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Kurzfassung

In dieser Arbeit werden zwei neue Entwicklungslinien von braunkohlenbefeuerten GroBkraftwerken
mit dem aktuellen Stand der Technik verglichen. Um eine direkte Vergleichbarkeit der Ergebnisse fiir
die betrachteten Prozesse zu gewdhrleisten, werden alle thermodynamischen Auslegungsrechnungen
und Analysen mit gleichermaflen detaillierten Berechnungsmodellen und vergleichbaren Annahmen
durchgefiihrt. Die Bewertung der Prozesse umfasst neben den Wirkungsgradpotenzialen auch die
Eigenschaften der Kraftwerksprozesse hinsichtlich Umwelt- und Ressourcenschonung. Um neben den
technischen und 6kologischen Chancen der fortschrittlichen Kraftwerke auch 6konomische Risiken
bewerten zu konnen, ist eine Abschitzung der Grenzen der Wirtschaftlichkeit auf Basis einfacher
betriebswirtschaftlicher Methoden enthalten. Dabei wird der jeweilige Wirkungsgradvorteil einer
MafBnahme in Form einer zuldssigen Mehrinvestition und einer zuldssigen Minderung der Arbeitsver-

fiigbarkeit unter der Annahme konstanter Stromgestehungskosten ausgedriickt.

Als Referenzkraftwerk dient ein Dampfkraftwerk mit einem Nettowirkungsgrad von 44,5 % mit iiber-
kritischen Frischdampfparametern (580 °C/27,4 MPa) und einfacher Zwischeniiberhitzung (600 °C/
5,4 MPa). Unter der Annahme von spezifischen Investitionen von 1185 EUR/kW und einem Braun-
kohlenpreis von 9,05 EUR/t werden fir das Referenzkraftwerk Stromgestehungskosten von
2,84 Cent/kWh ermittelt. Pro erzeugte Kilowattstunde elektrischer Arbeit werden 706 g Braunkohle
benétigt und 782 g CO, emittiert.

Im ersten Teil des Vergleichs wird dem Referenzkraftwerk das Entwicklungspotenzial des Dampf-
kraftprozesses gegeniibergestellt. Wichtige Verbesserungsmafinahmen stellen der Einsatz effektiverer
Trocknungsverfahren, Verbesserungen der Dampfturbine, Steigerung der Frischdampfparameter und
Optimierung des Kondensatordrucks bzw. wenn moglich, der Ubergang auf Meerwasserkiihlung, dar.
Bei Umsetzung aller Maflnahmen liee sich der Nettowirkungsgrad eines Dampfkraftwerks auf 56,4 %
steigern. Bei unverdnderten Stromgestehungskosten diirfte die Mehrinvestition flir das weiterent-
wickelte Kraftwerk 92 EUR/kW betragen oder bei gleichen Investitionen die Verfiigbarkeit um 575 h/a
sinken.

Die zweite betrachtete Entwicklungslinie stellt ein Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung
und Hochtemperaturgasreinigung dar. Unter der Voraussetzung der Realisierbarkeit aller kritischen
Komponenten wird ein Konzept fiir ein GroBkraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung von Braun-
kohle vorgestellt. Der Nettowirkungsgrad des Prozesses betrdgt 57,6 %. Ausgehend von dieser Basis-
Auslegung wird der qualitative und quantitative Einfluss wichtiger Anlagenparameter thermodyna-
misch untersucht. Basierend auf den Erkenntnissen der durchgefiihrten Analysen wird das weitere
Entwicklungspotenzial des druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Prozesses abgeschétzt.

Auf Basis der dokumentierten Chancen und Risiken ist somit eine fundierte Einschétzung des zukiinf-

tigen Entwicklungspotenzials der betrachteten Kraftwerksprozesse fiir Braunkohle moglich.

Insgesamt fithren die Untersuchungen zu dem Ergebnis, dass der Einsatz des Kombi-Prozesses fiir die
Verstromung von Braunkohle zu Wirkungsgraden fiihrt, die durch Weiterentwicklungen des konven-
tionellen Dampfkraftwerks voraussichtlich nicht erreichbar sein werden. Die Umsetzung der DKSF-
Technologie hat somit auch fiir Braunkohle eine besondere Bedeutung. Fiir beide Entwicklungslinien
der Braunkohlekraftwerkstechnik stellt gleichermafen der Einsatz effektiver Verfahren zur Reduzie-
rung des Wassergehaltes der Rohbraunkohle eine Grundvoraussetzung zur ressourcenschonenden und

umweltvertrdglichen Stromerzeugung dar.



1 Einleitung

1.1 Problematik

Ein GroBteil des weltweiten Primérenergiebedarfs fiir die Erzeugung von elektrischer Energie wird
durch die Verbrennung fossiler Energietrdger Kohle, Erdol und Erdgas bereitgestellt. In vielen indus-
trialisierten Léndern existieren fldchendeckende Leitungsnetze fiir die allgemeine Versorgung mit
Strom. Der Grundlast- und Mittellastbedarf der Versorgungsnetze wird in zentralen GroBkraftwerken
erzeugt, in denen hiufig die festen Brennstoffe Steinkohle und Braunkohle zum Einsatz kommen. Der
gewiinschte Endenergietrdger Strom wird in fossilbefeuerten Warmekraftmaschinen, unabhingig vom
Brennstoff, iiber den Weg der Freisetzung der chemisch gebundenen Energie des Brennstoffs in ther-
mische Energie der Verbrennungsabgase erzeugt. Dazu wird nach der Verbrennung die Abgas-
enthalpie entweder direkt in Gasturbinen bzw. Kolbenmaschinen oder indirekt, gekoppelt liber einen
Wasser-/Dampfkreislauf, in Dampfturbinen zunéchst in mechanische Energie und anschliefend in
Generatoren in elektrische Energie umgewandelt. Zusétzlich kann bei Bedarf thermische Energie an
verschiedenen Stellen des Prozesses durch Auskopplung in Form von Fernwirme oder Prozessdampf

auf verschiedenen Temperaturniveaus bereitgestellt werden.

Die Hauptnachteile einer derartigen Erzeugung der Endenergien Strom und Wérme liegen zum einen
in den Emissionen, die bei der Verbrennung aus den Komponenten des Brennstoffs und teilweise auch
aus der Verbrennungsluft entstehen. Zum anderen ist die Tatsache problematisch, dass in einer nach
erdzeitgeschichtlichen MaBstiben extrem kurzen Zeitspanne die verfiigbaren fossilen Brennstoffe
umgewandelt werden, so dass selbst nach menschlichem Zeitmalstab diese Rohstoffvorrite eine rela-

tiv geringe Reichweite aufweisen.

Den Nachteilen stehen Vorteile gegeniiber, die im Wesentlichen auf der hohen Energiedichte und
Reaktivitit der Brennstoffe und auf der hohen Zuverldssigkeit und Flexibilitit der zum Einsatz kom-
menden Umwandlungstechnik basieren. Das liefert die notwendigen Voraussetzungen fiir den bekann-
ten Energieversorgungsstandard, der es uns in den Industrieldndern ermoglicht, zu jeder Zeit an jedem
Ort Strom in ausreichender Menge anfordern zu konnen. Um diesen, fiir unsere Gesellschaft zur
Selbstverstdandlichkeit gewordenen Komfort, moglichst kostengiinstig anbieten zu konnen, ist es erfor-
derlich, die nachgefragte Leistung bedarfsgerecht, d. h. ohne zeitliche Verzégerung zu erzeugen, da
die Speicherung von elektrischer Energie nennenswerter Kapazititen technisch kaum realisierbar ist
und zu deutlich hoheren Preisen der Endenergie fithren wiirde.

Auf Grund der technologischen Vorteile und der hohen Wirtschaftlichkeit wird der Stromerzeugung
aus fossilen Energietrdgern in zentralen GroBkraftwerken auch weiterhin eine besondere Bedeutung
zukommen. Da fiir die derzeit bekannten Vorkommen fossiler Brennstoffe fiir Stein- und insbesondere

Braunkohle die grofite Reichweite vorhergesagt wird, kann auf die Nutzung der festen Brennstoffe
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mittelfristig nicht verzichtet werden. Wegen des geringeren Wasserstoff- und des héheren Kohlen-
stoffgehaltes der Kohlen, gegeniiber gasformigen und fliissigen fossilen Brennstoffen, fiihren diese zu
hoheren CO,-Emissionen bei der konventionellen Nutzung zur Stromerzeugung. Braunkohle weist in
diesem Zusammenhang auf Grund des hoheren Ballaststoffgehaltes und des geringeren Inkohlungs-
grades ungiinstigere Voraussetzungen auf als Steinkohle. Daher sind im Bereich der Braunkohlenver-
stromung grofe Anstrengungen zur Minderung der oben genannten negativen Begleiterscheinungen

fiir die Umwelt und nachfolgende Generationen erforderlich.

Durch signifikante Verbesserung des Wirkungsgrades der Energieumwandlung von der Primérenergie
der Braunkohle zu den gewiinschten Endenergietragern lassen sich sowohl die, auf die erzeugte Ener-
giemenge bezogenen, Emissionen als auch der auf die Energiemenge bezogene Brennstoffbedarf mit
relativ geringem Kostenaufwand nennenswert reduzieren. Daher sind Bemiihungen zur Verbesserung

der Effizienz von besonderer Bedeutung und Tragweite.

Um die Bestrebungen nach mehr Umweltvertraglichkeit und Ressourcenschonung im Bereich der
groBtechnischen Kohlenverstromung voran zu bringen, werden verschiedene technische Entwick-
lungslinien innerhalb der Kraftwerksforschung verfolgt. In erster Linie wird die Weiterentwicklung
des konventionellen Braunkohle-Dampfkraftwerks vorangetrieben. Verbesserungen der Effizienz
dieses weit verbreiteten Kraftwerkstyps konnen auf Grund der langjéhrigen Betriebserfahrungen rela-
tiv schnell und mit geringem Investitionsrisiko in die grotechnische Anwendung iiberfiithrt werden.
Andererseits sind grofle Entwicklungsschritte in dieser weitgehend ausgereiften Technologie schwer
zu erschliefen. Insbesondere die in néherer Zukunft zu erwartenden Entwicklungen neuer hochtem-
peraturbestindiger Werkstoffe sowie die Integration effizienter Kohlentrocknungsprozesse bieten
Optimierungspotenzial fiir den konventionellen Kraftwerksprozess.

Andere Entwicklungslinien in der Kraftwerkstechnik verfolgen die Grundidee den hocheffizienten
Kombi-Kraftwerksprozess, der bisher den edlen Brennstoffen Erdgas und Heizol vorbehalten war,
auch fiir die Verwendung fester Brennstoffe zugidnglich zu machen. Eine vielversprechende Variante
stellt das Konzept des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung dar, das fiir die Verstromung
von Steinkohle bereits bis zum Pilotmalstab entwickelt wurde. Die Arbeiten an diesem Kraftwerks-
konzept wurden 1990 initiiert und von einem Firmenkonsortium aus urspriinglich Babcock Energie-
und Umwelttechnik AG, L. & C. Steinmiiller GmbH, Ruhrkohle AG, Siemens AG, STEAG AG, Saar-
bergwerke AG, VEBA Kraftwerke Ruhr AG, sowie Lurgi Energie- und Umwelttechnik AG unter
wissenschaftlicher Begleitung des Instituts fiir Umweltverfahrenstechnik der Universitit Essen betrie-
ben. Das Konsortium wird seither (in verdnderter Zusammensetzung) durch das Bundesministerium
fiir Wirtschaft finanziell unterstiitzt. Die beteiligten nordrhein-westfdlischen Hochschulen wurden
dariiber hinaus aus Landesmitteln des Wirtschafts- und Forschungsministeriums NRW gefordert. In
neueren Untersuchungen wird auch der Einsatz des Brennstoffs Braunkohle in diesem Kraftwerkskon-
zept beriicksichtigt. Eine Kombination dieses hocheffizienten Kombi-Prozesses mit dem Einsatz mo-
derner Trocknungsverfahren fiir Braunkohle eréffnet ein noch héheres Wirkungsgradpotenzial.

Mit den jiingsten Fortschritten in der neuartigen Gasreinigung bei hohen Temperaturen und hohen
Driicken, riickt die technische Realisierbarkeit des Gesamtkonzeptes in die Nidhe des Machbaren.
Daher stellt sich zunehmend die Frage, welches Kraftwerkskonzept flir die Stromerzeugung aus
Braunkohle in zentralen GroBkraftwerken mittel- bis langfristig zu bevorzugen ist. Dazu ist eine
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realistische Einschitzung der Wirkungsgradpotenziale und der mit den Prozessen verbundenen techni-

schen und finanziellen Chancen und Risiken in einem direkten Vergleich erforderlich.

Fiir einen belastbaren Vergleich sind detaillierte thermodynamische Berechnungen der zu bewertenden
Prozesse durchzufiihren. Dazu ist insbesondere ein umfassendes Konzept fiir ein GroBkraftwerk auf
Basis des Konzeptes der Druckkohlenstaubfeuerung fiir Braunkohle zu erarbeiten. Ein derartiger Ver-
gleich von Kraftwerksprozessen fiir Braunkohle ist bisher noch nicht durchgefiihrt bzw. verdffentlicht
worden, ist jedoch fiir eine fundierte Bewertung der verschiedenen diskutierten Entwicklungslinien der

fortschrittlichen Kraftwerkstechnik erforderlich.

1.2 Stand von Wissenschaft und Technik

Zur Erzeugung von Elektrizitit aus Braunkohle steht eine Vielzahl von Verfahren zur Verfiigung, die
von sehr unterschiedlicher kommerzieller Bedeutung sind. Bei der Beschreibung des Standes der
Technik wird das Verfahren, das den weitaus grofiten Beitrag zur 6ffentlichen Stromversorgung leistet
eingehend beriicksichtigt. Beziiglich der sonstigen Verfahren wird auf weiterfithrende Literatur z.B.
auf einen aktuellen Ubersichtsbeitrag von Leithner [LEI-02b] verwiesen. Da fiir die beiden in dieser
Arbeit ndher betrachteten Prozesslinien auch Abschétzungen des zukiinftigen Entwicklungspotenzials
vorgenommen werden, wird hier, iiber den aktuellen Stand der Technik hinaus, auf zukiinftige Ent-

wicklungstendenzen eingegangen.

1.2.1 Braunkohlekraftwerke

Kraftwerksanlagen zur Stromerzeugung aus Braunkohle haben den besonderen Eigenschaften der
Braunkohle als Brennstoff Rechnung zu tragen. Hervorzuheben ist der, im Vergleich zu Steinkohle,
wesentlich hohere Ballastgehalt', der im Wesentlichen auf den hohen Wassergehalt zuriickzufiihren ist
[ZEL-86]. Dariiber hinaus haben regionale Schwankungen in der Zusammensetzung der nicht brenn-

baren Substanz teilweise bedeutenden Einfluss auf die Ascheeigenschaften.

Der hohe Wassergehalt macht besondere Verfahren fiir das Mahlen und fiir die Verbrennung von
Braunkohle erforderlich. Der Rauchgasvolumenstrom steigt gegeniiber einer Steinkohlenfeuerung
gleicher Leistung deutlich an, was in der Dimensionierung der Brenner, Brennkammer und des gesam-
ten Rauchgasweges bis hin zu den Rauchgasreinigungsanlagen zu berticksichtigen ist. Beziiglich der
Einhaltung zulédssiger Stickoxid-Emissionen weist Braunkohle einen Vorteil gegeniiber Steinkoh-
lenfeuerungen auf. Die Entstickung kann bei Braunkohle meist durch Primdrmaflnahmen bereits wéh-
rend der Verbrennung sichergestellt werden. Zur Entschwefelung und Entstaubung sind jedoch prinzi-
piell die gleichen SekunddrmafBnahmen erforderlich. Zudem neigt Braunkohle bzw. die Asche der
Braunkohle, gegeniiber Steinkohle, deutlich mehr zur Bildung von Ansétzen und Beldgen auf den
Heizflachen und ungekiihlten Wandbereichen von Feuerrdumen und Kesselanlagen. Diese Ansétze
verschlechtern nicht nur die Warmeiibergangsbedingungen, sondern konnen auch durch Herabstiirzen
zu erheblichen mechanischen Schiden (meist im Bereich der Aschetrichter) fithren. Des Weiteren
kann die Kohle je nach Lagerstitte mit Quarzsand vermischt sein, was die Gefahr von erhohter Erosi-

on an Rohrleitungen und anderen angestromten Bauteilen mit sich bringt.

' Anteil nicht brennbarer Substanz
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Unter Beriicksichtigung der spezifischen Eigenschaften der Braunkohle lassen sich grundséitzlich alle
Energiewandlungsverfahren fiir Steinkohle auch auf Braunkohle anwenden. Unabhéngig vom eigent-
lichen Stromerzeugungsverfahren ist bei einem Brennstoff, der zu rund 50 % aus nicht brennbarer
Substanz besteht, der Energiebedarf fiir den Transport nicht vernachldssigbar. Dies flihrt dazu, dass es
einerseits keinen Rohbraunkohle-Welthandel gibt und dass andererseits grof3e Braunkohlekraftwerke
in der Regel in unmittelbarer Ndhe der Tagebaugebiete angesiedelt werden. Auf diese Weise steht in
Deutschland den Braunkohlekraftwerken im rheinischen sowie im mitteldeutschen Revier ein wirt-
schaftlich konkurrenzféhiger, subventionsfrei-gewinnbarer Brennstoff zur Verfiigung, der trotz seiner
geringeren Qualitdt gegeniiber Steinkohle einen bedeutenden Beitrag zur O6ffentlichen Stromver-

sorgung, vorzugsweise im Bereich der Grundlastversorgung, leistet.

Konventionelles Dampfkraftwerk

Braunkohle wird derzeit fast ausschlieBlich in konventionellen Damptkraftwerken zur Stromerzeu-
gung eingesetzt. Neben den langjéhrigen Betriebserfahrungen sprechen fiir diesen Prozess die Zuver-
lassigkeit der robusten Technik, die Beherrschbarkeit des Verfahrens und die hohe Lebensdauer, die
bei einzelnen Blocken bereits 50 Kalenderjahre erreicht hat. Dariiber hinaus weisen konventionelle
braunkohlenbefeuerte Dampfkraftwerke relativ niedrige leistungsbezogene Investitionen auf.

Den aktuellen Stand der Technik markiert der im Herbst 2002 in die Inbetriebsetzungsphase gelangte
Kraftwerksblock am Standort NiederauBem der RWE Rheinbraun AG. Bei diesem Kraftwerk wurde
gegeniiber den in Deutschland zuletzt errichteten Braunkohlekraftwerken (z.B. Schwarze Pumpe,
Boxberg und Lippendorf [KEH-97], [HOF-02]) weiteres Optimierungspotenzial ausgeschopft und zu
dem Konzept des Braunkohlekraftwerks mit optimierter Anlagentechnik (BoA) zusammengefasst.
Laut Kallmeyer wurde der thermodynamische Wirkungsgrad gegeniiber den zuletzt in Ostdeutschland
errichteten Blocken um 2 %-Punkte erhoht [KAL-99]. Derzeit wird der im Folgenden ndher beschrie-
bene, neue Block des Kraftwerks NiederauBem als Referenz fiir die Stromerzeugung aus Braunkohle
in zentralen GroBkraftwerken verstanden.

Bei dem Kraftwerksblock (Abbildung 1.1) handelt es sich um ein Dampfkraftwerk mit hochsten, tiber-
kritischen Dampfparametern, einer Zwischeniiberhitzung und reinem Kondensationsbetrieb mit einem
projektierten Wirkungsgrad von 45,2 %. Um gleichzeitig eine hohe Wirtschaftlichkeit zu erreichen,
wurde die groBtmogliche Blockleistung und ein hoher Automatisierungsgrad realisiert [TIP-02]. Die
Auslegung erfolgte fiir Grundlastbetrieb (7500 A/a), sowie mit einer Blockregelung fiir Gleitdruck-
betrieb und einer Uberlastreserve von 5 % zur Stiitzung der Netzfrequenz. AuBerdem ist eine Reisezeit
des Blocks von vier Jahren geplant. Komponenten mit kiirzeren Revisionsintervallen wurden redun-
dant ausgefiihrt [HEI-98].

Zur Kohlenaufbereitung werden Schlagradmiihlen ohne Sichter verwendet. Die erforderliche Mabhl-
feinheit wird durch zwei Vorschldgerstufen je Miihle erzielt. Zur Minimierung des Kraftbedarfs kom-
men hier Mehrkreisregelgetriebe zum Einsatz. Die Feuerung des Kraftwerks wurde fiir Rheinische
Braunkohle mit einem relativ breiten Heizwertband von 7,9 bis 10,5 MJ/kg und fiir eine Mindestlast
mit Kohlefeuer von 50 % ausgelegt. Es kommt eine weiterentwickelte Tangentialfeuerung mit Nach-
reaktionsbrennern zum Finsatz. Der gesetzlich vorgeschriebene Emissionsgrenzwert fiir NO, wird
damit ohne SekunddrmaBnahmen sichergestellt. Durch eine niedrige Gesamtluftzahl von 1,15 werden

die Abgasverluste des Blocks reduziert. Die Feuerraumendtemperatur betrigt etwa 1050 °C ohne
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Rezirkulation von kaltem Rauchgas [HEI-98]. Kurz vor Ende des Feuerraums wird ein Teil des
Rauchgases mit etwa 1000 °C zu den Miihlen zuriickgesaugt [POL-96]. Die Rauchgasgeschwindigkeit
im Konvektionsteil des Zwangsdurchlaufkessels wird, zur Reduzierung der Sanderosion, auf etwa
9 m/s begrenzt.

Regen- Betriets. Entkarbonnierung
Gipsanwdsserung o
Trockenbraunks Vollentsalzung!
Tretken Nl Zindstaub e mq
Kalksteine aschebunker aschebunker | ’ :
Anhoar- Sammaloecken Betriets. und Regenwasserklaraniage
feuchtung
Gipssio
Umbaufwassar-
becken ‘Waggonentladung
Kolksteinsuspension
Zugentaschung
Gipsverwertung Aschefernband i Dgoole:
2ur Nutzung im Keaftwerk Zum Vorfluter
Zur Deponie

Abbildung 1.1: Vereinfachtes Schaltschema des Blocks K im Kraftwerk NiederaufSem [LEI-02b]

Die Turmbauweise des Dampferzeugers bietet Vorteile fiir die Realisierung der hohen Dampfpara-
meter, da Temperaturspitzen und ungleichméBige Stromungsverteilungen vermieden werden. Aufler-
dem ermoglicht die Turmbauweise rauchgasdicht-verschweifite Umfassungswinde und voll entwas-
serbare Heizflachen [HEI-98].



6 1 Einleitung

Bypass zum Einkopplung in
HD Vorwidrmer ND Vorwirmer
] |
o e
| | 160°C >
HD-Eco  ND-
Verdampfer
Dampf-
erzeuger 160°C o \ @ 160°C 100°C e
Luvo
328°C 1200c \_/
E-Filter
Klhiturm
\/ 25°C
NN
1 4
Wirmeverschiebe-
system

Abbildung 1.2: Wirmeriickgewinnungssystem des BoA-Konzeptes [HEI-96]

Das Rauchgas verlidsst den Konvektionsteil des Kessels mit einer Temperatur von etwa 350 °C. Zwei
Drittel des Gastroms warmen in zwei parallel geschalteten Dreh-Luvos die Verbrennungsluft auf etwa
328 °C vor (Abbildung 1.2). Das verbleibende Drittel wird durch zwei parallel geschaltete Luvo-By-
pass-Economiser (Lubeco) gefiihrt [TIP-02]. Dort wird ein Teil der Rauchgaswarme an das HD-
Speisewasser und ein weiterer Teil an das ND-Speisewasser abgegeben. Durch den Einsatz der Lube-
cos wird weniger Anzapfdampf aus den Turbinen fiir die Vorwdrmung des Speisewassers bendtigt.
Die zeitweise parallel gefiihrten Rauchgasstrome werden mit jeweils rund 160 °C wieder zusammen-
gefiihrt und in einem Elektrofilter entstaubt. Vor Eintritt des Gases in die Rauchgasentschwefelungs-
anlage (REA) wird es in einem Rauchgaskiihler auf 100 °C, die minimalmogliche Temperatur fiir eine
abwasserfreie Fahrweise der REA, abgekiihlt. Diese Warme wird im BoA-Konzept erstmals energe-
tisch vorteilhaft in den Kraftwerksprozess integriert, und zwar durch eine Ubertragung der Wirme an
die Verbrennungsluft, die darauthin mit etwa 120 °C zu den Dreh-Luvos gelangt, die daher weniger
Wiarme iibertragen miissen. Dies ermoglicht, wie oben bereits erwéhnt, eine Reduzierung des Anzapf-
dampfbedarfs durch den Einsatz der Lubecos und somit eine Verbesserung des Anlagenwirkungs-
grades [HEI-98].
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Abbildung 1.3: Dampfkreislauf des BoA-Konzeptes [HEI-96]

Das Speisewasser wird iiber neun Anzapfungen der Dampfturbinen und mit den Lubecos iiber das
Rauchgas auf die Kesseleintrittstemperatur von 294 °C vorgewiarmt (Abbildung 1.3). Im Dampfer-
zeugerdruckteil wird daraus HD-Frischdampf mit 27,4 MPa und 580 °C erzeugt. Der Druckverlust der
Hochdruck-Schiene betréigt etwa 3,6 MPa. Der aus dem HD-Teil der Turbine zuriickkehrende Kreis-
laufdampf mit 6,0 MPa und 345 °C wird im Zwischeniiberhitzer auf 600 °C erhitzt. Dabei gehen etwa
0,2 MPa des Dampfdrucks verloren. Die Regelung der ZU-Austrittstemperatur erfolgt ohne Einspritz-
kiihler, sondern {iber eine sogenannte Triflux-Schaltung. Dabei nimmt der ZU-Dampf, der durch einen
konzentrischen Ringspalt stromt, nicht nur Warme von aussen aus dem Rauchgas, sondern auch aus

dem innen stromenden HD-Dampf auf. In stationdren Betriebszustinden kann somit auf eine wir-
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kungsgradmindernde Einspritzkiihlung, im gesamten Heizwertbereich des Brennstoffs und bei unter-

schiedlichen Verschmutzungszustinden des Kessels, verzichtet werden [HEI-98].

Entsprechend den Fortschritten im Dampferzeugerbau wurde auch die dreistufige Dampfturbine fiir
hohere Dampfparameter ausgelegt. Die HD-Turbine ist einflutig mit 16 Stufen und einer Anzapfung
ausgefiihrt. Nach der Zwischeniiberhitzung wird der Dampf der zweiflutigen MD-Turbine zugefiihrt.
Jede Flut besteht aus 17 Stufen wovon die ersten beiden aus einer Nickelbasis-Legierung hergestellt
wurden. In der MD-Turbine befinden sich vier Anzapfungen. Die drei ND-Teilturbinen sind zweiflutig
mittengeteilt. Die beiden baugleichen ND-Turbinen ND-1 und ND-2 umfassen jeweils sieben Stufen je
Flut und haben drei Anzapfungen. Die dritte ND-Teilturbine ist sechsstufig und mit einer Anzapfung
ausgestattet. Zur Reduzierung der Austrittsverluste wurde der groftmogliche Abdampfquerschnitt von
6 x 12,5 m? realisiert [DEK-02]. Die Kondensatoren der Turbinen ND-1 und ND-2 sind dampfseitig
miteinander verbunden und werden direkt mit dem vom Kiihlturm zulaufenden Kiihlwasser beauf-
schlagt. Das aus den beiden Kondensatoren ablaufende wéirmere Wasser wird dem wesentlich grof3e-
ren Kondensator der Turbine ND-3 zugefiihrt. Die Dampfentnahmen dienen zur Beheizung der HD-
und ND-Speisewasservorwiarmer sowie des Speisewasserbehilters und zur Versorgung der Volllast-

speisepumpenantriebsturbine [HEI-98].

Die Riickkiihlung des Kiihlwassers von etwa 25 °C auf durchschnittlich 14,7 °C erfolgt in einem
Naturzug-Nasskiihlturm. Um den erforderlichen Luftdurchsatz zu erzielen, hat der Kiihlturm einen
Durchmesser von 150 m und eine Hohe von 200 m, wobei etwa 20 m der Hohe fiir die Kompensation
der Druckverluste der in den Ansaugdffnungen angebrachten Schalldimpfer zuzuschreiben sind
[TIP-02]. AuBer zur Riickkiihlung dient der Kiihlturm auch zur Ableitung der gereinigten Rauchgase
aus der REA. Busch weist darauf hin, dass man zum einen durch die Hohe des Bauwerks und zum
anderen durch den Verzicht auf eine Beschichtung des Betons das Gebiet der bisherigen Erfahrungen
verlassen hat. Die erforderliche Bestindigkeit der Kiihlturmschale war Auslegungsgrundlage fiir die

Mindestwanddicke. AuBBerdem kommt sdureresistenter Beton zum Einsatz [BUS-00].
Laut Lorey ist ,,BoA derzeit die fortschrittlichste braunkohlenbefeuerte Anlage weltweit* [LORE-00].
Verwendete Werkstoffe

Die Belastungsgrenzen der zum Einsatz kommenden Rohrleitungswerkstoffe im Dampferzeuger haben
entscheidenden Einflu} auf die realisierbaren Frischdampfparameter und somit auf den Wirkungsgrad
des Kraftwerks. Im neu errichteten 1000 MW-Kraftwerksblock in NiederauBem kommen folgende
Werkstoffe in den unterschiedlichen Kesselabschnitten zum Einsatz und werden somit als aktueller

Stand der Technik im Braunkohle-Dampferzeugerbau angesehen.

Die Membranwinde des Kessels sind aus /3 CrMo 4-4 (T11) hergestellt, einem hochlegierten Werk-
stoff, bei dem keine Wéarmebehandlung nach dem Schweiflen erforderlich ist. Wegen der guten Be-
stindigkeit von X 10 CrMoVNb 9-1 (P91) gegeniiber dehnungsinduzierter Korrosion bei den vor-
liegenden Einsatztemperaturen, wird dieser Werkstoff fiir die Abscheider und das Niveaugefil} einge-
setzt. Bei den am hdchsten durch Hochtemperaturkorrosion belasteten Beriihrungsheizflichen (End-
stufen des Uberhitzers und Zwischeniiberhitzers) kommt der austenitische Werkstoff
X 3 CrNiMoN 17-13 zum Einsatz. Fiir die HD- und ZU-Austrittssammler wird erstmalig in einem
GroBdampferzeuger der wolframlegierte martensitische Chromstahl E911 (X 11 CrMoWVNb 9-1-1)
verwendet [LORE-00]. Gegeniiber dem bisher an dieser Stelle eingesetzten P91 ist die erforderliche
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Wanddicke der Bauteile erheblich reduziert. Die Verbindung zwischen den austenitischen Heizfldchen
und martensitischen Sammlern wurde auflerhalb der Dampferzeuger-Umfassungswand, im unbeheiz-
ten Bereich, angeordnet. Dadurch reduzieren sich die Wanddicken und die Priifungen der Schweif3ver-
bindungen sind leichter durchfiihrbar. Fiir andere dickwandige Sammler und Rohleitungen, die bisher
aus 12 %-Chromstahl (X 20 CrMoV 12-1) hergestellt wurden, kommt jetzt der leichter zu verarbei-
tende 9 %-Chromstahl P91 zum Einsatz [HEI-98].

Auch auBlerhalb des Dampferzeugers kommen Werkstoff-Neuentwicklungen zum FEinsatz, die zur
Verbesserung der Effizienz und Wirtschaftlichkeit des BoA-Blocks beitragen. Fiir die hochbelasteten
ersten beiden Laufschaufelreihen der mit 600 °C Frischdampftemperatur betriebenen Mitteldruck-
turbine wird eine Nickelbasis-Legierung verwendet [DEK-02]. Der Rauchgaskiihler vor REA ermog-
licht erstmals die Riickgewinnung von Rauchgaswirme bis zu einem Temperaturniveau von 100 °C.
Die Rauchgaskiihlerrohre und die Wandbeschichtung werden dazu in PFA, einem Fluorpolymer, aus-
gefiihrt, das eine hohe Bestindigkeit gegeniiber Niedertemperaturkorrosion durch schwefelsdurehalti-
ges Kondensat aufweist [HEI-98]. Wegen der Einleitung der Rauchgase in den Kiihlturm, ist auch hier
erhohte Sdureresistenz erforderlich. Erstmalig kommt fiir den Schutz der Kiihlturmschale keine nach-
traglich angebrachte Beschichtung zum Einsatz, sondern der neu entwickelte sdureresistente Beton
85/35% [BUS-00].

Zukiinftige Entwicklungen des konventionellen Dampfkraftwerks

Trotz des hohen Entwicklungsstandes des BoA-Dampfkraftwerks bietet dieser Prozess in Hinblick auf
den Wirkungsgrad noch weiteres Potenzial, das bei Planung und Bau zukiinftiger Anlagen, unter der
Bedingung der Wirtschaftlichkeit, erschlossen werden konnte. Neben Verbesserungen einzelner
Kraftwerkskomponenten, die eher von technologischem Interesse sind, liegt das deutlichste Optimie-
rungspotenzial des Dampfkraftwerks in der Anhebung der Frischdampfparameter. Da dieser Aspekt
auch aus thermodynamischer Sicht interessante Fragestellungen aufwirft, wird hier ndher darauf ein-

gegangen.

