichkeit einer vollstindigen Verbrennung innerhalb der Katalysatorzone bewertet.
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6.4.2 Temperatur- und Konzentrationsprofile

Die Temperatur- und Konzentrationsprofile sind fiir den Betriebspunkt 100 kW/m?*1,1 sowie
eine Schichtdicke von 1 mm in der Abbildung 6.4 dargestelit. Mit steigender Platinmenge
bzw. Edelmetalldichte steigt der Umsatz und damit das Temperaturniveau in der Katalysa-
torschicht. Gleichzeitig sinkt die Spitzentemperatur der Flamme in der wandnahen Randzone.
Die Temperaturprofile zeigen das Problem eines vollstdndigen Umsatzes innerhalb der
katalytisch aktiven Zone, der bei Erhohung der Edelmetalldichte von 4,2 auf 5,0 kgg,/m®
sprunghaft (exponentiell) erreicht wird. In diesem Fall steigen die Spitzentemperaturen
innerhalb der Schicht bis auf 1150 °C. Entsprechend den Angaben nach Hicks et al. {58] ist
jedoch fir Platin schon ab 700 °C mit einem Aktivitdtsverlust zu rechnen. Somit wird in der
Praxis bereits nach einer kurzen Anfahrzeit der Umsatz und demzufolge das Temperatumi-
veau in der Katalysatorzone unter Bildung einer homogenen Nachreaktion in der Zufleren
Randzone sinken. Dies konnte experimentell bestitigt werden (— Kap. 6.5). Somit ist fiir die
Auslegung neben dem Erreichen einer méglichst groBen Strahlungseffizienz gleichzeitig die
thermische Belastung der Katalysatorstruktur zu beriicksichtigen. Erst ein Umsatzriickgang
auf 33 % liefert unkritische Spitzentemperaturen unterhalb von 700 °C.

Brennerkérper Katalysatorschicht (Platin / AlZOB}
= Randzone Umsatzgrad é!( 18
1400 ' 2t
____________ 0%
6 .................... ? 12 %
1200 N334
-g e Py = 00 kgim 1e
G S Py T 37 kg/m?
9_! IOOG ______ pEM 42 kgfn}3 _
B N Pypy = 50 ke/m? q°

S
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Ai}i) 6.4. Temperatur- und Konzentrationsprofile in Abhanclckelt von der.
Edelmetalldichte pgy, '
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Die Ansteuerung der Betriebspunkte, die maximal mdgliche Oberflichentemperaturen bei
gleichzeitig moderaten Katalysatortemperaturen erwarten lassen, ist als schwierig zu
bewerten. Diese Punkte liegen in der Zone exponentiellen Umsatzanstieges (— Abb. 6.3).
Bereits eine Verdnderung der Schichtdicke, die infolge des Direktbeschichtungsverfahrens
von Korper zu Kérper um einige zehntel Millimeter vom Mittelwert (1 mm — Kap. 10.2.1)
abweichen wird, kann den Umsatz auf 100 % anwachsen lassen (— Abb. 6.3). Ein Aktivitais-
verlust der Katalysatorstruktur ist die Folge.

Im Fall der Direktbeschichtung ist eine deutliche Verbesserung der Strahlungseffizienz im
Vergleich zum Fall des unbeschichteten Strahlungsbrenners bei gleichzeitiger Unterschreitung
thermischer Stabilitdtsgrenzen des Katalysators nicht zu erzielen. Jedoch wirkt sich die
Anwesenheit einer geringen Katalysatormenge auf der &uberen Oberfliche positiv im
Hinblick auf das Betriebsverhalten aus. Experimente zeigten, daf Rickziindungen im
Betricbsfeld bis 180 kW/m? fiir beschichtete Korper nicht aufiraten. Der Ablauf der homo-
genen Gasphasenreaktion in der &ufleren Randzone wird somit durch die beschichtete Ober-
fliche kontrolliert. Die Beschichtung mit Edelmetall ist unter dem Gesichispunkt einer
stabilen Verbrennung als sinnvoll zu bezeichnen.

6.5 Experimentelle Uberpriifung

Der Ausschnitt der Abbildung 5.8 zeigte den Zusammenhang zwischen gemessenen Stick-
oxidkonzentrationen (NO,) und berechneten Flammentemperaturen fiir den Fall des unbe-
schichteten Strahlungsbrenners. Danach ist die Stickoxidproduktion in der GréBenordnung
von 2-10 ppm auf Temperaturen zwischen 1250-1450 °C zurtickzufiihren. Erst Temperaturen
unterhalb von 1150 °C lassen auf Konzentrationen weit unterhalb von 1 ppm schlieflen.
Hieraus folgt, dall Konzentrationen oberhalb von 2 ppm mit einer homogenen Flammenver-
brennung in der #uBeren Randzone gekoppelt sind. Der Umsatz im Katalysator ist dann
entsprechend gering. Stickoxidkonzenirationen weit unterhalb von 1 ppm zeigen dagegen
einen nahezu vollstindigen Umsatz im Katalysator an. Diese tendenziellen Zusammenhinge
bei der Stickoxidentstehung direkibeschichteter Kérper werden zur Belegung des im Kapitel
6.4.2 beschricbenen Problems einer kritischen thermischen Belasiung herangezogen. Dabel
werden die Stickoxidkonzentrationen beschichteter Brennerkérper (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 gp,/m®

Bei einer niedrigen Belegungsdichte von 0,55 gp, /m® ist im Vergleich zum unbeschichteten
Korper keine Stickoxidreduzierung erreichbar. Der Umsatz im Katalysator ist demnach
gering. Diese Feststellung deckt sich mit den theoretisch abgeleiteten Ergebissen (— Abb.
-6.3). Fir die Betriebspunkte 100 kW/m?*1,1 und 120 kW/m?1,! liegen die Konzentrationen
sogar oberhalb derer des unbeschichteten Korpers. Dies ist auf unterschiedliche
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Homogenititen der Matrixstrukturen zurtickzufithren. Diese bewirken im Fall der Belegungs-
dichte von 0,55 gpg/m* groflere lokale Anstrémungen in der oberflachennahen Reaktions-
zone, infolgedessen sich hohere Flammentemperaturen einstelien. Die Steigerung der Bele-
gungsdichte auf 1,25 gg, /m? zeigt eine Reduzierung der Stickoxidproduktion um 1-2 ppm.
Dies entspricht einer Temperatursenkung um 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 186t auf einen steigenden Umsatz im Katalysator mit zunehmender
Brennstoffenge schlieflen. Eine sprunghafte Konzentrationssenkung auf nahezu 0 ppm
wurde bei einer Belegungsdichte von 35,5 g, /m* wihrend des ersten Anfahrens gemessen.
Der Brennstoffumsatz beschrénkt sich dann auf die Katalysatorzone. Jedoch zeigte dieser
Betriebspunkt kein stabiles Verhalten. Die MeRpunkie 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
Temperaturschidigung im Katalysator hin.

10 Belegungsdichten (Masse Platin pro Kérperoberfliche):
oL + 000 g/ A
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5 - A 125 gt
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6.6 Zusammenfassung der Ergebnisse

Aus der Modellierung und experimentellen Untersuchung des Betricbsverhaltens eines mit
Platin direktbeschichteien Brennerkérpers komnen folgende Schlulifolgerungen gezogen

werden:

@ Je nach Edelmetallmenge und Betriebspunkt ist kein vollstiandiger Umsatz im Katalysator
moglich. Es kommt dann zu einer Nachverbrennung infolge homogener Gasphasen-

reaktionen in der duberen Randzone.

€ Der Brennstoffumsatzgrad in der Katalysatorschicht sfeigt mit zunchmender Edelinetiall-
menge, Leistungsdichte und Schichtdicke sowie sinkender Luftzahl an. Gieichzeitig
erhoht sich das Temperaturniveau in der Katalysatorschicht. Dabei iibersteigen die
Spitzentemperaturen im Fall eines 100 %igen Umsatzes die thermische Belastungsgrenze
des Katalysators. Ein Aktivitdtsverlust bzw. die Zerstdrung 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 Betriebsverhalien des Strahlungsbrenners wird durch die Aufbringung einer
katalytisch aktiven Schicht auf die Oberfléche deutiich verbessert. Innerhalb des technisch
interessanten Bereiches ist ein rickziindungsfreier Betrieb moglich.
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7.8 Untersuchung des Helzsystems

Die Untersuchung basiert auf einer Modellienig des Reaktors und Abgaswarmeaustauschers.
Das Ziel der Beschreibung ist die Entwicklung eines Rechenprogramms fiir die Simulation
des Heizsystems unter Eingabe von Befriebs- und Systemparametern sowie Geometriedaten
der uniersuchten Aggregate. Das Programm liefert u. a. die Temperaturverteilung im Wasser-
kanal. Auf der Grundlage der Wassertemperaturen TV/&IZa und T\{/,a werden die Wirkungsgrade
des Reaktors Ny und des Geridtes 1 bestimmt (— Abb. 7.1):

i 7
Mg = P ~ e (7.1)
Wl gl ' '
N, = Hye ~ Hye R (7.2)
¢ " nDH,

Fiir die Untersuchung wird der Massenstrom des geschlossenen Warmwasserkreislaufes mit
My, = 0,164 kg/s fest vorgegeben. Dieser Wert wurde bei einer Nennleistungsdichte von 160
kW/m? und Lufizahl von 1,1 unier Vorgabe einer bei neueren Niedertemperatnranlagen
iblichen Temperaturspreizung von 20 K und Wassereintrittstemnperatur von 40 °C bestimmt.
Die Einftritistemperatur T\,{,a ist variabel. Sie wird dahingehend verdndert, daB fiir den jeweils
eingestellten Betriebspunkt eine Wasseraustritistemperatur T‘{f,a von 60 °C erzielt wird (—
Abb. 7.1). Die Gaseintrittstemperatur T, betrdgt 25 °C. Eine Vorheizung der Luft infolge
Abgasriickfithrung bzw. elekirischer Erhitzung bleibt bei der Untersuchung unberiicksichtigt.

i -
— [ 1) '
T, =60 °C T My, = 0,164 kg/s | Ty,
g ] i
- o Wa |
] 7
HW’& ] . S Wa
S
*ta | . l 8 P S s H, +q" 7 Hy Dy
Lawl
‘o TAus .
Abgaswirme- q", A, T,=25°C
austauscher Reaktor

| '.AE}E’). 7.1 Charakteristische Enthalpiestréme ﬁnd-V_orgaben fiir die Untersuchung
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7.1 Modellierung des Reaktors

Die Modellierung des Reaktors basiert auf der Untersuchung des Bremnerk&rpers. Die
berechneten Korperwand- und Flammentemperaturen dienen der Beschreibung der abgas-
seitigen Wandwirmestrome des Brennraumwirmeaustauschers. Mit Hilfe dieser Warmestréme
und den raumseitigen Wandverlusten erfolgt die Beschreibung der Temperaturverteilung im
Wasserkanal zur wirkungsgradtechnischen Simulation des Reaktors (— Abb. 7.2).

Der Abgasraum wird in den Abgasringspalt und das Abgasrohr unfer Voraussetzung
konstanter Innenwandtemperaturen Ty, und Ty unterteilt. Der an das Wasser ausgekoppelte
Gesamiwirmestrom resuitiert aus Teilwérmesirémen infolge Festkorperstrahlung, Konvekiion
und Gasstrahlung. Da der Brennrawmwirmeaustauscher im Versuchsstand zur Umgebung hin
nicht isoliert ist, fhieBen Verlustwirmestdme QV mit in die Modellierung ein. Dies erfolgt im
Hinblick auf den Vergleich experimentell und theoretisch ermiitelter Temperaturen (— Kap.
7.4). Die Berechnung des Wirmestromanteils infolge Festkdrperstrahlung erfolgt auf einer
Beschreibung des Nettostrahlungsflusses QKﬁw zwischen Kdorper und Brennraum-
wéarmeaustauscherwand. Unter Beriicksichtigung der Einstrahizahlen Dy wi und Dy wir wird
der Strahlungsaustausch zwischen Kérper und Ringspaltwand bzw. Abgasrohrwand bestimmt.
Der konvektive Wirmestrom QKVW setzt sich zusammen aus einer Uberlagerung natiirlicher

H, | H,

o . T _ 1
T I‘:;a QKV\\tﬂl QV'H TWa QKvWal ‘QW TA TWa
\
|

ol

4 t Wasserkanal
|
!

IR

Tw ®RWHQK=\~ QG‘WTI va\m; @K'MQK=W QGW; QKvWI
[0\

VSR %
ey

Abgasrohr = > Abgasringspait

Abb. 7.2 Charakteristische Wérmestrdme, Mitteltemperaturen und Abmessungen
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und erzwungener Konvektion. Die erzwungene Konvektion ist dabei abhingig von der
Geschwindigkeitsverteilung an der Wand. Die Wiarmestréme infolge Gasstrahlung QGW und
Qg resultieren aus der Emission von Wérmestrahlung des CO,/H,C-reichen Abgases. Dabei
findet ein Nettostrahlungsflufl des Gases mit den Festkorperoberflichen Ringspalt- und
Rohrwand sowie Kérperwand statt.

Die Abgastemperaturen Tg;y, und Ty, 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 Wirmestroms und der Wirmestrahlung
des Gases der Bereiche Ringspalt und Rohr ein. Die ermittelten Reaktoraustritistemperaturen
T\g/,a und T, . dienen als Eingabedaten zur Modellierung des Abgaswirmeaustauschers (—
Abb. 7.1).