Ausschlaggebend fiir die Frischdampfparameter des Kraftwerksprozesses sind letztendlich die Belas-
tungsgrenzen der zum Einsatz kommenden Werkstoffe in den verschiedenen Abschnitten des Kessels
und der Dampfturbine. Der Dampferzeuger des fortschrittlichen Dampfkraftwerks hat folgende Anfor-

derungen zu erfiillen:

- hohe Frischdampfparameter: also hohe Frischdampftemperatur und hoher Frischdampfdruck fiir
einen hohen Wirkungsgrad der Stromerzeugung

- geringe Mindestlast: fiir hohe Einsatzflexibilitdt des Kraftwerks (groBer Leistungsbereich)

- kurze Anfahrzeit: fiir hohe Einsatzbereitschaft und Wirtschaftlichkeit durch geringen Brennstoff-
verbrauch bis zur Netzkopplung

- groBe Lastdnderungsgeschwindigkeit: fiir hohe Einsatzflexibilitit des Kraftwerks

- geringes Gewicht: begiinstigt grofle Lastdnderungsgeschwindigkeit und ist ausschlaggebend fiir die
Dimensionierung der tragenden Bauteile des Kessels und damit fiir die Kosten

2 SRB 85/35
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- geringe thermische Ausdehnung: begiinstigt kurze Anfahrzeiten und hohe Lastdnderungsgeschwin-
digkeit und verlangt entsprechende Anforderungen an die Flexibilitit der Rohrleitungen zum bzw.

vom Kessel

- geringer Materialpreis: da der Kessel einen Grof3teil der Anlagenkosten ausmacht und einen gro3en

Einfluss auf die leistungsbezogenen Investitionen hat

- geringer Errichtungsaufwand: ebenfalls Voraussetzung fiir hohe Wirtschaftlichkeit durch kurze

Bauzeit

- hoher Automatisierungsgrad fiir geringen Personalaufwand wihrend des Betriebs also geringe

betriebsgebundene Kosten

- hohe Lebensdauer: fiir niedrige iiber die Lebensdauer gemittelte Stromgestehungskosten und hohe

Anlagenverfiigbarkeit. Das erfordert:
- Korrosionsbestindigkeit gegen Bestandteile der Kohlenasche und des Rauchgases
- Korrosionsbestindigkeit gegeniiber Wasser- bzw. Wasserdampf

- Erosionsbestdndigkeit gegeniiber abrasiven Bestandteilen der Kohlenasche

Diese, sich teilweise widersprechenden Anforderungen, die im Wesentlichen auch durch die Werk-
stoffwahl beeinflusst werden, in bestmdglicher Weise zu erfiillen, stellt eine sehr komplexe Aufgabe

und Herausforderung dar, die meist Kompromisse erfordert.

Neben den oben aufgelisteten Anforderungen an den Dampferzeuger ergeben sich weitere Einfliisse
auf die Materialauswahl durch die Wahl des Dampferzeugerkonzeptes, die Bauweise, die Feuerung,
die Feuerraumendtemperatur und die geplante Einsatzweise des Kraftwerksblocks. Im Bereich der
zentralen GroBkraftwerke haben sich Zwangdurchlaufkessel in Turmbauweise durchgesetzt. Die
Turmbauweise in Verbindung mit einer Tangentialfeuerung fiihrt zu gleichméaBigen Stromungsprofilen
und ausgeglichener Temperaturverteilung auch bei geringer Kessellast. Dadurch sind wesentliche
Voraussetzungen fiir einen gleichméfigen Warmeiibergang geschaffen, die Kesselschieflagen und
infolge dessen Rissbildung in der Membranwand durch Wérmespannungen vermeiden helfen
[LORE-00].

Aus thermodynamischer Sicht ist das Erreichen hoher Frischdampfparameter das oberste Ziel, da
damit der Wirkungsgrad des Gesamtprozesses durch Anhebung der mittleren Temperatur der Warme-
zufuhr durch den Dampferzeuger positiv beeinflusst werden kann. Anforderungen an Einsatzflexibili-
tat, Einsatzbereitschaft, Lebensdauer, bauwerkliche Bedingungen und Wirtschaftlichkeit gelten hier
als weitere, notwendige Nebenbedingungen. Unter diesen Voraussetzungen fiihrt die Materialfrage
zunédchst zur Definition kritischer Bauteile des Kessels, die eine weitere Steigerung der Dampfpara-
meter auf Grund von Werkstoffeinsatzgrenzen derzeit nicht zulassen. Das sind nach Lorey
[LORE-00]:

- Umfassungswand (Verdampfer-Membranwand)

- Endstufen der Uberhitzer- Zwischeniiberhitzerheizflichen
- Hochdruck-Austrittssammler
Einige Anforderungen an alternative Werkstoffe fiir den Kesselbau, wie z.B. Zeitstandfestigkeit,

lassen sich in Laboruntersuchungen iiberpriifen. Jedoch sind letztendlich Betriebsversuche unter mog-
lichst realen Einsatzbedingungen (dampfseitig sowie rauchgasseitig) entscheidend fiir die Einfithrung
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bzw. Zulassung neuer Werkstoffe im Dampferzeugerbau. Die Korrosionseigenschaften und das Zun-
derverhalten sind wichtige Charakteristika der Werkstoffe, die auf Grund der gegenseitigen Abhén-
gigkeit und des erforderlichen Vorhandenseins von Wirmeiibergingen nur praxisnah in Betriebstests
oder durch langfristigen Betriebseinsatz feststellbar sind. Durch groBe Innenbelagsdicke wird die
Kiihlung der Rohrwand durch den innenstrdémenden Dampf in Abhéngigkeit der Porositit der Innen-
belidge unter Umstdnden erheblich gemindert. Die Rohrwandtemperaturerhohung beeinflusst wie-
derum die Hochtemperaturkorrosion auf der Rauchgasseite negativ und fiihrt auch zu erhhtem Oxid-
wachstum auf der Innenseite [HUS-99a].

Vornehmlich im Dampferzeugerbau fiir Steinkohlekraftwerke wird intensiv an der Realisierung von
Frischdampftemperaturen von 650 °C° [KOE-01] und sogar 700 °C* [KJA-99] gearbeitet. Dazu wer-
den fiir die kritischen Bereiche des Kessels und der Dampfturbinen neue Legierungen als auch neue
Werkstoffgruppen (insbesondere Nickelbasis-Legierungen) in vielfdltigen Versuchsreihen bei unter-
schiedlichsten, realen FEinsatzbedingungen auf ihre FEinsatztauglichkeit hin getestet. Einige Er-
kenntnisse und erste Fortschritte der Bemithungen werden nachfolgend aufgefiihrt.

Fir Umfassungswéinde stehen neue Werkstoffe zur Verfligung wie z.B. HCM 2S (T23) und
7 CrMoVTiB 10-10 (T24). Diese erlauben gegeniiber dem traditionell verwendeten /3 CrMo 4-4 (T11)
eine Temperaturanhebung um rund 45 - 60 K. Dies fiihrt dazu, dass die Dampfparameter in den meis-
ten Fallen nur noch durch den Frischdampfsammler begrenzt werden [LORE-00].

Heizflachenrohre sind auf Grund der Warmeiibertragung und der Rauchgasatmosphére hoher belastet.
Dort sind austenitische Stdhle problemlos einsetzbar. Der nicht austenitische Chromstahl 797 stellt bis
zu einer Dampftemperatur von 574 °C die kostengiinstigste Losung dar. Dariiber sind Austenite mit
17 % Chromgehalt und iiber 600 °C, zur Steigerung der Korrosionsfestigkeit, Austenite mit noch ho-
herem Chromgehalt erforderlich [LORE-00].

Fiir die derzeit geplanten und gebauten Anlagen mit hdheren Dampfparametern kommen fiir die Uber-
hitzer- und Zwischeniiberhitzer-Endstufen nur Austenite zum Einsatz. Fiir den zukiinftigen Einsatz in
Europa ist laut Husemann insbesondere der Werkstoff 7P 347 HFG im Gesprach. Bewéhrte Austenite
sind zudem Esshete 1250 aus England bzw. X 3 CrNiMoN 17-13 und AC 66 aus Deutschland. Fiir
hochste Einsatztemperaturen und Zeitstandfestigkeiten sind Nickelbasis-Legierungen wie z.B. der
Werkstoff Alloy 617 einzusetzen [HUS-99a].

Die im Uberhitzer- und Zwischeniiberhitzer-Bereich iibliche Anwendung kaltumgeformter nicht wir-
mebehandelter Rohre, stellt einen weiteren Einflussfaktor auf die Zeitstandfestigkeit von Uberhit-
zerrohren dar. Die Verformungsgrade konnen 33 % erreichen. Fiir austenitische Rohre ergibt sich kein
grundsétzlicher Unterschied im Verhalten zu den bisher eingesetzten ferritischen/martensitischen Roh-
ren. Beziiglich des Einflusses der Kaltverformung auf die Zeitstandeigenschaften ergibt sich sogar ein
etwas giinstigeres Bild, da bei austenitischen Stihlen und Nickelbasis-Legierungen sich erst bei
Einsatztemperaturen im Bereich der Erholung und dariiber ein Abfall der Zeitstandfestigkeit in Ab-
héngigkeit vom Kaltverformungsgrad andeutet. Zeitstandversuche bis 30.000 Stunden bei 700 °C bei

? VGB-Verbundforschungsprogramm KOMET 650
* europaisches Gemeinschaftsprojekt: AD700: Advanced 700 °C PF Power Plant
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Kaltverformungsgraden von 20 % am Werkstoff Esshete 1250 flihrten sogar zu einer Erh6hung der
Zeitstandfestigkeit [HUS-99b].

Im Bereich Sammler und Rohrleitungen sind austenitische Stihle auf Grund von Fertigungsproble-
men, bedingt durch die hohe Warmeausdehnung, nicht wirtschaftlich sinnvoll einsetzbar. Fiir Sammler
kommen neuerdings wolframlegierte 9 % - 12 %-Chromstdhle zum Einsatz. Die realisierbaren Wand-
stirken sind auf Grund fertigungs- und schweifltechnischer Anforderungen begrenzt. Die hochste
Temperatur fiir den jeweiligen Werkstoff erhilt man aus der Bedingung, dass das Verhéltnis von
Auflen- zu Innendurchmesser kleiner gleich zwei sein muss. Daraus ergibt sich z.B. fiir den Werkstoff
E 911 bei einem Hochdruck-Austrittsdruck von 30 MPa eine maximal mogliche Austrittstemperatur
von 600 °C [LORE-00].

Auch in der amerikanischen Forschung und Entwicklung wird den konventionellen Dampfkraftwerken
und der Erhdhung der Frischdampfparameter eine hohe Bedeutung beigemessen. Ubergeordnetes Ziel
ist die schrittweise Entwicklung ultra-superkritischer kohlenbefeuerter Dampfkraftwerke mit Frisch-
dampfdriicken von bis zu 34,5 MPa und Frischdampftemperaturen von 650 °C, 700 °C bis hin zu
760 °C [NAT-02].

In einer Untersuchungsreihe zur rauchgasseitigen Korrosion werden verschiedene Rohrmaterialien wie
z.B. HR 3C, 310 TaN, HR 120, SAVE 25, NF 709, modified 800, 347 HFG, HCM 124 sowie 800 H
mit einer Beschichtung aus Alloy 671° in einer Versuchseinrichtung des Argonne National Laboratory
ausgetestet. Untersucht wurde z.B. der Gewichtsverlust von Werkstoffproben bei Temperaturen zwi-
schen 650 °C und 800 °C unter Beaufschlagung mit synthetisch erzeugter Kohlenasche und Alkali-
Sulfaten und in einer zweiter Versuchsreihe zusitzlich mit Natriumchlorid (NaCl). Die Ergebnisse der
168 Stundentests wurden auf den Gewichtsverlust eines Jahres hoch gerechnet. Auffillig ist die beo-
bachtete Abnahme des Gewichtsverlustes jenseits von 750 °C bei allen Werkstoffen ohne Beaufschla-
gung mit NaCl. In dem Fall mit zusétzlicher NaC/ Belastung verhalten sich die Werkstoffe bei 800 °C
sehr unterschiedlich. In diesem Fall schneiden HR 3C und HR 120 am besten ab [NAT-02]. In diesen
amerikanischen Untersuchungen wurden die Werkstoffproben zunichst ohne eine innere Dampfkiih-
lung in einem elektrisch beheizten Ofen auf die gewiinschten Temperaturen aufgeheizt. Auf Grund
dieser Versuchsanordnung bleibt der Einfluss eines iiberlagerten Warmeiibergangs unberiicksichtigt,
der auf Grund des dabei entstehenden Temperaturgradienten nach aktuellem Kenntnisstand [HUS-99a]

Diffusionsvorgénge und somit weitere Korrosionsmechanismen verursacht.

Seit Mai 1999 werden Werkstofftests unter realen Einsatzbedingungen an einem 120 MW-Kessel von
Babcock & Wilcox in Bundesstaat Ohio durchgefiihrt. Dabei wurden 38 Rohrelemente aus 14 ver-
schiedenen Legierungen (u.a. HR3C, modified 800, SAVE 25, NF 709, 347 HFG) zu einer Rohr-
schlange zusammengefiigt und in den Uberhitzerbereich des kohlenbefeuerten Blocks eingesetzt
[MCD-02].

Oxiddispersionsverfestigte Hochtemperaturwerkstoffe

Eine weitere Werkstoffgruppe, die fiir den Einsatz in kohlenbefeuerten Dampferzeugern zur Steige-
rung der Frischdampfparameter geeignet sein kdnnte, stellt die Gruppe der mechanisch legierten oxid-
dispersionsverfestigten Hochtemperaturwerkstoffe (ODS-Legierungen) dar. Auf Grund des pulverme-

> einzige Nickelbasis-Legierung in der Versuchsreihe
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tallurgischen Herstellungsverfahrens weisen diese Werkstoffe auBergewohnliche Hochtemperatur-
eigenschaften auf. Das Rohrmaterial kann aus den metallischen Pulvern durch Extrudieren hergestellt
werden. Ndhere Details iiber das Herstellungsverfahren, die Werkstoffeigenschaften von ODS-Legie-
rungen sowie die Verarbeitung von ODS-Rohrmaterial sind im Anhang aufgefiihrt (Abschnitt 6.1, ab
S. 191).

Weltweit werden bereits mehrere Projekte zur Beurteilung der Tauglichkeit von extrudierten ODS-
Rohren fiir Wiarmetauscher in der Atmosphire von Steinkohlenstaubfeuerungen durchgefiihrt
[KUH-97], [ENB-01], [HAR-02]. Die verschiedenen Projekte haben das {ibereinstimmende Ziel, einen
extern befeuerten Gasturbinenprozess mit einem hochtemperaturbestindigen Wéarmetauscher zu reali-
sieren. Der angestrebte Kombi-Prozess ist dadurch gekennzeichnet, dass verdichtete Luft in einem
Hochtemperaturwarmetauscher (HTWT) und einer atmosphérischen Kohlenstaubfeuerung erhitzt und
in einer Gasturbine entspannt wird. Anschlie8end erfolgt eine Abwarmenutzung in einem konventio-
nellen Abhitzedampfprozess. Im englischen Sprachgebrauch wird dieser Prozess als Externally-Fired-
Combined-Cycle (EFCC) bezeichnet. Der dafiir erforderliche, noch zu entwickelnde HTWT wird aus
einem metallischen und einem keramischen Teil bestehen, wobei wegen des Temperaturniveaus fiir
den metallischen Teil ODS-Rohre zum Einsatz kommen. In einer experimentellen Vorstudie, die einen
breit angelegten Vergleich in Frage kommender hochtemperaturbestindiger keramischer und metalli-
scher Werkstoffe beinhaltet, wurde die grundsétzliche Eignung der ODS-Legierungen fiir diesen
Anwendungsfall festgestellt [KUH-97]. In einer Fortsetzung dieser Bemiithungen werden bereits
Feldversuche unter realen Betriebsbedingungen (jedoch mit einzelnen Rohrschlangen) einer Koh-
lenstaubfeuerung durchgefiihrt [ENB-01]. Ziel der amerikanischen Bemiihungen, im Rahmen der
Erforschung von Kraftwerkstechnologien fiir das 21. Jahrhundert (Forschungsprogramm Vision 21,
gefordert durch das Department Of Energy) ist die Realisierung eines HTWT in einem realistischen
Malfstab. Der Schwerpunkt der Arbeiten liegt dabei auf der Erhohung der zuldssigen Umfangsspan-
nung des zum Einsatz kommenden ODS-Materials, die Losung von Fertigungsproblemen (insbeson-
dere die Herstellung korrosionsbestidndiger Schweilverbindungen) und der Test des Hochtemperatur-
Korrosionsverhaltens in einer Kohlenstaubfeuerung [HAR-02]. Im Gegensatz zu dem hier diskutierten
Einsatz in Dampferzeugern, ist das Rohrmaterial im EFCC- Prozess relativ geringen inneren Uberdrii-
cken® ausgesetzt.

Zusammenfassend ist festzustellen, dass eine liber 700 °C hinausgehende Steigerung der Frisch-
dampftemperatur im konventionellen Dampfkraftprozess durch den Einsatz oxiddispersionsverfestig-
ter Hochtemperaturlegierungen grundsitzlich denkbar ist. Beziiglich der Zeitstands- und Korrosions-
festigkeit, sowie der Moglichkeit der Herstellung belastbarer Verbindungen sind die im Anhang
(Abschnitt 6.1) ausfiihrlich dargestellten Fragestellungen zu kléren. AuBerdem sind Dauertests unter
realistischen Einsatzbedingungen unerlisslich, auf deren Basis die Werkstoffeigenschaften durch An-
passung der Legierungszusammensetzung, der thermo-mechanischen Behandlung zur Gefiigeeinstel-
lung und der Umform- bzw. Schweillverfahren weiter zu optimieren sind. Um neben der technischen
Machbarkeit auch die Wirtschaftlichkeit zu erzielen, ist eine deutliche Degression der Werkstoffkosten
durch Vereinfachung und Optimierung des Herstellungsprozesses und durch die Steigerung der Pro-
duktionskapazitit erforderlich. Da bei der Betrachtung des Standes der Entwicklungen die Erfiillung
aller Kriterien durchaus im Bereich des Moglichen scheint, wird im Rahmen dieser Arbeit (Ab-

8 der innere Uberdruck wird durch das Verdichterdruckverhiltnis bestimmt und liegt bei etwa 1,5 - 2,5 MPa
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schnitt 3.2.3) zur Abschitzung der Chancen einer weiteren Steigerung der Frischdampfparameter, die
wirtschaftliche und technische Verfiigbarkeit von ODS-Hochtemperaturlegierungen flir den Dampfer-
zeugerbau angenommen.

Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung

Eine alternative Entwicklungslinie fiir die Verstromung fester Brennstoffe stellt das Kombi-Kraftwerk
mit Druckkohlenstaubfeuerung dar, das hauptsidchlich in Deutschland erforscht und entwickelt wird.
Grundidee des Konzeptes ist es, das hohe Wirkungsgradniveau des kombinierten Gas- und Dampf-
turbinenprozesses fiir den Brennstoff Kohle nutzbar zu machen. Dieser hocheffiziente und mit gerin-
gen Anlageninvestitionen verbundene Kraftwerksprozess ist derzeit den Edelbrennstoffen Erdgas und
extra leichtem Heizol vorbehalten, da verfahrensbedingt das Abgas der unmittelbar vor Eintritt in die
Gasturbine stattfindenden Feuerung, direkt in Kontakt mit der Beschaufelung der Turbine kommt. Alle
festen und kondensierbaren Riickstinde, die bei der Verbrennung von Kohle entstehen, stellen daher
ein potenzielles Problem fiir eine Anwendung dieser Brennstoffgruppe in einem kombinierten Gas-

und Dampfturbinenprozess dar.

HTGR

Kohle Fliissigasche- Alkali-
abscheidung abscheidung

I
I
: DKSF
I

DeNOx 4

REA
@—( Dampfturbine

Gasturbine u

Abbildung 1.4: Verfahrensschema eines Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und
Hochtemperaturgasreinigung’ [SCHU-03]

Das Verfahrensprinzip des druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Kraftwerks beriicksichtigt diese brenn-
stoffbedingte Problematik durch die Integration einer Hochtemperaturgasreinigung (HTGR) des
Abgases der Druckbrennkammer bevor dieses in der Gasturbine entspannt wird (Abbildung 1.4). Um
in dem Gasturbinenprozess hohe Wirkungsgrade erzielen zu kdnnen und um auch zukiinftig das Ent-
wicklungspotenzial der Gasturbinentechnologie in diesem Konzept nutzen zu konnen, sind Eintritts-
temperaturen in die Gasturbine erforderlich, die oberhalb des Schmelzpunktes der Kohlenasche liegen.
Daher wird die Druckbrennkammer bei Temperaturen oberhalb des AscheflieBpunktes betrieben und
als Schmelzkammerfeuerung ausgefiihrt. Die nachfolgende Abscheidung der nicht in der Brennkam-
mer abgetrennten Asche erfolgt ebenfalls in schmelzfliissigem Zustand. Dariiber hinaus miissen gas-
formige Riickstdnde entfernt werden, die im Verlauf der Entspannung (und der damit einher gehenden
Abkiihlung des Gastroms) in der Turbine auskondensieren wiirden. Durch das Vorhandensein von

7 ohne Anlagen zur Kohlenaufbereitung
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Schwefelkomponenten im Abgas der Kohlenverbrennung, kénnen dabei korrosiv-wirkende Verbin-
dung auf den Schaufeloberflichen abgelagert werden (sulfatinduzierte Hochtemperaturkorrosion).
Dafiir kommen insbesondere Alkaliddmpfe in Frage, die ggf. durch Alkaligettermaterialien zuriick

gehalten werden miissen.

Eine weitere Ergdnzung des Prozesses gegeniiber dem einfachen erdgasbefeuerten Kombi-Kraftwerk
stellt die Rauchgasentschwefelung dar, die auf Grund des hoheren Schwefelgehaltes von Kohle gegen-
iiber Erdgas erforderlich wird. Prinzipiell wére es, vor dem oben genannten Hintergrund der sulfat-
induzierten Korrosionsproblematik, sinnvoll die Entschwefelung des Gases vor Eintritt in die Gas-
turbine vorzunehmen. Es steht derzeit jedoch kein Verfahren zur Verfiigung, das bei den dort vorherr-
schenden Gaszustdnden eine ausreichende Entschwefelung ermdglichen wiirde. Zur Entschwefelung
des Abgases des Kombi-Prozesses wird in dem Konzept daher die konventionelle nasse Rauchgas-
wiésche (REA) nach Austritt des Gases aus dem Abhitzekessels beriicksichtigt. Das Temperatur- und
Druckniveau entspricht an dieser Stelle des Kombi-Prozesses den Einsatzbedingungen® einer REA in
einem konventionellen Dampfkraftwerk (Abbildung 1.4).

Weitere Anderungen des Kombi-Kraftwerksprinzips sind grundsitzlich nicht erforderlich. Die Brenn-
stoffaufbereitung ist selbstverstindlich dem verwendeten Brennstoff anzupassen. Hierfiir stehen die
meisten Aufbereitungsverfahren der konventionellen Kraftwerkstechnik zur Verfiigung. Die oben
aufgefiihrten MafBnahmen zur Kompensation der speziellen Eigenschaften von Kohle statt Erdgas als
Brennstoff fithren zur einem erhohten energetischen und anlagentechnischen Aufwand, was eine Re-
duzierung des Wirkungsgrades und einen Anstieg der Anlageninvestitionen, gegeniiber einem erdgas-

befeuerten Kombi-Kraftwerk, erwarten lasst.

Die 1990 begonnene Entwicklung dieses Kraftwerkskonzeptes hat bisher den Einsatz des Brennstoffs
Steinkohle vorausgesetzt. Erst in den letzten Jahren gibt es Uberlegungen dieses Konzept auch auf die
Verstromung von Braunkohle auszuweiten. In der Ubersichtsdarstellung der Entwicklungen in der
Braunkohlenutzung in der Energie- und Kraftwirtschaft fiihrt Kather den Kombi-Prozess mit Druck-
kohlenstaubfeuerung auf, weist jedoch auf eine eventuelle Verschirfung der Alkaliproblematik bei
Braunkohle hin [KAT-96]. Auch Leithner fiihrt in seiner aktuelleren Ubersicht iiber zukiinftige Ent-
wicklungen der Braunkohle-Kraftwerkstechnik [LEI-02a] diese Prozessvariante auf, ohne auf brenn-

stoffspezifische Probleme niher hinzuweisen.
Stand der verfahrenstechnischen Entwicklung

Der aktuelle Stand der Entwicklung im Bereich des druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Prozesses
wurde im Rahmen des dritten Druckflamm-Statusseminars im November 2002 unter allen beteiligten
Forschergruppen ausgetauscht [ENE-02]. Die derzeit behandelten Problemkreise sind die Ver-
brenungsforschung, die Asche- und Alkaliabscheidung bei hohen Temperaturen und Driicken, sowie
die Gasmesstechnik [HAN-02].

Verbrennung von Kohle unter erhohtem Druck

Die Verbrennung von Kohle unter Druck bei Temperaturen iiber 1000 °C war noch vor wenigen Jah-

ren wenig erforscht. In der Zwischenzeit gibt es umfangreiche Untersuchungen des Druckeinflusses

¥ auf Grund des hoheren Luftiiberschusses sind die Konzentrationen jedoch geringer
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auf die Pyrolysevorginge, den Koksabbrand, die PartikelgroBenverteilung, die Alkalienfreisetzung
und -wiedereinbindung sowie die NO,-Bildung [HAN-02].

An der Rheinisch-Westfilischen Technischen Hochschule (RWTH) in Aachen wird der Einfluss von
Primdrmafnahmen auf die Verbrennung von Kohle unter Druck untersucht. Dazu wird eine DKSF-
Versuchsanlage betrieben, die durch gute optische Zugénglichkeit des Feuerraums den Einsatz vielfal-
tiger Messtechniken ermdglicht (Abbildung 1.5). So kdnnen zur Beurteilung von Flammenstrukturen
mehrdimensionale Felder der Geschwindigkeit und der PartikelgroBe in der Druckflamme experimen-
tell ermittelt werden. Die parallel durchgefiihrten numerischen Berechnungen mit entsprechend ange-
passten Modellen fiihren zu akzeptabler Ubereinstimmung mit den Experimenten und stellen somit ein
wichtiges und brauchbares Werkzeug fiir die Wahl der Betriebsparameter der Versuchsanlage, aber
auch fiir die Auslegung zukiinftiger Brenner, dar. Derzeit werden in Aachen die Ursachen fiir die Bil-
dung der groBen Anzahl von Kleinstpartikeln bei der Druckkohlenstaubfeuerung niher erforscht
[PET-02].

AuBlerdem berichtet Petery iiber den Einfluss des Dralls und der Luftstufung auf Flammenstrukturen
und PartikelgroBen aus erfolgreichen Versuchsreihen zur Schmelzfeuerung von getrockneter, rheini-
scher Braunkohle [PET-02].

Drallbrenner
(verfahrbar)

Optische
Zuginge
2500 mm

Schlacke-
abtropfring

Abbildung 1.5: Druckbrennkammer (links) und Aufienansicht der DKSF-Versuchsanlage des Lehr-
stuhls fiir Warmeiibertragung und Klimatechnik der RWTH Aachen [HOL-02]

An der Ruhr Universitdt Bochum wird der Ablauf der Kohlenverbrennung unter Druck in verschiede-
nen Versuchsapparaturen in allen Phasen der Verbrennung untersucht und optisch sichtbar gemacht.

Dabei kommt ein Hochdruck-Hochtemperatur-Fallrohrreaktor zur Untersuchung einzelner reagieren-
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der Kohlenpartikel unter differentiellen Reaktionsbedingungen zum Einsatz. Zur Kldrung wichtiger
Details des Ziindprozesses bei extremen Aufheizraten, die flir die numerische Simulation erforderlich
sind, wurde ein spezieller Druck-Flachflammenbrenner entwickelt und in Betrieb genommen
(Abbildung 1.6, rechts). Zur eingehenden Analyse der Stickoxidbildungsmechanismen und der Kinetik
der dabei ablaufenden Reaktionen werden Untersuchungen mit einem Flash-Pyrolyse Reaktor durch-
gefiihrt (Abbildung 1.6, links). Wirtz stellt fest, dass derzeit das Verstindnis der Bildung von NO; aus
brennstoffgebundenem Stickstoff noch unzureichend ist. Es wird angestrebt mit Hilfe der Flash-
Pyrolyse Apparatur die Freisetzungsraten von NH; und HCN, die als wichtige Vorldufer der NO,-
Bildung verstanden werden, realistisch abzuschédtzen und so reaktionskinetische Berechnungen zu
verbessern [WIR-02].
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Abbildung 1.6: Schema der Flash-Pyrolyse Apparatur (links) und der Druck-Flachflammen-
brenner [WIR-02]

An einem Druckflugstromreaktor der Universitdt Stuttgart (Abbildung 1.7) werden neben dem allge-
meinen Verbrennungsverhalten [BAU-99] feuerungstechnische Maflnahmen zur Reduktion von Stick-
oxidemissionen aus Druckkohlenstaubfeuerungen experimentell untersucht [BEN-02]. Dabei wird
neben verschiedenen Steinkohlen auch getrocknete rheinische Braunkohle beriicksichtigt.

Die Untersuchungen zeigen, dass der Druck einen vernachldssigbaren Einfluss auf die thermische
NO,-Bildung hat. Daraus leitet Benohr ein groBles Potenzial zur Unterdriickung der thermischen NO-
Bildung’ bei der Druckkohlenstaubfeuerung ab. Dies kann durch ein deutliches Absenken der Luft-

? dhnlich wie unter atmosphirischen Bedingungen
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{iberschusszahl' erzielt werden. Die dadurch hervorgerufene VergleichméBigung des Temperatur-
profils wiirde voraussichtlich gleichzeitig die Brennstoff-NO,-Bildung vermindern [BEN-02].

Experimentelle Untersuchungen der luftgestuften Verbrennung weisen auf eine Abnahme der NO,-
Minderungseffektivitdt dieser MafBnahme mit steigendem Druck hin, so dass die Luftstufung als
Primdrmafnahme zur NO,-Reduktion nur bei hochfliichtigen Brennstoffen sinnvoll erscheint
[BEN-02]. Benohr hélt es fiir realistisch, auch bei hohen Brennkammertemperaturen, ausschlieBlich
durch Einsatz der luftgestuften Verbrennung bei Trockenbraunkohle den gegenwirtigen Grenzwert fiir
NO, einhalten zu kénnen [BEN-03].
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Abbildung 1.7: Schema des Druckflugstromreaktors des Instituts fiir Verfahrenstechnik und
Dampfkesselwesen der Universitdt Stuttgart [BEN-02]

Einen weiteren Aspekt, der die Druckkohlenstaubfeuerung und die dafiir erforderliche Brennkammer
betrifft, stellen die nicht gasférmigen Riickstdnde der Kohlenverbrennung dar. Unter den Bedingungen
der Schmelzkammerfeuerung liegt die nicht brennbare, mineralische Substanz der Kohle in Form fliis-

siger Schlacke vor, die teilweise die innere Behélterwand benetzt.

Hecken hat ein mathematisches Modell zur Voraussage von Temperatur- und Geschwindigkeitsprofi-
len im abflieBenden Schlackefilm an den Wénden von Schmelzkammerfeuerungen entwickelt. Dazu
werden zunichst die Strahlungs- und Temperaturfelder sowie die Partikelbewegungsbahnen der Koh-
lenstaubverbrennung ermittelt. Fiir Partikel fiir die Wandkontakt voraus gesagt wird, folgt eine Ermitt-

lung der Haftwahrscheinlichkeit in Abhédngigkeit der Wandeigenschaften und der momentanen Parti-

12 z.B. durch eine Abgasrezirkulation
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kelviskositdt. Daraus ergeben sich rdumlich verteilte Ablagerungsraten an der gesamten Brenn-
kammerwand. Fiir die eigentliche Filmberechnung wird neben den Ablagerungsraten die Temperatur-
abhéngigkeit der FlieBeigenschaften der Schlacke beriicksichtigt. Fiir die Ermittlung der Temperatur
des Schlackefilms wird der Wérmeaustausch zwischen Flamme und Schlackenfilm detailliert nach-
gerechnet. Das Modell sagt einen Beharrungszustand mit gleichméBig abflieBendem Schlackefilm
voraus. Auf Grund der unterschiedlichen Brennstoff- und Ascheeigenschaften von Braun- und Stein-
kohle resultiert aus den theoretischen Untersuchungen fiir Steinkohlenfeuerungen eine Filmdicke von
etwa 2 mm und fiir Braunkohlenfeuerungen eine Filmdicke von etwa 6 mm [HEC-02].

Asche- und Alkaliabscheidung bei hohen Temperaturen und Driicken

Die groBte Versuchseinrichtung fiir die Entwicklung der DKSF-Technologie stellt die Pilotanlage in
Dorsten dar, die von der Druckkohlenstaubfeuerung GbR betrieben wird (Abbildung 1.8). Die Anlage
besteht aus einer druckaufgeladenen Brennkammer mit etwa 1 MW thermischer Leistung und einem
anschlieBenden Fliissigascheabscheider. Da das priméire Untersuchungsziel der Anlage die Reinigung
des Abgases darstellt, dient die Brennkammer prinzipiell nur zur moglichst sicheren und reproduzier-
baren Erzeugung von Heiflgas und weniger zur experimentellen Untersuchung der Druckkohlenstaub-

feuerung. Die Anlage wurde 1990 in Betrieb genommen.
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Abbildung 1.8: Brennkammer (links) [SCHA-99] und Aufsenansicht [KAR-02] der DKSF-Ver-
suchsanlage der Druckkohlenstaubfeuerung GbR in Dorsten

Durch die fortlaufende Optimierung der Anlage wurde die Verfligbarkeit und die Leistungsfahigkeit
samtlicher Komponenten verbessert. Die Betriebssicherheit wurde erhoht und lidngere Versuchsbe-
triebe kdnnen problemlos gefahren werden [LER-02].
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Seit Inbetriebnahme der Anlage wurden verschiedene Abscheideverfahren und -bauformen testweise
eingesetzt [WEBE-93]. Die besten Ergebnisse werden derzeit mit einem Schiittschichtabscheider
erzielt (Abbildung 1.9, Position A). Die Schiittschicht wird aus gleichgroflen, schmelzgegossenen,
isostatisch gepressten Keramikkugeln mit dichter Oberfliche und hohem Cr,O;-Anteil aufgebaut.
Messungen ergaben, dass Aschepartikel mit einem Durchmesser {iber 3 um in allen Betriebszustinden
sicher aus dem Rauchgasstrom abgeschieden werden konnen [KAR-02]. Die Forderung nach einer
maximalen Partikelgrole von 3,5 um fiir die Gasturbinenvertrdglichkeit des Rauchgases ist somit
erfillt. Jedoch entspricht das Gas den Anforderungen der Gasturbine noch nicht vollstindig, weil die
Massenkonzentration der Partikel im Gas mit 120 - 300 mg/m?® (im Normzustand) noch deutlich ober-
halb des geforderten Maximalwertes von 3,5 mg/m? i.N. liegt [FOE-02].

Untersuchungen der Schlacke- und Staubproben aus der DKSF-Versuchsanlage in Dorsten zeigen,
dass im Laufe des Anlagenbetriebs praktisch keine Verdnderungen der Schlackeeigenschaften (insbe-
sondere des FlieBverhaltens) stattfinden. Der zeitliche Verlauf des Anlagenbetriebs zeigt einen ausge-
pragten Beharrungszustand, bei dem die Funktionskeramiken des Fliissigascheabscheides (FAA) wir-
kungsvoll durch einen kontinuierlich abflieBenden Schlackefilm vor Korrosion geschiitzt werden. Die
FlieBfahigkeit bleibt im gesamten Betrieb erhalten, so dass ein Zusetzen des Abscheiders nicht beo-
bachtet wird. Auch im Falle von Betriebsunterbrechungen bleibt der FAA durchgéngig. Das Funkti-
onsprinzip der Fliissigascheabscheidung an keramischen Kugeln hat sich somit als robuste primére
Abscheidestufe bewihrt. Karwath weist auf die bemerkenswert gute Einbindung von Alkalien (Na,O
und K,0) in die fliissige Schlacke hin. Diese kann somit als effektives Gettermaterial flir Alkalien
bezeichnet werden [KAR-02].
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Abbildung 1.9: Schema der 1 MW-Versuchsanlage in Dorsten [LER-02]
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Versuche mit hoheren Gasgeschwindigkeiten und verdnderter Schiittungsgeometrie fiihrten zu hdhe-
rem Materialverschlei3, aber nicht zu einer erhofften Verbesserung der Abscheideleistung [HAN-02].

Energetische Optimierungen der Auslegung von Kugelschiittungen zur Abscheidung von Fliissigasche



1.2 Stand von Wissenschaft und Technik 21

filhren zu den Empfehlungen mdglichst kleine Kugeln einzusetzen und das Verhéltnis von Hohe der
Schiittung und Durchmesser der Kugeln zwischen 5 und 15 auszulegen [REI-02].

Die bisher verwendeten Funktionskeramiken, die aus Griinden der Korrosionsbestindigkeit mit einem
hohen Gehalt an Chromoxid (Cr,0;) ausgestattet sind, rufen ein Folgeproblem hervor. Chrom wird bei
den herrschenden Einsatzbedingungen in relativ hohem Mafle aus den Keramiken, in Form von toxi-
schen Cr(VI)-Verbindungen, sublimiert. Diese konnen in den nachfolgenden Anlagenteilen in relativ
hohen Konzentrationen nachgewiesen werden. Pavone bezeichnet daher die Substitution von Cr,0;
durch beispielsweise Hafniumoxid (HfO,) als wichtiges Entwicklungsziel [PAV-02].

Am Forschungszentrum Jiilich wird an der Entwicklung HfO,-haltiger Werkstoffe fiir die FAA gear-
beitet. Erste Untersuchungen belegen die hohe Korrosionsbestindigkeit der Materialien gegeniiber
Schlacke. Auflerdem wurde im Rahmen der Forschungsarbeiten festgestellt bzw. bestétigt, dass der
groBte Teil der Alkalien in die Schlacke eingebunden wird, so dass nur noch geringe Mengen in einer
separaten Alkaliabscheidung aus dem Rauchgas entfernt werden miissen. Dazu wird als erfolgverspre-
chendes Konzept die Anwendung von Abtropfgettern vorgestellt. Damit kann laut Miiller die Gastur-
binenvertréglichkeit bzgl. des Alkaligehaltes von <0,01 mg / m’ i.N. erzielt werden [MUEL-02].

Hingegen fiihren die theoretischen Berechnungen an der Bergakademie Freiberg zu der Erwartung,
dass auch bei idealer Getterung der gasturbinenvertrdgliche Alkaligrenzwert nicht erreichbar sein
wird. Bause fiihrte umfangreiche Berechnungen mit thermodynamischen Modellen zur Alkalienfrei-
setzung und -einbindung an Kohlenaschen und Gettermaterialien durch. Insgesamt wurden 664 Ver-
bindungen und das vollstindige Erreichen des thermodynamischen Gleichgewichts aller moglichen
Reaktionen vorausgesetzt [BAUS-02]. Die Ergebnisse widersprechen damit auch der Ansicht von
Forster, der aus den Erfahrungen an der Pilotanlage in Dorsten schlieB3t, dass die Alkalieneinbindung
und -getterung in ausreichendem Malle moglich sein sollte [FOE-02]. Aulerdem weist Bause darauf
hin, dass nach seinen Berechnungen 45 - 100 % an fliichtigen Schwermetallen (Cadmium, Nickel, Blei
und Zink), welche in Spuren mit der Kohle eingebracht werden, auf den Gasturbinenschaufeln aus-
kondensieren werden, wodurch eine bisher noch nicht beachtete Problematik aufgeworfen wird
[BAUS-02].

Feinstpartikelabscheidung

Mit der nach dem Prinzip der Triagkeitskraftabscheidung arbeitenden ersten Stufe des Fliissigasche-
abscheiders lassen sich Partikel groBer 3 um auf Grund ihrer nennenswerten Triagheit sicher abschei-
den. Um die feinsten, fliissigen Schlacketrépfchen, die im Gas fein dispergiert vorliegen'' und sich auf
Grund ihrer Ladungseigenschaften gegenseitig abstoflen, aus dem Gasstrom abzuscheiden, miissen
demnach andere Effekte zur Abscheidung ausgenutzt werden.

An der Pilotanlage in Dorsten werden verschiedene Verfahren zur Abscheidung von Feinstpartikeln
experimentell untersucht. Dazu werden verschiede Abscheiderprototypen hinter dem bewéhrten FAA
fiir die erste Grobabscheidung integriert (siche Abbildung 1.9, Position B). Die dazu erforderlichen
Umbauarbeiten halten sich auf Grund der konstruktiven Flexibilitdt in Grenzen, so dass relativ schnel-
le Wechsel der Einbauten moglich sind [FOE-02].

""" daher wird das Gemisch aus fliissiger Asche und Rauchgas auch als Aerosol bezeichnet
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Versuche mit Einbauten aus einem feinen Platin-Gestrick'? fiihrten zu keinem zufriedenstellen Ergeb-
nis. Da sich die Zwischenrdume des Gestricks, auf Grund der guten Benetzbarkeit von Platin mit fliis-
siger Schlacke, zusetzten, konnte ein kontinuierlicher Betriebszustand in der Pilotanlage nicht einge-
stellt werden [FOE-02].

Erfolgversprechende erste Versuche wurden hingegen mit der Anwendung von Schiittschichten, die
aus Materialkombinationen mit unterschiedlichen Eigenschaften zusammengesetzt sind, durchgefiihrt.
Mit einer Schiittung aus zirkonoxidhaltigen gemischt mit chromoxidhaltigen Keramiken konnte der
Partikelgehalt reproduzierbar von etwa 350 mg/m? i.N. auf unter 100 mg/m? i.N. reduziert werden. Dies
stellt laut Forster einen sprunghaften Fortschritt in der Partikelabscheidung dar, wobei hier eine passiv
arbeitende, nicht weiter optimierte Anordnung zum Einsatz kam [FOE-02].

Der beobachtete Abscheideeffekt wird durch den Aufbau lokaler elektrischer Feldgradienten durch die
Kombination von Keramiken mit unterschiedlich starker, elektrischer Affinitit fiir Elektronen bei
hohen Temperaturen erklért. Elektrische Feldkrédfte haben Einfluss auf die Feinstpartikel, weil diese
nach neuesten Erkenntnissen bei Temperaturen zwischen 1200 und 1700 °C nicht mehr elektrisch
neutral, sondern auf Grund von Ladungstrennung zum Grofteil positiv geladen sind. Insgesamt ist das
Rauchgas elektrisch neutral und wird in diesem Temperaturbereich als Niedertemperaturplasma ange-
sehen. Forster hélt diesen Ansatz zur Reduktion des Reingaspartikelgehaltes auf Gasturbinenvertrag-
lichkeit fiir sehr aussichtsreich [FOE-02].

An der Universitdt Karlsruhe werden Laborversuche durchgefiihrt, die ebenfalls die elektrostatischen
Eigenschaften des Aerosols, auf Grund thermoionischer Aufladung, zur Feinstpartikelabscheidung zu
nutzen suchen. Jedoch wird hier einem Stromungskanal mit Hilfe eines Plattenkondensators aktiv ein
dufBeres Feld aufgepriagt. Mit dem Versuchsaufbau kann einerseits der Ladungszustand der Schlacken-
partikel in Abhéngigkeit von der PartikelgroB3e ermittelt werden, sowie der Trenngrad der Anordnung
in Abhéngigkeit von der PartikelgroBe und der elektrischen Feldstérke. Der in der Laboranlage mit
synthetisch erzeugtem Aerosol erzielte Fraktionsabscheidegrad liegt bei etwa 60 % und weist nur
geringe Abhéngigkeit von der Partikelgrofle auf. Der Wert fiir die Ladung eines 0,5 um groflen Parti-
kels wird mit etwa 100 Elementarladungen angegeben [SCHI-02].

An der Universitdt Duisburg-Essen wird ein komplexes cfd-Berechnungsmodell zur Erfassung der
elektro-hydrodynamischen Wechselwirkungen zur realitdtsnahen Abbildung des Aerosoltransports
unter DKSF-Bedingungen entwickelt. Die gekoppelte Losung von Fluidstromung, Ionen- und Parti-
keltransport, sowie dem elektrischen Potenzialfeld bilden die Grundlage fiir die Modellierung der
Stofftransportvorgidnge in der Feinstpartikelabscheidung. Um auch Effekte auf Grund von Turbulen-
zen in der Stromung zu Beriicksichtigen, ist laut van der Zwaag weitere Entwicklungsarbeit erforder-
lich. Ebenfalls sollte eine Beriicksichtigung von Partikelaufladungsphénomenen und das Verhalten
von elektrisch leitfadhigem Elektrodenmaterial integriert werden. Die so entwickelten cfd-Modelle
tragen zum theoretischen Verstindnis der beobachteten Phédnomene bei und stellen dariiber hinaus
einen wichtigen Beitrag zur optimalen Gestaltung und Auslegung der Feinstpartikelabscheidestufe dar
[VDZ-02].

12 Demistereinbauten
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Messtechnik fiir Gase unter hohen Driicken bei hohen Temperaturen

Fiir den sicheren Betrieb einer Gasturbinenanlage in einem druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Pro-
zess, aber auch fiir die zielgerichtete Entwicklung der Feinstpartikel- und Alkalienabscheidung, sind
online Messtechniken zur exakten, verzogerungsfreien Erfassung von Partikelgehalt, sowie Natrium-
und Kaliumgehalt des Rauchgases bei Betriebsdruck bis zu etwa 2 MPa und Temperaturen von etwa
1500 °C erforderlich. Laut Bartmann entsprechen diese Bedingungen nicht den {iblichen Vorausset-
zungen bei denen gingige Messverfahren eingesetzt werden. Daher sind Anpassungen der Verfahren
an die besonderen Anforderungen der Druckkohlenstaubfeuerung erforderlich [BAR-02].

An der Pilotanlage in Dorsten (Abbildung 1.9) wurden bereits erfolgreiche Versuche zur online Mes-
sung des Natriumgehaltes des Abgases mit einer Alkalinachweissonde durchgefiihrt. Die Sonde be-
steht aus Beta-Aluminium (Beta-Al,O;), welches leitend fiir Natrium-Ilonen ist. Die entstehende elekt-
rische Spannung kann leicht online ausgewertet werden. Die Ergebnisse erster Messungen zeigen eine
sehr gute Korrelation der Werte zu parallel durchgefiihrten nasschemischen Analysen des Gases
[BAR-02]. Uber die Dauerbetriebstauglichkeit der Sonde unter DKSF-Bedingungen wird keine Aus-
sage getroffen.

Zum Nachweis von Kaliumatomen werden Diodenlaser in einem absorptionsspektroskopischen Ver-
fahren eingesetzt. Der apparative Aufwand und die geringe GroBe des Messvolumens werden als
problematisch bezeichnet, jedoch sind die Messungen mit hoher zeitlicher Auflésung grundsétzlich
durchfiihrbar [BAR-02].

Laut Umhauer entspricht die angestrebte Massenkonzentration von 3 mg/m?i.N. im Rauchgas (bzw.
die dementsprechende Anzahlkonzentration von 10° - 10* Partikel/cm?®) und die PartikelgroBe von
etwa 3 um der Doméne von Streulicht-Partikelzdhlern. Fiir die Bedingungen der Druckkohlenstaub-
feuerung wurde ein angepasster Streulicht-Partikelzdhler an der Universitit Karlsruhe entwickelt und
gebaut, jedoch noch nicht an der Pilotanlage in Dorsten getestet. Da oberhalb von 1000 °C die wahr-
nehmbare Eigenstrahlung der zu zéhlenden Partikel zu groB3 ist und eine Zahlung aus physikalischen
Griinden unmoglich macht, ist mit diesem Prinzip keine echte in-situ Messung moglich. Messtech-
nisch optimale Bedingungen konnen jedoch unkritisch an einem isokinetisch entnommenen Teilstrom
bei Betriebsdruck eingestellt werden. Die Anlage befindet sich derzeit in der Erprobung [UMH-02].

Ein anderes untersuchtes Verfahren zur Uberwachung des Staubgehaltes vor Eintritt in die Gasturbine
arbeitet nach dem Prinzip der Triboelektrik. Dieses Verfahren nutzt die Ladung der im Rauchgas vor-
handenen Partikel und fiihrt diese gegen Masse ab. Dieses einfache Messverfahren erfordert eine
Kalibrierung. Dariiber hinaus zeigt das Messsignal eine deutliche Abhidngigkeit von der Stromungsge-
schwindigkeit, die von Druckénderungen im Rauchgaskanal durch instationédre Betriebszustinde her-
vorgerufen werden konnen. AuBerdem weist das Sondenmaterial schon nach relativ kurzer Versuchs-
zeit starke Korrosion auf. Der Zusammenhang des Messsignals mit den Staubgehalten konnte noch
nicht eindeutig geklart werden, aber Dembitzki hélt eine Kombination dieses Verfahrens mit anderen
online Staubmessverfahren fiir sinnvoll [DEM-02].

1.2.2 Braunkohlentrocknung

Ausgehend von der Beschreibung des besonderen Charakters der Bindung des Wassers an die Braun-
kohlensubstanz, wird nachstehend der Stand der Technik auf dem Weg der Trocknung von
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Braunkohle beschrieben. Der Begriff der Trocknung wird hier entsprechend der Definition von
Krischer und Kast [KRI-92] verwendet. Demnach wird unter Trocknung die Umkehrung der
Befeuchtung verstanden, fiir die zur Uberwindung von Bindungskriften Energie in das System
einzubringen ist. Dabei wird zundchst nicht unterschieden, ob die fiir das Trennverfahren erforderliche
Energie mechanisch oder thermisch aufgebracht wird. Andere Autoren sprechen von Trocknung nur in
den Fillen, in denen das Wasser durch einen Phasenwechsel (Verdampfung) aus dem Trocknungsgut

austritt. Andernfalls sprechen diese Autoren von Entwésserung.

Die Bindung des Wassers an die Braunkohle ist komplex und die Beschreibung wird durch die chemi-
sche und morphologische Inhomogenitit der Braunkohle, die als Endprodukt der ersten Phase des
Inkohlungsprozesses bezeichnet wird, erschwert [FOH-87a]. Wegen der relativ grolen Bandbreite der
Klassifikation von Braunkohle, kann hier nur qualitativ auf die verschiedenen Bindungsformen des

Wassers an die Braunkohle eingegangen werden.

Trotz des extrem hohen Wassergehaltes von Braunkohlen'® weisen diese oft keine oder nur sehr gerin-
ge Oberflachenfeuchte auf [KLU-96]. Unter Oberflachenfeuchte versteht man Wasser, welches unge-
bunden'® im Feststoff vorliegt und fiir dessen Abtrennung theoretisch keine Arbeit erforderlich wire
[KRI-92]. Das unterscheidet die Braunkohle deutlich von Steinkohle, deren Feuchte vornehmlich aus
Oberflachenwasser besteht, welche durch Einwirkung mechanischer Kréfte (z.B. durch Zentrifugieren)
relativ leicht entfernt werden kann [FOH-87a].

Der iliberwiegende Teil (ca. 80 %) des Wassers ist in Form von Haft- und Kapillarwasser an und in der
Braunkohle gebunden [FOH-87a]. Daher zahlt man Braunkohle zu den kapillarpordsen kolloiden Stof-
fen [WAH-90]. Der tiberwiegende Teil dieses Wassers ist mit den gleichen Kréften an die Kohlensub-
stanz gebunden, wie Wassermolekiile aneinander. Das heil}t, die Desorptionswiarme entspricht der
Verdampfungswirme des reinen Wassers. Die Porenweite (im Bereich von 20 bis 120 nm) hat ent-
scheidenden Einfluss auf die kapillare Bindung des Wassers [FOH-87a]. Mit sinkendem Poren-
durchmesser nehmen die Kapillarkréfte zu, was zu hygroskopischem Verhalten fiihrt [WAH-90]. Bei
hygroskopischem Verhalten ist die Bindungsenergie nicht mehr vernachlissigbar und muss zusétzlich
zur Verdampfungswiarme aufgebracht werden, um Wasser aus der Kohle verdampfen zu koénnen
[KRI-92].

In Poren mit einer Porenweite von nur 3 bis 5 nm ist dariiber hinaus noch chemisorptiv {iber Wasser-
stoffbriicken gebundenes Wasser zu finden. Dieses in multimolekularer oder monomolekularer Schicht
gebundene Wasser ist nur mit wesentlich hoherem Aufwand aus der Braunkohlensubstanz zu 16sen.
Das chemisorptiv gebundene Wasser macht etwa 15 % der Gesamtfeuchte von Braunkohle aus. Es
wird angenommen, dass zu etwa gleichen Anteilen Wasser in multi- und monomolekularer Schicht
vorliegt [FOH-87a].

Die chemische Struktur von Braunkohle beruht nach derzeitigem Wissen auf einem komplizierten
System von kondensierten Aromatenringen, an die verschiedene vor allem sauerstoffhaltige funktio-
nelle Gruppen angekoppelt sind. Die Moglichkeit des Abbaus einiger der funktionellen Sauerstoff-
gruppen (insbesondere Carboxylgruppen) eroffnet ein weiteres Potenzial zur Reduzierung des Was-

13 europiische Weichbraunkohlen weisen einen Wassergahlt von bis zu 60 % auf [KLU-96]
' daher auch als freies Wasser bezeichnet [KRI-92]
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sergehaltes von Braunkohle. Dieser Vorgang stellt, iiber den jeweiligen Wasserentzug hinaus, eine
Veredelung des Brennstoff dar, die als kiinstliche Inkohlung bezeichnet wird. Fiir diesen Prozess stellt

das Temperaturniveau der Trocknung einen entscheidenden Faktor dar [FOH-87a].

Aus der unterschiedlichen Intensitidt der Bindung des Wassers an die Braunkohlensubstanz ergeben
sich in der Praxis der Braunkohlentrocknung nicht-lineare Zusammenhénge zwischen der gewiinsch-
ten Endfeuchte und dem Energicaufwand bzw. der Trocknungszeit [FOH-87a]. Untersuchungen von
Weber zeigen, dass bei der Trocknung die Verdampfung des unterschiedlich gebundenen Wassers
gleichzeitig aber unterschiedlich schnell ablauft, so dass der spezifische Energieaufwand zur Trock-
nung auf eine bestimmte Feuchte mit zunehmender Trocknungsgeschwindigkeit abnimmt. Dieses an
Rohrentrocknern beobachtete Phidnomen, wird darauf zuriickgefiihrt, dass bei hoher Trocknungs-
geschwindigkeit vornehmlich leicht gebundenes Kapillarwasser verdampft wird und nur ein geringerer

Anteil des intensiv gebundenen Wassers [WEB-85].

Mabhltrocknung

In nahezu allen groBeren atmosphérisch betriebenen, braunkohlebefeuerten Damptkraftwerken kommt
fiir die Trocknung der Rohbraunkohle die Schlagradmiihle'> zum Einsatz, die die Vorginge Kohlen-
zerkleinerung und Trocknung miteinander kombiniert. Die Schlagradmiihle (Abbildung 1.10) ist eine
selbstsaugende Miihle, die das zum Trocknen und Foérdern des Mahlgutes erforderliche Rauchgas iiber
den Riicksaugeschacht aus dem Kessel ansaugt. AuBlerdem wird der erzeugte trockene Kohlenstaub
mit den bei der Trocknung entstehenden Briiden'® zu den Staubbrennern gefordert. Die Schlagrad-

miihle ist somit gleichzeitig Bestandteil des direkten Feuerungssystems [EFF-00].

Abbildung 1.10: Sichterlose Schlagradmiihle fiir Rohbraunkohle mit Vorschldgerstufe (Werkbild
EVT Stuttgart) [EFF-00]

Die Braunkohle wird vom Zuteiler in den Rauchgasriicksaugeschacht, in dem bereits eine Vortrock-
nung stattfindet, der Miihle zugegeben. Kohle und Rauchgas werden in der Miihlentiir so umgelenkt,
dass die Kohlenpartikel gleichméBig verteilt auf die Innenkanten der Schlagplatten des Schlagrades

' 1934 fiir die Anwendung von Braunkohle entwickelt, spéter auch auf Steinkohle angewendet

' aus der Kohle abgetrennter Wasserdampf gemischt mit dem zur Trocknung riickgesaugten Rauchgas
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gelangen. Bei der durch Prall- und Reibvorgénge hervorgerufenen Zerkleinerung der Kohle wird
gleichzeitig der grofBite Teil der Kohlenfeuchtigkeit freigesetzt und verdampft [EFF-00].

Die Konstruktion als einseitig offenes, fliegend gelagertes Schlagrad hat den Vorteil, dass alle dem
Verschleifl unterliegenden Teile der Miihle leicht zuginglich sind und innerhalb kurzer Zeit ausge-
wechselt werden konnen [EFF-00].

Bei modernen Miihlen wird auf den Einsatz eines Sichters zur Anpassung der Staubfeinheit verzichtet,
da durch den Wegfall des inneren Mahlgutumlaufs der Verschleil deutlich reduziert wird. Sichterlose
Miihlen sind ggf. mit mehreren Vorschlagerstufen ausgestattet, die mit einem eigenen Antrieb entge-
gengesetzt zum Schlagrad laufen (Abbildung 1.10). Mit der Vorschldgerdrehzahl ist die Mahlfeinheit
unabhéngig von der Trocknungsleistung der Miihle einstellbar [EFF-00]. Der in Abschnitt 1.2.1 be-
schriebene BoA-Block des Kraftwerks Niederaulem ist mit acht derartigen Miihlen ausgestattet,
wobei sieben fiir den erforderlichen Kohlenmassenstrom bei Volllastbetrieb ausreichen, so dass stidn-

dig eine fiir wechselweise Verschleillreparaturen stillgelegt werden kann [SCHE-02].

Das stromungstechnische Verhalten von Schlagradmiihlen ist gut mit dem von Radialgebldsen zu ver-
gleichen. Erfahrungen der Hersteller beschreiben die Zusammenhénge zwischen Druckaufbau, For-
dervolumen, Kohlendurchsatz, Schlagradabmessungen und -drehzahl sowie der Entstehung von NO,
bei der Verbrennung. Empfohlen wird die ,heile” Fahrweise der Miihlen mit Rauchgasriicksauge-
temperaturen von etwa 900 °C [EFF-00]. Bei dem Braunkohle-Dampfkraftwerk nach heutigem Stand
der Technik werden die gesetzlich vorgeschriebenen Grenzwerte fiir NO, und CO ausschlieBlich durch
PrimdrmafBnahmen, also durch die Gestaltung der Mahl- und Feuerungsanlagen, eingehalten
[SCHE-02]. GroBe Schlagradmiihlen haben einen Raddurchmesser von bis zu 4 m, ein Rauchgas-
fordervolumen von rund 100 m?/s, einen Kohlendurchsatz von etwa 125 #/h und verursachen einen
Druckverlust von 500 bis 600 Pa. Die Briidentemperatur nach der Miihle betrdgt in etwa 130 °C
[EFF-00].

Wirbelschicht Trocknung mit interner Wérmertickgewinnung (WTA)

Im Rahmen der Entwicklung eines Kombi-Kraftwerksprozesses [BOE-89] mit Braunkohlenvergasung
wird seit 1987 ein neues Braunkohlentrocknungsverfahren entwickelt [KLU-94]. Der Entwickler
dieser als Wirbelschichttrocknung mit interner Abwdrmenutzung (WTA) benannten Technik, die
Rheinbraun AG in Ko6ln, bezeichnet dieses Verfahren als das weltweit erste Trocknungsverfahren fiir
Braunkohle, das mit einer energetischen Nutzung der Trocknerbriiden ausgestattet ist [KLU-99].

Die Trocknung der Braunkohle erfolgt bei leichtem Uberdruck in einer stationdren Wirbelschicht in
reiner Wasserdampfatmosphre'’ (Abbildung 1.11). Die fiir die Trocknung erforderliche Energie wird
iiber eingetauchte Wérmetauscherbiindel in die Wirbelschicht eingebracht. Zur Beheizung des Wir-
metauschers dient {iberhitzter Dampf, der mittels dreistufiger, zwischengekiihlter Kompression aus den
Briiden der Wirbelschicht gewonnen wird. Hierbei wird die fiir die Verdampfung des Kohlenwassers
erforderliche Energie teilweise wieder zuriickgewonnen, was neben einer drastischen Reduzierung der
Briidenemission eine erhebliche Senkung des spezifischen Energiebedarfs des Trocknungsverfahrens

zur Folge hat. Das nach dem Wérmetauscher anfallende Kondensat kann zur Kohlenvorwarmung

' die inerte Betriebsatmosphiire ist Voraussetzung fiir den hohen Sicherheitsstandard des Verfahrens
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innerhalb des WTA-Prozesses oder alternativ zur Kondensatvorwarmung im Kraftwerksprozess und
anschliefend als Brauchwasser genutzt werden. Als Fluidisierungsmedium der niedrig expandierten
Wirbelschicht dient ebenfalls ein Teil des Briidenstroms aus der Wirbelschicht. Die resultierende Rest-
feuchte der ausgetragenen Trockenbraunkohle wird durch die mittlere Verweilzeit in der Wirbel-
schicht eingestellt. Die Trockenkohle wird nach einer Abkiihlung in einem luftdurchstromten Vibrati-
onskiihler zu Staub ausgemahlen [KLU-99].

Rohfeinkohle Briiden - Elektrofilter

Bunker Trockner Bridenverdichter

@J Kreislaufverdichter

Vorwarmer
N
I [-l/—\l» ' Trockenbraunkohle
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SchiuBkuhler o

Abbildung 1.11: Prinzipschema des WTA-Verfahrens [KLU-99]

Die Funktion des Verfahrens und die Realisierbarkeit eines zuverldssigen WTA-Betriebs wurde durch
die Errichtung und den Betrieb zweier Demonstrationsanlagen nachgewiesen. Uber die erste, 1993 in
Betrieb gegangene Demonstrationsanlage mit einer Trockenkohlenleistung von 27 t/h berichtet Klutz
ausfiihrlich [KLU-94]. Auf den positiven Erfahrungen basiert die Entwicklung, Planung und der Bau
einer grofleren Anlage, die 2001 am Kraftwerksstandort NiederauBem in Betrieb genommen wurde.
Diese Anlage hat eine Trockenkohlenleistung von 90 #/4. Diese Leistung reicht aus, um ein Drittel der
Feuerungsleistung eines angekoppelten 600 MW-Rohbraunkohleblocks zu ersetzen. Uber die Planung
und den Bau der Pilot-Trocknungsanlage berichtet Elsen [ELS-01].

Basierend auf der demonstrierten WTA-Technik wird das Trocknungsverfahren weiterentwickelt,
wobei die weitere Senkung des Energiebedarfs und der Investitionskosten sowie die Optimierung der
Einbindung des Trocknungsprozesses in das Kraftwerk im Vordergrund stehen. Die Schliisselkom-
ponente fiir die Verbesserung der WTA-Technik gegeniiber dem Stand der Technik stellt die feinere
Ausmahlung der Rohbraunkohle vor Eintritt in den WTA-Prozess dar.

Das neue Aufbereitungskonzept zur feineren Ausmahlung der Rohkohle basiert auf zwei in Reihe
geschalteten, doppelrotorigen Hammermiihlen, die im Durchlaufbetrieb gefahren werden. Die Miihlen
werden ohne zuséitzliche Fordersysteme aufeinander geschaltet. In Technikumsversuchen wurde aus-
gehend von Rohbraunkohle (54 % Feuchte) mit einer Korngrofle von 30 - 100 mm eine Korngrdéfen-
verteilung von ca. dso = 310 um mit 9 % Riickstand auf dem 1 mm Sieb erzielt. Durch einen im Labor
simulierten Trocknungsvorgang, der mit einem Kornzerfall verbunden ist, ergibt sich eine Kohlenfein-
heit von ca. dsy = 160 um mit 7 % Riickstand auf dem 1mm Sieb. Damit liegt die
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KorngroBenverteilung der nach diesem Prinzip aufbereiteten Trockenkohle in einem Feinheitsbereich,
der fiir die Finblasung in den Feuerraum grofler Dampferzeuger erforderlich ist (Abbildung 1.12).
Eine Trockenkohle-Nachmahlung vor dem Dampferzeuger wére dann nicht mehr erforderlich. Hohe
Durchsatzleistungen fiir den groBtechnischen Einsatz sind mit diesem Aufbereitungsverfahren, laut
Klutz, grundsétzlich realisierbar [KLU-99].
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Abbildung 1.12: Versuchsergebnisse der Feinkornaufbereitung im Vergleich zur Kérnungsanforde-
rung grofier Braunkohlenkessel [KLU-99]

Die konventionell aufbereitete Kohle weist eine Feinheit von rund dsy = 1150 um auf. In der WTA-
Demoanlage wurde fiir diese Einsatzkohle ein mittlerer integraler Warmedurchgangskoeffizient von
etwa 250 W/m?K festgestellt. Durch die um den Faktor 4 feinere Kohle wird der Warmetiibergang von
den Heizflachen an die Wirbelschicht, nach einem konservativen theoretischen Ansatz, um rund 60 %
verbessert. Bei gleicher Wiarmeiibertragungsfliche konnte daher der Heizdampfiiberdruck um etwa
40 % reduziert werden, was zu einer Reduzierung der Kondensationstemperatur aber auch des elektri-
schen Eigenbedarfs des Briidenverdichters fithren wiirde. Bei konstant gehaltenen Anlagenparametern
wiirde sich alternativ die Trockenkohlenleistung um 60 % steigern lassen [KLU-99].

Die geringere Partikelgréfe hat nicht nur wirmetechnische, sondern auch stromungstechnische Vor-
teile. Durch die Reduzierung der KorngroBe der Partikel sinkt die erforderliche Fluidisierungs-
geschwindigkeit von 0,4 m/s auf etwa 0,1 m/s, wodurch der Fluidisierungsmassenstrom auf ein viertel
verringert werden kann [KLU-99].
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Abbildung 1.13: Vergleich der Trocknervolumen (Reduktion um fast 70 %) [EWE-03]

Die Feinkornaufbereitung ermdglicht in der nachfolgenden WTA-Feinkorntrocknung neben den
genannten verfahrenstechnischen Verbesserungen auch einige anlagentechnische Vereinfachungen.
Das Bauvolumen des Trockners verringert sich (Abbildung 1.13), die Stufenzahl und der Enddruck
des Briidenverdichters konnen reduziert werden, ebenso wie der Fordervolumenstrom des Fluidisie-
rungsgeblises. Der Elektrofilter zur Entstaubung der Briiden soll durch einen vorgeschalteten Zyklon
um 50 % kleiner ausgelegt werden. Interne Studien der RWE Rheinbraun AG zeigen, dass durch
Anwendung der WTA-Feinkorntechnik der elektrische Energiebedarf gegeniiber der WTA-Grob-
korntechnik um 20 % gesenkt werden kann. Die spezifischen Investitionskosten fiir einen WTA-
Trockner fiir eine GroBkraftwerk der 1000 MW-Klasse reduzieren sich sogar um 60 % und liegen nach
derzeitigen Abgaben bei 70 EUR/.kW [EWE-03]. Zum Nachweis des technischen und wirtschaftlichen
Potenzials wird derzeit eine Demonstrationsanlage mit 8 #/4 Trockenkohlenleistung in unmittelbarer
Néhe der WTA-Grobkorn-Demoanlage in Betrieb genommen [KLU-99].

Ein anderer Ansatz zur Verbesserung des WTA-Verfahrens, insbesondere beziiglich der erforderlichen
Investitionskosten, basiert auf der Moglichkeit der Druckaufladung des Prozesses. In einer durch die
Vattenfall Europe AG in Auftrag gegebenen Konzeptstudie, ergab sich ein Investitionskostenvorteil
der druckaufgeladenen Trocknungsanlage gegeniiber der bisher betrachteten atmosphérischen Variante
von rund 20 %. Bezogen auf die Investitionskosten fiir ein modernes rohbraunkohlenbefeuertes
Dampfkraftwerk ergibt sich fiir einen mit TBK-befeuerten Kraftwerksblock mit integrierter WTA-
Drucktrocknung ein Einsparpotenzial von etwa 7 bis 10 % [LEID-03].