7.1.1 Stromlinienverteilung im Abgaskarnal

Die erzwungene Konvektion im Abgasringspalt und Abgasrohr wird auf der Basis der Grenz-
schichttheorie beschrieben. Danach erfolgt eine Aufteilung in eine reibungsfreie Auflenstrd-
mung und eine reibungsbehafiete Grenzschichtstromung (Prandtlsche Grenzschichthypothese).
Die Grenzschichttheorie liefert den Warmeiibergangskoeffizienten in Abhingigkeit von der
Geschwindigkeitsverteilung U(z) der reibungsfreien Aufenschicht. Zur Berechnung des
konvektiven Wirmestroms wird daher mit Hilfe der Potentialtheorie der Geschwin-
digkeitsverlauf U(z) entlang der Brennraumwirmeaustauscherwand ermittelt.

Die Potentialtheorie liefert fiir eine inkompressible, reibungsfreie und stationdre Strémung
eine Differentialgleichung filr die Stromfunktion y (— Kap. 10.4.4). Die Stromfunktion erfiilit
dabei die Kontinuititsgleichung und die Bedingung der Drehungsfreiheit. Die Losung der
Differentialgleichung erfolgt numerisch mit Hilfe finiter Differenzen (— Kap. 10.4.5) und
liefert Stromfunktionswerte der Form w(r,z). Durch y(r,z) = konstant sind die Gleichungen
der Stromlinien gegeben, und dw ist der Volumenstrom zwischen zwel infinitesimal benach-
barten Stromlinien. Der Gradient der Stromfunktion an der Wand legt die Strdmungsge-
schwindigkeit U(z) entlang der Kontur fest (— Kap. 10.4.4). Im folgenden werden die
Ergebnisse der Berechnung auf der Grundlage der Potentialtheorie und numerischen Ldsung
der Stromfunktionsgleichung vorgestelit. *

Der Rechnung liegen die geometrischen Daten Hy = 300 mm, Hy = 200 mm, Ry = 50 mm
und Ry, = 75 mm zugrunde. In der Abbildung 7.3 sind die Strémungsverhéltnisse dargestellt.
Hieraus ist der qualitative Verlauf der Geschwindigkeit abzulesen. Bei Zusammenlaufen der
Stromlinien steigt die Geschwindigkeit an. Weiter auseinander liegende Linien kennzeichnen
dagegen Gebiete mit niedrigeren Geschwindigkeiten. Der Stromlinienverlauf im Abgaskanal
: zeigt, daB das Stromungsfeld bereits kurz hinter dem FEintritt in den Ringspalt
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Abb. 7.3 Stromlinienverteilung im Abgaskanal

zweidimensional ausgebildet ist. Die Geschwindigkeitskomponente v nimmt dabei mit
anwachsender KérperhShe zu, wihrend die Geschwindigkeitskomponente v zur Wand hin
abfillt. 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)/vy, in
Abhiingigkeit von der dimensionslosen Oriskoocrdinate z = z/Ry dargestellt. Die Einfithrung
der Referenzgréfien geht auf die mathematische Behandlung im Anhang zurtick (- Kap.
10.4.4). Dabei ist v, die Bezugsgeschwindigkeit des Gases nach Austritt aus der Flammen-
front. Somit fliefit die Flammentemperatur in die Ermittlung der Geschwindigkeitsverteilung
und des Wirmestoms infolge erzwungener Konvektion ein. Die Wandgeschwindigkeit nimmt
im Abgasringspalt linear zu. Es handelt sich dabei um eine Staupunkisirémung. Erst kurz vor
der Querschmitiserweiterung kommt es zu einem Abfall der Geschwindigkeit. Dieser Abfall
setzt sich hinter der Erweiterung sprunghaft fort. Die Geschwindigkeit erreicht somit nach
einer kurzen Einlaufstrecke im Abgasw“o“:r ihwe Enci.gescnmnaigken Der Abgasraum era
daher n zwez Strémungsbereiche unterteilt |

e Staupunkitstrémung im Ringspalt, d.h. U(z} = axz
@  Uberstromung des Abgasrohres mit einer konstanten Geschwindigkeit, d.h. U(zj=b

Die Konstanten a und b ergeben sich aus dem im Anhang beschriebenen Rechenverfahren.
Je mach Betriebspunkt betragen die maximalen Geschwindigkeiten im Abgasringspalt
zwischen 1,5-2,0 m/s. Unter Beriicksichtigung eines hydraulischen Durchmessers dy= DDy
und emer mittleren Stoffbezugstemperatur von 800 °C liegen die Reynolds-Zahlen Lnterhalb_
von 800 Somﬂ: ist dle Stromung im Fall der erzwungenen, Konvektlon Iarmnar _
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Abb. 7.4 Geschwindigkeitsverteilung an der Warmeaustauscherwand

7.1.2  Wirmetransportmechanismen im Abgaskanal

Der an die Wiarmetauscherwand ausgekoppelte Gesamtwirmestrom im Ringspalt- und Rohr-
abschnitt resultiert aus den Warmetransporimechanismen

@ Festkorperstrahlung
& Gass‘trabjiung und
&  Konvektion.

Diese Mechanismen werden im einzelnen dargestell‘t Die Beschreibung liefert dann Glei-
chungen zur Berechnung der auf diesen Wanneubertragungsprozessen basierenden Wiirme-

strome.

7.1.2.1 Festkirperstrahlung

Der Brennraum wird fiir die Untersuchung der Nettostrahlung zwischen Korperoberfliache und
- Wirmeaustauscherwand in vier Bereiche gegliedert (—> Abb. 7.5). Es wird dabei unterschieden
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zwischen den strahlungsemittierenden I'ldchen Korperwand (K), Ringspaltwand (WT), Rohr-
wand (WII) mit deren Flachenhelligkeiten qu, qg/WI und qé’w und den Strahlungsverlusten
(V). Die Strahlungsbilanz an der Korperoberfliche ergibt dann fiir den Nettostrahlungs-
austausch zwischen Koérper und Brennraumwirmeaustauscherwand (QTrans =0):

: v it i1

Craw = Ax Usk — @rpr dsm ~ Cxpm downd) (7.3)
Die Gleichungen zur Berechnung der Einstrahlzahlen ® fiir zwei konzentrische Zylinder sind
im Anhang aufgefiihtt (—> Kap. 10.4.1). Die Fldchenhelligkeit der Ké&rperoberflache qu
enth3lt einen Emissionsanteil und Reflexionsanteile der eintreffenden Strahlung. Fiir einen

grauen Korper gilt:

v/ A v/ /s
dsk = €x dswx t (17€g) dowr @K,WI + (1-€y) Gopm éﬁ,wﬁ 74
dsox = 0 Tg (7.5)

Entsprechende Beziechungen gelten fiir die Fldchenhelligkeiten der Wandbereiche WI und
WIL. Jedoch konnen diese Gleichungen unter Beriicksichtigung einer mit schwarzer Farbe
beschichteten Warmetauscherfliche (e, = 1) vereinfacht werden. Die Flachenhelligkeiten
ngI und c}éfWH entsprechen dann der Gleichung 7.5. Schliefilich ergibt sich der Netto-
strahlungsfluf} zu

Gy = Agers (Tg - Byl — Bepnlon - {7.6)

. — -
Qrrans Dy x Qswn
B —

;%QSWI

- Abb. 75 Festkﬁrperstrahlungsaustausch im Brennraum
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71.2.2 Gasstrahlung

Aufler den festen und fliissigen Koérpern strahlt auch ein Teil der Gase Wirme aus und
absorbiert nach dem Kirchhoff schen Gesetz einfallende Warmestrahlung. Gase und Dampfe,
wie CO, und H,0, sind dabei wirksame Strahler. Die Ermitthung der Strahlungswérme von
"Gaskorpern” ungleicher Temperatur nach Pandya [65] zeigt, dall mit ausreichender Genau-
igkeit eine charakteristische Mitteltemperatur des Gases T 1y zur Berechnung der Strahlungs-
leistung herangezogen werden kann. Unter dieser Vorraussetzung gilt allgemein fiir den
Nettostrahlungsaustausch zwischen dem Abgas und der Ringspalt-, Rohr- sowie Kérperwand

(W/K) [66]:

. €
V) _ 7K . z,4- P
Qoms = 4me © 720 e, 8 AvTme) 7

Der Emissionsgrad des Gases gg ist abhingig von der mittleren Gastemperatur Tg’m , dem
Partialdruck der strahlenden Komponente p;, dem Gesamtdruck p sowie von der Schichtdicke
s, des Abgases. Der Absorptionsgrad des Gases Ay, ist zusétzlich von der Wandtemperatur
Ty abhiéngig. Die Berechnungsgleichungen fiir die Emissions- und Absorptions-
koeffizienten eines CO,/H,O-reichen Abgases sind im Anhang aufgefiihrt (— 10.4.2).

Messungen der Temperaturen im Ringspalt haben gezeigt, dal} sich die mittlere Temperatur
in radialer Richtung {iber der Héhe nicht wesentlich veréndert. GréBere Abweichungen treten
erst an der Unterkante des Brennerkorpersockels auf. Daher wird im Ringspalt zur Berech-
nung des Gasstrahlungsanteils mit einer konstanten mittleren Fluidtemperatur Ty;,, gerechnet.
Im Rohr wird die arithmetische Mitteltemperatur zwischen Rohr- und Rjggspaﬁaus_tr_itt_als
mittlere Gastemperatur definiert. ' o o :

7.1.2.3 Konvekiion

Der konvektive Warmestrom beider Sttémungsbereiche des Reakiors setzt sich zusammen aus
nattirlicher und erzwungener Konvektion. Der konvektive Gesamtwirmestrom an der Wand
wird mit einer mittleren Warmetibergangszahl o, und einer treibenden Temperaturdifferenz,
QKVW-..= ages A -(Tg,m B TW)m Sl : .:: (7.8)
bestimmt. Die charakteristischen Temperaturdifferenzen fiir Abgasringspalt und Rohr lauten: -
Ty Ty = Tang = T 39
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T Tty = ——fem 22
gm = WomRokr T T (7.16) |
'TAus TWH

Die Wirkung der Auftriebskraft auf eine gleichgerichtete erzwungene Konvektion besteht in
der Steigerung der Geschwindigkeit und ihrer Gradienten in den Grenzschichten. Damit wird
auch der Wirmeiibergang erhoht. Churchull [67] entwickelte aus vorliegenden experimentellen
Ergebnissen einen Ansatz fiir den Fall der gleichen Richmung von Aufirieb und erzwungener
Vertikalstrémung. Danach gilt fiir die mitilere Nusselt-Zahl des Gesamtprozesses, bezogen
auf eine charakteristische Linge L, zur Bestimmung des Wiarmeiiberganskoeffizienten Uges!

Nuy, = ( Nugy + Nugy, Y mit  Nu = Ef (7.11)

Die Wiarmeiibertragung in Aufttriebsstrémungen aufgrund von Temperaturunterschieden wird
durch Gleichungen der Form Nug; = f(Gr,Pr) beschrieben. Dabei steht Gr fiir die Grashof-
Zahl und Pr fiir die Prandtl-Zahl. Fiir die Nusselt-Zahl eines vertikalen Zylinders mit der
Hohe H und dem Durchmesser D gilt mit der Bezichung nach Fujii und Uehera [68]:

Nityyy = Nitpigg, + 097 _ (7.12)

Die Autoren orientierten sich bei der Beschreibung des Wirmetibergangs an der Strdomung
lings ciner ebenen Platte. Eine Abschitzung fiir die ebene Platte zeigt, daB die Grashof-
Zahlen im Ringspalt und Rohr Werte zwischen 107-10% haben (— Kap. 10.4.3). Diese liegen
unterhalb der kritischen Grashof-Zah! von 10°. Es wird dsher von einer laminaren Aufiriebs-

sirmung ausgegangen.

Zur Berechnung der Nusselt-Zahl bei erzwungener Konvektion wird die Strtomung entlang der
Brennraumwirmetauscherwand in ecine Geschwindigkeitsgrenzschicht und reibungsfreie
AulBlenschichit unterteilt. Dies ist in der Abbildung 7.6 dargestellt. Der Einfluf der Zahigkeits-
kriifte beschriinkt sich auf die Grenzschicht. Die AuBenschicht mit der Geschwindigkeitsver-
teilung U(z) wird durch die Potentialtheorie beschrieben (— Kap. 7.1.1). Der Vorteil dieser
Aufieilung ist eine Vereinfachung der Erhalfungsgleichungen. Die sich ergebenden Grenz-
schichtgleichungen sind unter bestimmten Vorausseizungen analytisch ldsbar. Sclche
Néherungsverfahren wurden von Karman [69] und Pohlhausen [70] aufgezeigt. Hierbei
verzichtet man darauf, fiir jeden einzelnen Stromfaden die ‘Grenzschichtdifferential-
gleichungen zu erfiillen. Stati dessen werden diese nur im Mitte] tiber die Grenzschichtdicke
d,(z) erfullt. Der Vergleich dieser Naherungsverfahren mit den exakten Ldsungen zeigt fiir
~eine grofe Gruppe technisch wichtiger Strémungen recht gute Ubereinstimmungen. Eine




Gegeniiberstellung ist der Arbeit von Schlichting [71] zu entnehmen. Auf ein solches
Néiherungsverfahren geht die Ermittlung der Wérmetibergangskoeffizienten zuriick (— Kap.
10.4.3). Hiernach ergibt sich fiir die Nusselt-Zahlen unter Zugrundelegung einer
Staupunktstrdmung im Ringspalt und konstanten Uberstrémung im Rohr (— Kap. 7.1.1):

2
a H .
Nuerzw,Ring = 1,49 \/E mit Re = X Pr = 0, {7.13)
n/p
) b Hy
Nty pore = 0,59 VRe  mit  Re = (Pr = 0,7) (7.14)

n/p

Die Prandil-Zahl betrdgt fiir die analytische Ableitung der Nusseli-Zahl entsprechend der
Darstellung nach Schlichting 0,7. Die Prandil-Zahl des Abgases weicht im Temperaturbereich
zwischen 25-800 °C mit Werten zwischen 0,71 und 0,73 nur geringfiigig davon ab. Die Stoff-
werte des Ringspaltes werden mit der energetisch gemittelten Ringspaltaustrittstemperatur
Tring als Bezugstemperatur berechnet. Die Stoffwerte des Rohrabschnities sind auf die iiber
der Rohrhohe gemittelte Fluidtemperatur 0,5 (TRing+T aus) 2 beziehen. Die Konstanten a und
b ergeben sich aus der Ermittlung der Geschwindigkeitsverteilung an der Brennraumwirme-
austauscherwand, entsprechend der Darstellung des Kapitels 7.1.1.