Mechanisch/Thermische Entwésserung

Im Frithjahr 1994 wurde an der Universitit Dortmund die Idee entwickelt, die Vorteile bekannter
thermischer und mechanischer Entwisserungsverfahren zur Reduzierung des Wassergehaltes von
Rohbraunkohle, ohne Verdampfung des aus der Kohle abgetrennten Wassers, zu vereinen. In Labor-

versuchen wurde zunédchst die Mdglichkeit der Absenkung des Wassergehalts durch Einwirkung
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thermischer Energie und mechanischer Kraft praktisch nachgewiesen. Mit dem Ziel der Optimierung
der Zielgrolen Wassergehalt, flichenbezogener Durchsatz sowie spezifischer Energiebedarf wurde
eine Technikumsanlage und die dafiir erforderlichen anlagentechnischen Komponeten entwickelt und
errichtet. Nach erfolgreichen Versuchen zur Mechanisch/Thermischen Entwésserung (MTE) wurde im
Frithjahr 1996 in Zusammenarbeit der Universitit Dortmund, Lehrstuhl Energieprozesstechnik und
Stromungsmechanik (Prof. Dr.-Ing. K. Straul), Maschinenfabrik Dieffenbacher GmbH, Rheinbraun
AG und RWE Energie AG eine, zunéchst diskontinuierlich arbeitende, Pilotanlage mit einer Trocken-
kohlenleistung von 1,6 #/A in Betrieb genommen. An dieser Presse konnte die Machbarkeit einer Maf3-
stabsvergroBBerung um den Faktor 20 gegeniiber der Technikumsanlage nachgewiesen werden. Zwei
Jahre spiter wurde diese Anlage fiir quasikontinuierlichen, vollautomatischen Betrieb umgeriistet
[BER-99]. Zur Demonstration einer zuverldssigen und kostengiinstigen Betriebsweise des Verfahrens
fiir den grofBtechnischen Kraftwerksbetrieb wurde im nichsten Entwicklungsschritt eine MTE-Demo-
anlage mit einer Trockenkohlenleistung von 12 /4 am Kraftwerksstandort Niederaulem errichtet.
Uber Planung und Bau dieser Anlage, die dort gleichzeitig mit einer WTA-Demoanlage 2001 in
Betrieb genommen wurde, berichtet Elsen [ELS-01].

Die Mechanisch/Thermische Entwisserung wird in vier verfahrenstechnische Prozessschritte unter-
teilt:

e Vorwirmung der leicht vorverdichteten Rohkohle mit heiBem MTE-Prozesswasser

e Erwirmung der Kohle auf Prozesstemperatur durch Bedampfung mit Frischdampf

e mechanische Verdichtung des Presskuchens unter Abzug des heilen MTE-Prozesswassers
e Entspannungsverdampfung und Vorzerkleinerung beim Offnen der Presse

Im Anschluss an den Entwésserungsvorgang ist ein Aufbrechen der gepressten Kohle und nach Ab-
kiihlung eine Ausmahlung vor Einsatz in der Staubfeuerung erforderlich.

Das MTE-Verfahrensprinzip wird anhand Abbildung 1.14 erldutert. Heiles Prozesswasser wird mittels
Dampf iiber die kalte Kohlenschiittung einer Charge geleitet. Auf Grund der ausgepridgten Kolben-
stromung kiihlt sich das Wasser bis auf Kohlentemperatur bzw. Umgebungstemperatur ab und kann
kalt aus dem Prozess abgezogen werden. Bei Durchbruch des ersten Dampfes wird der Pressraum
geschlossen. Es wird weiterhin Dampf zugefiihrt, der in der Kohlenschiittung kondensiert und diese
bis auf die gewiinschte Prozesstemperatur autheizt.
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Abbildung 1.14: Prinzip des MTE-Verfahrens [BER-99]

Durch die Vorwéarmung der Kohle wird das in ihr enthaltene Wasser mobilisiert, das heif3t, die auf das
Wasser wirkenden Kapillarkrdfte werden reduziert. Mit steigender Temperatur findet aulerdem ein
Abbau funktioneller Gruppen und eine Zersetzung der Kohle statt. Das durch die thermische Behand-
lung aus den Kornern austretende Wasser muss im heilen Zustand abgepresst werden, da die aufzu-
bringenden Kapillarkrifte sowie der Stromungsdruckverlust von den Eigenschaften des Wassers
abhéngig sind. Deshalb hat insbesondere die Prozesstemperatur und der zeitliche Ablauf Einfluss auf

die erreichbare Entwiésserungsleistung [BER-99].

Das bei der Verdichtung austretende heile Wasser wird fiir die Vorwérmung im néchsten Prozesstakt
zwischen gespeichert. Der erreichbare Wassergehalt ist von den Kohleneigenschaften, der Prozesszeit,
der Vorwarmtemperatur sowie vom Pressdruck abhéngig. Nach der Entlastung des mechanischen
Drucks schliet sich die Entspannung des Restwassers in der Kohle an. Durch die Entspannungs-
verdampfung und die in der Kohle enthaltene thermische Energie kommt es zu einer weiteren Senkung
des Wassergehaltes. Der durch die Entlastung plotzlich entstehende Druckgradient iiber der Hohe des
Kohlenpresslings fithrt zu seiner Vorzerkleinerung. Durch weitere Kiithlung, der in einem Brecher
zerkleinerten Kohle, auf unter 60 °C wird durch Nachentwrasung ein Restwassergehalt von etwa 22 %
erreicht [BER-99].

Bergins hat aus einer Vielzahl von Versuchsreihen mit Braunkohlen aus Deutschland, Griechenland
und Australien ein Berechnungsverfahren zur exakten Vorhersage des Restwassergehaltes der Kohle
nach Mechanisch/Thermischer Entwisserung erstellt [ BERG-01]. Das Modell beriicksichtigt die Para-
meter Prozesstemperatur (im Bereich von 25 bis 250 °C), Pressdruck (im Bereich von 1 bis 100 MPa)
sowie Pressdauer (im Bereich von 1 bis 10.000 s). Die Berechnungsergebnisse zeigen eine sehr gute
Ubereinstimmung mit den Messwerten. Ausfiihrliche Studien unter Anwendung dieses Modells erga-
ben, dass prinzipiell fiir alle betrachteten Braunkohlen die optimalen MTE-Prozessparameter bei rund
200 °Cund 6 MPa liegen [BERG-03].
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Abbildung 1.15: Vergleich gemessener und berechneter Restwassergehalte nach MTE bei unter-
schiedlichen Prozessparametern [BERG-03]

Ein besonderer Vorzug und Zusatznutzen ergibt sich bei diesem Entwisserungsverfahren dadurch,
dass der fliissige Wasserabzug eine Demineralisierung der Kohle durch gleichzeitigen Austrag im
Wasser geloster Kohlenbestandteile ermdglicht. Dies gilt insbesondere fiir anorganische Verbin-
dungen, die bereits in geloster Form im Kohlenwasser vorliegen, wie zum Beispiel Natriumchloride.
Aber auch schwer I6sliche mineralische Salze, wie Kalziumsulfate, konnen erfolgreich reduziert
werden. Auch organisch gebundene Metallionen (z.B. Natriumionen) lassen sich teilweise aus der
Kohle entfernen, wobei der diesbeziigliche Abscheidegrad stark von der gewihlten Prozesstemperatur
abhingig ist. Bei der Entwésserung Rheinischer Braunkohle, bei der empfohlenen Prozesstemperatur
von 200 °C, wird der Natriumgehalt um nahezu 50 % reduziert [STR-01]. Neben einer Reduzierung
des Wassergehaltes ergibt sich bei der Mechanisch/Thermischen Entwisserung also zusétzlich eine
Reduzierung des Aschegehaltes der Braunkohle um etwa 15 bis 20 %.

Durch eine einfache biologische Prozesswasser-Reinigungseinheit'® ist die weitgehende Reduzierung
der gelosten Inhaltsstoffe des kalten MTE-Abwassers erreichbar, so dass eine Weiterverwendung des

Prozesswassers problemlos moglich ist [BER-99].

Es sei angemerkt, dass das MTE-Verfahren auch zur Entwisserung einer groBen Bandbreite anderer
Stoffe mit hoher Ausgangsfeuchte angewendet werden kann. Erfolgreiche Versuche sind bereits mit
folgenden Stoffen durchgefiihrt worden: Torf, Papierschlamm, Rindenmulch, Riibenschnitzel, REA-

Suspension, Kaolin, Kieselgur, Wasserwerksschlamm und Galvanikschlamm [RHE-99].

Sonstige Trocknungsverfahren flir Braunkohle

Weitere Verfahren zur Reduzierung des Wassergehaltes von Braunkohle stehen zur Verfiigung. Diese
sind jedoch im groBtechnischen Kraftwerkseinsatz zu den drei oben beschrieben Verfahren nicht kon-

kurrenzfzhig.
Rohrentrockner

Rohrentrockner kommen im Bereich der Erzeugung von Braunkohlenbriketts zum Einsatz und stellen
fiir die dort erforderlichen Trocknungsleistungen den Stand der Technik dar. Die Warmezufuhr fiir den

'8 2.B. durch eine Herdofenkoks-Festbettbiologie [BER-99]
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konvektiven Trockungsvorgang erfolgt mit Frischdampf aus einem Dampferzeuger. Eine Nutzung der
Kondensationswéirme, der bei der Trocknung entstehenden Briiden, wird bei der Briketterzeugung
nicht durchgefiihrt. Fiir den Einsatz im Kraftwerksbereich scheidet dieses Trocknungsverfahren wegen
der begrenzten Moglichkeit der Leistungssteigerung der Réhrentrockner aus. Fiir den erforderlichen
Trockenkohlendurchsatz miissten sehr viele Einheiten parallel geschaltet werden. Durch eine Behei-
zung der Trockner mit niedergespanntem Anzapfdampf und durch die Nutzung der Abwérme der Brii-
den fiir Vorwidrmzwecke, wiirde sich ein Wirkungsgradvorteil gegeniiber dem exergetisch ungiinstigen
Mabhltrocknungsverfahren ergeben.

Dampfwirbelschichttrocknung

Die Dampfwirbelschichttrocknung (DWT) ist vergleichbar mit dem weiter oben nédher beschriebenen
WTA-Verfahren. Die Trocknung im DWT-Verfahren findet ebenfalls in reiner Dampfatmosphére in
einer Wirbelschicht statt [WEI-91]. Der Unterschied liegt in der Beheizung der Wirbelschicht, die im
DWT-Verfahren mit niedergespanntem Entnahmedampf aus der ND-Turbine (ca. 0,4 - 0,5 MPa)
erfolgt. Der gegeniiber dem Mahltrocknungsverfahren erzielbare Wirkungsgradgewinn, ist abhéngig
von der Weiterverwendung der ausgetriebenen Briiden, die in diesem Verfahren, im Gegensatz zum
WTA-Prinzip, nicht direkt genutzt werden [KAT-96], [SCHM-96], [ZAB-90].

Warmgastrocknung

Bei der Warmgastrocknung wird die Braunkohle anstatt mit 1000 °C heilen Rauchgasen aus der
Brennkammer (siche Mahltrocknung) mit dem gesamten Rauchgasmassenstrom nach Austritt aus dem
Kessel (bei rund 350 °C) beaufschlagt. Der Kohlenstaub wird anschlieend von den Briiden getrennt
und der Feuerung zugefiihrt. Die entstaubten Briiden werden zum Teil in die Brennkammer, zum
groBeren Teil jedoch in die Rauchgasentschwefelungsanlage geleitet. Die gesamte zur Trocknung
erforderliche Warme wird weiterhin durch Brennstoffwirme aufgebracht. Die Vorwdrmung der
Verbrennungsluft muss mit niedergespanntem Anzapfdampf durchgefiihrt werden [KAT-96]. Je nach
Weiterverwendung der Briiden rechnet Zimmer bei Anwendung dieses Verfahrens mit einem Wir-
kungsgradzugewinn von bis zu 2 %-Punkten [ZIM-95].

Gea/NIRO-Fliefbett-Trocknung

Der Gea/NIRO-Fliefibett-Trockner wurde Mitte der 80er Jahre fiir die ddnische Zuckerindustrie entwi-
ckelt. Seit Mitte der 90er Jahre wird die Anwendung dieses Verfahrens flir Braunkohle diskutiert und
untersucht [UTT-96]. Ebenso wie das DWT-Verfahren wird der Gea/NIRO-Fliebett-Trockner mit
Anzapfdampf aus der Niederdruckturbine beheizt. Wegen des kohlenseitigen Uberdrucks in dem
Trockner, muss der Dampf auf einem hoheren Druckniveau (etwa 1,6 MPa) entnommen werden. Der
dadurch geringer ausfallende Wirkungsgradzugewinn kann durch Entspannung der Briiden in einer
Turbine oder durch Nutzung der Kondensationswiarme fiir die Speisewasser- oder Luftvorwdrmung
kompensiert werden [KAT-96].

Fleifsner-Verfahren zur thermischen Entwdsserung von Braunkohle

Das FleiBner-Verfahren stellt ein thermisches Entwésserungsverfahren dar, welches stiickige Braun-
kohle durch Sattdampfbehandlung auf etwa 19 bis 26 % Restfeuchte entwéssert [FOH-87b]. Das Ver-
fahren wird auch als Sattdampf-Trocknung bezeichnet. Durch den zyklischen Prozess in mehreren
hintereinander geschalteten Autoklaven mit Warmeriickgewinnung, wird vornehmlich das kollodial
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gebundene Wasser der Braunkohle entfernt. Im Jahr 1987 ist in Lazarevac (Jugoslawien) eine der-
artige, vollautomatische Trocknungsanlage fiir den GroBteil der Trockenkohlenproduktion des Landes
in Betrieb genommen worden. Die Anlage arbeitet mit einem Sattdampfdruck von 3 MPa und erzielt
ausgehend von 55 - 60 % Rohfeuchte eine Restfeuchte von 23 % [HER-90].

1.2.3 Feuerung und Dampferzeugung mit getrockneter Braunkohle

Uber die wichtigsten Erkenntnisse erster Studien zur wirme- und verfahrenstechnischen Auslegung
einer fiir die Trockenbraunkohlenverbrennung geeigneten Dampferzeugungsanlage berichtet Pollak
[POL-96]. Trotz der relativ groBen Ahnlichkeit der Immediatanalysen von Trockenbraunkohle (TBK)
und Steinkohle dient, auf Grund des Verschmutzungs- und Korrosionsverhalten der Braunkohlen-
asche, das Konzept des neuesten Braunkohledampferzeugers als Basis fiir die Studien. Die wesent-
lichen Unterschiede der Dampferzeugerkonzepte fiir Rohbraunkohle und TBK folgen direkt aus dem
geringeren Wasserballast. Die Temperatur im Feuerraum steigt deutlich an, so dass mehr Wéarme an
das Wasser in der Membranwand der Brennkammer iibertragen wird. Am Austritt der Umfassungs-
wand der Brennkammer sind dampfseitig etwa 510 °C zu erwarten, so dass die Umfassungswand des
Konvektionsteils bereits als Uberhitzer geschaltet werden kann. Allerdings bedingt die hohere Dampf-
temperatur den Ubergang auf hoher legierte Werkstoffe fiir die Membranwand. Zwei mdglicherweise
geeignete 2 %-Chromstéhle (HCM 12 und 7 CrMoVTiB 10-10) sind bereits unter realistischen Bedin-
gungen in Langzeitversuchen im Kraftwerk Weisweiler im Einsatz. Pollak weist darauf hin, dass der
Einfluss der hoheren Flammen- und Wandtemperaturen auf die Verschlackungsneigung experimentell
untersucht werden muss. Im Rahmen der Studien werden auch die Vor- und Nachteile verschiedener
Feuerungskonzepte diskutiert. Das Konzept der indirekten Feuerungsanlage mit Nachmahlung wird als
problemlos und sofort realisierbar bezeichnet. Das alternative Konzept mit direkter Feuerung ohne
Nachmahlung stellt hohere Anforderungen an die Trocknungsanlage, wiirde aber Vorteile beziiglich
der Effektivitit erwarten lassen. Durch den Wegfall der Mahltrocknungseinrichtungen rechnen die
Autoren mit einer Abnahme der Investitionskosten fiir den Dampferzeuger in der GréBenordnung von
20 %. Sollte die Installation von Vorrichtungen zur Rauchgasrezirkulation zur Reduzierung von
Dampf- und Feuerraumendtemperaturen erforderlich sein, wiirde sich die Einsparung nur auf etwa
10 % belaufen [POL-96]. Ewers rechnet, basierend auf aktuelleren Erkenntnissen fiir das Dampf-
erzeugerkonzept (Abbildung 1.16) mit einer Minderinvestition von 67 EUR/kW [EWE-03]. Pollak
weist darauf hin, dass aus dem Betrieb TBK-befeuerter Industriedampferzeuger gewisse Praxiserfah-
rungen vorliegen und somit zusitzliche Risiken gegeniiber der Auslegung von Rohbraunkohle-
Dampferzeuger als minimal anzusehen sind [POL-96].
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Fortschritte auf dem Gebiet der Dampferzeugerwerkstoffe ermoglichen heute hdhere zulédssige
Dampfaustrittstemperaturen aus den Membranwinden, so dass die hoheren Dampf- und Feuerraum-
endtemperaturen bei der Verbrennung von TBK sicher beherrscht werden konnen. Eine Rezirkulation
von Rauchgas ist demnach laut Gétte [GOE-99] nicht erforderlich. Mathematische Feuerraumsimula-
tionen [MUE-99] eines 950 MW-Dampferzeugers fiir TBK weisen auf eine mittlere Brennkammertem-
peratur von 1500 °C hin, die um etwa 250 K iiber der Temperatur in einer 600 MW Rohbraunkohle-
Brennkammer liegt. Um die Auswirkungen dieser gesteigerten Temperatur auf das Betriebsverhalten
abzuschitzen, wurden Verschmutzungssimulationsrechnungen fiir beide Dampferzegertypen durch-
gefiihrt und miteinander verglichen. Die Ergebnisse lassen erwarten, dass die durch Ansatzbildung in
der Brennkammer abgeschiedenen Massenstrome nahezu gleich sind. Dies wird auf die gleichméafi-
gere Stromung in der Brennkammer mit TBK-Feuerung zuriickgefiihrt. Die Ergebnisse weisen zudem
darauf hin, dass sich die Verschmutzungen auf den Aschetrichter und die Brennkammerwinde ober-

. <~ 156,40 m
|

LR |

§ i i I I

(0]}

WTA

J , §|§|§ g+ 0.00m

—F 1O

Abbildung 1.16: Konzept eines TBK-befeuerten Dampferzeugers der 1000 MW-Klasse mit ange-
gliederter WTA-Feinkorntrocknung [EWE-03]

halb der Brenner konzentrieren werden, so dass in diesen Bereichen besonders effiziente Reinigungs-
vorrichtungen vorzusehen sind [GOE-99].

Neben den theoretischen Abschédtzungen des Verbrennungs- und Verschlackungsverhaltens von TBK
werden auch eine Vielzahl von Verbrennungsversuchen durchgefiihrt. Meschgbiz berichtet iiber das

Versuchsprogramm von RWE Power. Dort wurden Braunkohlen unterschiedlicher Herkunft, mit
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verschiedenen Verfahren getrocknet und unterschiedlich fein ausgemahlen, mit den Férdermedien Luft
oder Rauchgas, mit variierenden Brennereinstellungen und Gesamtluftzahlen in einer staubbefeuerten
Versuchsfeuerungsanlage verbrannt. Dabei wurden die Einfliisse auf die Parameter Ziindstabilitét,
Ausbrand, NO,- und CO-Emissionen, Temperaturprofil sowie Verschlackungs- und Verschmutzungs-
verhalten ermittelt [MES-99]. Eine ausfiihrliche Aufstellung des umfangreichen Versuchsprogramms
und der Ergebnisse sind im Abschlussbericht dieses vom Bundesministerium fiir Wirtschaft geforder-
ten Projektes zu finden (Forderkennzeichen 0327046/8, Marz 2000).

Das umfangreiche experimentelle Datenmaterial aus dieser Versuchsreihe dient als Grundlage fiir die
Validierung eines Simulationsmodells fiir den Verbrennungsprozess von TBK. Im Rahmen der Ent-
wicklung des FLUENT®-Modells war die Auswahl verschiedener vom Programm angebotener Tur-
bulenz-, Strahlungs-, Pyrolyse und Koksabbrandmodelle erforderlich, wobei die Eignung der ver-
schiedenen Modelle durch den Vergleich mit den vorliegenden Messdaten bewertet wurde. Basis der
grundlegenden Berechnung der Stromung stellt die Abbildung der Geometrie der Versuchsverbren-
nungsanlage dar. Die detaillierte Beschreibung der Umwandlung der Kohle basiert auf dem kineti-
schen Parametersatz der verwendeten Kohle, der in einer Versuchsanlage der IFRE' ermittelt wurde.
Die Anwendung des Modells zeigt gute Ergebnisse hinsichtlich der Ubereinstimmung mit Mess-
werten, der numerischen Robustheit und Geschwindigkeit sowie des Konvergenzverhaltens. Vor der
Anwendung als Auslegungswerkzeug fiir Grolfeuerungen bzw. Dampferzeuger fiir TBK-Betrieb emp-
fiehlt Liebetruth das Modell und den gefundenen Parametersatz durch weitere Untersuchungen an

grofleren Anlagen zu verifizieren und zu optimieren [LIE-01].

Ein besonderer Vorzug der Kraftwerksfeuerung mit Rohbraunkohle gegeniiber Steinkohle liegt in der
Tatsache, dass durch feuerungstechnische PrimdrmafBnahmen (Luft- oder Brennstoffstufung) der
gesetzlich vorgeschriebene Grenzwert fiir die NO,-Emissionen eingehalten werden kann. In einem
steinkohlenbefeuerten Damptkraftwerk sind im Gegensatz dazu SekunddrmalBnahmen zur Reduzie-
rung des NO,-Gehaltes der Abgase erforderlich®. Kluger berichtet iiber Versuche zur Untersuchung
der Wirksamkeit von PrimdrmaBBnahmen zur Minderung der Stickoxidemissionen bei Feuerungen mit
TBK [KLUG-01]. Die Versuche wurden an einem elektrisch beheizten Verbrennungsreaktor durchge-
fiihrt, so dass einzelne Einflussfaktoren der NO,-Bildung und -Reduktion unabhingig voneinander
analysiert werden konnten. Zur Quantifizierung der stark temperaturabhingigen ,,thermischen*“-NO,-
Bildung wurden Verbrennungsversuche mit synthetischer Luft (21 Vol.-% Sauerstoff und 79 Vol.-%
Argon) durchgefiihrt, so dass alle auftretenden NO,-Emissionen auf die Bildungsmechanismen

»prompte“-NO,-Bildung und ,,Brennstoff-NO,* zuriickzufiihren waren.

Die Untersuchungen haben zu folgenden Erkenntnissen gefiihrt [KLUG-01]:
- die Anderung des Wasserdampfpartialdrucks im Abgas hat keine Auswirkung auf NO,-Emissionen;

- bei 1200 °C werden 9 % der gesamten NO,-Emissionen thermisch gebildet; bei 1500 °C bereits
40 %; oberhalb von 1400 °C nimmt die Bildung von thermisch gebildetem NO, exponentiell zu;

- die Verldangerung der Verweilzeit und die Verminderung der Luftzahl in der Reduktionszone fithren
zu einer drastischen Reduktion der NO,-Emissionen.

' IFRF: International Flame Research Foundation, [Jmuiden, Niederlande

% zum Beispiel durch katalytische Reduktion mit Ammoniak
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Die Methode der Brennstoffstufung im Feuerraum scheint bei TBK-Feuerungen, laut Kluger, erfolg-
versprechender zu sein als die Luftstufung, die bei vergleichbaren Bedingungen im Feuerraum zu
etwas hoheren Stickoxidemissionen fithrt [KLUG-01].

Um weitere, belastbare Aussagen iiber Ziindstabilitdt und Ausbrandverhalten von TBK, sowie iiber die
Betriebssicherheit von TBK-Forder- und -Dosiereinrichtungen zu erhalten hat RWE Rheinbraun einen
600 MW-Rohbraunkohle-Block zur Mitverbrennung von TBK umgeriistet. Die Umriistmaf3nahme
dient dariiber hinaus als Entwicklungsschritt dauerbetriebstauglicher TBK-Brenner und der Ermittlung
des Emissions-, Verschmutzungs- und Lastverhaltens einer TBK-Feuerung unter realitdtsnahen
Einsatzbedingungen [GOE-00].

Der Einfluss einer TBK-Zusatzfeuerung auf Feuerraumendtemperatur, NO,-Emissionen, Abgastem-
peratur und Séuretaupunkt wurde 1995/96 durch die Mitverbrennung von rund 30 % TBK {iber die
TBK-Anfahr- und -Stiitzfeuerung eines 300 MW-Blocks ermittelt. Zur Erprobung eines speziellen
TBK-Brennerkonzeptes wurden 1995/96 Vorversuche in einer Versuchsbrennkammer der IFRF vor-
genommen. Ein angepasstes Stufenmischbrenner-Konzept’' hat sich dabei als geeignet erwiesen.
Zindung und Flammenausbildung sind problemlos. Verschlackungen des Brenners konnen erfolgreich
vermieden werden. Niedrige CO- und NO,-Emissionen sind realisierbar. Teillasten bis 30 % der Bren-
nerlast sind sicher fahrbar. Der Brennstoff TBK stellt laut Gotte lediglich hohere Anforderungen an
die Brennereinstellung, um eine optimale Mischung von Brennstoff und Luft in der Flamme sicher-
zustellen [GOE-00].

Fiir Mitverbrennungsversuche an einem 600 MW-Block der RWE Rheinbraun AG am Standort Niede-
raulem wurden in einer kurzen Revisionsphase 8 von 16 Anfahr- und Stiitzolbrennern durch TBK-
Stufenmischbrenner ersetzt. Die Gesamtleistung der TBK-Brenner entspricht 30 % der Gesamtfeue-
rungsleistung des Blocks. Die Verfligbarkeit des Dampferzeugers und die Reisezeit werden durch die
UmriistmaBnahme und die TBK-Mitverbrennung nicht eingeschrankt. Genehmigte Emissionswerte der
Gesamtanlage werden nicht iiberschritten [GOE-00]. Uber das Konzept und die Planung der erforder-
lichen Einrichtungen berichten Gétte [GOE-00] und Elsen [ELS-01].

Der Stand der Entwicklungen im Bereich der WTA-Feinkorntrocknung sowie der Stand der Entwick-
lung der atmosphérischen TBK-Feuerung bilden zusammengenommen den Stand der Entwicklungen
zum TBK-befeuerten Dampfkraftwerk® fiir das Elsen [ELS-99] einen Wirkungsgrad gréBer als 50 %
angenommen hat. In neueren Ver6ffentlichungen wird fiir dieses Konzept ein Gesamtanlagen-Netto-
wirkungsgrad von grofler 47 % angegeben [EWE-03]. Wirkungsgrade von iiber 50 % werden nach
aktuellen Angaben erst dann erreicht, wenn zusitzlich zum Einsatz eines effizienten Trocknungs-
verfahrens hohere Dampfparameter (700 °C) mdglich sind [EWE-03].

*! {ibliche Brennerbauweise fiir Steinkohlenstaubfeuereungen
2 BoA-plus Konzept der RWE Rheinbraun und RWE Power AG
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1.3 Aufgabenstellung

Die in dieser Arbeit abzuhandelnde Aufgabe ist die vergleichende Gegeniiberstellung zweier aus-
sichtsreicher Entwicklungslinien, die in der Forschung fiir die Kraftwerkstechnik zur emissionsarmen
und ressourcenschonenden Verstromung von Braunkohle betrachtet werden. In der derzeitig gefiihrten
Diskussion der Braunkohlenverstromungstechnologien besteht Bedarf an belastbaren und vergleich-
baren Wirkungsgradangaben der Prozesse. In diesem Zusammenhang leistet die Arbeit einen Beitrag
zur Bewertung von Risiken und Entwicklungschancen der betrachteten Prozesslinien und somit zur
zielgerichteten Diskussion sowie Forschung im Bereich der Braunkohlenverstromung.

Die erste in diesem Vergleich zu betrachtende Entwicklungslinie stellt das konventionelle Dampf-
kraftwerk und dessen Optimierung dar. In der in Abschnitt 1.2.1 (ab S. 3) beschriebenen Ausfithrung
markiert dieser Prozess den aktuellen Stand der Technik im Bereich der Braunkohlenverstromung in
zentralen GroBkraftwerken. Die Weiterentwicklung des Dampfkraftprozesses ist eine naheliegende
Moglichkeit signifikante, effizienzsteigernde, umwelt- und ressourcenschonende Malinahmen schnell
umzusetzen, ohne groflere Investitions- und Betriebsrisiken in Kauf nehmen zu miissen. Als zweite
fortschrittliche Entwicklungslinie ist das Konzept des kombinierten Gas- und Dampfturbinenkraft-
werks mit Druckkohlenstaubfeuerung (DKSF) und Hochtemperaturgasreinigung (HTGR) zu untersu-
chen. Dieser Prozess gilt im Bereich der Verstromung von Steinkohle als Variante, die hochste Wir-
kungsgrade erwarten lisst. Es wird bereits eine Ubertragung des Verfahrens auf Braunkohle diskutiert
und Mdglichkeiten der Druckstaubfeuerung von vorgetrockneter Braunkohle experimentell untersucht.
Ein anerkanntes Konzept fiir ein DKSF-GroBkraftwerk fiir Braunkohle existiert derzeit nicht. Folglich
muss zur Durchfiihrung des angestrebten Vergleichs im Rahmen dieser Arbeit ein Vorschlag fiir ein
umfassendes Gesamtkonzept entwickelt werden.

Fiir die fortschrittlichen Kraftwerksprozesse soll die Integrationsfahigkeit der beiden technisch am
weitesten entwickelten externen Trocknungsverfahren fiir Braunkohle untersucht werden. Die Anwen-
dung dieser effizienten Trocknungsmethoden anstelle der Mahltrocknung (Stand der Technik) fiihrt
bekanntermallen zu einer deutlichen Steigerung des Wirkungsgrades, wobei hier die realistische
Bandbreite der Wirkungsgradsteigerung moglichst genau einzugrenzen ist. Der Vergleich der Ent-
wicklungspotenziale ist, iiber eine thermodynamisch exakte Betrachtungsweise hinaus, durch eine mit
einfachen Mitteln durchgefiihrte betriebswirtschaftliche Bewertung zu ergénzen. Als Bewertungsmaf-
stab fiir alle analysierten Prozessvarianten ist der aktuelle Stand der Technik heranzuziehen. Die
Kraftwerksprozesse sind mit vergleichbaren Methoden und Annahmen zu berechnen, um eine Verfil-
schung der gegeniiberzustellenden Ergebnisse durch abweichende Modellbildungen oder Berech-

nungsmethoden auszuschlief3en.

Ausgehend vom Referenzfall sind folgende Mallnahmen zur Verbesserung des konventionellen
Dampfkraftwerks in ihrer Auswirkung auf den Wirkungsgrad hin zu untersuchen:

- Austausch der Mahltrocknung durch effektivere Trocknungsverfahren

- Steigerung des inneren Dampfturbinen-Wirkungsgrades, z.B. auf Grund des Einsatzes optimier-
ter Schaufelprofile

- Erhohung der Frischdampfparameter, durch Verwendung neuer Werkstoffe fiir hoch belastete
Kesselbaugruppen, Armaturen und Dampfturbinenbauteile
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- Verringerung des Kondensatordrucks, auf Grund von Optimierungen des kalten Endes bzw.
durch Ubergang auf Durchflusskiihlung (z.B. mit Meerwasser)

Das thermodynamische Optimierungspotenzial ist mit dem Referenzfall zu vergleichen und eine
Abschitzung der Randbedingungen fiir die Wirtschaftlichkeit der Mafinahmen durchzufiihren.

Zur Ermittlung des mittel- bis langfristigen Wirkungsgradpotenzials, des mit Braunkohle befeuerten
DKSF-Kombi-Kraftwerks, ist vorauszusetzen, dass die Realisierung des Verfahrens bzw. aller kriti-
schen Komponenten (siche Abschnitt 1.2.1, ab S. 14) ohne weitere Verzdgerung gelingt. Um die
charakteristischen Eigenschaften des Kombiprozesses zu verdeutlichen, sind die entscheidenden
wirkungsgradbeeinflussenden Zusammenhinge und die wichtigsten Anlagenparameter durch geeigne-
te thermodynamische Analysen herauszustellen. Dariiber hinaus ist das weitere Potenzial fiir Wir-
kungsgradsteigerungen durch Fortschritte in der Komponentenentwicklung und gegebenenfalls durch
Verbesserung des Anlagenkonzeptes, sowie durch duBere Einfliisse (z.B. durch den Ubergang auf eine
Meerwasserkiihlung) abzuschitzen.

Das léngerfristig mit diesem Kraftwerkskonzept zu erschlieBende Wirkungsgradpotenzial ist mit dem
am chesten mittelfristig erreichbaren Werten zu vergleichen und unter betriebswirtschaftlichen Aspek-
ten zu bewerten.

AbschlieBend ist ein Vergleich der beiden fortschrittlichen Entwicklungslinien in Relation zum Refe-
renzfall durchzufiihren, um die Entwicklungschancen und Risiken der beiden fortschrittlichen Alter-

nativen zur zentralen Stromerzeugung aus Braunkohle zu bewerten.

1.4 Vorgehensweise

Um den in der Aufgabenstellung definierten Anforderungen an die vergleichende Bewertung der
beiden Prozesslinien untereinander und mit dem Stand der Technik gerecht zu werden, wird folgende

Vorgehensweise beschritten.

Zunichst werden geeignete BewertungsgroBen ausgewihlt, mit denen die Fragestellungen der Emissi-
onsminderung, Ressourcenschonung sowie Wirtschaftlichkeit beantwortet werden konnen. Dabei
werden bereits durch die Wahl geeigneter Bezugsgrofien die Voraussetzungen fiir die Vergleichbarkeit
der Bewertungsgrofen geschaffen.

Als weitere Grundlage fiir die Vergleichbarkeit thermodynamischer Berechnungen von Energiewand-
lungsprozessen gilt die abgestimmte Berechnung der ZustandsgroBen aller beteiligten Stoffe. Hier sind
das: Gase unterschiedlicher Zusammensetzung, Wasser bzw. Wasserdampf und Kohle. Da Wasser
auBer in der reinen Phase sowohl in einem Gasgemisch als auch in Kohle vorliegen kann und zudem
im Verlauf der Prozesse zwischen den Stoffstromen teilweise ausgetauscht wird, sind fiir Wasser
besondere Bedingungen zu beachten. Da insbesondere die exergetische Betrachtungsweise eine gute,
thermodynamisch exakte Vergleichbarkeit mit sich bringt, werden die Grundlagen der durchgefiihrten
Exergieanalysen dargelegt.