— Reibungsfreie Auflenschicht

U(z) / e —  Geschwindigkeitsgrenzschicht
AN SR e
y 4 B —
| oy >/ —  Temperaturgrenzschicht
)] (7\1 ‘“”“’,’}"‘ 'y (Z} 3/ : -
i Fy \EHy 2 MT A
e/
Ly
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7.1.3 Simulationsprogramm
Das Simulationsprogramim ben&tigt folgende Eingabedaten:

Betriebsparameter der Gasseite 4", A, T,
Betriebparameter der Wasserseite tiy, Ty, Ta
Systemparameter ¢y

Geometriedaten Dy, Dy, D, Hy, Hy
Umgebungstemperatur Ty,

W eoeae

Es liefert die folgenden Ausgabedaten:

Kérper- und Flammentemperaturen Ty, Ty (— Kap. 5)

Temperaturverteilung im Wasserkanal Ty, (z)

Wandtemperaturen Ty; und Tygy

Gastemperaturen TRing und Ty

Wandwirmestrome Oy y Qg oy » Qgw und Qg in den Bereichen Ringspalt und Rohr
sowie den Wiarmestrom QGK, der auf die Korperoberflache einwirkt
Verlustwiarmestrom QV fiir den Fall des nicht isolierten Brennraumwirmetauschers

T

@

Auf der Basis dieser Daten werden die prozentualen Anteile der Festkdrper- und
Gasstrahlung sowie Konvektion am iibertragenen Gesamtwirmestrom bestimmt. Gleichzeitig
ist der Reaktorwirkungsgrad ermittelbar (— Gl. 7.1). Der Ablauf der Simulation des Reaktors
ist fiir den Fall des unbeschichteten Strablungsbrenners im einzelnen in der Abbildung 7.7
dargestellt. Zu Beginn erfolgt eine Schitzung der Wandtemperatur Ty; ¢ des Ringspaltes. Die
Riickstrablung der Rohrwand wird vernachlissigt (T = Tpy). Mit dieser Schitzung wird die
Temperaturverteilung des Wassers bis auf Hohe des BrennerkGrpers aus folgender Gleichung

berechnet:
Gpp ® Dy ]
a T _TF 3T (-1 " Coms (7.35)
T @ = Ty ~ Ty Ty 1D - DD e : i
o, D 7,7, :
D=_U"4 4 U {7.16)

o, Do Ty Ty

Die Gleichung ist das Ergebnis einer differentiellen Betrachtung im Wasserkanal, siehe
Abbildung 7.8. Sie gilt unter Beriicksichtigung temperaturunabhéngiger Wirmeiibergangs-
koeffizienten oy, und o und konstanter Wandtemperaturen Ty, und T,. Die.
‘Warmelibergangsgeseize zur Bestimmung von ay, und oy sind im Anhang aufgefiihrt.
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Aus der Temperaturverteilung folgt die Enthalpieinderung H"”Wa - H\{ra im Ringspalt. Fiir den
Verlustwirmestrom Qy;; infolge natiirlicher Konvektion gilt:

Ow = oy Ay (T,-Ty

Die Summe aus Wasserenthalpiesnderung und Verlustwérmestrom ist gleich dem konvektiven
Wandwérmestrom der Wasserseite QKvWai‘ Entsprechend der in der Abbildung 7.8
skizzierten Wandbilanz ist dieser Wiarmestrom gleich der Summe der Wirmestrdme infolge
Festkorper- und Gasstrahlung sowie Konvektion im Abgasringspalt. Zusammenfassend gilt:

o — E;fa_g‘:f/a + Oy = Cpm Qe * Gomr * Cuom (7.18)
Dies ist die Iterationsformel zur Berechnung der geschitzten Wandtemperatur. Dazu miissen
zunéchst jedoch die Wandwirmestréme auf der Abgasseite bestimmt werden. Deren Berech-
nung erfolgt auf der Grundlage der Gleichungen 7.6-7.8 sowie den analytischen Berechnungs-
gleichungen flir die Koérperwand- und Flammentemperatur (— Kap. 5.3). Die integrale
Gesamtbilanz fiir den Abgasringspalt entsprechend der Abbildung 7.8 liefert eine Bestim-
mungsgleichung fir die Fluidtemperatur TRing5

. . . e e . ) -
HRing = Qg + H, - (Hy,~Hy) - Oy — CpyCpy {7.1%)

(Gesamtbilanz: (Gesamtbilanz: differentielle Bilanz:
Abgasrohr Abgasringspalt Wasserkanal

Abb. 7.8 Differentielle und integrale Energicbilanzen
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Diese geht in die Berechnung von QGWI und QKvWI ein. Da in der Gleichung 7.19 der Strah-
lungsverlust CDK,WHQK#W zu Beginn der Iterationsschieife aufgrund des noch unbekannten
Wirmestroms QGK nicht bestimmbar ist, erfolgt eine interne Iteration fiir die Korperwand-
temperatur (~» Abb. 7.7). Sie liefert die durch die Gasstrahlung erhshte Oberflachentemperatur
des Korpers. Jetzt erst sind die Wandwirmestrome bestimmbar. Der Programmablauf zur
Berechnung des Rohrabschnittes wird analog der flir den Ringspaltabschnitt beschriebenen

Vorgehensweise durchgefiihrt.
7.2 Modellierung des Abgaswirmeaustauschers

Der Abgaswirmeaustauscher besteht aus einem Mantelrohr mit stimseitigen Klemmflanschen,
das im Inneren mit drei ineinandergesetzien Rohrwendeln (120x12/90x12/60x12) durchzogen
ist. Das Mantelrohr hat einen Innendurchmesser von 150 mm und eine Linge von 200 min.
Der Wirmeaustauscher ist zur Vermeidung von Warmeverlusten an die Umgebung auflen
isoliert. Fiir Warmeaustauscherprozesse ohne Phasenwechsel und ohne chemische Reaktionen
ist die differentielle Enthalpie dh gleich dem Produkt aus spezifischer Wiarmekapazitit und
differentieller Temperaturethéhung cpdT. Unter der Vorausseizung, dall die Temperatur- und
Druckabhingigkeit der spezifischen Warmekapazitdt vernachldssigt werden kann, gilt:

) -~y . -

g, Cp,, TwTwe) = Ce, (s~ 1) (7.20)
Die Betriebscharakieristik ¢, Wirmeiibertragungskeongréfe x und das Verhdlnis p der
Wiarmekaparzitédisstrdme mcp sind KenngréBen zur wirmetechnischen Beurteilung von
Wirmeaustauschern [72]. Ihre Definitionen lauten fiir den vorliegenden Beschreibungsfali:

$, —1
_ Aus T
o = Ao (7.21)
Tﬁus_TWG
k Aﬂ o B Y B
< = — (7.22}
m, ¢
g TPy
#_C, -
p= 8 % (7.23)
Wy C
ke : ) Pp.

Dabei sind k der Wérmedurchgangskoeffizent und A, die duBere Warmeaustauscherfldche auf
~ der Gassette. Fiir die Flnidiemperaturen sind energetisch gemittelte Werte einzusetzen. Die

spezifische Wirmekapazitit des Wassers cp,, betriigt fiir eine mittlere Stoffbezugstemperatur
. von 50 °C 4181 J/(kg K), die des Gases cp wird mit der arithmetischen Mitteltemperatur aus

91




T, und T, bestimmt. Im Falle eines Gleichstromwirmetauschers gilt [72]:

o w(I+p) - - ' L . -
=1 - . - (7.24)
I+

Gleichung 7.24 stellt eine Iterationsgleichung zur Bestimmung der Ausirittstemperatur T, des
Abgaswirmeaustauschers dar. Hierfiir muf} das Produkt aus Wirmedurchgangskoeffizient und
Wirmeaustauscherfliche bekannt sein.

Der Wiarmedurchgangskoeffizient setzt sich zusammen aus einer Reihenschaltung von
Widerstidnden, bestehend aus konvektiven Anteilen auf der Gas- und Wasserseite sowie
Wandwiderstanden infolge Warmeleitung. Die Berechnung und der Vergleich der GrofRenord-
nungen der einzelnen Widerstdnde zeigt, dafl der dominierende Widerstand auf der Gasseite
liegt. Demzufolge ist der Warmedurchgangswiderstand eine Funktion der Eigenschaften der
Gasseite und nahezu unabhéngig von den Eigenschaften der Wasserseite. Er wird fiir die vor-
gegebene Bauart des Brenmraumwirmeaustauschers als Funktion des Gasmassensfroms

dargestelit.

Die Abhéngigkeit des Wiarmedurchgangskoeffizienten vom Massenstrom des Gases wurde
experimentell ermittelt. Dazu wurden die Temperaturen T, Tv(ﬁa und T\%a erfalit. Aus der
Bezichung 7.20 wird die Gastemperatur T,, . bestimmt. Mit dieser Temperatur sind die
Kenngroflen ¢ und p aus den Gleichungen 7.21 und 7.23 ermittelbar. Die Beziehung 7.24
liefert dann einen Wert fiir das Produkt kA, .

Die Gastemperatur T, stellic den Mittelwert aus finf Mefpunkten in der Ebene dar.
Verwendet wurden NiCr-Ni-Thermoelemente. Die Temperaturen auf der Wasserseite wurden
mit Pt-100 Widerstandsthermometern bestimmt. Die Messung ergab fiir die im Priifstand
mstallierte Bezugsilache Ay den folgenden Zusamimenhang:

KA, =C +Cmy (7.25)
Die Konstanten der Ausgleichgeraden wurden zu C; = 3,156 W/K und C, = 1261 J/(kg K}
bestimint. Die Gleichungen 7.20-7.25 stellen Bestimmungsgleichungen zur Ermittlung der
Austrittstemperatur T, in Abhéngigkeit von den Gas- und Wassermassenstrdmen da_r. Der
Gasstrom ist wiederum eine Funktion der Lufizahl und Leistungsdichte. '




7.3 Ergebnisdarstellung

Die Untersuchung geht auf den in der Einleitung zum Kapitel 7 beschricbenen
praxisbezogegen Betriebsfall mit my,, = 0,164 kg/s, S{éa =60 °C und 8, = 25 °C zuriick.
Fir den Brennraumwérmeaustauscher wird von den Abmessungen Dy, = 150 mm, D A.,b =
200 mm und (Hy + Hg), = 500 mm ausgegangen. Die Abmessungen des Bezugskorpers
betragen Hy y = 300 mm wnd Dy, = 100 mm. Die Wirmeaustauscherfliche des
Abgaswarmeaustauschers wird auf die derzeit im Priifstand installierte Bezugsflache A, ,
bezogen {(— Kap. 7.2). Diese AbmaBe stellen die Ausgangsbasis fiir die Untersuchung dar (—
Abb. 7.9). Dariiber hinaus wird von einem vollstindig isolierten System ausgegangen (QV =
0). Die Simulation basiert auf den analytischen Gleichungen des Kapitels 5.3 zur Ermittlung
der Korperwand- und Flammentemperaturen. lhre Ergebnisse zeigten im Vergleich mit
numerisch ermittelten Daten sehr gute Ubereinstimmungen fiir den technisch interessanten
Bereich {(— Kap. 5.4.1). Dadurch wird der Rechenaufwand fiir die Iteration entsprechend der
Abbildung 7.7 erheblich reduziert.

7.3.1 Charakteristische Wirkungsgrade

Die folgenden Darstellungen zeigen charakteristische Wirkungsgrade in Abhéngigkeit von
den Betriebsparametern Leistungsdichte und Luftzahl sowie den Geometriedaten des
Brennraum- sowie Abgaswarmeaustauschers. Dabei werden die Anteile des an das Wasser
tibertragenen Gesamtwirmestroms im Reaktor infolge Gas- und Festkorperstrahlung sowie
Konvektion dargestelli. Der Quotient aus der Summe dieser Wiarmestrdme und der

Hg, =200 mm Hy, =300 mm

Abb. 7.¢ Abmessungen des derzeit installierten Reaktors
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eingesetzten Heizleistung liefert den Reaktorwirkungsgrad. Die Differenz zwischen Geriite-
und Reaktorwirkungsegrad erméglicht eine Aussage hinsichtlich der wirkungsgradtechnischen

Giite des Abgaswiarmeaustauschers.