Die einheitlichen Annahmen und Randbedingungen, die fiir die Vergleichbarkeit aller Prozesse ver-
bindlich sind, wie z.B. die Umgebungsbedingungen und der zugrunde gelegte Brennstoff aber auch

fiskalische Rahmenbedingungen sind in Abschnitt 2.6 zusammengefasst.
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Fiir die Bewertung der Kraftwerksprozesse werden thermodynamische Auslegungsrechnungen durch-
gefiihrt. Diese beschrinken sich auf den stationdren Volllastbetriebspunkt. Dynamische Vorginge
haben fiir den angestrebten Vergleich der Prozesse, die jeweils fiir Grundlastbetrieb vorgesehen sind,
eine untergeordnete Bedeutung. Zundchst wird das modular aufgebaute Auslegungsmodell des kon-
ventionellen Dampfkraftwerks entsprechend dem Stand der Technik beschrieben. Der flexible und
modulare Aufbau des Modells erlaubt die Verwendung einzelner Berechnungsmodule auch fiir die
alternativen Konzepte, so dass Abweichungen der Ergebnisse, auf Grund unterschiedlicher Modellie-
rung der gleichen Teilprozesse, ausgeschlossen sind. Eine detaillierte Darstellung der Eckdaten des
Referenzfalls, die mit Daten des BoA-Kraftwerks in Niederaulem vergleichbar sind, befindet sich in
Abschnitt 3.1.

Die fiir die thermodynamische Bewertung des Wirkungsgradpotenzials des Dampfkraftwerks erfor-
derlichen Modellergédnzungen bzw. -dnderungen werden beschrieben. Einige der zu analysierenden
Anlagenparameter erfordern keine Anderung des Berechnungsmodells, weil viele EinflussgroBen der
einzelnen Teilprozesse in Abhéngigkeit von den relevanten Eingangsgroflen definiert wurden. Die
gezielte Anderung eines Parameters, z.B. des Dampfturbinen-Wirkungsgrades, fiihrt folglich zu einer
angepassten Neuauslegung des gesamten Kraftwerks. Die Nettoleistung und wesentliche Eckdaten
(z.B. Frischdampfparameter und Kondensatordruck) werden dabei konstant gehalten, so dass der
Einfluss der Variation eines einzelnen Parameters isoliert betrachtet wird und die Ergebnisse ver-
gleichbar und interpretierbar bleiben. Die Ergebnisse der Parametervariationen zur Bewertung des

Entwicklungspotenzials des konventionellen Dampfkraftwerks sind in Abschnitt 3.2 dargestellt.

Das analog aufgebaute Berechnungsmodell fiir die Analyse des druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-
Kraftwerks wird ebenfalls erldutert. Einige der erforderlichen Module werden vom Modell des
Dampfkraftwerks libernommen. Mit dem Modell wird zunédchst eine Auslegung als Vergleichsbasis
festgelegt. In diesem Basis-Kombi-Kraftwerk werden weitestgehend die Eigenschaften heute verfiig-
barer Standardkomponenten verwendet. Fiir die Berechnung nicht verfiigbarer Komponenten werden
eher konservative Annahmen getroffen. Die Dimensionierung des Kombi-Kraftwerks erfolgt durch
Festlegung des Ansaugmassenstroms des Verdichters, der in Anlehnung an die grofite stationére
Siemens Gasturbine (Typ: V94.3A) festgelegt wird. Der Basisfall des Kombi-Kraftwerks ergibt sich
aus einer Variation des Verdichterdruckverhiltnisses, das bei einem bestimmten Wert zum optimalen
Nettowirkungsgrad des Gesamtprozesses fiihrt. Die zugrunde gelegten Annahmen und Ergebnisse fiir
das Basis-Kombi-Kraftwerk sind in Abschnitt 3.3 aufgefiihrt.

Zur Verdeutlichung der charakteristischen Eigenschaften des Kombi-Prozesses werden mit folgenden

ProzessgroBen Parametervariationen durchgefiihrt:

Braunkohle-Trocknungsverfahren

SchlackeflieStemperatur

Verluste durch Hochtemperaturgasreinigung
Druckverluste hinter Gasturbine (z.B. durch DeNOx-Katalysator)

Zunichst werden die Einfliisse der Prozessparameter auf die Auslegung der beiden Teilprozesse
(Gasturbinenkreis und Abhitzedampfprozess) untersucht und anschlieBend die resultierenden Auswir-
kungen auf den Gesamtanlagenwirkungsgrad dargestellt. Um das langfristige Entwicklungspotenzial
des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung fiir Braunkohle abzuschétzen, werden darauf-

hin folgende Komponenten- und Konzeptverbesserungen betrachtet:
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- Anhebung der Gasturbinen-Eintrittstemperatur
- Anhebung des Dampfturbinen-Wirkungsgrades
- Reduzierung des Kondensatordrucks

Fiir die Beriicksichtigung betriebswirtschaftlicher Aspekte bei der Chancenbewertung der einzelnen
MafBnahmen zur Wirkungsgradverbesserung wird ebenfalls der eingangs thermodynamisch festgelegte
Referenzfall herangezogen. Fiir diesen Prozess werden die iiber die Abschreibungsdauer der Anlage
gemittelten Stromgestehungskosten berechnet. Die dabei zugrunde gelegten fiskalischen Rahmenbe-
dingungen und Annahmen werden fiir alle weiteren Wirtschaftlichkeitsberechnungen beibehalten.
Eine Auflistung der fiskalischen Annahmen befindet sich in Abschnitt 1.5. Die Bedingungen fiir die
Wirtschaftlichkeit eines Prozesses oder einer VerbesserungsmaB3inahme werden unter der Vorausset-
zung ermittelt, dass die Stromgestehungskosten gegeniiber dem Referenzfall beibehalten werden. Der
Wirkungsgradvorteil der Alternative, der sich in einer Reduzierung der Brennstoffkosten nieder-
schlédgt, wird auf diese Weise durch eine zuldssige Zusatzinvestition bei gleicher Anlagenverfiigbarkeit
oder aber durch eine zulédssige Reduzierung der Verfligbarkeit bei gleichen spezifischen Investitions-

kosten ausgedriickt.

1.5 Bewertungsgrofen

Die Grundvoraussetzung fiir die Bewertung zukiinftiger Kraftwerksprozesse liegt im Vergleich mit
dem Stand der Technik. Bei der Diskussion der Bewertungsgrofen ist folglich der Aspekt der Ver-
gleichbarkeit der Berechnungsergebnisse von groBBer Bedeutung.

Als eine Grundvoraussetzung fiir die Vergleichbarkeit der thermodynamischen und wirtschaftlichen
Berechnungen ist die Vergleichbarkeit der Leistungsgrofie der gegeniibergestellten Kraftwerke anzu-
sehen. Sowohl die thermodynamischen Leistungsdaten einzelner Kraftwerkskomponenten unterliegen
einer LeistungsgroBenabhéngigkeit als auch die Anlagenpreise. Die Effektivitit technischer Anlagen
steigt zumeist mit der GroBe. Die Kosten unterliegen hingegen meist einer groBenabhidngigen Degres-

sion.

1.5.1 Energetischer Vergleich von Kraftwerksprozessen

Das gebriuchlichste Bewertungskriterium fiir die Giite von Energiewandlungsprozessen stellt der
thermische Wirkungsgrad dar. Dies gilt insbesondere fiir Kraftwerksprozesse, wobei hinzugefiigt
werden muss, dass die reine Zahlenangabe des Wirkungsgrades eines Kraftwerksprozesses keine voll-
standige Beschreibung darstellt, da der Wirkungsgrad keine eindeutige Funktion des Prozessverlaufs
ist, sondern auch noch von Umgebungsbedingungen und Brennstoffeigenschaften abhéngt. Der Ver-
gleich verschiedener Kraftwerke wird dadurch erheblich erschwert, da realisierte Kraftwerke individu-
ell an die jeweiligen regional unterschiedlichen Umgebungsbedingungen und an einen bestimmten
Brennstoff angepasst sind. Um verschiedene Kraftwerkstechnologien generell vergleichen zu kénnen,
ist es erforderlich, die Umgebungsbedingungen und den Brennstoff konstant zu halten.
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Wirkungsgraddefinitionen

Der Wirkungsgrad eines Energiewandlungsprozesses setzt den energetischen Nutzen ins Verhéltnis
zum energetischen Aufwand. Nutzen und Aufwand sind die Energiestrome, die iiber die Grenzen des

betrachteten Systems mit der Umgebung ausgetauscht werden.

Nutzen

Aufwand (4.0

Wirkungsgrad =

Am héufigsten wird der auf den Heizwert des Brennstoffs bezogene thermische Nettowirkungsgrad
7 fiir die Beschreibung der Qualitit von Kraftwerksprozessen verwendet. Die elektrische Nettoleis-
tung des Kraftwerksprozesses P, stellt den effektiven Ertrag an elektrischer Energie dar, der sich
aus der Bruttostromerzeugung P, abziiglich des elektrischen Eigenverbrauchs P¢*" des Kraft-

werksprozesses ergibt.

netto brutto __ peigen
R _ P -F;

H H

Br’ u mBr : u

(1.2)

H,
n ne?to -

mit 777 Nettowirkungsgrad bezogen auf Heizwert des Brennstoffs -

P gewonnene Nutzleistung abziiglich elektrischem Eigenbedarf  in kW

m,,  Brennstoffmassenstrom in kg/s
H, Heizwert des Brennstoffs in kJ/kg
P gewonnene Nutzleistung in kW
pser elektrischer Eigenbedarf des Kraftwerks in kW

Fiir die Ermittlung des energetischen Aufwands wird in der oben aufgefiihrten Wirkungsgraddefinition
der Heizwert H, des Brennstoffs als MaB fiir den Energiegehalt des Brennstoffs verwendet. Dies ist
gingige Praxis, jedoch in Zusammenhang mit den hier untersuchten Prozessen nicht unproblematisch.

Der Heizwert eines Brennstoffs ist eine rechnerisch ermittelte GroBe, die sich aus dem durch kalori-
metrische Messungen ermittelten Brennwert H, abziiglich der Verdampfungswérme des im Brenn-

stoff enthaltenen Wassers, sowie des bei der Verbrennung entstehenden Wassers ergibt.

H,=H,—r-(8,9366- 1 +ui,) (1.3)
mit /H  Heizwert des Brennstoffs in kJ/kg
H, Brennwert des Brennstoffs in kJ/kg

r Verdampfungswiarme von Wasserdampf bei Umgebungsdruck in kJ/kg
. Wasserstoffgehalt des Brennstoffs aus Elementaranalyse in kg/kg
/‘52 o Wassergehalt des Brennstoffs in kg/kg
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So lange die Verdampfungswérme des im Abgas der Verbrennung enthaltenen Wassers innerhalb des
Prozesses nicht genutzt” wird, sondern dampfformig an die Umgebung abgegeben wird, kann auch
die Zufuhr dieses Energiestroms vernachlissigt werden. Diese Bedingung ist in allen bisher kommer-
ziell betriebenen Kraftwerksprozessen erfiillt. Die Verwendung des Heizwertes erhoht nur den sich
ergebenden Zahlenwert des Wirkungsgrades gegeniiber der Verwendung des Brennwertbezugs. Bei
den hier betrachteten Braunkohlentrocknungsverfahren wird ein erheblicher Teil des mit dem Brenn-
stoff eingebrachten Wassermassenstroms nicht mehr dampfformig iiber das Abgas an die Umgebung
abgegeben. Der durch Kondensation dieses Wassers gewonnene Energiestrom wird statt dessen inner-
halb des Prozesses zur Beheizung des Trocknungsvorgangs selbst verwendet. Somit entspricht die
Subtraktion der Kondensationswéirme vom energetischen Input, wie er bei Verwendung des Heizwert
praktiziert wird, nicht mehr der Voraussetzung, die eine auf den Heizwert bezogene Wirkungsgrad-
definition rechtfertigt. Andernfalls wéren theoretisch Wirkungsgrade groBer als eins moglich.

In Analogie zu dem heizwertbezogenen Wirkungsgrad (Gleichung 1.2) ergibt sich folgender brenn-
wertbezogener Wirkungsgrad, der iiblicherweise in der amerikanischen Fachliteratur Anwendung
findet.

netto brutto __ peigen
Py Py - p

mBr 'Ho mBr H

o

1.4

H,
77ne(l)to -

mit 777 Nettowirkungsgrad bezogen auf Brennwert des Brennstoffs -

P gewonnene Nutzleistung abziiglich elektrischem Eigenbedarf  in kW

m,, ~ Brennstoffmassenstrom in kg/s
H, Brennwert des Brennstoffs in kJ/kg
P gewonnene Nutzleistung in kW
P elektrischer Eigenbedarf des Kraftwerks in kW

Will man allein die in einer Warmekraftmaschine stattfindenden Energieumwandlungen bewerten, so
benutzt man laut Baehr vorteilhafterweise den exergetischen Wirkungsgrad der Warmekraftmaschine.
Er ist das Verhéltnis der als Nutzleistung gewonnenen Exergie (—P ) zu der mit dem zugefiihrten
Wiarmestrom eingebrachten Exergie definiert [BAE-92].

P E,-E, E
P _Zo v __Zv 15
oM E, E, E (15

mit  Svkv  exergetischer Wirkungsgrad der Warmekraftmaschine -

—P gewonnene Nutzleistung der Warmekraftmaschine in kW
EQ Exergie des zugefiihrten Warmestroms in kW
EV Exergieverluststrom in kW

» Nutzung der Verdampfungswérme heift Kondensation des Wasserdampfes und Abgabe von Wasser
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Sein Hochstwert G, =1 wird von der reversibel arbeitenden Warmekraftmaschine erreicht, deren

Exergieverluststrom E , =0 ist.

Der thermische Wirkungsgrad 77, der Wirmekraftmaschine vergleicht hingegen die Nutzleistung,
einen Strom reiner Exergie, mit dem zugefiihrten Warmestrom, der nur zum Teil aus Exergie besteht.
Da Exergie nicht aus Anergie erzeugt werden kann, erreicht der thermische Wirkungsgrad selbst im
Idealfall der reversibel arbeitenden Warmekraftmaschine nicht den Hochstwert 1, sondern den Carnot-
Faktor 7. (T“ / T ) <1. Der thermische Wirkungsgrad bewertet damit auch die Qualitit der Warme-
quelle und nicht ausschlieBlich die Giite der Wéarmekraftmaschine.

Zwischen Gy, und 77, besteht der Zusammenhang [BAE-92]:

P E,_ P (1-7,/T)-0 [ Tj
My =Cwirg Mo =—'—="~——"—=Cpur, | 1 -2 (1.6)
th wkm “Tlc EQ 0 EQ 0 WKM T
mit 77,  thermischer Wirkungsgrad der Wéirmekraftmaschine in -

owin exergetischer Wirkungsgrad der Wiarmekraftmaschine  in -

1.  Carnot-Faktor in -

P gewonnene Nutzleistung der Warmekraftmaschine in kW
EQ Exergie des zugefiihrten Wérmestroms in kW
0 zugefiihrter Wéarmestrom in kW
T Umgebungstemperatur in K
T mittlere Temperatur der Warmeaufnahme in K

Das Beispiel der Warmekraftmaschine zeigt: nur mit Exergien gebildete Wirkungsgrade nehmen im
Idealfall des reversiblen Prozesses den Wert eins an und lassen in den Abweichungen von diesem
Grenzwert die Verluste erkennen, die durch giinstigere Prozessfithrung und bessere Konstruktion der
Maschinen und Apparate verhindert oder ganz vermieden werden konnten [BAE-92].

Somit bietet sich eine weitere Grofle zur Bewertung des Energiegehaltes eines Brennstoffs an. Die
exergetische Betrachtungsweise ist aus wissenschaftlicher Sicht die eindeutigste Methode, da die
unterschiedlichen Wertigkeiten chemisch gebundener Energie der Brennstoffe, elektrischer Leistung
und thermischer Energie Beriicksichtigung finden. In Analogie zu den heizwertbezogenen und brenn-
wertbezogenen Wirkungsgraden ergibt sich bei exergetischer Betrachtungsweise folgende Wirkungs-

graddefinition.
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brutto eigen
PVletta P _ P g
— el __ e el
gnetto - . - . (1 7)

Br’ eBr mBr : eBr

mit  Snetro Nettowirkungsgrad bezogen auf Exergie des Brennstoffs -

P gewonnene Nutzleistung abziiglich elektrischem Eigenbedarf — in kW

m,  Brennstoffmassenstrom in kg/s
s Exergie des Brennstoffs in kJ/kg
P gewonnene Nutzleistung in kW
P elektrischer Eigenbedarf des Kraftwerks in kW

Die vergleichenden Bewertungen der untersuchten Kraftwerksprozesse werden im Rahmen dieser
Arbeit unter Verwendung der exergetischen Nettowirkungsgrade durchgefiihrt. Um den Bezug zu
gewohnten Wirkungsgradangaben nicht zu verlieren, werden die auf den Heizwert bezogenen Ge-
samtwirkungsgrade ebenfalls dargestellt.

Als Instrument fiir die Kontrolle der Berechnungsmodelle wird neben den oben aufgefiihrten direkt
ermittelten Wirkungsgraden immer auch die indirekte Methode zur Ermittlung der Wirkungsgrade
angewendet. Beide Ansdtze konnen leicht aus dem Grundprinzip der Energieerhaltung abgeleitet

werden.

Nutzen Verlust
Nairers = =1- = Mindirert (1.8)
Aufwand Aufwand

Bei Gleichheit der direkt und indirekt ermittelten Wirkungsgrade ist folglich der Erhaltungssatz der
Energie fiir das Gesamtsystem erfiillt.

Weitere qualitative VergleichsgroBen konnen die konzeptionellen Unterschiede der Prozesse verdeut-
lichen. Zum Beispiel die Darstellung des Verlaufs der Betriebsvolumenstrome entlang des Prozesses
oder der Verlauf der Energiefliisse und Exergiefliisse durch den Prozess. Diese Darstellungen lassen

sich jedoch nicht auf einen mathematisch eindeutigen Vergleich von Zahlenwerten reduzieren.

1.5.2 Vergleich von Emissionen und Brennstoffverbrauch

In direktem Zusammenhang mit dem Wirkungsgrad, stehen weitere Bewertungsgroflen. Fiir die Beur-
teilung eines Kraftwerksprozesses beziiglich Umwelteigenschaften werden die spezifischen Emissi-
onswerte herangezogen. Im Rahmen dieser Arbeit wird als kritische Grofle die Abgabe von CO; an die
Umgebung betrachtet. Diese kann in Bezug auf den eingesetzten Brennstoffmassenstrom oder in

Bezug auf die erzeugte Nettoleistung angegeben werden.
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Arin
Yoo, =——= (1.9)
mBr
mit  y., auf den Brennstoffmassenstrom bezogene CO,-Emissionen -
A, durch Kraftwerksprozess hervorgerufener CO,-Massenstrom  in kg/s
m, ~ Brennstoffmassenstrom in kg/s
A,
Xco, = e 02 (1.10)
})ez 1t
mit y., auf Nettoleistung bezogener CO,-Massenstrom in kg/s kW

A, durch Kraftwerksprozess hervorgerufener CO,-Massenstrom  in kg/s

P Nettoleistung in kW

Der durch den Prozess verursachte CO>-Massenstrom Ari,, ergibt sich aus dem mit dem Abgas an
die Umgebung abgegebenen CO,-Massenstrom abziiglich des CO,-Massenstroms, der mit der ange-
saugten Luft aus der Umgebung in den Prozess eingebracht wird. Letzterer betriagt nur etwa 0,5 % des

abgegebenen CO,-Massenstroms.

Die auf den Brennstoffmassenstrom bezogenen CO,-Emissionen y, sind unabhéngig von der Effek-
tivitdt des Prozesses und ermoglichen nur einen Vergleich der spezifischen CO,-Emissionen von ver-
schiedenen Brennstoffen. Die hier verwendete Referenz-Braunkohle weist, auf Grund ihrer Elementar-
analyse, spezifische CO,-Emissionen von 1,11 kg pro Kilogramm Braunkohle auf. Fiir Erdgas liegt
dieser Wert bei etwa 2,7 kg pro Kilogramm Erdgas.

Sinnvoller ist es, die Emissionen auf das Produkt, nimlich die erzeugte elektrische Leistung, zu bezie-
hen ( 7, ), da somit eine vergleichende Bewertung aller stromerzeugenden Prozesse ermdglicht wird.
Uber die Wirkungsgraddefinition nach Gleichung 1.2 lisst sich eine Beziehung der beiden Emissions-
angaben herstellen.

Yco
e iy — (1.11)
o 77:;20 H u
mit ., auf Nettoleistung bezogener CO,-Massenstrom in kg/s kW

Yco, spezifische CO,-Emissionen des Brennstoffs -
n«  Nettowirkungsgrad bezogen auf Heizwert des Brennstoffs -

H Heizwert des Brennstoffs in kJ/kg

u

Aus Gleichung 1.11 wird ersichtlich, dass die Steigerung des Wirkungsgrades eines Kraftwerks die
leistungsbezogenen CO,-Emissionen senkt. Auflerdem ist abzulesen, dass Brennstoffe mit einem
hohen massenbezogenen Heizwert (auch bei gleichem Wirkungsgrad) niedrigere spezifische Emissio-
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nen verursachen. Der Heizwert von Erdgas liegt um etwa den Faktor vier hoher als der von Braunkoh-
le, so dass die hoheren auf die Masse bezogenen CO,-Emissionen y., von Erdgas mehr als iiberkom-
pensiert werden.

Ublicherweise werden die CO,-Emissionen Xco, verstanden als CO,-Emissionen in Kilogramm CO;
pro erzeugter Kilowattstunde Strom. Diese Darstellungsweise ergibt sich sofort durch Umrechnung
der oben verwendeten Betrachtung, die den CO,-Massenstrom in Kilogramm pro Sekunde in Bezie-
hung setzt zur elektrischen Leistung. Durch Multiplikation mit dem Faktor 3,6 ergeben sich daraus

direkt die auf eine Kilowattstunde bezogenen CO,-Emissionen.

Fiir die vergleichende Bewertung der Prozesse beziiglich Ressourcenschonung wird der spezifische
Brennstoftbedarf herangezogen.

mBr
S = W (1.12)
mit £,  auf Nettoleistung bezogener Brennstoffmassenstrom  in kg/s kW
m, ~ Brennstoffmassenstrom in kg/s
P gewonnene Nutzleistung in kW

Unter Verwendung der Wirkungsgraddefinition nach Gleichung 1.2 kann diese Bewertungsgrofe auch
dargestellt werden als:

_ 1
77::;10 H,

u

Shr (1.13)

mit &,  auf Nettoleistung bezogener Brennstoffmassenstrom in kg/ kJ
n  Nettowirkungsgrad bezogen auf Heizwert des Brennstoffs -

H,  Heizwert des Brennstoffs in kJ/kg

Aus dieser Beziehung wird ersichtlich, dass Ressourcenschonung durch hohe Wirkungsgrade und die

Verwendung hochwertiger Brennstoffe begiinstigt wird.

Wird diese Beziehung in Gleichung 1.11 eingefiihrt, so ergibt sich der folgende Zusammenhang fiir
die leistungsbezogenen CO,-Emissionen:

Xco, =¥co, *Sar (1.14)

mit ., auf Nettoleistung bezogener CO,-Massenstrom  in kg/kJ
Yco, spezifische CO,-Emissionen des Brennstoffs -

&y spezifischer Brennstoffbedarf des Prozesses in kg/kJ
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1.5.3 Vergleich der Wirtschaftlichkeit von Kraftwerksprozessen

Eine wichtige Grofle flir einen wirtschaftlichen Vergleich verschiedener Kraftwerksprozesse stellen
die spezifischen Investitionen dar, die den anlagentechnischen Aufwand fiir die Bereitstellung der
elektrischen Leistung widerspiegeln. Die Investitionen fiir ein Kraftwerk werden iiblicherweise im
Rahmen detaillierter Ausfithrungsplanungen bzw. in der Ausschreibungs- und Angebotsphase eines
Kraftwerksneubaus durch Addition aller erforderlichen Anlagenpreise und sonstiger Leistungen ermit-
telt. Im Rahmen dieser Arbeit ist eine derartige Vorgehensweise nicht durchfiihrbar. Hier wird statt
dessen auf gemittelte Erfahrungswerte zuriickgegriffen. Diese werden an den erforderlichen Stellen im
Text mit angegeben, so dass diese durch den Leser bei der Beurteilung der Ergebnisse mit berticksich-

tigt werden konnen.

Fiir das Kombi-Kraftwerk wird mit zwei unterschiedlichen Annahme von spezifischen Investitionen
fiir den Gasturbinenkreis und den Dampfturbinen/Abhitzeteil gerechnet. Daraus ergibt sich in engen
Grenzen die Moglichkeit einer Optimierung des Prozesses in wirtschaftlicher Hinsicht, da die Leis-
tungsanteile von Gasturbine und Dampfturbine durch das Verdichterdruckverhiltnis bei gleichblei-
bender Gesamtleistung variiert werden konnen. Diese wirtschaftliche Gewichtung der Teilprozesse
fiilhrt zu einem anderen optimalen Verdichterdruckverhiltnis, als die Ausrichtung nach dem hdchsten
Gesamtanlagenwirkungsgrad. Dieser Aspekt wird gesondert diskutiert, bildet aber nicht die Grundlage
fiir die Berechnungen dieser Arbeit, die auf der Betrachtung der thermodynamischen Optimierung

basieren.

Das wichtigste Kriterium fiir die Beurteilung der Wirtschaftlichkeit einer Maflnahme oder eines alter-
nativen Prozesses gegeniiber einem Vergleichsprozess, stellt die Hohe der gesamten Produktions-
kosten (also der Herstellungskosten des Produktes Strom) dar. Im Falle der Kraftwerkstechnik spricht
man von den Stromgestehungskosten. Diese setzen sich aus einem verbrauchsabhéngigen Teil und
einem Festkostenanteil zusammen. Der verbrauchsabhingige Teil ist im wesentlichen vom angenom-
menen Brennstoffpreis, dessen Preisentwicklung und vom Wirkungsgrad abhingig. Der Festkosten-
anteil steht in direktem Zusammenhang mit den erforderlichen Investitionen, die sich aus den oben

genannten spezifischen Investitionen ergeben.

Im Rahmen dieser Arbeit werden die iiber die Lebensdauer der Anlage finanzmathematisch gemittel-
ten Stromgestehungskosten der verschiedenen Prozesse ermittelt und gegeniiber gestellt. Der Rechen-
weg der verwendeten Barwertmethode, die Parameter und fiskalischen Annahmen werden in Ab-
schnitt 2.5 detailliert dargestellt.
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2 Berechnungsgrundlagen

Ziel der thermodynamischen Berechnungen zur Bewertung der Giite der Kraftwerksprozesse ist der
Wirkungsgrad der Energiewandlungskette von der Primidrenergie des Brennstoffs zur Endenergie
Strom. Der Nettowirkungsgrad des Kraftwerks ergibt sich aus der dem Prozess zugefiihrten Brenn-
stoffleistung und der Gesamtnutzleistung (siehe Gleichung 1.2 und Gleichung 1.7) also aus GroB3en,

die sich aus der Bilanz des Kraftwerks ergeben.

Die Massen- und Energiebilanz eines Kraftwerks setzt sich aus den Massen- und Energiebilanzen der
aufeinanderfolgenden Teilprozessschritte zusammen. Zur Berechnung der Gesamtbilanz wird das
Kraftwerk in Teilbilanzraume zerlegt. Dazu werden die darin ablaufenden Energiewandlungsprozesse
durch idealisierte Vergleichsprozesse beschrieben, die die chemischen und physikalischen Vorgénge

mathematisch nachvollziehbar machen.

Die gewdhlten Teilbilanzraume werden aus den einzelnen Apparaten des Kraftwerks gebildet. Die
Aufstellung der Energie- und Massenbilanzen fiir alle Bilanzraume ermoglicht letztendlich die Be-
rechnung aller an den Bilanzraumgrenzen auftretenden Stoffstrome und deren Eigenschaften. Da
Kraftwerksprozesse nicht linear aufgebaut sind, sondern einige Stoffstrome in davor liegende Prozess-
schritte wieder eingehen, ldsst sich das entstehende System aus Bilanz- und Prozessgleichungen nicht
direkt 16sen. Hier wird einen iteratives Losungsverfahren angewendet, das auf Grund der physikali-
schen Beziehungen aller Komponenten zueinander, zur Gesamtlosung (dem Auslegungszustand des
Kraftwerks) konvergiert. Dies gilt unter der Bedingung, dass die Anforderungen an den Prozess, die
durch Annahmen und Randbedingungen vorgegeben werden, eine physikalisch sinnvolle Lésung

zulassen.

Die Bilanzrechnungen basieren auf den Grundprinzipien der Erhaltung von Masse, Energie, Impuls
und der Elemente. Der Verzicht auf die Betrachtung dynamischer Vorgédnge (Anfahren, Abfahren,
Lastwechsel) fiihrt dazu, dass Zeitableitungen aus den Bilanzgleichungen entfallen, wodurch sich die
Bertiicksichtigung der Impulsbilanz eriibrigt. Die Bilanz der Elemente ist bei der Berechnung von
chemischen Reaktionen relevant und wird nur fiir den Verbrennungsvorgang durchgefiihrt. Andere
chemische Reaktionen innerhalb des Prozesses sind fiir die hier durchgefiihrten Untersuchungen von
untergeordneter Bedeutung.

2.1 Modell des braunkohlenbefeuerten Dampfkraftwerks

Als Vergleichsbasis fiir alle zu untersuchenden Kraftwerksprozesse wird in dieser Arbeit eine einheit-
liche und eindeutig definierte Vergleichsbasis verwendet. Diese wird durch den in Abschnitt 1.2.1
beschriebenen Stand der Technik im Bereich der Braunkohlenverstromung festgelegt. Um eine gute
Vergleichbarkeit des im folgenden als Referenzfall bezeichneten Kraftweks und der fortschrittlichen
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Alternativprozesse sicher zu stellen, wurde das folgende thermodynamische Berechnungsmodell

entwickelt, welches auch in groflen Teilen als Grundlage fiir die Modelle der Alternativprozesse dient.

2.1.1 Aufbau des Gesamtprozesses

Zur Berechnung des iiberkritischen Dampfkraftwerks wird der Brennstoff- und Rauchgasweg in zehn
Bilanzraume aufgeteilt (Abbildung 2.1).

LuVo-Bypass
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Abbildung 2.1: Schema des Brennstoff- und Rauchgasweges eines braunkohlenbefeuerten Dampf-
kraftwerks

Der erste Bilanzraum beinhaltet die Komponenten der Brennstoffaufbereitung. Hier erfolgt die Bilan-
zierung der Mahltrocknung, durch die die Rohkohle unter Zufuhr von riickgesaugtem Rauchgas wih-
rend des Mahlvorgangs getrocknet wird (siche Abschnitt 2.1.2). Der derart aufbereitete Brennstoff
geht in den Bilanzraum Brennkammer ein, in dem die Verbrennung unabhingig von der Dampferzeu-
gung berechnet wird (siehe Abschnitt 2.1.3). Das aus der Verbrennungsrechnung resultierende Abgas
der Verbrennung geht in den Bilanzraum der Dampferzeugung ein, der die Schnittstelle zum Wasser-
/Dampfkreislauf bildet (siche Abschnitt 2.1.4). Die AuslegungsleitgroBBe des Berechnungsmodells ist
die Nettoleistung des Kraftwerks. Durch entsprechende Anpassung des Brennstoffmassenstroms wird
iterativ der vorgegebene Wert fiir diese ZielgroBe eingestellt. Im Bilanzraum der Dampferzeugung
wird die Warmetibertragung vom Rauchgas an den Wasser-/Dampfkreislauf und die damit einher
gehende Abkiihlung des Rauchgases berechnet. Ein Teil des Abgasstroms stellt einen Eingangsstrom
fiir den sich anschlieBenden Bilanzraum Dreh-LuVo dar (siche Abschnitt 2.1.7). Der zweite eintre-
tende Stoffstrom entspricht dem Austritt des Bilanzraums des ersten Luftvorwérmers. Der andere Teil
des Abgasstroms des Kessels iibertrdgt, parallel zum Dreh-LuVo, in zwei LuVo-Bypass Economisern
Wirme auf das Speisewasser des Dampfkreislaufs. Der erste Teil der Luftvorwdrmung mit Rauchgas-
wiarme erfolgt vor Eintritt das Gasstroms in die REA. Der Austrittszustand des Frischliifters, der die
erforderliche Druckerhdhung der angesaugten Umgebungsluft bilanziert, stellt den Eintrittszustand der
Verbrennungsluft in den Bilanzraum Luftvorwdrmung dar. Die aufgeheizte Verbrennungsluft des
Dreh-LuVos geht in die Berechnung des Bilanzraums Brennkammer ein, ebenso wie der aufbereitete
Brennstoff. Das abgekiihlte Rauchgas des Bilanzraums Dampferzeuger wird an den Bilanzraum

E-Filter iibertragen, dem sich der Bilanzraum Saugzug und (nach weiterer Abkiihlung) der Bilanzraum
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REA anschliefit (zusammengefasst in Abschnitt 2.1.6). Nach der REA ermdglicht der Rauchgaszu-
stand eine direkte Ableitung des Abgases iiber den Kiihlturm.

Die Berechnung des Wasser-/Dampfkreislaufs ist wesentlich aufwendiger als die Berechnung des
Rauchgasweges. Hier werden etwa 50 Apparate und ebenso viele Bilanzraume beriicksichtigt. Daraus
werden etwa 100 verschiedene Zustéinde des Kreislaufwassers berechnet. Die wichtigsten Komponen-
ten des Systems sind die Dampfturbinen, die Vorwérmstrecke (bestehend aus Enthitzern, Kondensato-
ren und Kondensatunterkiihlern) sowie der Speisewasserbehélter, der Hauptkondensator und die Pum-
pen des gesamten Kreislaufs. FEine detaillierte Darstellung der Berechnung des Wasser-
/Dampfkreislaufs enthélt der Abschnitt 2.1.4. Das Berechnungsmodell des Kiihlturms, der zur Riick-
kiihlung des Kiihlwassers fiir den Kondensator dient, wird im Abschnitt 2.1.5 néher beschrieben.

21.2 Brennstoffaufbereitung

Der Bilanzraum Brennstoffaufbereitung beinhaltet die Anlagenkomponenten des Kraftwerks, die den
Brennstoff vom Anlieferungszustand in den gebrauchsfahigen Zustand fiir die Verbrennung tiberfiih-
ren. Der in Abschnitt 1.2.2 ndher beschriebene verfahrenstechnische Ablauf der Mahltrocknung wird
fiir die Bilanzierung in folgende Energiewandlungsschritte zerlegt.

@ ©
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Abbildung 2.2: Ein- und austretende Stoff- und Energiestréme des Bilanzraums fiir die Berech-
nung der Mahltrocknung

Der elektrische Eigenbedarf der Miihle (3) wird, nach Lehmann, durch Annahme eines spezifischen
Mahlaufwandes von 15 kWh/t ermittelt [LEH-90]. Der Rohkohlenmassenstrom (2) ergibt sich aus der
Gesamtbilanz des Kraftwerks bzw. aus der gewiinschten Nettoleistung. Der Eintrittszustand der Kohle
entspricht dem Umgebungszustand. Die erforderliche Rauchgasmenge (1) ergibt sich aus der Energie-
bilanz des Trocknungsprozesses. Dazu ist die Vorgabe einiger ZustandsgroBen erforderlich: die Tem-
peratur des riickgesaugten Rauchgases wird zu 1000 °C angenommen. Die Temperatur von Briiden (4)
und getrockneter Kohle (5) am Sichteraustritt betrdgt 130 °C bei einer Restfeuchte der getrockneten
Kohle von 15 %. Die Trocknung resultiert aus der reinen Verdampfung des Kohlenwassers bei Umge-
bungsdruck. Der gesamte Vorgang wird als druckverlustfrei betrachtet. Aus der Differenz der austre-
tenden Energiestrome von getrockneter, erwarmter Kohle (5), sowie des ausgetriebenen Wassers (4)
und des eintretenden Energiestroms der Rohkohle (2) ergibt sich der Energiebedarf fiir die Trocknung.
Dieser Energiebedarf teilt sich auf in einen Anteil fiir die Vorwidrmung des Rohkohlenmassenstroms,
einen Anteil fiir die Verdampfung des abzutrennenden Kohlenwassers und dessen Uberhitzung auf

Sichtertemperatur sowie einen Anteil fiir die weitere Erwérmung der trockenen Kohle auf Sichtertem-
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peratur. Der gesamte Wérmebedarf, zuziiglich einem angenommenem Wiarmeverlust (6) von 10 %, ist
durch die Abkiihlung des angesaugten Rauchgasstroms (1) von 1000 °C am Eintritt auf Sichtertempe-
ratur (130 °C) aufzubringen. Daraus wird der erforderliche Rauchgasmassenstrom (1) ermittelt (siche
Abbildung 2.3). Durch die Annahme einer Sichtertemperatur von 130 °C wird ein Kondensieren von
Wasser in der Brennstoffleitung bis zu den Brennern unterbunden.
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Abbildung 2.3: Rauchgasbedarf pro Kilogramm Rohbraunkohle in Abhéngigkeit von der Trock-
nungsgastemperatur, bei einer konstanten Sichtertemperatur von 130 °C

und einer Restfeuchte der Trockenkohle von 15 %
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21.3 Dampferzeuger

Den ersten Bilanzraum des Dampferzeugers stellt die Brennkammer dar. Sie ist der Reaktionsraum fiir
die Kohlenverbrennung.

® @
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transportluft
unverbrannte
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Abbildung 2.4: Ein- und austretende Energie- und Stoffstréme des Bilanzraums Brennkammer zur

Berechnung der Kohlenstaubfeuerung

Bei der hier betrachteten direkten Feuerung mit Braunkohle wird der Staub (2) von den Schlagrad-
miihlen mit den bei der Trocknung entstehenden Briiden (3) zu den Brennern transportiert. Die Briiden
bestehen auf Grund der Verfahrensweise im Wesentlichen aus riickgesaugtem Rauchgas und weisen
demnach einen Sauerstoffanteil auf. Entsprechend der vorgegebenen Luftzahl der Verbrennung (1,15)
und dem vorgegebenen Kohlenmassenstrom ergibt sich der erforderliche Sekundarluftmassenstrom (1)
unter Beriicksichtigung des Restsauerstoffs im Kohlentrégergas iterativ. Der Massenstrom des Koh-
lentridgergases resultiert bei der direkten Braunkohlenfeuerung aus dem fiir die Mahltrocknung erfor-
derlichen Rauchgasmassenstrom und der Kohlenfeuchte vor und nach der Trocknung. Die Beladung
der Zweiphasenstromung ergibt sich entsprechend aus diesen Bedingungen. Der Zustand der vorge-
warmten Sekundarluft (1) ergibt sich aus der Berechnung des Bilanzraums Luftvorwdrmung im Ab-
schnitt 2.1.7.

Die Berechnung der Verbrennung fester Brennstoffe erfolgt auf Grundlage der Elementaranalyse™ des
Brennstoffs nach den Erhaltungsgleichungen der Elemente. Die durch die Elementaranalyse vorlie-
genden Massenanteile von C, H,, S, N, gehen als elementare Brennstoffe in die Verbrennungsglei-
chungen ein. Durch die Stoffmengenverhéltnisse der Reaktionsgleichungen wird der stochiometrische
Sauerstoffbedarf fiir die vollstindige Oxidation der brennbaren Substanz ermittelt. Der Mindestsauer-
stoffbedarf ergibt sich unter Beriicksichtigung des im Brennstoff vorhanden Sauerstoffs, der ebenfalls
durch die Elementaranalyse vorliegt. Die entstehende Rauchgasmenge ergibt sich ebenfalls aus den
Stoffmengenverhédltnissen der Verbrennungsgleichungen zuziiglich des mit dem Brennstoff einge-
brachten Wassers, welches anschlieend dampfformig im Rauchgas enthalten ist [BAE-92].

Die Unvollstindigkeit des realen Verbrennungsvorgangs wird in dem Berechnungsmodell durch zwei
Verlustfaktoren beriicksichtigt. Zum einen wird durch die Vorgabe des Anteils (0,1 %) des

** entsprechend DIN 51700
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Kohlenmassenstroms, der unverbrannt iiber den Aschetrichter verlorengeht (5), der Gliihverlust
beriicksichtigt. Zum anderen wird durch Vorgabe des Anteils (0,1 %) des Kohlenstoffs der Kohle, der
nicht vollstdndig zu CO, reagiert (7), angegeben. Damit wird der Energieverlust, der sich durch eine
unvollkommene rdumliche, zeitlich variierende Durchmischung von Kohlenstaub und Verbrennungs-

luft innerhalb der Brennkammer ergibt, rechnerisch beriicksichtigt.

Die Temperatur der ausgeschleusten Asche (4) wird unter Beriicksichtigung des Ascheschmelzpunktes
der verwendeten Kohle (nach Tabelle 2.7, S. 98) vorgegeben. Die Ascheabscheidung verlduft hier
idealisierter Weise vollstindig, so dass die gesamte sensible Warme der Asche bereits in der Brenn-
kammer dem Prozess verloren geht. In Realitit kann der Anteil, der als Flugstaub erst im Elektro-
Filter aus dem Rauchgas abgeschieden wird, noch ein Teil seiner sensiblen Wéarme an den Prozess
abgeben, da am E-Filter die Rauchgastemperatur bereits wesentlich niedriger liegt. Diese Vereinfa-
chung hat einen nachteiligen Effekt auf den ermittelten Prozesswirkungsgrad, der hier in Kauf ge-

nommen wird.

Zwischen Sekundarlufteintritt und Rauchgasaustritt wird ein relativer Druckverlust (2,5 %), der Stro-
mungsverluste durch Einschniirungen und Umlenkungen beriicksichtigt, angesetzt. Aulerdem wird ein
relativer Warmeverlustfaktor (0,25 %) fiir die Brennkammer angenommen, der Wéarmeverluste durch
die Wand (8) an die Umgebung in die Bilanz einfiihrt.

Mit diesen Annahmen und nach diesem Berechnungsverfahren wird die Temperatur und der Massen-
strom des austretenden Rauchgases (6) + (7) ermittelt.

Dieses Rauchgas dient darauthin als Energiezufuhr fiir den direkt folgenden Teilbilanzraum Dampfer-
zeuger (Abbildung 2.5).
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Abbildung 2.5: Ein- und austretende Energie- und Stoffstrome des Bilanzraums zur Berechnung
der Wirmeiibertragung auf den Dampfkreislauf

Ein geringer Teil des zugefiihrten Abgasstroms (1) wird von der Schlagradmiihle, zur Beheizung des
Mahltrocknungsprozesses, riickgesaugt. Der Massenstrom und Zustand dieses Stoffstroms (2) wird im
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Bilanzraum Mabhltrocknung ermittelt (Abschnitt 2.1.2). Die Abkiihlung des verbleibenden Rauchgases
auf den Austrittszustand (3) ergibt sich aus der erforderlichen Wéarmezufuhr zum Dampftkreislauf. Auf
der Hochdruckschiene wird Speisewasser (4) bis zum iiberhitzten Austrittszustand des HD-Frisch-
dampfes (5) erwdrmt. Die Mitteldruckschiene stellt die Zwischeniiberhitzung des aus der HD-Turbine
austretenden Dampfes (6) auf den Eintrittszustand der MD-Turbine (7) dar. Die Zustinde und Massen-
strome des Wasser-/Damptkreislaufes werden im entsprechenden Bilanzraum ermittelt (Ab-
schnitt 2.1.4).
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2.1.4 Wasser-/Dampfkreislauf

Zur Berechnung des Wasser-/Dampfkreislaufs ist die Beriicksichtigung aller in Abbildung 2.6 darge-
stellten Apparate erforderlich. Die Auslegungsleitgrofie des gesamten Kraftwerksprozesse stellt, wie
bereits erwdhnt, die Nettoleistung des Kraftwerks dar. Durch ein iteratives Berechnungsverfahren wird
die dazu erforderliche Dampfproduktion im Modell des Wasser-/Dampfkreises bestimmt. Der dazu
erforderliche Brennstoffmassenstrom wird daraufhin im Bilanzraum Dampferzeuger ermittelt (Ab-
schnitt 2.1.3).
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Abbildung 2.6: Wirmeschaltbild des Wasser-/Dampfkreislaufs mit allen im Berechnungsmodell

beriicksichtigten Komponenten

Die Auslegung des Prozesses basiert auf der Vorgabe der wichtigsten Eckdaten, wie Frischdampftem-
peraturen (580/600 °C) und Frischdampfdriicke (27,4/5,7 MPa), sowie auf einer groflen Zahl weiterer
Annahmen und Randbedingungen, die im folgenden nur kurz skizziert werden.

In allen dampffithrenden Rohrleitungen (z.B. Anzapf- und Frischdampfleitungen) wird ein relativer
Druckverlust von einheitlich 5 % beriicksichtigt. In wasser- bzw. kondensatfiihrenden Leitungen wird
auf Grund der geringeren Stromungsgeschwindigkeit ein geringerer relativer Druckverlust von 0,5 %

angenommen. Zusitzlich wird in allen Apparaten der Vorwérmstrecke auf der Speisewasserseite ein
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Druckverlust von 0,5 % und auf der Dampfseite von 5 % vorausgesetzt. Die Gradigkeiten aller Wir-
meiibertrager der HD- und ND-Vorwédrmstrecke werden einheitlich zu 5 K angenommen. Der vorge-
zogene Enthitzer, der als letzte Vorwadrmstufe die Speisewasserendtemperatur bis auf den Endwert
(294 °C) erhoht, weist eine Gradigkeit von 30 K auf. Fiir alle Pumpen des Prozesses wird ein isentro-
per Wirkungsgrad von 85 % angenommen. Die Hauptspeisewasserpumpe wird mit einer Turbine an-
getrieben, die einen isentropen Stufenwirkungsgrad von 88 % aufweist und aus der zweiten Anzap-
fung der MD-Turbine gespeist wird. Durch die Einstellung des Anzapfmassenstrom wird die Leistung
der Turbine an die Anforderungen angepasst. Der zugehdrige Nebenkondensator weist eine Gradigkeit
von 5 K auf, so dass der Austrittsdruck (3,9 kPa) aus der Speisepumpenantriebsturbine hoher liegt als
der Druck im Hauptkondensator (3,5 kPa), fiir den eine Gridigkeit von 1,5 K vorausgesetzt wird
(siche Abschnitt 2.1.5). Die getroffenen Annahmen basieren auf Mittelwerten aus der Analyse detail-
lierter Warmeschaltbilder verschiedener, ausgefiihrter Kraftwerksanlagen.

Die Verwendung eines isentropen Stufenwirkungsgrades, fiir die Ermittlung der in einer Turbine
umgewandelten Stromungsarbeit, hat den Vorteil, dass dieser Wirkungsgrad im Gegensatz zu einem
isentropen Wirkungsgrad der gesamten Turbine unabhéngig vom Druckverhéltnis ist. Bei einer groB3en
Stufenzahl stellt der so ermittelte Expansionsverlauf eine sehr gute Approximation der reellen Expan-
sionslinie dar, die einer Polytrope entspricht [BAE-92]. Fiir die Hoch-, Mittel- und Niederdruckturbine
wird ein isentroper Stufenwirkungsgrad von 90,5 % angenommen. Mit diesem Wert ergeben sich gute
Ubereinstimmungen bei der Nachrechnung ausgefiihrter, moderner Dampfturbinenanlagen vergleich-
barer Leistung. Die Druckniveaus der Anzapfungen werden aus den jeweils zu erreichenden Speise-
wassertemperaturen zuziiglich der Gradigkeit der Vorwérmer und unter Beriicksichtigung von Druck-
verlusten (5 %) ermittelt. Die Festlegung der Speisewassertemperaturen nach den einzelnen Vorwar-

mern, erfolgt durch die Voraussetzung einer konstanten Temperaturerhohung in jeder Vorwérmstufe.

Der Druck des Speisewasserbehélters wird in Anlehnung an ausgefiihrte Anlagen auf 1,02 MPa fest-
gelegt. Die Beheizung des Speisewasserbehélters erfolgt iiber die dritte Anzapfung der MD-Turbine.
AuBlerdem wird das Kondensat der HD-Vorwérmer dem Behélter zugefiihrt, der als Mischvorwarmer
die letzte Vorwiarmstufe der ND-Vorwérmstrecke darstellt. Das Kondensat der ND-Vorwarmer wird

zusammen mit dem Kondensat der Speisepumpenantriebsturbine in den Hauptkondensator eingeleitet.

2.1.5 Kondensator und Kiihlturm

Der Kondensator ist der Bilanzraum, der sich direkt an den Austritt der ND-Dampfturbine anschlief3t.
Der aus der Turbine austretende Dampf™ wird im Kondensator vollstindig verfliissigt. Die Tempera-
tur der Kondensation wird durch die Warmwassertemperatur des zum Kiihlturm zuriicklaufenden
Kiihlwassers, zuziiglich der Gradigkeit des Kondensators, bestimmt. Die Gréadigkeit des Kondensators
wird mit 1,5 K angenommen. Eine Reduzierung der Kondensattemperatur wére durch eine Verringe-
rung der Gradigkeit moglich, die durch eine VergroBerung der Austauschfldche zu realisieren wire.
Daher ist eine wirtschaftlich sinnvolle Wahl der Gradigkeit erforderlich. Durch die Temperatur des
Kondensats wird der Enddruck der Entspannung im ND-Teil der Turbine festgelegt, der dem Konden-
sationsdruck bei der Temperatur des Kondensats entspricht.

** in den meisten Auslegungspunkten handelt es sich dabei um Nassdampf



2.1 Modell des braunkohlenbefeuerten Dampfkraftwerks 59

Die Kaltwassertemperatur des Kiihlwassers eines Naturzug-Nasskiihlturms, die im folgenden Bilanz-
raum berechnet wird, ergibt sich aus der Taupunkttemperatur der Umgebungsluft zuziiglich dem
Kiihlgrenzabstand (siehe Abbildung 2.8). Die Taupunkttemperatur der Umgebungsluft entspricht der
Lufttemperatur, bei der der in der feuchten Luft enthaltene Wasserdampf zu kondensieren beginnt. Nur
wenn die Luft mit Wasserdampf gesittigt ist, entspricht die Taupunkttemperatur der Lufttemperatur
(Abbildung 2.7).
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Abbildung 2.7: Einfluss von Umgebungstemperatur (Tu) und relativer Feuchte (@) auf die Tau-
punkttemperatur (Trapuni) der feuchten Umgebungsluft

Bei der Verrieselung des warmen, vom Kondensator zulaufenden Kiihlturmwassers im Gegenstrom
zur Umgebungsluft, wire die Taupunkttemperatur der theoretische Grenzwert fiir die erreichbare
Kaltwassertemperatur des Kiihlturms. Der Kiihlgrenzabstand ist die Differenz zwischen tatséchlich
erreichter Kaltwassertemperatur und diesem Grenzwert (siche Abbildung 2.8). Der Kiihlgrenzabstand
wird zu 8 K angenommen. Der Wert wird letztendlich auch von wirtschaftlichen Faktoren bestimmt,
da er im Wesentlichen von der Bauhdhe und somit von den Baukosten des Kiihlturms abhéngig ist.

Die durch die Warmeaufnahme im Kondensator hervorgerufene Temperaturdifferenz zwischen war-
men und kaltem Kiihlwasser lésst sich kiihlwasserseitig durch den Kiihlwassermassenstrom beeinflus-
sen. Diese Temperaturdifferenz wird als Kiihlzonenbreite bezeichnet und wird hier zu 10 K angenom-
men. Eine Verringerung der Kiihlzonenbreite zum Zweck der Erniedrigung des Kondensatordrucks
bzw. letztendlich zur Erhohung des Gesamtanlagenwirkungsgrades bedingt eine VergroBerung des
Kiihlwassermassenstroms, was eine VergroBerung des Pumpenaufwandes zur Folge hat und somit
auch unter wirtschaftlichen Gesichtspunkten zu beurteilen ist.
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Abbildung 2.8: [dealisierter Zusammenhang zwischen Umgebungszustand und Kondensatordruck

in einem Naturzug-Nasskiihlturm

Bei direkter Fluss- oder Meerwasserkiihlung, anstelle der Riickkiihlung des Kiihlwassers durch einen
Kiihlturm, liegen thermodynamisch giinstigere Voraussetzungen vor, so dass trotz hoher Wirtschaft-
lichkeit niedrigere Kondensatordriicke erreichbar sind, was eine entsprechend positive Wirkung auf

den Gesamtprozess ausiibt (siche dazu Abschnitt 3.2.4).

2.1.6 Rauchgasweg nach Kesselaustritt

In diesem Abschnitt werden alle Bilanzrdume zusammengefasst, die zur Berechnung von Apparaten
dienen, die zur Rauchgasbehandlung nach dessen Austritt aus dem Dampferzeuger (Abschnitt 2.1.3)
erforderlich sind.

Rauchgas-Entstaubung

Die Entstaubung des Abgases im atmosphérisch betriebenen Dampfkraftprozess dient zur Reduzierung
des Gehaltes an festen Verbrennungsriickstinden®® im abgekiihlten Rauchgas entsprechend den gesetz-
lichen Vorgaben. Die Abscheidung erfolgt durch Ausnutzung elektrostatischer Effekte in einem Elekt-
rofilter. Die Kraftwerkskomponente wird in dem Berechnungsmodell durch einen relativen Rauchgas-
druck- und -wirmeverlust, sowie durch einen spezifischen elektrischen Eigenbedarf charakterisiert.
Der angenommene relative Druckverlust von 1,5 % basiert auf Angaben aus [EFF-00]. Der daraus
resultierende absolute Druckverlust wird durch den Saugzug im Rauchgasweg kompensiert. So fiihrt
auch der angenommene Druckverlust des Elektrofilters indirekt zu einer Erhohung des elektrischen
Eigenbedarfs. Der unmittelbar fiir die Abscheidung erforderliche Eigenbedarf der Elektroabscheidung
wird zu 0,12 kWh pro 1000 m* Rauchgas im Normzustand®’ angenommen [EFF-00]. Der relative
Wirmeverlust von 0,5 % dient zur ndherungsweisen Berlicksichtigung von Warmeverlusten tiber das

Gehiuse des Apparates.

*% Flugstaub

*" unabhingig vom erforderlichen Abscheidegrad



2.1 Modell des braunkohlenbefeuerten Dampfkraftwerks 61

Rauchgas-Entstickung

Nach dem Stand der Technik wird die Entstickung des Abgases aus atmosphérischen Staubfeuerungen
in braunkohlenbefeuerten GroBkraftwerken ausschlie8lich durch feuerungstechnische Primadrmaf3nah-
men erreicht (sieche Abschnitt 1.2.1, ab S. 3). Daher ist in dem Berechnungsmodell des Dampfkraft-
werkes keine sekunddre EntstickungsmaBnahme (z.B.: DeNOx-Katalysator), wie sie in steinkohlen-
befeuerten Kraftwerken erforderlich ist, beriicksichtigt worden.

Rauchgas-Saugzug

Der Saugzug ist im Rauchgasweg vor der Rauchgasentschwefelungsanlage (REA) angeordnet. Der
erforderliche Austrittsdruck des Gebléses wird aus dem Umgebungsdruck zuziiglich des durch die
REA verursachten Druckverlustes ermittelt. Wegen der Ableitung des Reingases iiber den Kiihlturm,
ist keine darliber hinausgehende Druckerhohung erforderlich. Der rauchgasseitige Eintrittsdruck in
den Saugzug ergibt sich aus dem Umgebungsdruck abziiglich aller, durch vorgelagerte Komponenten
verursachten, Druckverluste. Durch diese Anordnung des Saugzuges im Prozessverlauf gelingt es den
Dampferzeuger unter leichtem Unterdruck zu betreiben, so dass der Austritt heiler Rauchgase aus
Undichtigkeiten des Kessels verhindert wird. Zur Beriicksichtigung der Irreversibilititen des Ver-
dichtungsvorgangs, wird fiir den Saugzug ein isentroper Wirkungsgrad von 85 % angenommen.

Rauchgas-Entschwefelung

Die Entschwefelung des Rauchgases bis auf den gesetzlich vorgeschriebenen Grenzwert erfolgt in
allen hier betrachteten Kraftwerksprozessen durch eine nasse Rauchgaswische. Durch die Verriese-
lung einer Kalksteinsuspension im Gegenstrom zum Rauchgas kommt es im Absorber zu einer chemi-
schen Reaktion des Schwefeldioxids mit der Suspension, bei der Gips entsteht. Bei Eintritt des Rohga-
ses in den Absorber muss dieses auf dessen Eintrittstemperatur abgekiihlt worden sein (100 °C). Das
Reingas tritt mit 70 °C aus der Nasswésche aus und wird {iber den Kiihlturm an die Umgebung abge-
leitet. Die Temperaturdifferenz ergibt sich durch Warmeverluste iiber die Behélterwand der REA und
durch die physikalischen und chemischen Prozesse im Absorber, die nicht ndher untersucht werden.
Zusitzlich wird im Berechnungsmodell der REA ein relativer rauchgasseitiger Druckverlust beriick-
sichtigt. Dieser wird zu 0,75 % angenommen. Der elektrische Eigenbedarf des REA-Gebléses, der
Suspensionspumpen und weiterer Hilfsaggregate wird insgesamt auf 2000 kWh pro 1 Million m?
Rauchgas im Normzustand gesetzt [GEU-88]. Es wird angenommen, dass zur Einhaltung des SO,-
Grenzwertes, unabhéngig vom tatsdchlichen SO,-Gehalt des Rauchgases, der gesamte Gasstrom ent-
schwefelt werden muss. Diese Vereinfachung zieht eine leichte Uberbewertung des elektrischen
Eigenbedarfs fiir die Entschwefelung nach sich, da in der Praxis zumeist nur ein Teilstrom des Abga-
ses entschwefelt werden muss, um nach der Mischung mit dem ungereinigten Teilstrom den geforder-

ten Grenzwert einzuhalten.

2.1.7 Verbrennungsluft-Vorwarmung

Die Vorwiarmung der Verbrennungsluft erfolgt im Berechnungsmodell des konventionellen Dampf-
kraftwerks durch die Ubertragung von Rauchgaswiirme in zwei Schritten. Der erste Teil der Wirme-
iibertragung erfolgt auf niedrigem Temperaturniveau, vor Eintritt des Rauchgases in die Rauchgasent-
schwefelungsanlage. Die Luftvorwdrmung kiihlt den Rauchgasstrom bis auf 100 °C ab. In der Praxis
ist daher die Verwendung eines sdureresistenten Warmetauschers mit grofler Austauschflache erforder-



62 2 Berechnungsgrundlagen

lich. Der zweite Teil der Luftvorwdrmung erfolgt direkt nach Austritt des Gasstromes aus dem
Dampferzeuger. Die Ubertragung der Wérme erfolgt in der Praxis mit Dreh-LuVos. Dabei kommt es
verfahrensbedingt zu einer Vermischung der Verbrennungsluft auf der einen Seite mit dem Rauchgas
auf der anderen Seite. Auf Grund des hoheren Druckes auf der Verbrennungsluftseite tritt Frischluft
auf die Rauchgasseite {iber. Dieser Verluststrom ist durch eine Erhéhung des Fordervolumenstroms

des Frischliifters zu kompensieren.

In dem Berechnungsmodell wird angenommen, dass 5 % des eintretenden Verbrennungsluftmassen-
stroms auf die Rauchgasseite iibergehen. Eine Reduzierung des Wertes® fiihrt zu einer Verringerung
des Abgasvolumenstroms in den rauchgasseitig nachfolgenden Komponenten und infolge dessen zu
einer Reduzierung des Eigenbedarfs des Frischliifters (siche Abbildung 2.9).

105,0

102,5

100,0 +

97,56 +

Leistung Frischliifter in %

95,0 1 1 1 1

Leckageluftanteil LuVo in %

Abbildung 2.9: FEinfluss des Leckageluftanteils des Dreh-Luvos auf den elektrischen FEigenbedarf
der Frischliifters

Des Weiteren wird fiir den Dreh-LuVo ein rauchgasseitiger und ein verbrennungsluftseitiger Druck-
verlust von 1 bzw. 0,5 %, zur Beriicksichtigung von Stromungsverlusten, angenommen. Im ersten
Luftvorwdrmer wird fiir beide Gasstromungen ein relativer Druckverlust von 1 % angenommen. Die
Druckverluste auf der Verbrennungsluftseite werden durch den Frischliifter kompensiert; die Druck-
verluste auf der Rauchgasseite hingegen durch den Rauchgas-Saugzug. Die beiden Verdichter tragen
jeweils zum elektrischen Eigenbedarf des Kraftwerks bei.

2.2 Modell des Dampfkraftwerks zukiunftiger Bauweise

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Abschéitzung des Wirkungsgrades eines zukiinftigen konventio-
nellen Dampfkraftwerks durchgefiihrt. Dabei werden Optimierungspotenziale durch die Einbindung
von effektiveren Trocknungsverfahren, durch Steigerung der Frischdampfparameter auf Grund von

** auf Grund moglicher verfahrenstechnischer Optimierung der Apparates
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Fortschritten der Werkstofftechnik, durch Verbesserungen des inneren Wirkungsgrades der Dampftur-
binen, und durch die Reduzierung des Kondensatordrucks bewertet. Weil die Aufgabenstellung eine
Gegeniiberstellung des hier ermittelten Wirkungsgradpotenzials der Prozessoptimierungen mit dem
Wirkungsgrad des Standes der Technik vorsieht, wird auch hier besonderes Augenmerk auf die Ver-
gleichbarkeit der Ergebnisse gelegt.

2.2.1 Analogie zum Stand der Technik

Die meisten zu betrachtenden Optimierungsmalinahmen des Dampfkraftprozesses lassen sich in dem
Modell des Dampfkraftwerks nach dem Stand der Technik (sieche Abschnitt 2.1) durch Anpassungen
von Komponentenparametern beriicksichtigen, ohne zusitzliche Teilmodelle integrieren zu miissen.
Das ergibt sich aus der Beriicksichtigung von Einflussfaktoren auf Basis spezifischer bzw. relativer
Parameter, durch die absolute Einfliisse in Abhingigkeit anderen Parameter berechnet werden konnen.
Die Steigerung der Frischdampfparameter wird ebenfalls mit dem oben beschriebenen Berechnungs-
modell des Standes der Technik bewertet. Bei der Analyse des Einflusses von Frischdampfdruck und
Frischdampftemperatur wird gleichzeitig der in engem Zusammenhang stehende Einfluss der Steige-
rung der Speisewassereintrittstemperatur untersucht. Das Berechnungsmodell der Vorwarmstrecke ist
so flexibel, dass fiir diese Analyse die Schaltung nicht verdndert werden muss. Das ermdglicht eine
Abschitzung des Optimierungspotenzials der Speisewasser- und Frischdampf-Temperaturerh6hung

unabhingig von sonstigen anlagentechnischen Anderungen des Prozesses.

Fiir die Abschitzung des Wirkungsgradpotenzials, das durch einen Ubergang auf effektivere Trock-
nungsverfahren fiir Braunkohle erschlossen werden kann, ist die Integration zusétzlicher Kraftwerks-
komponenten bzw. zusitzlicher Teilmodelle in das Gesamtmodell erforderlich. In den folgenden
Absitzen werden die verwendeten Berechnungsmodelle erldutert, die das bisher verwendete Modell

fiir die Bilanzierung der Mahltrocknung ersetzen.

2.2.2 Integration des WTA-Verfahrens

Das Berechnungsmodell des WTA-Verfahrens basiert auf dem Prinzipschema nach Abbildung 1.11
(S. 27) und der Prozessbeschreibung in Abschnitt 1.2.2.

Fiir den Mahlvorgang, der aus einer Vorbrecherstufe vor Eintritt der Rohkohle in die WTA-Anlage
und eine feine Nachmahlung nach Austritt der TBK aus der WTA zusammengesetzt ist, wird insge-
samt der gleiche Mahlaufwand wie bei der Mahltrocknung angenommen. Die mit dem Modell ermit-
telten Wirkungsgradeinfliisse basieren folglich nicht auf einer moglichen Reduzierung des Mahlauf-

wandes, sondern auf den thermodynamischen Verbesserungen des Trocknungsvorgangs.

Grundlage fiir die Auslegung der WTA-Anlage ist die Restfeuchte der Trockenbraunkohle und der
erforderliche TBK-Massenstrom. Die Desorptionsisobare (Abbildung 2.10) stellt den Zusammenhang
zwischen der geforderten Restfeuchte der TBK und der erforderlichen Temperatur der Dampfatmo-
sphére in der Wirbelschicht dar. Fiir eine Restfeuchte der Trockenbraunkohle von 12 % ergibt sich aus
Abbildung 2.10 eine mittlere Wirbelschichttemperatur von etwa 111 °C. Die Wirbelschicht wird unter
leichtem Uberdruck von 10 kPa [KLU-96] betrieben, so dass die mittlere Wirbelschichttemperatur um
rund 8 K oberhalb der Kondensationstemperatur der Dampfatmosphére liegt. Die Rohkohle wird durch
das Heizbriidenkondensat vorgewarmt und gelangt mit 60 °C [KLU-96] in den Wirbelschichttrockner.
Der Energiebedarf des Trockners ergibt sich aus den Teilbetrdgen zur weiteren Vorwéarmung der ein-
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getragenen Kohle (ca. 10 %), zur Verdampfung und Uberhitzung des auszutreibenden Kohlenwassers
(ca. 89 %) und zur Deckung von Wérmeverlusten iiber die Behélterwand (1 %). Die Deckung des
gesamten Energiebedarfs erfolgt nur zu einem geringen Teil aus der Abkiihlung des leicht iiberhitzten
Fluidisierungsdampfes (ca, 1,5 %). Das Fluidisierungsmedium wird aus dem Abdampfstrom des Wir-
belschichttrockners gewonnen. Es wird angenommen, dass zur Fluidisierung von einem Kilogramm
Rohkohle 0,5 kg Wirbeldampf erforderlich sind [ZAB-90]. Zur Uberwindung von Druckverlusten im
Diisenboden und in der Wirbelschicht (20 kPa) wird ein Umlaufgeblédse, mit einem angenommenen
isentropen Wirkungsgrad von 80 %, eingesetzt.

Der grofite Beitrag zur Deckung des Energiebedarfs des Wirbelschichttrockners wird iiber die Kon-
densation der Heizbriiden in den eingetauchten Warmetauscherbiindeln in die Wirbelschicht einge-
bracht. Der erforderliche Enddruck des Heizbriidenverdichters wird aus der Energiebilanz der Wirbel-
schicht iterativ ermittelt. Bei dem oben erwéhnten Berechnungsbeispiel der Trocknung der Referenz-
kohle (Tabelle 2.7) auf 12 % Restfeuchte ergibt sich ein erforderlicher Heizbriidendruck von etwa
310 kPa. Die Verdichtung des verbleibenden Abdampfstroms auf den erforderlichen Enddruck erfolgt
in drei Stufen mit gleichem Verdichtungsverhéltnis und gleichem isentropen Wirkungsgrad von 80 %.
Nach den ersten beiden Stufen wird Kondensat zur Kiihlung der {iberhitzten Briiden bis auf Satt-
dampfzustand beigemischt. Das Kondensat wird dafiir hinter der Kohlenvorwdrmung entnommen.

30

25

20

15

10

Wassergehalt der Trockenbraunkohle in %

100 110 120 130
Dampftemperatur in °C

Abbildung 2.10: Wasserdampf-Kohle-Gleichgewicht rheinischer Braunkohle bei ca. 1,1 bar (De-
sorptionsisobare) nach [KLU-94]

Unter Beriicksichtigung eines relativen heizdampfseitigen Druckverlustes von 20 % ergibt sich somit
eine mittlere Temperaturdifferenz zwischen Wirbelschicht und Kondensation von etwa 20 K.