Variation der Betriebparameter

Die Abhingigkeit charakteristischer Wirkungsgrade von den Betriebsparametern Leistungs-
dichte und Lufizahl innerhalb des technisch interessanten Bereiches ist in den Abbildungen
7.10 und 7.11 dargestellt. Sie zeigen einen Wirkungsgradabfall von Reaktor und Gerit mit
Zunahme dieser Parameter. Die Gerdtewirkungsgrade liegen oberhalb von 91 %. Der
maximale Gerdtewirkungsgrad wird bei einem Beiriebspunkt von 80 kW/m?%1,1 erreicht. Er
betréigt nahezu 96 %. Die Abgastemperatur betrdgt in diesem Fall 125 °C. Die Wirkungs-
grade des entwickelten Heizsystems liegen damit im Bereich moderner Gasheizkessel mit
Wirkungsgraden von 93 % [10]. Der Anteil der Reaktorleistung am feuerungsiechnischen
Gesamtwirkungsgrad des Gerdtes betriigt it den untersuchten Parameterbereichen zwischen
70-80 %. Somit wird dem Abgas ein nicht unerheblicher Wirmestrom im Abgaswir-
meaustauscher entzogen. Dieser Entzug steigt mit zunehmendem Massenstrom. Infolgedessen
wird der starke Abfall der Reaktorleistung mit ansteigenden Leistungsdichten und Lufizahlen,
der bis zu 11 % bzw. 6 % betragen kann, durch einen gleichzeitig steigenden Wirmeenizug
im Abgaswirmeaustauscher kompensiert. Die Folge ist ein schwacher Abfall der Gerdtewir-
kungsgrade mit ansteigenden Betriebsparametern.

A=11
100
L 95,6 %ém__é___k_é
90 T 91,2 % Gerdtewirkungsgrad
® 80k 3
: ] 75,6 %3\5\
= 7ot e
o 64,8 % Rezktorwirkungsgrad
; ov e
5 50k
)
= L
40 |
:7_4:4 i 370 %o,
= 30 TTTTe—— 295 % Festkdrperscrahlungsanreil (Rezkeor
20 L 258 % : - “ ~ 235% Konvekrionsanteil (Reaktor)
10 _-_ 128 %~ v v v v 11,8 % Gasstrahlungsanteil (Reakror)
0 i 1 ! s 1 . 3 . E ] . 1 1 I L 1 I | . 1 1 ] " i
40 60 80 106 120 140 160 180 200 220 240 260 280
Leistungsdichte @' [/ [kW /m?]

Abb. 7.10 “Wirkungsgrade in Abh#ngigkeit von der Leistungsdichie
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Die Wirkungsgraderniedrigung des Reaktors ist im Fall der Variation der Leistungsdichte
stirker ausgeprdgt. Dies folgt aus der ErhShung der Brennstoffmenge, die keine
entsprechende Steigerung der Strahlungseffizienz und konvektiven Wirmeauskopplung
bewirkt. Diese Aussage ist aus der Darstellung der Wirkungsgrade infolge Festkdrper-
strablung und Konvektion ableitbar, siehe Abbildung 7.10. Danach sinken diese trotz
ansteigender Oberflichentemperaturen 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 % fiir die Untersuchung nicht zu vernachlissigen. Die
Gasstrahlungsleistungen betragen damit zwischen 1,0-1,8 kW. Diese sind auf die hohen
Gastemperaturen, insbesondere im Ringspalt, von bis zu 950 °C zurtickzufitren (— Kap.
7.3.2). Die Wirkungsgradabsenkung des Reaktors mit anwachsender Luftzahl ist nahezu
linear, wie in Abbildung 7.11 zu sehen ist. Sie fillt im Vergleich zur Erhshung der
Leistungsdichte weit weniger stark aus. Dies ist auf den Ausgleich der fallenden
Strahlungsleistung des Feststoffes durch den Ansticg des konvektiv ausgekoppelten
Wirmestroms zurtickzufiihren.

100 ~ q" =100 kW/m?
90 | 944 %° ¢ ¢ ¢ * 92,8 % Geritewirkungsgrad
80
L 727 %

-3
[
3

67,0 % Reaktorwirkungsgrad

=)
>
T

Wirkungsgrade M/ [%]
a
i

40
r 349 % e—0
30 e__‘*“"————g_m___e 28,5 % Festkorpersirahlungsanteil (Reaktor)
- 25,1 % - b & 26,9 % Konvektionsanteil (Reakror)
20 -
10 | 127% - v v v v 11,6 % Gasstrahlungsanteil (Reakror)_
L
0 | ! . 3 2 | ! ! L —
1,0 1,1 1,2 1,3 1,4 1,5 1,6
Luftzahi A [-]

Abb, 7.11 Wirkungsgrade in Abh#ngigkeit von der Lufizahl
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Variation der Geometrieparameter

Die Abh#ngigkeit der charakteristischen Wirkungsgrade von der Geometrie des Brennraum-
wirmeaustauschers ist fiir den Betriebspunkt 100 kW/m?/1,1 in den Abbildungen 7.12-7.14
wiedergegeben. Die VergroBerung des Innendurchmessers Dy, des Brennraums bewirkt eine
Steigerung des Gerdtewirkungsgrades trotz sinkenden Konvektionsanteils im Reaktor, siehe
Abbildung 7.12. Der Grund liegt in dem deutlich ansteigenden Gasstrahlungsanteil im
Reakior infolge der zunehmenden Schichtdicke des Gases. Im Gegensatz dazu zeigt die
Abbildung 7.13, dafl der Gerdtewirkungsgrad mit steigendem AuBendurchmesser D, fillt,
Hierbei erweist sich der konvektiv iibertragene Wirmestrom infolge des Temperaturanstieges
an der Wirmeaustauscherimmenwand als der gegeniiber FestkSrper- und Gasstrahlung
dominierende Anteil. Die VergroBerung der Rohrlange bewirkt eine Steigerung der Kon-
vektions- und Gasstrahlungsanteile im Rohr, wie in der Abbildung 7.14 zu sehen ist. Demzu-
folge steigt der Reaktor- sowie Gerdtewirkungsgrad mit steigender Rohrlédnge.

q" = 100 KW/m?2
100 A=11
94,2 9p eomme—eeme—e 947 %
90 Gerdtewirkungsgrad
— 80
(]
é,: 3 _;g_.sr—ﬂr—‘a'“a_-a 74’,0 %
— 70+ 71,3 %" _
o i Reakrorwirkungsgrad
v 60}
o5
S !
20 50 F
%D F B
Z 40k >
g 348 Ppe—re—e—e—e—e—e 3479 Festkdrperstrahlungsanreil {Reakror)
30
- 26,2 Pt a——a—a—s 247 9 Konvektionsanteil (Reaktor
20+

e—v 14,6 % Gasstrahlungsanteil

gV

10F 103%—"" 7
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Abb. 7.12 Wirkungsgrade in Abhingigkeit vom Verhilinis der Innendurchmesser
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Die Verbesserung des geratetechnischen Wirkungsgrad ist im Fall der Absenkung des Auflen-
durchmessers mit 0,0038 %/mm im Vergleich zur Steigerung des Innendurchmessers (0,0167
%o/mm) deutlich geringer. Der Einfluf} der Verléngerung des Rohransatzes zur Steigerung des
Wirkungsgrades betrdgt 0,005 %/mm. Damit wirkt sich die Erhchung des Innenwanddurch-
messers im Hinblick auf eine Optimierung des Brennraumwirmeaustauschers als die
cffektivste bauliche Verinderung aus. Die Erweiterung des Innendurchmessers um 60 mm bei
gleichbleibendem hydraulischem Durchmesser fiir den Wasserkanal (D, = 260 mm) liefert
beispielsweise eine Wirkungsgradverbesserung um 1 % auf 95,5 %.

Die Steigerung des Anlagenwirkungsgrades mit wachsender Warmeaustauscherflache des
Abgaswérmeaustauschers bei gleichzeitiger Senkung der Abgastemperatur ist in de
Abbildung 7.15 wiedergegeben. Die Vergroferung der Rohrwendelfldche um 30 % hat
demnach eine Erhohung des feuerungstechnischen Wirkungsgrades um 2 % zur Folge. Die
Abgastemperatur betrdgt dann 116 °C. Die optimale Rohrwendelanordnung innerhalb des
Abgasrohres des Brennraumwérmeaustauschers bzw. Verldngerung der Hohe der Rohrwendel
zur VergroBerung der Austauscherfliche stellt damit eine wirkungsvolle MafBnahme zur
Steigerung des Gerdtewirkungsgrades dar. Diese bauliche Verdnderung ist insbesondere im
Hinblick auf die Entwicklung eines Brennwertkessels bei gleichbleibenden Abmessungen des
Brennraumwarmeaustauschers von Interesse.

100 = 400
— PR L 96,2 %
&0 ©
: 9g |- / )
; 88,1% . 4300 &
& 294 Grad C g
?En 80 | =
& 8
& 4200 &
:
= 70 - =
& _ e -
() ] +
= 9= 100 kW/m? -~ @
'g : B / 116 Grad C - 1008
(D 60 - ;\4'_ 1,1
50 i i x 1 0
0,0 8.5 1,0 1,5 2,0
Aa/Aa,b ! [-]
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7.3.2 Charakteristische Temperaturen

Die Abbildungen 7.16 und 7.17 zeigen charakteristische Temperaturen in Abhingigkeit von
der Leistungsdichte und Lufizahl. Die Abmessungen des Brennraumwirmeaustauschers und
Brennerkérpers sowie der Wirmeaustauscherifliche des Abgaswirmeaustauschers entsprechen
den.Bezugsdaten (— Abb. 7.9).

Die mittleren Wandtemperaturen des Ringspaltes und Rohres wachsen mit steigender
Leistungsdichte, zu grofleren Lufizahlen fallen sie. Sic 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 an der Ubergangsstelle von Ringspalt und Rohr erfordern eine robuste Konstruk-
tionsausfiibrung. Dies wird durch die Verwendung von Mantelrohren aus Edelstahl fir den
Bau des Brennraumwirmetauschers mit stirnseitig angeschweiliter Flanschverbindung zur
Bodenbefestigung gewshrleistet.
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Abb. 7.16  Wandtemperaturen in Abhingigkeit von der Leistungsdichte und Luftzahl
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Als charakteristische Abgastemperaturen sind in der Abbildung 7.17 die mittlere Ringspalt-,
Reaktoraustritts- und Kaminiemperaturen dargestellt. Die Hohe der Ringspalttemperaturen
von 750-950 °C ist der Grund fiir eine im Ringspalt nicht zu vernachlissigende Gasstrahlung.
Diese hat neben der Erhdhung des Reaktorwirkungsgrades auch einen EinfluB auf die
Oberflachentemperatur des Brennerkorpers. Die Ringspalttemperatur ist nur schwach von der
Luftzahl abhingig. Die Steigerung der Enthalpie des Ringspaltes mit wachsender Lufizahl
infolge einer deutlichen Absenkung der Wantemperatur Ty, wird durch den gleichzéitig
zunchmenden Massenstrom ausgeglichen (— Gl. 7.19). Die Gastemperatur des Ringspaltes,
die proportional dem Quotienten aus Ringspaltenthalpie und Gasmassenstrom ist, bleibt dann
unter der Voraussetzung gleicher Energie- und Massenzuwachse des Gases nahezu konstant.
Die Reaktoraustritistemperaturen 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 groBeren Luftzahlen hin. Dies ist auf die schlechtere
Wirmeauskopplung im Reaktor bei ansteigenden Massenstromen zurtickzuftthren (— Abb.

7.11).
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Abb. 7.17  Abgastemperaturen in Abhéngigkeit von der Leistungsdichte und Luftzahl

100




7.4 - Experimentelle Uberpriifung

Im folgenden wird die Reaktorsimulation anhand theoretisch und experimentell ermittelter
Wasser- und Korperoberflachentemperaturen im Leistungsdichtebereich 80-160 kW/m? und
fiir die Luftzahlen 1,1 sowie 1,3 tiberpriifi, siche die Abbildungen 7.18 und 7.19. Der Wasser-
massenstrom wurde dabei zur Erzielung moderater Wassertemperaturen von ca. 70 °C parailel
zur Steigerung der Leistungsdichte hochgeregelt. Die AuBenwandtemperatur T, des Brenn-
raumwirmeaustauschers ergab einen Mittelwert von 45 °C. Dieser fliefit in die Modellierung
zur Berlicksichtigung der Wandverluste ein. Die Gastemperatur am Einfritt betrug 35 °C. Die
Wassertemperaturen wurden mit Pt-100 Widerstandsthermometern erfait. Die Messung der
K&rperoberflichentemperaturen erfolgte berithrungslos durch ein Quarzfenster miitels
Gesamtstrahlungspyrometer. Der Mel3kopf ist mit einem Diinnschicht-Thermoséulen-Detektor
plus Spekiralfilter ausgestattet. Die iiber das Filter eingestellte spekirale Empfindlichkeit
zwischen 2,0-2,5 pm erlaubt eine Temperaturmessung, unbeeinfluBt von CO,~ und H,O-
Atmosphire und durch Quarz- und Glasfenster sowie durch weifblau brennende Flammen.
Die Ermittlung des flir die Temperaturmessung notwendigen Emissionsiaktors des Gerites
erfolgte mit Hilfe einer Materialprobe, die in einem Ofen auf bekannte Temperatur erhitzt
wurde. Die Temperatur des Objektes wurde mit dem Pyrometer geinessen und durch An-
passung des gerdtetechnischen Emissionsfaktors auf die bekannte Temperatur eingestelit.
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| \bb.. 7.18 - Vergleich experimentell und theoretisch ermittelter Wassertemperaturen
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In der Abbildung 7.18 werden experimentell und theoretisch ermittelte Temperaturdifferenzen
im Wasserkanal zwischen Ein- und Austritt des Reaktors miteinander verglichen. Es zeigt
sich eine in qualitativer wie quantitativer Hinsicht gute Ubereinstimmung von Theorie und
Praxis. Dabei liegen die theoretisch ermittelten Werte unterhalb denen der gemessenen
Resultate. Dies ist auf die Unterteilung des Abgaskanals in zwei Stromungsbereiche unter
Vernachlassigung der Ubergangzone zwischen Ringspalt- und Rohrabschnitt zuriickzufithren.
Damit liegt der berechnete Wert fiir den konvektiven Warmestrom unterhalb des tatsichli-
chen. Die maximalen Abweichungen betragen 0,6 K. Dies entspricht einer fehlenden
Wirmeleistung von 225 W (160 kW/m?1,1). Die prozentuale Abweichung betréigt 1,5 %.