Das Kondensat wird anschlieend entspannt. Der dabei anfallende Dampf wird dem Abdampfstrom
der Wirbelschicht zugemischt. Das daraufthin im Siedezustand vorliegende Kondensat wird zur ein-
gangs erwiahnten Vorwarmung der Rohkohle eingesetzt. Dabei kiihlt das Kondensat auf etwa 45 °C ab.

Die Restwiarme des Kondensats wird in diesem Berechnungsmodell nicht weiter verwertet. Die Ab-
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kiihlung der Trockenkohle von der Wirbelschichttemperatur auf die Eintrittstemperatur in den Kraft-
werksprozess (90 °C) erfolgt durch Warmeabgabe an die Umgebung, wobei ebenfalls, auf Grund des
geringen Potenzials, auf Warmeriickgewinnung verzichtet wird.

In Abbildung 2.11 sind Berechnungsergebnisse der Erzeugung von 1 kg/s Trockenbraunkohle aus der
Referenzkohle nach Tabelle 2.7 angegeben. Die erforderliche dullere Leistungszufuhr zum WTA-Pro-
zess ergibt sich ausschlieBlich aus der elektrischen Eigenbedarfsleistung (369 kW), und zwar fiir die
Kohlenmiihle, den zwischengekiihlten Briidenverdichter und das Fluidisierungsgebldse. Ohne die
Eigenbedarfsleistung der Kohlenmiihle ergibt sich der Leistungsbedarf fiir die Trocknung zu etwa
266 kW, wobei rund 87 % fiir die Briidenverdichtung und 13 % fiir die Fluidisierung bendtigt werden.
Die Wasserverdampfungsleistung des Wirbelschichtrockners betrdgt rund 2055 kW, ohne Beriicksich-

tigung des Leistungsbedarfs fiir die Kohlenvorwéarmung.

Aus diesem Zahlenbeispiel ist der Vorteil der Wirbelschichttrocknung mit interner Abwarmenutzung
(WTA) gegeniiber der Trocknung ohne Briidenkondensation ersichtlich. Durch Anwendung der WTA
reduziert sich der Energiebedarf fiir die Erzeugung von einem Kilogramm TBK (mit 12 % Rest-
feuchte) um 87 % gegeniiber der Trocknung ohne Wiarmeriickgewinnung. Der exergetische Mindest-
aufwand fiir die Wasserverdampfung ergibt sich aus der mittleren Temperatur des Wérmestroms fiir
die Verdampfung zu rund 578 kW. Das bedeutet, dass exergetisch betrachtet der Aufwand fiir die
Trocknung durch Anwendung des WTA-Verfahrens um 54 % reduziert wird.

2.2.3 Integration des MTE-Verfahrens
Bei dem Mechanisch/Thermischen Entwéasserungsverfahren (MTE) nach Abschnitt 1.2.2 handelt es

sich um einen Prozess, der chargenweise bzw. diskontinuierlich betrieben wird. Fiir die Simulation der
MTE-Anlage im Rahmen der Gesamtprozesssimulation wird das Verfahren in einen kontinuierlich
ablaufen Vergleichsprozess tlberfiihrt. Die Basis dieses Vergleichsprozesses stellt das MTE-Prinzip
entsprechend Abbildung 1.14 (S. 31) dar.

Fiir die Kohlenmiihlen vor und nach der MTE-Anlage wird, wie im Modell der Mahltrocknung und
der WTA, insgesamt ein spezifischer Mahlaufwand von 15 kWh/kg Rohkohle angenommen. Somit
stellt ein Vergleich der Kraftwerksprozesse mit den unterschiedlichen Trocknungsverfahren die Vor-

und Nachteile der eigentlichen Trocknungsverfahren in den Vordergrund.

Basis fiir die Berechnung des MTE-Prozesses sind experimentell ermittelte Daten aus dem Betrieb
einer MTE-Pilotanlage [BER-99]. Im Vergleich zu den Trocknungsverfahren mit Verdampfung des
Kohlenwassers, sind mit dem Mechanisch/Thermischen Entwisserungsverfahren weniger geringe
Restwassergehalte der Trockenbraunkohle (TBK) zu erreichen. Aus Experimenten, theoretischen
Analysen und Betriebserfahrungen ergibt sich iibereinstimmend ein optimaler Betriebspunkt des
MTE-Verfahrens bei einer Restfeuchte der TBK von etwa 21,8 % [BER-99], [BERG-01], [BERG-03].
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Abbildung 2.11: Berechnungsergebnisse des WTA-Modells fiir 1 kg/s Trockenbraunkohle mit 12 %
Restfeuchte

Um dieses Trocknungsziel zu erreichen, muss die Rohkohle auf 200 °C, entsprechend der Betriebs-
temperatur der Presse, vorgewarmt werden. Fiir diesen Fall wird der mechanische Aufwand fiir das
Auspressen des Kohlenwassers aus dem Presskuchen mit 3,6 &/ pro Kilogramm Rohkohle angegeben
[BER-99]. Das dabei anfallende heile Prozesswasser wird zwischengespeichert und (unter Beriick-
sichtigung von energetischen Speicherverlusten) fiir die erste Stufe der Vorwéarmung der Rohkohle
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verwendet. Fiir diesen Vorwéarmprozess wird eine Gradigkeit von 15 K angenommen, so dass, bei
einer Umgebungstemperatur von 15 °C, das kalte Prozesswasser mit 30 °C den Vorwérmer verlésst.

Die Rohkohle wird dabei von Umgebungstemperatur auf etwa 135 °C aufgeheizt.

Der zweite Schritt der Kohlenvorwarmung auf die empfohlene Presstemperatur von 200 °C, erfolgt
durch Bedampfung. Der dazu erforderliche Sattdampf wird durch einen, mit Anzapfdampf aus der
ND-Turbine des Kraftwerksprozesses beheizten, Verdampfer erzeugt. Die Siedetemperatur des An-
zapfdampfes liegt um die angenommen Gradigkeit des Vorwarmers (5 K) iiber der Siedetemperatur
des Zusatzdampfes, also bei 205 °C. Der erforderliche Anzapfdruck ergibt sich aus dem Sattigungs-
dampfdruck bei 205 °C zuziiglich der dampfseitigen Druckverluste des Vorwarmers, die aus der An-
nahme eines relativen Druckverlustes von 5 % ermittelt werden. Das entstehende Kondensat wird dem
Hauptkondensator zugefiihrt.

Es wird angenommen, dass 5 % des fiir die Bedampfung zugefiihrten Sattdampfes in der Kohlen-
schiittung kondensieren und an das kalte Prozesswasser abgegeben werden, um die reelle chargen-
weise Betriebsweise zu beriicksichtigen. In der Realitdt wird das heifle Prozesswasser durch nachstro-
menden Zusatzdampf tiber die Kohlenschiittung geleitet. Erst nach der Detektion des Durchbruchs von
Dampf an den Auslassventilen am Boden der Schiittung, werden diese geschlossen. Der Grofteil des
zugefiihrten Zusatzdampfes verbleibt in der Kohlenschiittung und wiarmt diese durch Kondensation bis
auf 200 °C vor. Dazu ist ein Zusatzdampfmassenstrom von etwa 0,15 kg je Kilogramm erzeugter
Trockenbraunkohle erforderlich.

Durch den Pressvorgang mit einem Druck von etwa 6,1 MPa wird das Kondensat und zusétzlich ein
Teil des Kohlenwassers aus dem Presskuchen abgeschieden. Dabei wird ein Restwassergehalt von
etwa 28 % erreicht. Durch die Entspannungsverdampfung nach Entlastung der Presse und den an-
schlieBenden Abkiihlvorgang, kommt es zur Verdampfung von weiterem Kohlenwasser, so dass am
Ende des MTE-Prozesses eine Restfeuchte der TBK von 21,8 % erreicht wird.

Die Abwirmestrome des kalten Prozesswassers, des bei der Nachverdampfung entstechenden Wasser-
dampfes und der Abkiihlung der Trockenbraunkohle werden in dem Berechnungsmodell nicht zurtick-

gewonnen, sondern ungenutzt an die Umgebung abgefiihrt.

In Abbildung 2.12 sind im VerfahrensflieBbild des kontinuierlichen MTE-Vergleichsprozesses die
Berechnungsergebnisse der Erzeugung von 1 kg/s Trockenbraunkohle mit 21,8 % Restwassergehalt
angegeben. Die erforderliche duflere Leistungszufuhr zur MTE-Anlage setzt sich aus der Zufuhr ther-
mischer Leistung durch Kondensation von Anzapfdampf, sowie aus der elektrischen Antriebsleistung
fiir die Kohlenmiihle und die Presse zusammen und liegt insgesamt bei etwa 506 k. Ohne die Leis-
tung der Kohlenmiihle ergibt sich der Energiebedarfsleistung der Kohlentrocknung zu etwa 415 kW,
wobei 98,5 % auf die Zufuhr thermischer und 1,5 % auf die Zufuhr elektrischer Leistung entfallen. Bei
einer thermischen Trocknung der Referenzkohle nach Tabelle 2.7 auf 21,5 % Restfeuchte, wiirde fiir
die Verdampfung eine thermische Leistung von 1575 kW benétigt werden, ohne die Leistung fiir die
Vorwiarmung der Kohle zu beriicksichtigen.
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Abbildung 2.12: Verfahrensfliefbild des MTE-Vergleichsprozesses mit Ergebnissen der Berechnun-
gen der Erzeugung von 1 kg/s Trockenbraunkohle

Aus diesem Berechnungsbeispiel wird der Vorteil des MTE-Prinzips gegeniiber der thermischen
Trocknung durch Verdampfung (ohne Wirmeriickgewinnung) ersichtlich. Der Ubergang auf das
Mechanisch/Thermische Entwésserungsverfahren fiihrt zu einer Reduzierung des energetischen Auf-
wandes fiir die Trocknung um etwa 74 %.

Der exergetische Mindestaufwand fiir die Kohlewasser-Verdampfung ergibt sich entsprechend dem
erforderlichen Temperaturniveau des Warmestroms zu 431 kW. Der exergetische Aufwand des MTE-
Verfahrens betragt 213 kW, wovon 97,2 % auf die Zusatzdampferzeugung und 2,8 % auf den
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Pressvorgang entfallen. Das bedeutet, dass exergetisch betrachtet, der Aufwand fiir die Trocknung

durch Anwendung der Mechanisch/Thermischen Entwisserung um etwa 49 % reduziert werden kann.

Eine weitere Verbesserung des MTE-Verfahrens konnte sich durch die verfahrenstechnische Integra-
tion einer Warmeriickgewinnung aus dem bei der Entspannung und Abkiihlung nach der Presse ent-
stehenden Dampf ergeben. Die Kondensationswirme dieses Dampfes konnte, unter Beriicksichtigung
eines geeigneten Druckniveaus, zur Vorwarmung der Kohlenschiittung verwendet werden. Dadurch
konnte der Zusatzdamptbedarf fiir die zweite Stufe der Kohlenvorwérmung etwa halbiert werden.
Daraufhin wiirde der energetische Vorteil der MTE auf 88 % bzw. der exergetische Vorteil auf 77 %
(gegeniiber der thermischen Trocknung ohne Wiarmeriickgewinnung) ansteigen.

Bei dem gleichen Restwassergehalt ergibt sich mit dem WTA-Verfahren eine Reduzierung der erfor-
derlichen Leistung um 86 % bzw. des Exergiebedarfs um 48 %, gegeniiber der thermischen Trocknung

durch Verdampfung ohne Wérmeriickgewinnung.

2.3 Modell des braunkohlenbefeuerten Kombi-Kraftwerks

Der kombinierte Gas- und Dampfturbinen-Kraftwerksprozess mit Druckkohlenstaubfeuerung und
Hochtemperaturgasreinigung befindet sich derzeit in der Entwicklungsphase, da einzelne Komponen-
ten noch nicht den gestellten Anforderungen entsprechen (Abschnitt 1.2.1). Die Verwendung von
Braunkohle in diesem Kraftwerkstyp ist weniger erforscht als der Einsatz von Steinkohle. Zur Beur-
teilung des Wirkungsgradpotenzials eines derartigen Braunkohle-Kraftwerks wird auf das Kraftwerks-
konzept fiir die Druckkohlenstaubfeuerung von Steinkohle zuriickgegriffen. Der aktuelle Entwick-
lungsstand dieses Kraftwerkskonzeptes ist in der Abbildung 2.13 dargestellt.

***************** TAbges ] Abhitzedampferzeuger

1
1

/ :
1 Dampf- j
| turbinen Kiihlturm
? Kohle AG

%A, SPW-

Behilter,

7777777777 |
Gasturbine %

Kompressor

WEH

Bunker

Kondensator

O

ﬂ]\
NN L\|
O OO

Luft-
kiihler

kammer @
~~ __Brennkammer-

" kiihlung

i
Schlacke
RG
(1] - ©

Fliissigasche- u.

Alkaliabscheider ‘|
Schlacke =

L
und
Alkalien d> ELI ReGaVo Schornstein

REA

Gebléseq

1

AG

Abbildung 2.13: Verfahrensfliefbild des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und
Hochtemperaturgasreinigung [ROD-02]
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In dieses Kraftwerkskonzept werden die erforderlichen verfahrenstechnischen Anpassungen an die,

von Steinkohle abweichenden, Anforderungen des Brennstoffs Braunkohle integriert.

2.3.1 Aufbau des Gesamtprozesses

Der Kombi-Prozess gliedert sich in den kohlenbefeuerten Gasturbinenprozess (Abbildung 2.14) und
den nachfolgenden Abhitzedampfprozess (Abbildung 2.19), dessen Energiezufuhr im Wesentlichen
aus der im Gasturbinenabgas verbleibenden Abwéarme besteht. Aufler der Kopplung der beiden Teil-
prozesse iiber das Abgas der Gasturbine, werden nur zwei geringe Energiestrome® zwischen Gasturbi-
nenprozess und Abhitzeprozess ausgetauscht. Dieser geringe Integrationsgrad wird als Vorzug des
Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtemperaturgasreinigung herausgestellt, da
dies einen relativ geringen Aufwand fiir die Regelung des Prozesses und somit wenig Probleme fiir
einen spéteren Anlagenbetrieb erwarten lasst.
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Abbildung 2.14: Gasturbinenprozess eines DKSF-Kombi-Kraftwerks mit integrierter
WTA-Trocknung fiir Braunkohle

* zur Kithlung der Luft fiir den Kohlentransport und zur Kithlung der Brennkammer
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Die Aufbereitung (Ausmahlung und Trocknung) der Braunkohle erfolgt zunéchst auf atmosphéri-
schem Druckniveau. Da die Brennkammer unter Druck betrieben werden muss, wird hier, im Gegen-
satz zum Dampfkraftwerk, ein indirektes Feuerungssystem vorausgesetzt. Zur Uberwindung der
Druckdifferenz wird ein Schleusensystem verwendet. Der Transport des Kohlenstaubs zu den Bren-
nern erfolgt mit verdichteter Luft, die wegen ihrer hohen Temperatur aus Griinden des Explosions-
schutzes vorher gekiihlt wird. Zur Kompensation von Druckverlusten wird zudem ein Gebldse bertick-
sichtigt. Die Beschreibungen der Berechnungsmodelle aller Komponenten fiir die Aufbereitung und
Forderung des Brennstoffs zu den Brennern werden im Abschnitt 2.1.2 zusammengefasst.

Die Verbrennung des Kohlenstaubs erfolgt unter den Bedingungen einer Schmelzfeuerung. Ein Teil
der fliissig vorliegenden Brennstoffasche wird bereits an der Brennkammerwand abgeschieden, flief3t
daran ab und wird am Boden der Brennkammer chargenweise ausgeschleust. Zum Schutz der Brenn-
kammerausmauerung vor den Belastungen durch den fliissigen Schlackefilm, ist eine geringfiigige
Kiihlung der Brennkammerwand vorgesehen, die die Bildung einer erstarrten Schlackeschicht zwi-
schen Ausmauerung und abflieBendem Schlackefilm induziert. Auf Grund der zu erwartenden guten
Realisierbarkeit, wird zur Kiihlung eine Verdampfung von Speisewasser aus dem Abhitzeprozess, in
einer in den Wandaufbau der Brennkammer integrierten Membranwand, vorgesehen (siche
Abbildung 2.16). Die Berechnungsmodelle fiir die Druckkohlenstaubfeuerung und die Auslegung der
Wandkiihlung werden in Abschnitt 2.3.3 dargestellt.

Das Abgas der Feuerung gelangt unmittelbar zu den Fliissigasche- und Alkali-Abscheidern, die das
Gas in ein gasturbinenvertrigliches Arbeitsmittel umwandeln. Die Reinigung des Gases auf dem
vorliegenden Temperaturniveau ist derzeit verfahrenstechnisch noch nicht vollstindig geklart (siche
hierzu Abschnitt 1.2.1, Seite 19ff). Das in Abschnitt 2.3.4 beschriebene Berechnungsmodell stellt
daher ein vorldufiges, universelles Modell dar, das verschiedene, denkbare, energetisch-relevante Ein-

flisse auf den zu reinigenden Gasstrom und den Gesamtprozess flexibel beriicksichtigt.

Ein wichtiges Auslegungskriterium der Gaserzeugung stellt die Reingasaustrittstemperatur dar, die
oberhalb der Erstarrungstemperatur der Schlacke liegen muss. Damit ein Verschluss des Stromungs-
querschnitts durch erstarrende Schlacke ausgeschlossen werden kann, werden durch Anpassung der
Luftzahl der Feuerung variierende Warmeverluste, zwischen dem Austritt aus der Brennkammer und
dem Austritt aus der Gasreinigung, ausgeglichen. Die erforderliche Eintrittstemperatur des Gases in
die Gasturbine wird durch Zumischung von verdichteter Luft (Quenchkiihlung), die dem Verbren-

nungsluftstrom entnommen wird, eingestellt.

Die Entspannung des Gases erfolgt in einer luftgekiihlten Gasturbine. Die stufenweise zugefiihrte
Kiihlluft wird dem Kompressor auf entsprechenden Druckniveaus entnommen. Die eng miteinander
verbundenen Berechnungsmodelle von Gasturbine und Kompressor werden in Abschnitt 2.3.5 be-
schrieben. Die Dimensionierung der Anlagenkomponenten richtet sich nach dem Ansaugmassenstrom
des Kompressors. Der Brennstoffmassenstrom wird iterativ derart angepasst, dass sich eine vorgege-
bene Temperatur des Arbeitsmittels vor Eintritt in die Gasturbine einstellt.

Der an die Entspannung in der Gasturbine anschlieBende Abhitzekessel iibertragt einen Teil der im
Abgas verbleibenden Enthalpie auf einen Wasser-/Damptkreislauf. Der dabei erzeugte iiberhitzte
Dampf wird in einer Dampfturbinenanlage entspannt und nach Austritt aus dem ND-Teil in einem
Kondensator wieder verfliissigt. Das dazu erforderliche Kiihlwasser wird mit einem Naturzug-Nass-
kiihlturm riickgekiihlt. Mit dem Kreislaufkondensat wird ein Teil der Verbrennungsluft, der zur
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Forderung des Kohlenstaubes benotigt wird, gekiihlt. Das Speisewasser fiir die Brennkammerkiihlung
wird ebenfalls aus dem Abhitzeprozess entnommen und der aus dem Brennkammerkiihlung zuriick-

kehrende Sattdampf wird darauthin wieder in den Prozess integriert.

Die Berechnungsmodelle fiir alle erforderlichen Komponenten des Abhitzeprozesses werden in Ab-
schnitt 2.3.6 beschrieben. Vor Abgabe des Gasstroms an die Umgebung, erfolgt die Entschwefelung in
einer nassen Rauchgaswésche. Das Modell dieser Komponente wird in Abschnitt 2.3.7 dargestellt.

2.3.2 Brennstoffaufbereitung

Entsprechend dem Anlagenkonzept des steinkohlenbefeuerten Kombi-Kraftwerks (Abbildung 2.13)
wird auch bei Verwendung des Brennstoffs Braunkohle der ausgemahlene und getrocknete Brennstoff
ohne Triagergas durch ein Schleusensystem auf den Systemdruck der Brennkammer gebracht. Daher
kommen die im Dampfkraftwerk ebenfalls atmosphérisch betriebenen Aufbereitungsverfahren prinzi-
piell auch fiir die Anwendung im druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Kraftwerk in Betracht.

Bei der Integration des Mahltrocknungsverfahrens in den Kombi-Prozess ergeben sich jedoch Prob-
leme. Die erforderliche Warmezufuhr fiir die Trocknung erfolgt im Dampfkraftwerk durch Abgas auf
einem Temperaturniveau von etwa 1000 °C. Im Kombi-Prozess steht kein Gasstrom auf diesem Tem-
peraturniveau bei Umgebungsdruck zur Verfiigung. Die Erzeugung des erforderlichen Trocknungs-
gases durch Drosselung stellt energetisch eine sehr unbefriedigende Losung dar. Wiirde man das
Abgas der Gasturbine fiir die Trocknung einsetzen, miisste auf Grund des geringeren Temperatur-
niveaus der Massenstrom zur Deckung des Energiebedarfs der Trocknung erhoht werden. Durch diese
Malinahme wiirde die Leistung des Abhitzeprozesses deutlich sinken, was sich direkt auf den Wir-
kungsgrad des Kombi-Prozesses auswirken wiirde. Darliber hinaus konnte die thermische Energie der
bei der Mahltrocknung entstehenden Briiden nicht weiter im Kombi-Kraftwerk ausgenutzt werden.

Daher wird auf eine detaillierte Betrachtung dieser Variante verzichtet.

Die Trocknungsverfahren Wirbelschichttrocknung mit interner Abwarmenutzung (WTA) und Mecha-
nisch/Thermische Entwisserung (MTE) lassen sich hingegen problemlos in das Kombi-Kraftwerks-
konzept integrieren. Die Berechnungsmodelle der Komponenten WTA und MTE werden bei der
Beschreibung des Berechnungsmodells des Dampfkraftwerks (Abschnitt 2.2.2 und 2.2.3) dargestellt
und unverdndert auch im Modell des druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Kraftwerks verwendet (siche
z.B.: Abbildung 1.12). Die bei beiden Trocknungsvarianten auftretenden Abwarmestrome des Kohlen-
wasserkondensats und der Abwéarme der Trockenbraunkohle werden, wie im Dampfkraftwerk, auch
hier energetisch nicht weiter genutzt.
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Abbildung 2.15: Ein- und austretende Energie- und Stoffstréme des Bilanzraums zur Berechnung

des Kohlentransports

Das Druckschleusensystem zur Forderung des trockenen Kohlenstaubs in die Brennkammer, wird in
der Bilanz nicht beriicksichtigt, da der energetische Einfluss von untergeordneter Bedeutung ist. Fiir
den pneumatischen Transport des Kohlenstaubs (7) zu den Brennern wird ein Luftbedarf von 1 kg je
Kilogramm Brennstoff angenommen. Der entsprechende Massenstrom (1), der dem verdichteten
Verbrennungsluftstrom entnommen wird, wird mit Kondensat (2-3) des Abhitzedampfprozesses, von
etwa 450 °C*° gekiihlt, so dass nach der Verdichtung (6) im anschlieBenden Geblise die Kohlentrans-
portluft mit 80 °C vorliegt. Es wird angenommen, dass der Transportluftkiihler und die Zudosierung
des Kohlenstaubs jeweils einen relativen, luftseitigen Druckverlust von 1 % hervorrufen. Ausserdem
wird der Kohlenstaub (8) mit 10 % Uberdruck gegeniiber dem Brennkammerdruck in die Brennkam-
mer eingeblasen. Daraus ergibt sich die erforderliche Druckerh6hung und Leistung des Transportluft-

geblases (5), fiir das ein isentroper Wirkungsgrad von 85 % angesetzt wird.

2.3.3 Druckkohlenstaub-Brennkammer

Das Berechnungsmodell des Bilanzraums Druckkohlenstaub-Brennkammer beinhaltet die stochio-
metrische Verbrennungsrechnung analog zum Bilanzraum Brennkammer des Dampfkraftwerks (Ab-
schnitt 2.1.3, S. 53). Einen Einfluss des gegeniiber der atmosphédrischen Feuerung erhdhten Drucks in
der Brennkammer (auf die Energiebilanz der Umwandlung chemisch gebundener Brennstoffenergie in
Rauchgasenthalpie) wird in den Berechnungsmodellen nicht beriicksichtigt. Verfahrensbedingte
Unterschiede der beiden Feuerungen liegen im Sauerstoffgehalt und der Temperatur der Kohlentrans-
portluft. Die erforderliche Temperatur der Verbrennungsabgase richtet sich hier nach den Stoffeigen-
schaften der Schlacke des Brennstoffs, die am Austritt der nachgeschalteten Hochtemperaturgasreini-
gung in fliissigem Zustand vorliegen muss. Die Temperatur wird durch Variation der Luftzahl der

Verbrennung, also durch Kiihlung mit iiberschiissiger Verbrennungsluft, diesen Erfordernissen ent-

% die Gastemperatur ist abhiingig vom Verdichterdruckverhiltnis des Kompressors
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sprechend angepasst. Durch den Quench nach der Gasreinigung wird das Reingas auf die zuldssige

Gasturbineneintrittstemperatur gekiihlt.

Zur Beriicksichtigung unvollstindiger Verbrennung wird ein Anteil unverbrannter Kohle, der mit der
Asche ausgetragen wird, definiert, sowie ein Anteil Kohlenstoff der nicht bis CO, reagiert, sondern als
CO mit dem Abgas den Bilanzraum verlésst.

In dem direkt anschlieBenden Bilanzraum Brennkammerkiihlung erfolgt zunéchst eine Grobauslegung
der Brennkammerabmessungen. Dazu wird vorausgesetzt, dass der gesamte Brennstoffimassenstrom in
einer einzelnen zylindrischen Brennkammer umgesetzt wird. Durch die Annahme einer erforderlichen
mittleren Verweilzeit (2 s) der Partikel in der Brennkammer und der Annahme einer maximal zuléssi-
gen Stromungsgeschwindigkeit des Rauchgases (15 m/s), ergeben sich Durchmesser und Hohe der
Brennkammer. Der Druck im Brennraum und die Brennraumabmessungen dienen als Grundlage fiir
die Auslegung des Druckmantels dessen Aufgabe in der Aufnahme der Druckkréfte durch den inneren
Uberdruck besteht.

Der metallische Druckbehilter wird gegeniiber den heilen und zugleich korrosiven Verbrennungs-
gasen der Druckkohlenstaubfeuerung durch eine Isolierung mit Feuerfestmaterialien geschiitzt. Bei
den vorherrschenden Bedingungen wird die Belastbarkeitsgrenze der meisten Feuerfestwerkstoffe
erreicht, so dass eine zusitzliche Schutzschicht, die auerdem das Eindringen fliissiger Schlacke in
Spalten der Ausmauerung verhindert, erforderlich ist. Dieser zusétzliche Schutz wird aus der vom
Brennstoff in den Feuerraum eingebrachten Asche selbst erzeugt. Durch eine gezielte dulere Kiihlung
der Behilterwand, wird die innere Wandfldche bis unter den FlieBpunkt der Schlacke abgekiihlt, so
dass der fliissig abflieBende Schlackefilm erstarrt und den direkten Kontakt der fliissigen Schlacke mit
der Ausmauerung verhindert. Da die dazu bendétigte Kiihlleistung einen hohen Einfluss auf den Ge-
samtanlagenwirkungsgrad hat, wird nur die mindestens erforderliche Warmestromdichte durch die
Wand abgefiihrt. Die Auslegungsgrundlage fiir die Dimensionierung der Brennkammerkiihlung ist die
SchlackeflieStemperatur und die geforderte Dicke der Schlackeschichten an der Wand. Auf der Grenz-
fliche zwischen erstarrtem und abflieBendem Schlackefilm, wird die AscheflieBtemperatur angenom-
men. Fir die Ermittlung des von der Flamme an die Wand, bzw. den fliissigen Schlackefilm transpor-
tierten Warmestroms und der sich einstellenden Temperatur auf der Oberfliche des Schlackefilms
wird ein Ndherungsmodell verwendet. Darin werden die sich iiberlagernden Wérmetibertragungsme-
chanismen Konvektion und Strahlung beriicksichtigt. Der konvektive Warmeiibergang in der Brenn-
kammer wird unter Verwendung der Ahnlichkeitstheorie aus den Berechnungsgleichungen fiir den
Wiérmeiibergang bei der Stromung durch Rohre ermittelt. Die Wérmeiibertragung auf Grund der
Strahlung von Gas-Feststoffgemischen ist von groflerer Bedeutung, aber auch wesentlich aufwendiger

zu berechnen.
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Die zwischen Gas und Wand durch gekoppelte Gas- und Staubstrahlung {ibertragene Wérmestrom-
dichte ergibt sich nach Vortmeyer aus folgender Beziehung [VDI-94]:

Gy = -~ ;ﬁ oI (6,0 T! —t, T @.1)
mit ¢, Wirmeflussdichte zwischen staubhaltigem Gas und Wand in W/m?

£, Emissionsgrad der Wand (hier: Oberfléche der fliissigen Schlacke) in -

a,., Gesamtabsorptionsgrad staubhaltiger Gase in -

o Stefan-Boltzmann-Konstante (5,67 -107) in W/m’K

&,,, Gesamtemissionsgrad staubhaltiger Gase in -

T, Gastemperatur in K

T, Wandtemperatur in K

Diese Gleichung wird fiir die Berechnung des iibertragenen Warmestroms in mehrere Ebenen unter-
teilt, wobei die Abnahme der Rauchgastemperatur von Ebene zu Ebene, durch den Wérmeiibergang an
die Wand, beriicksichtigt wird. Auf eine detaillierte Darstellung des Rechenweges wird im Rahmen

dieser Arbeit verzichtet.

Durch Integration der ebenenweise ermittelten Wéarmestromdichte {iber die gesamte Wandfldche ergibt
sich die erforderliche Warmeabfuhr aus dem Rauchgas. Der so ermittelte abzutransportierende Wér-
mestrom stellt die Voraussetzung fiir den stationdren Zustand der erstarrten Schlackeschicht und
gleichzeitig fiir den kleinstmdglichen Rauchgaswérmeverlust dar.

Der durch Strahlung und Konvektion von der dufleren Druckbehilteroberfliche an die Umgebung
abgefiihrte Warmestrom ergibt sich aus den &uBleren Abmessungen der Brennkammer und der Annah-
me einer maximalen Oberflachentemperatur von 50 °C. Die Differenz zwischen dem Wérmestrom, der
auf der Wandinnenseite abtransportiert wird und dem Wiarmestrom, der an die Umgebung verloren
geht, ergibt sich die erforderliche Kiihlleistung, die von der Membranwand aufgenommen und vom

darin stromenden Kiihlmedium abtransportiert wird.

In dem hier betrachteten Kraftwerkskonzept wird eine leicht realisierbare, gut regulierbare Dampf-
kiihlung verwendet. In die Membranwand tritt siedendes Wasser aus der Mitteldruckstufe des Abhit-
zekessels ein. Die Ubertragung der Wirme erfolgt im Zwangsumlaufprinzip mit einer Umlaufzahl von
5, so dass am Austritt der Membranwand Nassdampf mit einem Dampfgehalt von 20 % vorliegt. Der
in der nachfolgenden Trommel abgeschiedene Sattdampfstrom wird im Abhitzeprozess weiter ver-
wertet. Durch die Anpassung des Stromungszustandes in den Rohren der Membranwand wird der fiir
den Wiarmetransport erforderliche Warmeitibergangskoeffizient beim Blasensieden eingestellt. Aus den
Berechnungen egeben sich der in Abbildung 2.16 exemplarisch dargestellte Temperaturverlauf in der
Wand der Brennkammer, die erforderlichen Schichtdicken der Isolierungen und der Mitteldruck-Spei-
sewasserbedarf.
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Abbildung 2.16: Exemplarische Darstellung des Temperaturverlaufs in der Wand einer druckkoh-
lenstaubbefeuerten Brennkammer bei Kiihlung durch Mitteldruck-Verdampfung in

der Membranwand (Flossenrohrwand)

2.3.4 Hochtemperaturgasreinigung

Der Bilanzraum Hochtemperaturgasreinigung (HTGR) beinhaltet alle erforderlichen Anlagen, die aus
dem Rauchgas der Druckkohlenstaubfeuerung (1) ein gasturbinenvertrigliches Arbeitsmittel (2)
erzeugen (Abbildung 2.17). Die dazu erforderlichen Abscheideverfahren und die einzuhaltenden Spe-
zifikationen des Reingases werden in Abschnitt 1.2.1 (ab Seite 19) beschrieben. Der aktuelle Entwick-
lungsstatus der Abscheideverfahren fiir Fliissigasche und Alkalien ermoglicht derzeit keine detaillierte
Bilanzierung dieser Komponenten fiir den groBtechnischen Einsatz in einem Kraftwerk. Im Rahmen
dieser Arbeit erfolgt eine Untersuchung der moglichen Bandbreite der Wirkungsgradeinfliisse, die von
den Abscheidern hervorgerufen werden kdnnen. Dazu wird ein flexibles Berechnungsmodell imple-
mentiert, mit dem relevante Einflussparameter untersucht werden konnen. Die Berechnungsmodelle
fiir die Flissigascheabscheidung, aufgeteilt in einen Vorabscheider fiir Partikel groBBer 3 um und eine
Feinstpartikelabscheidung, sowie fiir die Alkaliabscheidung sehen EinstellgroBen zur variablen Be-
riicksichtigung von Stromungsverlusten, Verlusten von thermischer Energie und einen elektrischen

Eigenbedarf der jeweiligen Stufe vor.
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Abbildung 2.17: Ein- und austretende Energie- und Stoffstréme des Bilanzraums zur Berechnung

der Hochtemperaturgasreinigung

Stromungsverluste werden durch die Vorgabe eines auf den jeweiligen Eintrittsdruck in die Abschei-
destufe bezogenen relativen Druckverlust berilicksichtigt. Somit kdnnen Verluste die beispielsweise
durch Strémungsumlenkungen oder -einschniirungen entstehen bilanziert werden.