Experimentell und theoretisch bestimmite Ké&rperoberflichentemperaturen sind in der
Abbildung 7.19 dargestellt. Aufgrund der fehlenden Riickstrahlung der Wand wird die
Korperoberflache im Bereich des MeBflecks zu niedrig gemessen. Daher erfolgt ein Vergleich
der Mefresultate mit den Simulationsergebnissen ohne Riickstrahlung. Der Emissionsfakior
im Modell betrigt 0,9 (— Kap. 3.4). Der Vergleich zeigt eine gute Ubereinstimmung von
Theorie und Praxis. Die maximalen Abweichungen von 25 °C (160 kW/m?, 1,1) sind gering.
Sie treten erst fiir groflere Leistungsdichten und Lufizahlen auf. Dies ist auf die in diesen
Bereichen zu niedrig berechnete Temperatur, deren Bestimmung auf die analytische
Gleichung des Kapitels 5.3 zuriickgeht, zurlickzufiihren.
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Der Vergleich von Messung und Rechnung bestitigt die Wahl des im Kapitel 3.4
abgeschétzten Emissionskoeffizienten von 0,9. Dariiber hinaus zeigt er, dal die Gasstrahlung
bei der Erhthung der Oberflachentemperatur des Brennerkérpers nicht vernachlissigbar ist.
Die Gegeniiberstellung der Simulationsergebnisse unter Beriicksichtigung von Gas- und Riick-
strahlung entsprechend der Abbildung 7.19 mit den Resultaten der Abbildung 5.6 zeigt, dal3
die Temperaturerhhungen bis zu 60 K (160 kW/m?, 1,1) betragen kdnnen. Somit kann der
Strahlungswirkungsgrad der Korperoberflache durch die Gasstrahlung im Ringspalt und die
Rickstrahlung der Brennraumwirmeaustauscherwand um bis zu 14 % gesteigert werden.

7.5 Zusammenfassung der Ergebnisse

Auf der Grundlage der Modellierung des unbeschichteten Strahlungsbrenners erfolgte die
Simulation des Heizsystems. Diese liefert folgende Aussagen:

& Die Wirkungsgrade der Anlage betragen fiir den zur Zeit installierten Teststand zwischen
95,6 % (80 kWim? / 1,1) und 91,2 % (160 kW/m? /1,1). Die Steigerung der Luftzahl von
1,1 auf 1,3 bewirkt eine Wirkungsgradreduzierung um ca. 1,5 %.

& Die Anlagenwirkungsgrade steigen mit zunehmenden Innendurchmessern des Abgaskanals
und Reaktorrohrlingen sowie sinkenden AuBendurchmessern der Aullenwand des Brenn-
raumwirmeaustauschers. Hierbei zeigt die Zunahme des Innendurchmessers der Brenn-
raumwirmeaustauscherwand die effektivste Wirkungsgradsteigerung.

€@ Der feuerungstechnische Gesamtwirkungsgrad setzt sich zusammen aus dem Reaktor- und
Abgaswirmeaunstauscheranteil. Dabei betrigt die Wirmeauskopplung im Abgaswirme-
austauscher 30-20 %. Die VergroBerung seiner derzeitigen Wirmeaustauscherfliche um
30 % hat eine Steigerung des Gerdtewirkungsgrad um 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
Rohrerweiterung ein starker Temperaturabfall von tiber 100 K zu erwarten.

& Die mittleren Gastemperaturen im Ringspalt und Reaktoraustritt betragen zwischen 750-
950 °C bzw. 550-750 °C. Infoige dieser hohen Temperaturen ist die Gasstrahlung nicht
zu vernachldssigen. Sie hat einen Anteil am {ibertragenen Gesamtwirmestrom des
Reaktors von ca. 12-13 %. Die Erhéhung der Kérpertemperatur infolge Gasstrahlungs-
wirme aus dem Brennraum betrigt bis zu 60 K.
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8.0 Zusammenfassung der Arbeit

Die vorliegende Arbeit beschreibt Untersuchungen an einem Heizsystem mit keramischem
Strahlungsbrenner, das mit tiberstéchiometrischen Erdgas/Luft-Gemischen betrieben wird. Fiir
theoretische Betrachtungen wird Erdgas durch Methan ersetzt. Unter Zugrundelegung eines
fiir den technischen Finsatz im Haussektor interessanten Betriebsparameterbereiches von 80-
160 kW/m* (Ay = 0,1 m? und A < 1,3 ist der Schwerpunkt der Untersuchung die
Modellierung und Simulation folgender Systeme:

€@ Unbeschichteter Brennerkérper
€ Mit Edelmetall/Washcoat direktbeschichteter Brennerkdrper
@ Heizsystem mit integriertem Strahlungsbrenner

Die Modellierung des un- sowie direktbeschichieten Brennerkorpers basiert auf den
eindimensionalen, stationdren Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Stoff und Energie im Bereich
der Brennerkdrperwand mit und ohne Katalysatorschicht und der wandnahen, AuBeren
Randzone. Die Stoffwerte werden in Abhéngigkeit von der Temperatur beschricben. Bei der
Aufstellung der Energiegleichung wird von einer Einphasenstromung innerhalb des Faser-
karpers, das bedeutet lokales Gleichgewicht zwischen Gas- und Feststoffphase, ausgegangen.
Die Beschreibung der Strahlung des Feststofies erfolgt tiber die Einfithrung einer effektiven
Warmeleitfahigkeit. Die differenticlle energetische Bilanz beriicksichtigt dann die fiir die
vorliegende Anwendung dominierenden Mechanismen des Wimme- und Stofftransportes
infolge Fourier'scher Wirmeleitung, erzwungener Konvektion und Reaktion in Stomungsrich-
fung. Analog dazu setzen sich die Stofferhaltungsgleichungen aus den Anteilen Fick'sche
Diffusion, Konvekiion und Resaktion zusammen. Die Sauerstoffkonzentration wird in
Abhingigkeit von der Brennstoffkonzentration beschrieben (Le = 1). 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 Reakiion
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. Fir die
Modellierung der Oberfidchenkinetik wurde. der EinfluBl von Transportwiderstinden infolge
Porendiffusion und molekularem Antransport der Edukie zur Katalysatoroberfliche durch die
Ableitung einer effektiven Reaktionsgeschwindigkeit beriicksichtigt. Die Abschitzung dieser
Einflitsse ergibt fiir die vorliegende Katalysatorsiruktiur eine vernachléssigbare Hemmung der
Oberflichenreaktion durch den Stofftransport. Die reaktionskinetischen Parameter zur
Beschreibung der Oberflichenkinetik basieren auf Literaturangaben.
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Die Losung der Differentialgleichungen erfolgt numerisch mit Hilfe der Methode "Finiter
Differenzen". Dartiber hinaus werden fiir den Fall des unbeschichteten Brennerk&rpers auf der
Grundlage der thermischen Flammentheorie analytische Berechnungsgleichungen zur Be-
stimmung der charakteristischen Betriebsgrofien Flammentemperatur, Kdrperoberflichen-
temperatur sowie Position der Reaktionszone entwickelt. Dabei zeigen die analytisch
ermittelten Ergebnisse fiir Flammen- und Korperoberflachentemperaturen trotz erheblicher
Vereinfachungen fiir die mathematische Ableitung im technisch interessanten Betriebsbereich
gute Ubereinstimmungen im Vergleich mit numerischen Berechnungen.

Imm Fall des unbeschichteten Brennerkorpers ist auferund der hohen optischen Dichte der
Fasermatrix eine stabile Position der Flammenfront nur aufBerhalb des Brennerkfrpers
méglich. Die Korpermatrix dient dann als Flammenhalter. Sie koppelt einen Teil der aus dem
Flammenriicken an die Oberfliche antransportierten Energie infolge Festkérperstrahlung an
die gegenitberliegende Wirmetauscherwand aus. Dieser Abtransport gewihrleisiet einen
stabilen Wirmehaushalt, auch fiir Anstrémgeschwindigkeiten unterhalb der adiabaten Brenn-
geschwindigkeit. Die Untersuchung konnte die fiir das Brennerverhalten wichtigen wirme-
und strémungstechnischen Prozesse herausarbeiten und liefert folgende Ergebnisse:

@ Die Kithlung der Reaktionszone durch Strahlung bewirkt eine starke Absenkung der
Flammentemperaturen, infoigedessen die Stickoxidproduktion auf unier 10 ppm, bezogen
auf 0 % O, im Abgas, absinkt.

& Mit zunehmender Leistungsdichte wandert die Reaktionszone auf den Kérper zu, erreicht
einen minimalen Abstand zur Oberfliche und entfernt sich wieder. Analog dazu steigt die
Oberflichentemperatur des Korpers mit wachsender Leistungsdichie an, erreicht ein
Maximurm und f&llt zu groBeren Leistungsdichien hin ab.

© Rei Unterschreiten einer charakteristischen Leistungsdichte kommt es zum Erliegen des
Verbrennungsprozesses (Loschpunkt). Bei Uberschreiten der adiabaten Leistungsdichie
hebt die Flamme von der Oberfléche ab.

&  Die Verinderung der Korperdichte innerhalb technisch sinnvoller Grenzen hat keinen
nennenswerten BinfluB auf den VerbrennungsprozeB in der Randzone. '

& .. Die Oberflichentemperaturen des Kérpers licgen weit unterhalb stationdrer Ziindtempera-
--turen. Thermische Effekte fiir aufiretende Riickziindungen - konnen demnach ausge-

"~ schlossen werden. -~
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Die Geschwindigkeitsverteilung am Austritt der Oberfliche kann ungleichfSrmig sein.
Dabei erweisen sich die Zonen mit lokal hoheren Geschwindigkeiten als kritisch im
Hinblick auf auftretende Riickziindungen. Die Geschwindigkeitsverteilung wurde mit
zunchmenden Koérperdichten besser. Zudem zeigten Korper mit gleichméBigeren
Verteilungen eine geringere Riickziindungsneigung, so dafl auftretende Instabilititen
wihrend des Betriebes auf stromungstechnische Randeffekie an der Oberfliche zuriickge-
fiihrt werden kénnen.

Die Riuckziindungsgefahr sinkt mit fallender Leistungsdichte, steigender Luftzahl und
zunemender Korperdichte.

Rasterelektronenmikroskopische Untersuchungen zeigen, dafi das Innere des Faserkrper

neben einem Faseranteil mit einheitlichem Faserdurchmesser von 3 pm auch Anteile an
Fasern dickeren Durchmessers und Fillstoffe aufweisen. Zur Verbesserung der
Homogenitdt und damit Verringerung der Riickziindungsgefahr ist demnach der Anteil

an "Reinen Fasern" zu steigern.

Aus der Modellierung und experimentellen Untersuchung des Betriebsverhaltens eines mit
Platin direktbeschichteten Brennerkdrpers koénnen folgende Schlufifolgerungen gezogen

werden:

S

@

Je nach Edelmetallmenge und Betriebspunkt ist theoretisch ein vollstdndiger Umsatz in
der Katalysatorschicht zu erreichen. Die Reaktionszone ist dann im Koérper. Die
Verbrennung ist flammenlos und die Stickoxidproduktion strebt gegen Nuil.

In der Praxis fibersteigt die Katalysatoriemperatur infolge einer schlechien Wirmeabfuhr
aus der Katalysatorschicht thermische Belastungsgrenzen. Ein Aktivitdtsverlust ist die

Folge.

Die Riickziindungsneigung des Sirahlungsbrenners wird durch die Aufbringung einer
katalytisch aktiven Schicht auf die Oberfliche deutlich verringert. Innerbalb des
technisch interessanten Bereiches ist ein riickziindungsireier Betrieb moglich.

Auf der Grundlage der Modellierung des Strahlungsbrenners erfolgte die Simulation des
Heizsystems. Diese liefert folgende Aussagen:

&

‘Die gerstetechnischen Wirkungsgrade liegen im Bereich moderner Brennersysteme. Sie

konnen durch ecine gezielte Optimierung der Geometrie des Brennraum- und Abgas-

wirmeaustauschers noch gesteigert werden.
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&

Der geritetechnische Wirkungsgrad setzt sich zusammen aus dem Reaktor- und
Abgaswirmeaustauscheranteil. Bei der Wirmelibertragung im Reaktor kann in die
Anteile Festkorperstrahlung, Konvektion und Gasstrahlung unterschieden werden. Dabei
ist die FestkSrperstrahlung der dorminierende Anteil bei der Warmeauskopplung 1 Gerét.
Die Anteile an der Wirmeiibertragung betragen in etwa:

25 % (Abgaswirmeaustauscher)

33 % (Festkorperstrahlung im Reaktor)
25 % {Konvekiion im Reaktor)

17 % (Gasstrahlung i Reaktor)

L

Die Modellierang des Gesamtsystems wurde durch Messungen tiberpriift. Es zeigte sich
eine in quantitaver wie qualitativer Hinsicht gute Ubereinstimmung.

Der Leistungsbereich des Heizsysterns ist im technisch interessanten Bereich im Gegen-

satz zu konventionellen Brennersystemen stufenlos regelbar.

108"




[1]

[2]

(3]

[4]

(6]

(8]

[9]

[107 .

C.0 Literaturverzeichnis

P. Brockerhoff: Neue Wege zur emissionsarmen Verbrennung in der Warmeerzeugung,
in: W. Terhorst, Erdél und Erdgas in der Kernforschungsanlage Jiilich, Jil-Conf-58,

S. 199-212 (1986)

B. Emonts: Entwicklung und Untersuchung eines katalytischen Strahlungsbrenners zur
NO, -armen Verbrennung von Methanol, Dissertation, Jiil-2275 (1989)

C. B. von der Decken, H. Dé&tsch, B. Héhlein, H. Fedders, E. Riensche, P.Brickerhoff,
F. Pischinger, U. Hilger, H. Barnert, H. Niessen, M. Wahlbeck: Energie-Alkohole:
Herstellung und Nutzung eines synthetischen fliissigen Energietriigers, Jil-Spez-392,
S.1-11 (1987)

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)

P. Brockerhoff, B. Emonts: Catalytic Two-Component Burmner, 2nd European Congress
on Economics and Management of Energy in Industry, 5-9 April 1994, Estoril

(Portugal)

P. Brockerhoff, B. Emonts: Test of a Premixing Radiant Burner for the Low NO,
Combustion of Natural Gas/Hydrogen Mixtures, Int. J. Hydrogen Energy, Vol. 19,
No.4, 8. 395-398 (19%4)

M. Fuchs: Photovoltaikaniage des Solar-Wasserstofi-Projektes Neunburg vorm Wald:
Beiriebserfahrungen und Wirtschafilichkeitsanalysen, VDI-GET: "Regenerative

En_;ergien",' Tagung am 12./13. Mirz 1991 in Kassel

M. Fuchs, K. Hassmann: Stand und Aussichten der Solar-Wasserstoff-Wirtschaft,

Energiewirtschaftliche Tagesfragen 40, S. 372-376 (1990)

A Krill, R. J. Schreiber: Assessment of Infrared and Catalytic Burner Appliances,

International Gas Research Conference, Rockville, S. 1436-1450 (1981)

Deutsche Hoval_ GmbH "Pro_duktinformatiqn,__Hoval_ Ulira Gas", Rottenburg/Neckar

(1993)

109




[11] H. Berg, T. Jannemann: Entwicklung eines schadstoffarmen Vormischbrenners fiir den
Einsatz in Haushalts-Gasheizkesseln mit zylindrischer Brennkammer, Sonderdruck aus
Gas-Wirme-International, Vol. 38, No. 1, 8. 28-34 (198%)

f12] J. F. Clarke, A. C. Mclntosh: 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 Bumer Flame, Siam J. Appl. Math., Vol.
43, No. 6, S. 1335-1349 (1983)

[14] C.R. Ferguson, J. C. Keck: Stand-Off Distances on a Flat Flame Burner, Combustion
. and Flame, Vol. 34, S. 85-98 (1979)

[15] J. A. Eng, F. N. Egolfopoulos, 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-90/0325 (Feb. 1989-Marz 1990)

[1917 R. M. Kendall, S. T. Deslardin, 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 Bumers, Int. J. 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]
[24]
[25]

[26]

[28]

(29]

[30]

[31]

[32]
[33]

[34]

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)

M. R. Dongworth, A. Melvin : Diffusive Catalytic Combustion, Sixteenth Symposium
on Combustion, The Combustion Institute, S. 255-264 (1977)

S. W. Radcliffe, R. G. Hickman: Diffusive Catalytic Combustion, Journal of the
Institution of Fuel, Vol. 208, 8. 218-214 (1975)

D. L. Trimm, Ch. W. Lam: The Combustion of Methane on Platinum-Alumina Fibre
Catalysts-1, Kinetics and Mechanism, Chemical Engineering Science, Vol. 35, §.1405-
1713 (1980)

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, 8. 1731-1739 (1980)

P. C. Carman: Flow of Gases Through Porous Media, London: Butterworths (1956)

B. N. Furber, J. Davidson: The Thermal Performance of Porcus Insulanis in a High
Pressure Gas Enviroment, The Nuclear Power Group Limtted, Paper No. 28, Bruessels:
Second Conference on Prestressed Concrete Reactor Vessels and Their Thermal

Insulation (1969)

Th. Tebroke: Berechnung des Warmetransportes durch einen waagerechten pordsen
Ringspalt infolge Leitung, Strahlung und Konvekiion bei variablen Stoffwerten,
Dissertation, Jil-2586 (1992}

D. Rath, A. Steiff, P. M. Weinspach: Zur Berechnung der effektiven Warmeleitfahig-
keit von evakuierten D#mmaterialien, Chem.-ing.-Tech. MS 1901/1990 (1950)
(Synopse erschienen in Chem.-Ing.-Tech., Vel. €2, No. 11, 8. 956-957 (1990} )

R. Siegel, J. R. Howell: Thermal Radiation Heat Transfer, Int. Student ed., Tokyo:
McGraw-Hill Kogakusha, Ltd. (1972)

E. Achenbach: Computation of Heat Transfer Through a Horizontally Arranged HTR-
Fiber Insulation, Nuclear Engineering and Design, Vol. 126, S. 379-386 (1951)

R. E. Bedford, C. K. Ma: Emissivities of Diffuse Cavities: Isothermal and
Nonisothermal Cones and Cylinders, J. Opt. Soc. Am., Vol. 64, 8. 339-34%9 (1974)

11




[33]

[36]

[37]

[41]

[42]

frm—
S
(%]
Trsad

[44]
[43]

[46]

112

R. E. Bedford, C. K. Ma, Z. Chy, Y. Sun, S. Chen: Emissivities of Diffuse Cavities
4: Tsothermal and Nonisothermal Cylindro-Inner-Cones, Applied Optics, Vol. 24,
No.18, 8. 2971-2980 (1985)

M. Golombok, L. C. Shirvill: Emissivity of Layered Fibrous Materials, Applied Optics,
Vol. 27, No. 18, 5. 3921-3925 (1988)

B. K. C. Chan, C. M. Ivey, J. M. Barry: Natural Convection in Enclosed Porous Media
with Rectangular Boundaries, ASME, J. Heat Transfer, Vol. 92, S. 52-58 (1970)

Ya. B. Zeldovich, D. A, Frank-Kamenetzkii: Theory of Uniform Flame Propagation,
Compt. Rend. Acad. Sci. UR.S.S., Vol. 19, S. 693-697 (1938}

J. More, B. Garbow, K. Hillstrom: User Guide for MINBACK-1, Argonne National
Labs Report ANL-80-74, Argonne, IHlinois (1980)

J. Gétigens, 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)

N. Peters: Flameiet Libraries, RWTH Aachen, Institut fiir Technische Mechanik (Kurz-
beschreibung in: N. Peters, B. Rogg: Reduced Kinetic Mechanisms for Combustion
Applications, Springer-Verlag (1993) )

J. Warnatz: Elementarresktionen in Verbrennungsprozessen, BWK, Vol. 37, No. 1-2,
S, 11-19 (1995)

J. Warnatz: Eighteenth Symposium {International} on Combustion, The Combustion

Institute, Pittsburgh, Pa., 8. 369-384 (1981)

N. Peters: ERCOFTAC-Summer School Umdruck, Laminar and Turbulent
Combustion, RWTH Aachen, Lehrstuhl fiir technische Termodynamik (1992)

N. Peters, B. Rogg: Reduced Kinetic Mechanisms for Combustion Applicé‘tions,
Springer-Verlag (1993)

N. Peters; F. A, Williams: The Asymptotic Structure of Stoichiometric Methane-Air
Flames, Combustion and Flame, Vol. 68, S. 185-207 (1987)




[47]

[48]

[49]

[50]

51

[52]

[58]

C. K. Westbrook, F. L. Dryer: Simplified Reaction Mechanisms for the Oxidation of
Hydrocarbon Fuels in Flames, Combustion Science and Technology, Vol. 27, S. 31-43

(1981)

F. L. Dryer: I. Glassman: High-Temperature Oxidation of CO and CH, , Forteenth
Symposium (International) on Combustion, The Combustion Institute, Pittsburgh,
S.987 (1972)

A. Williams, R. Woolley, M. Lawes: The Formation of NO, in Surface Burners,
Combustion and Flame, Vol. 89, S. 157-166 (1992)

Humphrey Davy: Some New Experiments and Observations on the Combustion of
Gaseous Mixtures, The Collected Works of Sir Humphrey Davy (J. Davy, ed.), Vol.6,
Smith, Elder and Co., Cornhill, London, S. 81-88 (1840)

D. L. Trimm: Catalytic Combustion (Review), Applied Catalysis, Vol. 7, S. 249-282
(1983)

R. Presad, L. A. Kennedy, E. Ruckenstein: Catalytic Combustion, Catal. Rev. Sci.
Eng., Vol. 26, No.1, 5. 1-58 (1984)

J. P. Kesselring: Catalytic Combustion, in Advanced Combustion Methods, Academic
Press Inc. (London) Limited (1986)

L. D. Pfefferle, W. C. Pfefferle: Catalysis in Combustion, Catal. Rev. Sci. Eng.,
Vol29, No2 & 3, S. 219-267 (1987)

C. Wagner: Chem. Technol. (Berlin), Vol. 18, S. 28ff (1945}

W. C. Pfefferle, L. D. Pfefferle: Catalytically Stabilized Combustion, Prog. Energy
Combust. Sci. , Vol. 12, 5. 25-41 {1586)

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)

R. F. Hicks, H. Qi, M. L. 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]

[60]

[61]

62

=
[

[63]

[64]

[65]

[66]

[67]

[68]

[69]

[70]

[711

[72]

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)

H. Wise, M. A. Quinlan: 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)

S. Sicardi, V. Specchia, F. Ferrero: Kinetics of Combustion of Methane with Different
Catalysts, Chimica Industriale, Vol. 64, No. 3, 8. 217-320 (1982)

R. B. Anderson, K. C. Stein, J.J. Feenan, L. J. E. Hofer: Catalytic Oxidation of
Methan, Ind. and Engng. Chem., Vol. 53, No. 10, S. 809-812 (1961)

A. Schwartz, L. L. Holbrook, H. Wise: Catalytic Oxidation Studies with Platinum and
Patladium, Journal of Catalysis, Vol. 21, 8. 199-207 (1971)

M. Baerns, H. Hofimann, A. Renken: Chemische Reakiionstechnik, Lehrbuch der
Technischen Chemie, Band 1, Georg Thieme Verlag Stuttgart, New York (1992)

S. B. Pandya: Untersuchung liber die Strahlung von Gaskdrpern ungleicher
Temperatur, Dissertation, RWTH Aachen (1982)

VDI-Wirmeatlas Diisseldorf: VDI, 5. Auflage (1988)

S. W. Churchill: A Comprehensive Correlating Equation for Laminar, Assisting,
Forced and Free Convection, AIChE J, Vol. 10, S. 10-16 (1977}

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}

Th. v. Karman: Uber Laminare und turbulente Reibung, ZAMM 1, S. 233-252 (1921)

K. Pohlhausen: Zur ngherungsweisen Integration der leferentialglelchung der
laminaren Reibungsschicht, ZAMM 1, S. 252-268 (1921)

H. Schlichting: Grenzschichi-Theorie, G. Braun Verlag, Karlsruhe 1982 -

U. Renz: Kalorische Apparate, Umdruck zur Vorlesung, RWTH Aachen, Lehrstuhl fiir

Warmetibertragung und Klimatechnik (1990)

114




[73]

[74]

[75]

[76]

[77]

N. Kostka, K. Hammeke: Ermittlung von Stoffdaten der Gase O,, N,, CO, CO,, He,
H,0, H,, CH,, CH;0H und C,H;OH und der Mischungen aus diesen Gasen, Jiil-2112

(1987)

A. Mersmann: Stoffiibertragung, Herausgegeben von Ulrich Grigull, Springer-Verlag
(1986)

K. Schack: Chemie-Ing.-Techn., Vol. 42, S. 53-58 (1970)

K. Schack: Zur Berechnung der Wasserdampfstrablung, Chemie-Ing.-Techn., Vol. 43,
No. 2, S. 1151-1153 (1971}

U. Renz: Grundlagen der Wirmelibertragung, Umdruck zur Vorlesung, RWTH
Aachen, Lehrstuhl fir Warmeiibertragung und Klimatechnik (1987)

115




116




10. Anhang

18.1  Stoffwerte

Sﬁe_ffwerte zur Charakterisierung der Faserkbrper:
1. Faserdichte ' '

Wsio,  Wago,
+

ps = ( yt Pso, = 2650 kg/m3  py o = 3400 kg/m® (18.1)

Psio, Pago,

2. Koeffizienten zur Bestimmung der Wirmeleitfchigheit nach Gleichung 3.7

Ki =0

Ay =4 W/mK (Mischfaser)
K, =12

e =25m¥kg

3. Emissionskoeffizient

g, = 0,45-0,65 (Standardfaser); 400<T < 800 °C

Stoffwertefunktionen fitr analytische Berechnungen:
1. Quotient aus Warmeleitfahigkeit und spezifischer Wérmekapazitdt

Der Quotient aus Warmeleitfihigkeit und spezifischer Wirmekapazitit wurde an die Daten
des Stoffwerteprogramms von Kostka und Hammeke [73] angepaft. Dabei ist der Einflufl der
Verénderung der Germ'schzusammensetzung infolge Luftzahlvariation zu vernachlissigen.

- >~— 227107 LSS N (18.2)
¢ . . .. ms 290K_:__: R T :

2. Laminare Bremngeschwindigkeit: (- Gleichungen 5.4, 5.5, 5.6}
Gesamtbilanz: HCPy (A;T,) = a)® + bA> + ¢k +d + e exp(f T) (16.3)
a=9602 K; b=-4956 K; ¢ = 88229 K; d = - 33160 K; e =22747 K; f=-46x10" /K

TFL 1Y

z(eamanszone HCPy , = 33000 X
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3. Analytisches Berechnungsmodell: (— Gleichungen 5.12, 5.13, 5.17)

. Altg __
Gesamibilanz: HCPy (AT ) = : (16.4) -
’ cp(lsT }

I

Die Reaktionsenthalpie wird als konstant angenommen. Sie betrégt 50,2x10° Jkgg. Die
spezifische Warmekapazitét ¢, wurde an die Daten von Kostka und Harnmeke [73] in einem
Lufizahlbereich von 1,0-1,5 angepalit. Als Gaszusammensetzung wurde die Mischung am
Eintritt in das System mit den Komponenten N,, O, und CH, zugrunde gelegt. Die
Anpassung lieferte folgenden Zusammenhang:

cplAsT) = AR) + B(A) T, (16.5)
A(R) = a, +ay A+ ay A ay= 998,250 Jikg K) ; a; = - 38,232 Ji(kg K) ;
a, = 8,036 J/(kgkK)

B(A) = by + by &+ by A% ; by = 0,5641 J/(kg K?) ; b; = - 0,283 Jikg K?) ;
b, = 0,0743 J/(kgK?)

Ty= 0,5 (T, + Ty)

il

Randzone : HCP, xb 35000 X

Reakiionszone . HCPB:E = 33000 K

by
)
(3]
2,
)
)
o
Ly
[
S
:.I‘-u
?{;-.
[e2}
If
Lh
uC:>
[\
X
e
[
[=2
5
{4;2]
vl

2. Molekulare Diffusionskoeffizienten fiir Methon und Sauerstoff:

Das Produkt aus Gasdichte und molekularem Diffusionskoeffizienten der Komponente i in
einer inerten Stickstoffatmosphére (g=IN,) ist einc Funktion von der Temperatur. Nach

Mersmann [74] gili:

oD 1. =637+105 L~ 11,1 o (16.6)
B ig>“Djig H :
o,  =05(c, * o) SR L

“lis.




Der StoBdurchmesser Ojg (in Angstrdm) und das StoBintegral Qr, sind Stoffparameter der
Komponenten in der Gasmischung. Das Stofiintegral ist eine Funktion des Verhiltnisses
kT/aig. Die Grofle Eig stellt die maximale Anzichungsenergie zwischen zwei Molekiilen dar.

Es gilt:

N o (10.8)

Die Daten fiir (¢/k); und o, mit i stellvertretend fiir Stickstoff, Sauerstoff und Methan kdnnen
der Arbeit von Koska und Hammeke [73] entnommen werden. Fiir die StoBdurchmesser von
Methan und Sauerstoif ergeben sich Werte von Ogg = 3.8x10°1 m und 00ue = 3.6x10710 m.
Die StoBintegrale Q‘D,ig fiir Methan und Sauerstoff haben nach Mersmann [74] im Tempera-
turbereich von 30-1500 °C einen Wert zwischen 1 und 0,7. Fiir das mittlere Produkt aus
Gasdichte und molekularem Diffusionskoeffizienten erhélt man dann in Abhéngigkeit von der

Temperatur

. kg
(p,D = 1,6%10° 705 [—== ] (10.9)
& B’ ms K%

mit DB,ngoz,g = 1,09. Hieraus ergibt sich fiir das Verhéltis der Stoffiibergangskoeffizienten
Ppg / BOz,g entsprechend der Stoffiibergangsgesetze 10.13 und 10.15 ein Wert von 1,06.

3. Wdarmekapazitdt und Warmeleitfahigkeir

Die spezifische Wirmekapazitit Cy und Wiarmelertfdhigkeit 2 der Gasgemische werden mit
dem Stoffwerteprogramm von Kostka und Hammeke [73] bestimmt. Dieses ermittelt die
Stoffdaten der Gase O,, N,, CO, CO,, He, H,0, H,, CH,, CH;0H und C,H;OH und der
Mischungen ans diesen (Gasen.

18.2 Koatalysatorstruktur und Stoffitbergangsgesetze
10.2.1 Eigenschafien der Kataiysatorstrukiur

Fiir die Berechnung der Stoffiibergangskoeffizienten der Katalysatorstruktur ist es notwendig,
Aussagen hinsichtlich der charakteristischen Geometriegrofen, wie Eindringtiefe &y, und
Kormndurchmesser dp, zu treffen. Die Auswertung von REM-Aufnahmen der Katalysator-
struktur ergab eine Eindringtiefe zwischen 0,8 und 1,2 mm. Der mittlere Korndurchmesser
des Washcoates betréigt ca. 5 pm. Die Beschreibung der beschichteten Fldche unterscherdet
zwischen der Dichte der Gesamtstruktur und der aktiven Zentren ohne Faseranteil. Der
Faseranteil der Matrix in der Beschichtung wird als nichtaktive Unterlage betrachtet. !
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Bei der Direktbeschichtung der Korperwandoberfliche betrigt die Washcoat-Masse 3,5 g.
Hieraus 188t sich mit einer mittleren Eindringtiefe von 1 mm eine Katalysatordichte von ca.
60 kg/m® berechnen. Mit der Feststoffdichte fiir y-Aluminiumoxid betrigt die Porositit der
Katalysatorschicht ohne Faseranteil P demnach 98 %. Die auf das Volumen der Schicht
bezogene aktive duliere Oberfldche a der Struktur I46t sich auf den Kormndurchmesser und die

Porositit zuriickfithren:

iy ﬂ;i o (18.16)

r

Diese ist von der GroSenordnung 2,4x10% m¥m?. Die auf die Washcoat-Masse bezogene
duflere Oberflache betrdgt dann etwa 0,4 m?/gy,.. Diese wird vom Hersteller mit 1 m%g
angegeben. Die innere Strukiur des Washcoates wird beschrieben durch die Pelletporositit Pp
und Tortusitdt T [64]. Daraus ist der effektive Diffusionskoeffizient im Katalysatorkorn in
Abhingigkeit von dem molekularen Diffusionskoeffizienten berechenbar. Es gilt:

Fp (16.11)
Charakteristische Werte fiir die Pelletporositdt und Tortuositdt liegen bei 50 % und 4 [64].
Fiir den hydraulischen Durchmesser der Katalysatorschicht ohne Faseranteil wird angesetzi:

4 - Por (10.12)
a

Die Beschreibung der Wirmeleitfahigkeit der Katalysatorschicht orientiert sich an der
Gleichung 3.7, die fir eine optisch dichte Faserisolierung gilt. Die Feststoffleitung wird
vernachidssigt (X = 0). Der Gasexponent K, wird zu Null gesetzi. Die spezifische
Extinktion e betrigt fiir einen Korndurchmesser von 5 pm ca. 40 m*kg (— Gl. 3.8))

8.2.2 Stoffiibergangsgesetze bel laminarer Strémung

Summe durchsirémter Rohre (Kapiilarmodell) [74]

1,61 13 a.13 .
Sﬁdh = Re,” Sci? (E)R : S - (10.13)

: PH3 e dy

Mersmann [74] gibt das Verhdlnis (d/L); als Funktion des Quotienten aus hydrauhschem
Durchmesser Zu Parnkeldu_rchmesser an. Fur Quotlenten dh/dp grofer als 2{) gﬂt ' .

@)R - '.df‘ (10.14)
L ap
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Sumime vmstrimter Einzelkdrper [64]

1
Sh, = L1S Re;f Sc¥? (18.15)

’ VP
10.3 Analytische Herleitung der laminaren Brenngeschwindigkeit
Die Ableitung basiert auf den Aussagen der thermischen Flammentheorie nach Zeldovich und

Frank-Kamenetzkii [38]. Ausgangspunkt ist die Bruttoreaktion der Form xp F + kg, O, =
Produkte mit der Reaktionsgeschwindigkeit

. p wy B Wo E
7 =k exp(~—) . 19.16
Hom ° M, M, ol RT) ( )

Der Exponentiatierm wird durch eine Rethenentwicklung um T,; approximiert. Bei Ein-
fuhrung der dimensionslosen Temperatur

E(T- ad’
8 T {(10.17)

ergibt sich mit der Taylor-Formel unter Vernachldssigung von Termen hoherer Ordnung:

E __ P (16.18)

RT  RT,

In der Resktionszone (T = T°) kann der konvektive Term auf der linken Seite der Erhaltungs-
gleichungen 4.29 und 4.30 gegeniiber dem diffusiven Term und dem Reaktionsterm ver-
nachlissigt werden. Die Stoffwerte in der Reaktionszone werden auf die adiabate Flammen-
temperatur bezogen. Dieser Annahme liegt die Vorstellung zugrunde, dal} die Reaktionszone
eine sehr diinne Grenzschicht ist (— Kap. 4.4). Hieraus wird nach Addition der Gleichungen
4.29 und 4.30 ein Zus;a;:mnen]rrlanor zwischen der Tempera‘tur T u.nd der Konzen‘i:rahon w;

hergeiertet

T* . —_j__ w. = Cl x¥ + CZ o ) B _. . '. . . (18.19)

Mit den Randbedingungen kurz hinter der Flammentront wy = C, T = ad ,dT7dx" =0
und dw/dx = 0 sowie der Definition 10.17 wird. schheﬁhch die Brennstoffkonzentranon auf

- d1e dlmenszonslose Temperatur © zuruckgeﬁ:hrt




2
_ T g 10.20)
? E[R HCP,,

Analog gilt fiir den Zusammenhang zwischen der Sauerstoffkonzentration und der Temperatur
mit W, , > 0 :

SVG | Mo Tazd .
S L 0+ ws, (10.21)
v,| M, HR HCP,,

Die Beziehungen 10.18, 10.20 und 10.21, in Gleichung 10.16 eingesetzt, liefern fiir die
dimensionslose Reakiionsgeschwindigkeit nach Gleichung 4.31:

(Mep) oy a2
s e Tt 5@ (10.22)
M E/R HCP,,
v v, | 72 _
5(8) = ¢° (- Vsl e @+ 1oy L, 2 @ gy (16.23)
My, 2" P % "B "M, ER HCP,_,

Im stationdren Zustand ist die Brenngeschwindigkeit gleich der Geschwindigkeit der An-
stromung. Fiir den spezifischen Massenstrom gilt dann:

el 18.24)
MY =9, 5 ( )
In der Vorwirmzone (T < T,) wird die Reaktionsgeschwindigkeit vernachlissigt. Die Inte-

. 5 1 o~ . 3 : et i h | 11 *
gration von Gieichung 4.30 liefert den linksseitigen Temperaturgradientien an der Stelle x|

a ) - k] - - i ] 3 ’T‘* m* M .
unter Beriicksichtigung der Randbedingung T =T [ beix = -0 :

o=@y ey

Mit der Umformung didx” {dT*/dx* y=0,5 d/dT*(dT*/dx*)z gewinnt man die Temperatur T
als unabhingige Variable. Die einmalige Integration von Gleichung 4.30 unter Vernachlissi-
gen des konvektiven Anteils ergibt den rechtsseitigen Temperaturgradientien an der Schnitt-
stelle zwischen Vorheiz- und Reakitonszone: ;

ebr M gep, 2 —2 — (wyae oo (1026)
ey, JRHCPy,, ¢ = 0 o
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Zeldovich und Franck-Kamenetzkii setzen nun die Ableitungen aus der Vorwérmzone (10.25)
und der Reaktionszone (10.26) gleich. Unter Berticksichtigung einer asymptotischen Entwick-
lung fiir groBe Aktivierungsenergien kann T, gleich T, gesetzt werden. Die Bestimmungs-
gleichung fiir die Brenngeschwindigkeit lautet dann:

7o ooy (Mcpy | -ER 0 )
Pad , T fS(@) 46 (16.277)
80

P, S = |2k,
- (EJR? (T,,-T.)

Die Auswertung des Integrals liefert:

4 |VOZI chd

8. a2
f S©) d6 = [ Le,, Le, i RECE (2-¢ (0% -20+2)) (10.28)

e

)

9|
* Loy 51 o, (1260, 71) ]
02

Fiir groBe Aktivierungsenergien nimmt &, grofie negative Werte an. Die Terme, die exp®,
enthalten, streben gegen Null. Als Endergebnis erhdlt man den in Kapitel 5.1.2 dargestellten
Zusammenhang zur Berechnung der laminaren Brenngeschwindigkeit.

10.4 Berechnungsgrundlagen zur Modellierung des Reaktors
1§.4.] Einstrabizahien

Die Einstrahlzahl @y, zwischen der Ringspaltwand und der K&rperoberfidche wird nach
einer Berechnungsgleichung des VDI-Wirmeatlasses [06] bestimmt:

x-Sy He (10.29)
SR Ry )

X

A=Y +X*-1;B=Y"-X>+1 (1030)

1 1 B 1 \/—T_Z B .1 mA
Mk = %3 Tx [arccos— 57 [V(A+2)? - 4X arccssXAJrB arcsin— 7] ] (16.31)

£3 2 s
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Fiir die Einstrahlzahlen zwischen Kérperwand und Ringspaltwand bzw. Rohrwand gilt unter
Verwendung der Reziprotitdts- und Summenbeziehung:

Apy
@K,WY = —/i_ @WIX {19‘,32}
K
& - 1(1 S ®,.) (18.33)
KW ) KT

10.42 Emissions- und Abserptionskoeffizienten des Abgases

Emissionskoeffizienten
Fiir die Berechnung der Emissionskoeffizienten eines CO,/H,0-dampfreichen Abgases gibt

Schack [75]-[76] bet einem Gesamtdruck Pges YOI 1 bar die folgenden Gleichungen an:

GCOZ =ay +*ay * g,zyz + a3y3 (ﬂ},gﬁé)
y = (1273-T,,) / 1000 (16.35)
b, (o, s)" g,
a, - A ., - b — (10.36)
¢ + Peo, d, + Pcp, )
- i 8y b c d m n g
oo 0252 0,1166 0,04 0.477 1,542 0802 |
£ E
§
§ 1 0,01 0.0658 0,0245 1712 0.25 0715 &
2 00955 | -0,0535 0,013 0.115 2.45 1,076
3 -0,0303 | -0,0806 | 0,0816 0,691 0.13 0,495
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€uo = exp(f + gu + hmbdy) - (10:37)

u = (T, - 625) ] 625 (16.38)

¢, npgos/2) + ¢ Pyps {16.39)

f.g=4d+ 2
L+ g (Byes)

h =012 (pyq 5% 110,342 + @ap 5)%558 (10.40)

Die gleichwertige Schichtdicke s wird in unbekannten Féllen aus der Naherungsgleichung

s =09 4’% (10.41)

berechnet [66]. V ist das Volumen und A die Oberfliche des Gaskorpers. Fiir die Partial-
driicke peg, und py,o gilt uater der Voraussetzung einer vollsténdigen Verbrennung:

e
LN

(10.42)

P = AL - 021l mit Ceo, =13 Cho =2

i

I e TR

Tab. 18.2: Werte der Koeffizienten der Gl 10.39 00
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Absorpticnskoeffizienten

Wihrend der Emissionsgrad nur vom Zustand des Gases (Tg,m, Gesamidruck Pgess Partial-
druck p;) sowie von der gleichwertigen Schichtdicke s abh#ngt, wird der Absorptionsgrad
noch zusétzlich von der Wandtemperatur Ty, beeinflulit. Entsprechend der Darstellung des
VDI-Wirmeatlasses [66] gilt fiir einen Gesamtdruck von 1 bar :

0,65 TW

T
AV,C02 = (_;ﬂ) 6C02(TW; ) PC02 ““‘”‘““‘) (}9.43)
W gm
» 0,45 T, o
AV,Hzo = (}5;) GHZO(TW s S PH20 T ) {19.44)
g,m

10.4.3 Wiarmeilibergangsgesetze

Natiirliche Konvektion an eciner vertikalen Platte [77]
Im Fail der laminaren Grenzschicht (Gr < 4—><109) und einer isothermen Wandtemperatur gilt

fiir den mittleren Wirmeiibergang und eine charakteristische Linge L:

Nu, = C(Pry (Gr PHY* {10.45)
LS 2
Gr, = 3—29 B (T, Ty (16.46)

M
ie Prandtl-Zahl Pr beirigt im Temperaturbereich von 25-800 °C zwischen §,71-0,73. Fiir die
Simulation wird von einem konstanien Wert von 0,72 ausgegangen. Die Konstante C(Pr)
betrdgt dann 0,516, Die Sioffwerte dynamische Z#higkeit 1, Dichte p und thermischer Aus- |
dehnungskoeffizient B (= 1/T fiir ein ideales Gas) werden bet einer miftieren Fluidtemperatur

ermittelt.

Erzwungene Konvektion im konzentrischen Ringspalt (Wasserkanal) [66]

d, o8
0,19 (ReP.r.—Lﬁ) |

oL ' P 011 o .. . o
Nu = [Nu_ + i—5) 1 (2 (10.47)
D, &y a7 o o
L+ 0,117 (RePr—t)
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D .
ﬁf) =1 +0,14/D, [ D, - (10.48)
A .

Nu, = 3,66 + 1,2 (D, | D)% e {10.49)

d, =D, - D, (16.5¢)
J 4 L _

Re =2 P _ Twa P (18.51)
! D, + Dy n

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 u/U(z) in Abhingigkeit von dem dimensions-
losen Wandabstand 7, = y/d,(z) wird nach Pohihausen [70] fiir den aligemeinen Fall einer
ebenen Grenzschicht mit Druckgradient durch einen Ansatz in Form eines Polynoms 4.
Grades dargestellt. Nach Substitution der freien Konstanten durch die Randbedlnguneen in
der Grenzschicht erhilt man nach [71]:

% —(Zn,;Znu n‘% = (n;_swu Snm“) I L1 X))
2, . . R . .
_ %% au | N s

Die Grenzschichtdicke wird nach folgender Naheruugsfomel ermrt*‘el‘t [71}

Z

fU(z)sdz S
83z = 047 '”"p _ - o5y
S 15 1m

Die Bestimmung des ortlichen Wirmestroms an der-Wand setzt die Kenntnis der Tempera-
turverteilung in der Grenzschicht zur. B\,stlr"un..ng d.,s umpvra*hrgraazente : an der- Wanu
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voraus. Der ortliche Warmestrom wird dann mit der Bezichung

¢"@ = - (%%)W = oy Ty T (18.55)

ermittelt. Hieraus 1dBt sich die Ortliche Nusselt-Zahl, bezogen auf eine Bezugslinge z,
ableiten. Unter Einfilbrung des dimensionslosen Wandabstandes 1y = y/6p(2) und der
dimensionslosen Ubertemperatur T~ = (T-Ty) / (Tg,m'Tw) gilt:

lrakd
£

Nu_ = ——— (2, (10.56)

e 8, ong

Der Ansatz zur Berechnung der dimensionslosen Temperaturverteilung T*(nT) wird so
gewshlt, daB fitr 51 = &, die Gleichheit der Temperatur- und Geschwindigkeitsprofile erfiillt
ist. Dann gilt in Anlehnung an die Beziehung 10.52 fiir den dimensionlosen Gradienten an

der Wand:

or” A
= —(2+2 (16.57)
(aﬂ T)W ( 6)
Die Ermitilung der Grenzschichtdicke 8.(z) wird analog zur Bestimmung fiir 5, (z) wieder
auf eine analytische Berechnungsformel zuriickgefiihrt {71]: '

8§3z) = 46,72 e f U)»¥dz  (Pr = O,7) (19.58)
U(Z)Z,S'? A

Die mittlere Prandl-Zahl Pr des Abgases betréigt im Temperaturbereich von 25-800 °C in
etwa 0,72. Somit ist die Anwendbarkeit der Gleichung 10.58 in guter Néherung erfiillt.

Im Abgasringspalt wird aus den Gleichungen 10.52 und 10.53 mit der Geschwindigkeitsver-
teilung U(z) = axz fiir den dimensionslosen Parameter A ein Wert von 7,052 hergeleitet. Fiir
die mittlere Nusselt-Zah! bei erzwungener Konvektion ergibt sich dann aus der Gleichung
10.56 unter Beriicksichtigung der Beziechungen 10.57 und 10.58:

2
a Hy

a/p

Nu,_, Ring = 1,49 yRe mit Re =

Im Abgasrohr befrigt der dimensionslose Parameter A bei einer konstanten ﬁberstrﬁmung mit
U(z) =b 0. Mit diesem Ergebnis ergibt sich fiir die mittlere Nusselt-Zahl '

Nu = 0,59 VRe mit Re = ; R L o o (10.60)

" erW, KoY .
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190.4.4 Potentialtheorie

Ausgangspunkt der Potentialtheorie st eine inkompressible, reibungsfreie, stationdre Stro-
mung. Die Bedingung der Drehungsfreiheit

®==VxvV=20 (10.61)

[ R

erfullt dann die Wirbeliransportgleichung. Diese ist eine andere Form der Impulsgleichung.
Hieraus folgt fiir eine zweidimensionale Strdmung die Beziehung:

Zd_E g

ov  Cu
{16.62)
oz or _
Dariiber hinaus wird fiir zweidimensionale Stromungen anstelle des Potentials eine skalare
Funktion y(r,z), die Stromfunktion, mit

goLlov o 1%y (10.63 a,b)

r or r &z

eingefiihrt. Diese erfullt die Kontinuititsgleichung

o a
) + —{riy =0 18.64
ai‘( ) aZ(r ) { )

Setzt man die Gleichungen 10.632 und 10.63b in die Beziehung 10.62 ein, so resultiert
daraus unter Einfilhrung dimensionsloser Kennzahlen die Differentialgleichung fir die

Stromfunkiion:

g F® 1% (16.65)
gt 9n? m Om

Dabei werden die folgenden dimensionslosen Gréflen definiert:

r « _ U «_ ¥V
€=i;n=m;u=—;.v-:——;‘?=—¢ (18.66)
Ry R, v, v, o
Die Bezugsgeschwindigkeit v, ist die Geschwindigkeit v, des Gases nach dem Austritt aus
der Flammenfront an der Stelle r = Ry. Sie 148t sich mit Hilfe der Beziehung 5.18 zur

Berechnung des spezifischen Massenstroms bestimmen zu

(10.67) |
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Die Flammentemperatur T, hat damit einen Einfluf} auf die Bezngsgeschwindigkeit und fliefit
in die Berechnung der Geschwindigkeitsverteilung U(z) ein. Zur Losung der Differeniial-
gleichung 10.65 sind 6 Randbedingungen erforderlich (— Abb. 10.1). Die dimensionslose
Geschwindigkeit am Austritt der Flammenfront (n = I, 0 < £ < Hy/Ry) betrégt 1. Mit

0
R f v dE (10.68)
g

entsprechend der Gleichung 10.63b giit dann auf dem Korperrand W = £. Der Abgas-
kanalrand auf Héhe der Unterkante des Brennerk&rpers und die Wandkontur des Brennraum-
wirmeaustauschers stellen jeweils eine Stromlinie dar. Hier gili ¥ = __; . Da am Austritt
des Reaktors keine Querbewegung mehr existiert, gilt dort dW¥W/dE = 0. Der differentielle
Volumenstrom d¥ betréigt auf der Symetrielinie (n = 0, Hy/Ry < & < (Hp+Hp )Ry und der
Oberseite des Brennerkorperdeckels (0 < n < 1, £ = Hi/Ry) Null. Mit diesen Rand-
bedingungen und der Differentialgleichung 10.65 ist die Stromfunktion W(&;n) eindeutig

bestiming.

Der Gradient der Stromfunktion an der Wand legt die Strdmungsgeschwindigkeit entlang der
Kontur fest. Mit der Geschwindigkeitskomponente

- 1,09
Komur E(E)Konmr {1@69)
148t sich die Geschwindigkeit U(z} am Grenzschichtrand ermitteln:

Uz) =v, 8 g, (19.70)




16.4.5 Numerische Behandlung der Stromfunktionsgleichung

Eine Moglichkeit, die Differentialgleichung 10.65 zu l8sen, bietet das Differenzenverfahren.
Dabei werden die Differentialopparatoren der betrachteten Differentialgleichung durch finite
Differenzen angendhert. Die Differentialgleichung wird dadurch nur an endlich vielen
Punkten, den Knotenpunkien des Netzes, betrachtet. An diesen Netzpunkten erhilt man eine
Niherungslosung fiir die Stromfunktion. Infolge einer Verfeinerung des Netzes kann die
Losung beliebig verbessert werden. Uber den gesamten Einstrémbereich wird ein rechi-
winkliges Netz mit N; Knoten in n-Richtung und N Knoten in &-Richtung gelegt. Die
Abstinde zwischen den Knoten sind dquidistant und in beiden Richtungen gleich grof (An
= AE = A). Die zentralen Differenzen lauten:

ziﬁ;' . ?k,iﬂz; ¥ (16.71)
on
. - 2%,
Zzsz T "1’;-1 P (10.72)
M
, - 29, .
22;’ _ Ty ¢ “if;,; 2% (10.73)

Setzt man die Gleichungen 10.71-10.73 in die Differeniialgleichung 10.65 ein und 18st nach
‘P auf, so erhilt man fiir einen beliebigen Knoten die folgende lterationsvorschriit:

- 1, A |
Try = =Ty * Tpogy + T + ¥ - o (Fri — Ty (18.74)

ki
4 A
d 1;

In gleicher Weise werden die Randbedingungen diskretisiert. Dies stellt mit Ausnshme des
Eintritts- und Austrittsquerschnitts kein Problem dar, da die fibrigen Konturen mit konstanten
Werten besetzt sind {— Abb. 10.1). Im Eintrittsquerschnitt gilt: '
. - = {16 R
?(Ek H] 'ﬂi‘l) - Ek (Eu=7..:)
Im Austrittsquerschnitt wird ein Vorwirtsgradient iiber eine Taylor-Reihenentwicklung

gebildet:

1 —_
Ty =3 (4 Fyy ~ Tya) (10.76)

Die Iteration zur Berechnung von ¥, ; beginnt bei &, _; = 0. Man rechnet mit zunehmendem
k 'bis zum ‘Austrittsquerschnitt. Die unbekannten Werte von ¥, ; werden aus dem letzten
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Iterationsschritt genommen. Fiir die erste Iteration geniigt es, alle Unbekannten gleich Null
zu setzen. Die Iteration ist beendet, wenn fiir alle ‘¥, ; folgende Beziehung gilt:

- <e

(1677

Dabei bezeichnet j den Iterationsschritt und € die geforderte Genauigkeit. Aus der bekannten
Stromfunktion 148t sich nun die Geschwindigkeitsverteilung an der Wand berechnen. Dabei
wird die Ableitung der Stromfunktion an der Kontur nach Gleichung 10.69 durch den Vor-
wirtsgradienten ersetzt:

oF
S,

= 3% 4 Ty Yo

10.5 Nomenkiatur
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