Auf Grund der hohen Temperatur des zu reinigenden Rauchgases ist mit einem Verlust thermischer
Energie iiber die Behilterwand an die Umgebung durch Konvektion und Strahlung zu rechnen. Wegen
des hohen Temperaturniveaus ist ein Riickgewinn der thermischen Energie anzustreben. Daher werden
zur Untersuchung des Einflusses von Wiarmeverlusten zwei Kenngrofen je Abscheidestufe definiert.
Der Wiarmeverlust des Rauchgases wird durch einen relativen Wérmeverlust bezogen auf den eintre-
tenden Rauchgasenthalpiestrom beriicksichtigt. Bezogen auf den resultierenden Energieverluststrom
wird ein Riickgewinnfaktor definiert, mit dem der durch eine in die Wand integrierte Kiithlung zuriick-
gewonnene Energiestrom ermittelt wird. Die Kiihlung der Abscheider erfolgt analog zur Brennkam-
merkithlung (Abschnitt 2.3.3, S 73), so dass der zuriickgewonnene Wérmestrom im Abhitzeprozess
einen Beitrag zur Nettoleistung des Prozesses liefert. Der Rest des Wérmeverlustes geht an die Umge-

bungsluft verloren.

Ein gegebenenfalls erforderlicher energetischer Aufwand fiir den Abscheideprozess wird durch die
Beriicksichtigung eines spezifischen elektrischen Eigenbedarfs (6-8) in die Bilanz jeder Stufe einge-
fiihrt. Der Eigenbedarf ist dabei bezogen auf den Normvolumenstrom des zu reinigenden Rauchgases.
Die in Abhingigkeit vom Rauchgasstrom ermittelte Eigenbedarfsleistung geht in den elektrischen
Eigenbedarf des Kraftwerks ein und beeinflusst den Nettowirkungsgrad des Gesamtprozesses. Theo-
retisch ist ein verfahrensbedingt teilweiser Riickgewinn dieses Energiebedarfs z.B. durch die Erho-
hung von Druck oder Temperatur des Gasstroms denkbar. Um dies sinnvoll zu beriicksichtigen, ist
jedoch die Kenntnis der Verfahrensweise des Abscheiders erforderlich. Die Vernachlédssigung dieser

Effekte hat eine leichte Uberbewertung des Wirkungsgradeinflusses der Abscheider zur Folge.
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2.3.5 Kompressor und Gasturbine

Das Berechnungsmodell der luftgekiihlten Gasturbine und das Berechnungsmodell des Kompressors
stehen in engem Zusammenhang (Abbildung 2.18). Dies ist im Wesentlichen auf die Luftkiihlung der
Gasturbine zuriickzufiihren. Die Kiihlung der Gasturbine, genauer gesagt die Kiihlung der Leit- und
Laufradbeschaufelung, ist eine Mallnahme zur Steigerung des Gasturbinenwirkungsgrades, da damit
Gasturbineneintrittstemperaturen (TET) erméglicht werden, die oberhalb der zuldssigen Materialtem-
peraturen der Schaufelwerkstoffe liegen. Der Einfluss der TET auf den Gasturbinenprozess und infol-
gedessen auf den Wirkungsgrad des Gesamtprozesses wird in Abschnitt 3.4.3, (ab S. 157) dargestellt.
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Abbildung 2.18: Ein- und austretende Energie- und Stoffstrome der Bilanzrdume Kompressor,

Quench und Gasturbine

Zur Minimierung des Kompressionsaufwandes fiir die stufenweise zugefiihrte Kiihlluft (2 - 5), wird
der jeweils erforderliche Luftmassenstrom dem Kompressor auf geeignetem Druckniveau entnommen.
Dabei werden die entstehenden Druckverluste in den Anzapfleitungen und den Kiihlkanédlen der Gas-
turbine nidherungsweise beriicksichtigt. Die Berechnung der erforderlichen Kiihlluftmenge in Abhéin-
gigkeit von den zuldssigen Schaufeltemperaturen der jeweiligen Stufe, sowie in Abhingigkeit von der
Art der Kiihlung (Konvektions- oder Filmkiihlung) und in Abhéngigkeit der lokalen Arbeitsmitteltem-
peratur erfolgt nach einem halbempirischen Modell von El-Masri [ELM-88]. Der Rechenweg wird in
[KLO-99] und [SCHU-03] dargestellt.

Als Vorgabegrofe fiir die thermodynamische Berechnung der Gasturbine gilt die ISO-Einstrittstempe-
ratur von 1200 °C. Diese Temperaturdefinition wurde durch den Einsatz luftgekiihlter Gasturbinen
erforderlich, um Vergleiche verschiedener Gasturbinenprozesse korrekt durchfiihren zu kénnen. In der
ISO-2314 wird die ISO-Gasturbineneintrittstemperatur (ISO-TET) als Mischungstemperatur des
Rauchgases (12) mit allen Kiihlluftstromen (2 - 5) definiert. Die Zustidnde der Kiihlluftstréme werden
durch das Verdichterdruckverhiltnis des Kompressors und die Anzapfdriicke definiert. Die Einstellung
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der geforderten ISO-TET erfolgt durch Konditionierung des Rauchgasstroms (11), dessen Temperatur

durch den vorgeschalteten Quench (7) beeinflusst wird.

Der Eintrittsdruck in die Gasturbine ergibt sich aus dem Verdichterdruckverhiltnis des Kompressors
abziiglich der Druckverluste aller zwischengeschalteter Komponenten und Rohrleitungen. Der Aus-
trittsdruck des Abgases der Gasturbine (13) entspricht dem Umgebungsdruck zuziiglich der Druck-
verluste der nachfolgenden Anlagenteile und Rohrleitungen. Der Einfluss der Druckverluste, die von
Komponenten hervorgerufen werden, die der Gasturbine nachgeschaltet sind, wird in Abschnitt 3.4.5
(ab S. 170) dargestellt. Der Wirkungsgradeinfluss von Druckverlusten der Gasturbine vorgeschalteter
Komponenten wird in Abschnitt 3.4.4 (ab S. 164) am Beispiel der Druckverluste der Hochtemperatur-
gasreinigung niher betrachtet.

Die vierstufige Expansion des Gasstroms in der Gasturbine von Eintritts- auf Austrittsdruck erfolgt mit
einem isentropen Stufenwirkungsgrad von 92,28 %, mit dem gute Ubereinstimmungen des Austritts-

zustandes und der Turbinenleistung mit modernen ausgefiihrten Anlagen erzielt werden.

Die Austrittstemperatur des Arbeitsmediums (13) ergibt sich aus der Bilanz des Gasturbine und stellt
eine wichtige Eingangs- bzw. Auslegungsgrofle fiir den Abhitzedampferzeuger dar.

Die bei der Expansion gewonnene Nutzarbeit teilt sich in einen Anteil zum Antrieb des auf der glei-
chen Welle installierten Kompressors und einen Teil, der im Generator in elektrische Nutzleistung
(14) gewandelt wird. Die erforderliche Kompressorleistung wird aus dem Ansaugmassenstrom
(610 kg/s) und dem vorzugebenden Verdichterdruckverhéltnis unter Beriicksichtigung des Kiihlluftbe-
darfs der Gasturbine ermittelt. Der isentrope Stufenwirkungsgrad des Kompressors wird zu 85 %

angenommen.

Der nicht fiir Kiithlungszwecke benétigte Luftmassenstrom (6) wird auf die Bilanzraume Transport-
luftkiihlung (9), Brennkammer (10) und Quench (7) aufgeteilt.

2.3.6 Abhitzedampferzeuger

Das Berechnungsmodell des Abhitzedampfprozesses basiert auf einer Vielzahl zusammenhéngender
Bilanzriume fiir Wiarmetauscher zur Ubertragung der Rauchgaswirme auf das Wasser und alle Kom-

ponenten des Wasser-/Dampfkreislaufs.

Um hohe Wirkungsgrade des Kombi-Prozesses zu erzielen, ist eine moglichst verlustarme Ausnutzung
des Wiarmeangebots des Gasturbine auf moglichst hohem Temperaturniveau erforderlich. Dies wird in
der Praxis durch eine Wérmetibertragung mit moglichst geringen Temperaturdifferenzen in den Wir-
metauschern, der Wahl von mehreren (bis zu drei) Druckstufen mit unterschiedlichen Siedetemperatu-
ren und einer sogenannten gekdmmten Heizflaichenanordnung angestrebt [SEM-97]. Abhitzedampt-
erzeuger fiir groBe Anlagen im Grundlastbetrieb werden heute iiblicherweise als 3-Drucksysteme
ausgefiihrt.

Die Heizflichenanordnung und -abfolge des hier bilanzierten Abhitzeprozesses mit drei Zwangsum-
laufverdampfern und einer Zwischeniiberhitzung wurde in Anlehnung an das Wasserdampf-Schema
eines erdgasbefeuerten Kombi-Kraftwerks gewihlt [SEM-97]. Anderungen ergeben sich durch die
Integration zusitzlicher Warmequellen aus dem druckkohlenstaubbefeuerten Kombi-Prozess (Brenn-
kammerkiihlung und Transportluftkiihlung) sowie aus der hoheren Austrittstemperatur des Rauchgases
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aus dem Abhitzekessel zur Vermeidung der Unterschreitung des Séuretaupunktes des schwefelhaltigen
Abgases.

Die Anordnung der Wirmetauscher zur Vorwirmung, Verdampfung und Uberhitzung auf der Nieder-
druck-, Mitteldruck- und Hochdruck-Schiene sowie die Verschaltung aller anderen Komponenten des
Wasser-/Dampfkreises sind in Abbildung 2.19 dargestellt.
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Abbildung 2.19: Abhitzedampfprozess des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und

Hochtemperaturgasreinigung

Zur Beriicksichtigung der dampfseitigen Druckverluste bei der Durchstrdmung der Wérmetauscher
wird jeweils ein relativer Druckverlust von 5 % angesetzt. Der rauchgasseitige Gesamtdruckverlust

wird mit 3,5 % angenommen und rechnerisch gleichméafig auf die einzelnen Warmetauscher verteilt.

Da die Wirksamkeit der Primdrmafnahmen zur Entstickung des Abgases aus einer groBtechnischen
Druckkohlenstaubfeuerung mit Braunkohle noch nicht abschlieBend geklart ist (sieche Abschnitt 1.2.1,
S. 14), wird innerhalb des Abhitzekessels ein DeNOx-Katalysator als Sekunddrmafinahme zur Einhal-
tung des Emissionsgrenzwertes fiir Stickoxide beriicksichtigt. Fiir jede der drei Katalysatorebenen

wird ein relativer Druckverlust von 0,6 % angenommen.

Die Restwirme des Abgases wird als Energiezufuhr fiir den als Entgaser betriebenen Speisewasserbe-
hilter verwendet. Die rauchgasseitig letzte Rauchgaswiarmenutzung dient zur Vorwarmung des Kon-
densats bis auf 5 K unterhalb der Siedetemperatur beim Druck des Speisewasserbehilters (550 kPa).
Das Rauchgas verlédsst den Ahbitzekessel mit einer Temperatur von 140 °C, die etwa 15 K {iber der
Sauretaupunkttemperatur des Rauchgases liegt. Die drei Speisewasserpumpen sorgen fiir die erforder-

liche Druckerhohung, so dass unter Beriicksichtigung der dampfseitigen Druckverluste die
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Frischdampfdriicke der drei Druckschienen erreicht werden (12 MPa, 5 MPa 0,55 MPa). Vor Eintritt
in die Verdampfer wird das Speisewasser bis auf 10 K unterhalb der Siedetemperatur vorgewarmt
(Approachpoint der Vorwarmer 10 K). Die Siedetemperatur beim Eintrittsdruck in die Verdampfer
liegt jeweils um 15 K unterhalb der Rauchgastemperatur an dieser Stelle (Gradigkeit der Verdampfer
15 K). Am Eintritt in den HD-Uberhitzer liegt Sattdampfzustand vor. Die Uberhitzung erfolgt bis auf
eine Temperatur, die 18 K unter der Eintrittstemperatur des Rauchgases in den Abhitzekessel liegt
(Gradigkeit der Uberhitzer 18 K).
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Abbildung 2.20: (I,Q) -Diagramm des 3-Druck-Abhitzeprozesses

Auf der Grundlage der oben aufgefiihrten Annahmen und der vereinbarten Heizflachenanordnung
konnen die wasser- und dampfseitigen Zustande vor und nach allen Warmetauschern ermittelt werden.
Durch ein iteratives Berechnungsverfahren werden die Massenstrome des Hochdruck-, Mitteldruck
und Niederdruck-Verdampfers, sowie des Kondensatvorwérmers derart ermittelt, dass die gesamte zur
Verfiigung stehende Rauchgaswirme, bis herunter auf das vereinbarte Temperaturniveau, ausgenutzt
wird.

Die Entspannung in den Dampfturbinen erfolgt mit einem isentropen Stufenwirkungsgrad von 86 %.
Der Abdampf der HD-Turbine wird mit dem vom HD-Verdampfer kommenden Sattdampf gemischt
und zwischeniiberhitzt. Der Abdampf der MD-Turbine wird direkt zu den ND-Teilturbine weiterge-
leitet und mit dem iiberhitzten ND-Frischdampfstrom zusammen gefiihrt.

Die Berechnung der Bilanzraume Kondensator und Naturzug-Nasskiihlturm erfolgt analog der Be-
rechnung fiir das konventionelle Dampfkraftwerk, die in Abschnitt 2.1.5 (ab S. 58) dargestellt wird.

Bevor das Kondensat in den Abhitzekessel eintritt wird es in drei Stufen bis auf 130 °C vorgewérmt,

damit es am kalten Ende des Kessels nicht zu lokalen Unterschreitungen des Sduretaupunktes des
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Abgases kommen kann. In der ersten Stufe der Kondensatvorwarmung erfolgt die Kiihlung der Koh-
lentransportluft. Die dabei erzielte Temperaturerh6hung des Kondensats ist nicht vom Abhitzeprozess
beeinflussbar, sondern nur von der erforderlichen Kiihlleistung abhingig. Die zweite Stufe der Kon-
densat-Vorwarmung wird mit Anzapfdampf der ND-Turbine beheizt. Die Kondensattemperatur von
130 °C und die erforderliche Kondensatmenge wird letztendlich durch Riickfiihrung von Speisewasser
aus dem Speisewasserbehdlter erzielt (Mischvorwdrmung). Die Auslegung der drei Vorwarmstufen
wird so aufeinander abgestimmt, dass bei den festgelegten wasserseitigen Ein- und Austrittszustdnden
des rauchgasbeheizten Kondensatvorwérmers die gewiinschte Rauchgasaustrittstemperatur von 140 °C
erreicht wird.

2.3.7 Rauchgasentschwefelung

Der Schwefelgehalt der Kohle macht den Einsatz einer Rauchgasentschwefelungsanlage (REA) erfor-
derlich. In dem hier betrachteten Kombi-Kraftwerkskonzept wird eine konventionelle Kalkstein-
wische nach dem Austritt des Abgases aus dem Abhitzekessel beriicksichtigt. Die Berechnung erfolgt
analog zur Vorgehensweise beim konventionellen Dampfkraftwerk (Abschnitt 2.1.6, S. 60). Dem
Waschturm ist im Kombi-Kraftwerk ein regenerativer Gasvorwarmer (ReGaVo) vorgeschaltet, in dem
das Gas zuerst von der Austrittstemperatur aus dem Abhitzekessel (140 °C) auf die Eintrittstemperatur
des Waschturms (90 °C) abgekiihlt und danach von der Austrittstemperatur der REA (50 °C) auf die
Eintrittstemperatur des Kamins (100 °C) wieder aufgeheizt wird. Der geschétzte relative Druckverlust
des regenerativen Gasvorwarmers von 0,5 % wird zu gleichen Teilen auf die Roh- und Reingasseite
aufgeteilt.

2.4 Berechnung von ZustandsgroRen

Fiir die Berechnung aller Stoff- und Wérmetransportvorgénge, die in den oben beschriebenen Bilanz-
rdumen ablaufen, ist die Kenntnis der thermodynamischen Eigenschaften in Abhédngigkeit von Druck
und Temperatur der beteiligten Stoffe erforderlich. In den durchgefiihrten Auslegungsrechnungen der
verschiedenen Kraftwerksprozesse werden drei Stoffgruppen getrennt voneinander betrachtet. Dies
sind Wasser bzw. Wasserdampf in reiner Phase, Gase bzw. Gasgemische und Kohle bzw. Schlacke.
Gase und Gasgemische werden als ideale Gase betrachtet, die aus den elf Komponenten Sauerstoff,
Wasserdampf, Kohlendioxid, Stickstoff, Argon, Schwefeldioxid, Wasserstoff, Kohlenmonoxid, Me-
than, Schwefelwasserstoff und Kohlendioxidsulfid bestehen kénnen. In der Zusammensetzung der
Kohle werden die iiblichen Daten einer Elementaranalyse beriicksichtigt: Kohlenstoff, Wasserstoff,
Sauerstoff, Stickstoff, Schwefel, Asche und Wasser.

Die Verbindung Wasser nimmt bei dieser Betrachtungsweise eine Sonderstellung ein, weil sie in allen
drei betrachteten Stoffgruppen auftreten kann. Im Verlaufe der untersuchten fortschrittlichen Kohlen-
trocknungsverfahren, geht das Wasser aus der Kohle durch Verdampfung in den Stoffstrom Gas iiber
und darauthin teilweise durch Kondensation in die reine fliissige Phase. Um diese Teilprozessschritte
energetisch richtig bilanzieren zu kénnen, miissen die Zustandsgroflen von Wasser bzw. Wasserdampf
in allen drei Stoffgruppen iibereinstimmen, z.B. muss in der Enthalpie des Wasserdampfes im Gas-
strom auch die Verdampfungsenthalpie des Wassers enthalten sein. Dies hat zur Folge, dass fiir die
Bewertung des Energiegehalts der Kohle, z.B. in der Verbrennungsrechnung, der Brennwert verwen-

det werden muss (siche Abschnitt 1.5.1, ab S. 41). Dariiber hinaus miissen die Enthalpien aller
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verwendeten Stoffe aufeinander abgestimmt werden, was hier durch die Wahl der einheitlichen

Bezugstemperatur von 0 °C erreicht wird.

In den folgenden Abschnitten wird dargestellt, auf welcher Grundlage die Berechnungen der Zu-

standsgroflen und Eigenschaften der drei Stoffgruppen durchgefiihrt werden.

241 ZustandsgroBen von Wasser und Wasserdampf

Im September 1997 hat die International Association for the Properties of Water and Steam’" eine
neue Industrieformulation fiir die Berechnung der thermodynamischen Eigenschaften von Wasser und
Wasserdampf verabschiedet [WAG-98]. Seit Januar 1999 sind diese, als IAPWS-IF97, nicht nur fiir
alle industriellen Anwendungen freigegeben, sondern dariiber hinaus verbindlich als Grundlage fiir
Vertragsvereinbarungen (z.B. auch fiir Berechnungen im Rahmen von Garantiefragen bei Kraftwerks-
prozessen) erklart worden [RUK-99]. Der neue Formelsatz 16st somit die urspriinglichen Formulatio-
nen von 1967 (IFC-67) ab. Die IAPWS-IF97 wurde insbesondere beziiglich Genauigkeit, Berech-
nungsgeschwindigkeit und Ubereinstimmung von Ldsungen an den Bereichsgrenzen gegeniiber der
alteren Industrieformulation optimiert. Dies wurde im Wesentlichen durch Verwendung geeigneter,
moderner mathematischer Funktionsformen und durch die Entwicklung von Riickwértsgleichungen
erreicht, wodurch der Bedarf an numerischen Iterationsverfahren reduziert wurde [WAG-98]. Uber
erste Erfahrungen mit der Anwendung der neuen Berechnungsformeln und iiber den Einfluss auf die
Berechnungen von Kraftwerksprozessen im Vergleich zur Anwendung der IFC-67 berichtet Rukes
[RUK-99].

In dieser Arbeit wird die moderne Formulation (IAPWS-IF97) fiir die Ermittlung der thermodynami-
schen Eigenschaften von Wasser- und Wasserdampfmassenstromen verwendet. Der Giiltigkeitsbereich
der Stoffwertegleichungen betrégt:

0°C<t<800°C bei p=<100MPa
800°C <t<2000°C bei p=<10MPa

2.4.2 ZustandsgroBen von Gasen und Gasgemischen

Bei der Berechnung der Zustandsgro3en von Gasen und Gasgemischen flir technische Anwendungen
ist laut Brandt die Annahme der thermodynamischen Ansétze fiir das ideale Gas in vielen Féllen zulés-
sig [BRA-85]. Unter dieser Bedingung werden die spezifische Wiarmekapazitit und die Enthalpie
(sowie Transportgrofien) der Gase als druckunabhéngig betrachtet. Dies ermdglicht die Anwendung
des idealen Gasgesetzes. Die Temperaturabhéngigkeit der kalorischen ZustandsgréBen des idealen
Gases ergeben sich iiber thermodynamische Beziehungen, wenn die Temperaturabhéngigkeit einer
GrofBe z.B. in Form einer empirischer Gleichung vorliegt. Brandt gibt fiir die Temperaturabhéngigkeit
der spezifischen Wiarmekapazitit bei konstantem Druck Polynomfunktionen fiir technisch wichtige
Gase an. Diese Polynome gehen auf Gleichungen aus einem Bericht der NASA von 1963 zuriick
[MCB-63]. Fiir jede Gaskomponente werden 16 Koeffizienten fiir zwei Polynomfunktionen vierten
Grades fiir den Temperaturbereich von 300 bis 1000 K und von 1000 bis 5000 K angegeben, wobei in
den ermittelten Werten der Wirmekapazitét keine Dissoziation beriicksichtigt wird [BRA-85]. Da in

3L TAPWS: International Association for the Properties of Water and Steam
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den Berechnungen fiir diese Arbeit nur Gastemperaturen von deutlich unter 2000 K auftreten, wird auf

die nachtrigliche Beriicksichtigung der komplexen Dissoziationsvorgénge verzichtet.

Die ZustandsgroBen fiir Gasgemische ergeben sich als lineare Funktionen der Einzelgas-Bestandteile,

soweit die Gase als ideale Gase betrachtet werden konnen.

2.4.3 ZustandsgroBen und Eigenschaften von Kohle und Schlacke

Fiir die Ermittlung der thermischen Eigenschaften von Braunkohle konnen nur einfache Beziehungen
herangezogen werden, da wenig detaillierte Informationen vorliegen und weil der Brennstoff auf
Grund seiner Inhomogenitét keine genau definierbaren, konstanten Eigenschaften aufweist. Fiir die
Berechnung der Warmekapazitit wird auf Durchschnittswerte fiir die temperaturunabhéngige spezifi-
sche Wirmekapazitit der wasser- und aschefreien Substanz (0,9 kJ/kgK) und der Asche™ (0,8 kJ/kgK)
zuriickgegriffen [ZEL-86]. Unter Beriicksichtigung der Zusammensetzung der Braunkohle lésst sich
damit die Warmekapazitit und die spezifische Enthalpie abschétzen. Fiir die Ermittlung der Entropie
der wasser- und aschefreien Brennstoffsubstanz der Kohle wird eine empirische Beziehung (siche
Gleichung 2.6, S. 87) nach Eisermann et. al. verwendet [EIS-80]. Die Entropie der mineralischen
Brennstoffsubstanz wird zu null gesetzt.

Fiir die Berechnung der Wérmeiibertragung in der Druckkohlenstaub-Brennkammer werden einige
Stoffeigenschaften der fliissigen und festen Schlacke bendétigt. Fiir die Berechnung des Strahlungs-
warmeiibergangs ist die Kenntnis des Gesamtemissionsgrades von Schlacke erforderlich. Dieser wird
in Abhéngigkeit von der Temperatur (im Bereich von 800 bis 1800 °C), basierend auf empirisch
ermittelten Daten von Dolezal, durch eine Ndherungsfunktion bestimmt [DOL-61]. Die Temperaturab-
héngigkeit der spezifischen Warmekapazitit von Schlacke wird (in Form eines Néherungspolynoms
fiinften Grades) der gleichen Quelle entnommen. Fiir die Beriicksichtigung der Temperaturabhéngig-
keit der Wérmeleitfiahigkeit von Braunkohlenasche werden zwei getrennte Funktionen fiir feste und
fliissige Steinkohlenaschen verwendet, die laut Grunke auf Erfahrungswerten der Firma Babcock
basieren [GRU-94].

2.4.4 Exergie und exergetisches Umgebungsmodell

Fiir den thermodynamisch korrekten Vergleich der untersuchten Energiewandlungsprozesse wird in
dieser Arbeit der exergetische Wirkungsgrad herangezogen (siche Abschnitt 1.5.1), so dass unter-
schiedliche Qualitéten der Brennstoffe die Vergleiche der Qualitdt der Kraftwerkprozesse nicht beein-
flussen. Da die elektrischen Leistungen in Gleichung 1.7 (S. 45) reine Exergie darstellen, besteht die
Aufgabe in der Bestimmung der Exergie des zugefiihrten Warmestroms EQ , bzw. in der Berechnung
der spezifischen Exergie des Brennstoffs e, .

32 nichtbrennbare, mineralische Brennstoffsubstanz
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EQ =1, - ey, (2.2)

mit E 0 Exergie des zugefiihrten Brennstoffstroms in kW

my, ~ Brennstoffmassenstrom in kg/s

4

ey spezifische Exergie des Brennstoffs in kJ/kg

=

Liegt ein Brennstoffbei 7 =7, und p = p, vor, so befindet er sich zwar im thermischen und mechani-
schen Gleichgewicht mit der Umgebung, jedoch nicht im chemischen Gleichgewicht. Bei der Reaktion
mit dem Sauerstoff der Umgebungsluft 1isst sich seine chemische Bindungsenergie durch geeignete
Reaktionsfiihrung auch in Arbeit, also in Exergie, umwandeln. Zur Bestimmung der chemischen Ener-
gie des Brennstoffs (Brennwert /) geht man von folgender reversiblen Reaktion aus: die Reaktions-
teilnehmer - Brennstoff und Sauerstoff - werden dem Reaktionsraum getrennt, beim Druck p, der
Umgebung mit der Temperatur 7, der Umgebung, zugefiihrt. Die Reaktionsprodukte (Abgase) verlas-
sen den Reaktionsraum unvermischt, und zwar wird jeder Stoff bei Umgebungstemperatur 7, und
unter dem vollen Umgebungsdruck p, abgefiihrt [BAE-92].

Die gesuchte Brennstoffexergie e, ergibt sich aus dem Brennwert /, des Brennstoffs, der Reakti-
onsentropie seiner Oxidationsreaktion A®s und aus den spezifischen Exergien der Oxidationsprodukte
¢, und des Sauerstoffs e, .

ey (T,p,)=H,(T,)+T,-A*s(T,,p,)+ D Vi (T, ) = Opin 0, (1,5 ) (2.3)
mit ¢, (7,,p,) Exergie des Brennstoffs in kJ/kg
H,(T,) Brennwert des Brennstoffs in kJ/kg
T, Umgebungstemperatur inK
A*s(T,,p,) Reaktionsentropie der Oxidationsreaktion des Brennstoffs  in kJ/kg K
v, Molmassenanteil des Reaktionsproduktes i in -
e(T,.p,) spezifische Exergie des Reaktionsproduktes i in kJ/kg
0., stochiometrischer Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs  in -
e, (T,.p,) spezifische Exergie von Sauerstoff in kJ/kg

Die spezifischen Exergien des Sauerstoffs und der Produkte (CO,, H,0,SO,) sind fiir den vollen
Umgebungsdruck zu bilden, d.h. im entmischten Zustand. Diese Exergien hédngen von der chemischen

Zusammensetzung der Umgebung, bzw. von ihrem jeweiligen Partialdruck in der Umgebung ab.

Um die Gleichung 2.3 fiir die Exergie des Brennstoffes auswerten zu konnen, ist also zunéchst die
Vereinbarung einer Gleichgewichtsumgebung erforderlich. Definitionsgemil3 sind alle Stoffe bzw.
Stoffstrome, die mit dieser Umgebung im mechanischen, thermischen sowie chemischen Gleichge-
wicht stehen und die gleiche Zusammensetzung aufweisen exergielos. Die Gleichgewichtsumgebung
stellt fiir alle exergetischen Bewertungen den Vergleichszustand dar, in den alle zu bewertenden
Zustande rechnerisch iiberfiihrt werden miissen, um die jeweilige Exergie zu ermitteln. Bei der Wahl
dieser Umgebung gibt es eine gewisse Willkiir in der Wahl der beriicksichtigten Umgebungskompo-
nenten, was sich in einer Vielzahl verschiedener Modelle verschiedener Autoren niederschligt, die mit
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sehr unterschiedlichem Rechenaufwand zu vergleichbaren Ergebnissen kommen. Im Rahmen dieser
Arbeit wird auf ein liberschaubares Umgebungsmodell von Baehr [BAE-79], [BAE-87], [BAE-92]
zuriickgegriffen, welches an die besonderen Anforderungen der hier gestellten Aufgabe angepasst
wurde.

Abweichend von der Vorgehensweise von Baehr wird der Gleichgewichtszustand auf 7, = 273,16 K
(=0,01°C, entsprechend dem Tripelpunkt von Wasser) und p, =100 kPa gelegt. Die von Baehr
verwendete Bezugstemperatur entsprechend der Standardtemperatur von 7, = 298,15 K (: 25°C )
liegt zwar néher an den klimatischen Umgebungsbedingungen in unseren Breitengraden, fiihrt jedoch
zu Problemen, wenn die untere Prozesstemperatur eines exergetisch zu bewertenden Prozesses unter-
halb dieser Umgebungstemperatur liegt, die obere Prozesstemperatur jedoch dariiber. Da hier jedoch
ausdriicklich angestrebt wird Kraftwerksprozesse in unterschiedlichen Umgebungen (z.B. Meerwas-
serkiihlung gegeniiber Naturzug-Nasskiihlturm) thermodynamisch korrekt zu vergleichen, wird eine
Temperatur als Bezugszustand fiir das Umgebungsmodell gewihlt, die in jedem Fall unterhalb der
Temperaturen liegt, bei denen exergetisch zu bewertende Wérmestrome innerhalb der Kraftwerkspro-
zesse ausgetauscht werden. Als niedrigste, sinnvolle Gleichgewichtstemperatur fiir die Betrachtung

von Prozessen mit fliissigem Wasser bietet sich die Tripelpunkttemperatur dieser Verbindung an.

Eine nachvollziehbare Darstellung der Berechnung der spezifischen Exergien aller beriicksichtigten
Elemente und Verbindungen, die in dem hier verwendeten auf eine Umgebungstemperatur von
0,01 °C angepassten Umgebungsmodell Giiltigkeit haben, befindet sich im Anhang (siche Ab-
schnitt 6.2, ab S. 198).

Ergebnisse der Berechnungen fiir die molare und spezifische Exergie aller beriicksichtigten zusétzli-

chen Gaskomponenten, die nicht in der Umgebungsluft vorhanden sind, enthélt Tabelle 2.1.

Tabelle 2.1: Molare und spezifische Exergien von Gasen, die nicht in der Umgebungsluft
enthalten sind, bei Standardbedingungen T, =298,15 K und p, =100 kPa
sowie im Vergleich bei T, =273,16 K und p, =100 kPa

u

Komponente Ei(Ty, pu) ei(Ty, pu)
i kJ/mol kJ/kg

298.15 K 273.16 K 298.15 K 273.16 K
SO, 306,420 311,106 4783,4 4856,6
H; 235,140 238,435 116648,6 118283,0
Cco 275,247 275,866 9826,6 9848,7
CH, 830,033 833,144 51738,0 51931,9
H,S 804,156 813,424 23598.9 23870,9
COS 845,756 854,836 14078,1 14229.2

Somit sind die molaren Exergien der Oxidationsprodukte und des Sauerstoffs der reversiblen Reaktion
des Brennstoffs nach Gleichung 2.3 bekannt. Des Weiteren ist fiir die Bestimmung der Exergie des
Brennstoffs nach Gleichung 2.3 die Ermittlung der Reaktionsentropie der Oxidationsreaktion des che-
misch uneinheitlichen Brennstoffs A”s erforderlich.

Bei bekannter Elementaranalyse des Brennstoffs, ergibt sich die Reaktionsentropie A*s aus folgender
Beziehung [BAE-79]:
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Afs = ALCOZ Ye *Sco, +[ T Yy + 7] S0+ %% S50, F , "Sw, Va0 = Ouia S0, =5 (24)
c H, s

mit  Afs Reaktionsentropie des Brennstoffs in kJ/kg K
M, Molmasse der Verbindung i in g/mol
YerVuVssVnsVws¥a Massenanteile der Brennstoffkomponenten in -
5, - - absolute Entropie der Verbindung i in kJ/kg K
0., Mindestsauerstoftbedarf des Brennstoffs in -
Sy absolute Entropie des Brennstoffs in kJ/kg K

Die in dieser Gleichung auftretenden Entropien der Reaktionsteilnehmer s, sind spezifische absolute
Entropien im gewihlten Umgebungszustand 7, =273,16 K und p, =100 kPa die aus Tabelle 6.3 zu
ermitteln sind.

Der Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs kann aus seiner Elementaranalyse direkt errechnet

werden:
0,, - o 05. o Mo
= 2, +0,5- 2, + z . — 2.5
min c ]/C MH2 ]/Hz MS }/S 7/02 ( )
mit O_. Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs in -
M, Molmasse der Verbindung i in g/mol
YesVusVss Yo, Massenanteile der Brennstoffkomponenten in -

Die absolute Entropie des Brennstoffs s, stellt die einzige unbekannte Grofe in Gleichung 2.4 dar.
Baehr gibt als Mittelwert fiir die absolute Entropie der wasser- und aschefreien (waf) Brennstoffsub-
stanz s, =(1,7+1,0) kJ / kg K an [BAE-79]. Hier wird fur die absolute Entropie des Brennstoffs eine
empirische Beziehung verwendet, die auch Tsatsaronis in [BEJ-96] fiir Exergieanalysen empfiehlt und
die auf Eisermann et. al. zuriickgeht [EIS-80].

,
[—0,56482%]
YcrrN

Spy = Veo| 37,1653 -31,4767 - ¢

(2.6)
7L -(20,1 145.—7% 4543111 — 2 4446712 Lj
Vet Vy Vet 7N Vet VN
mit s, absolute Entropie der wasser-/aschefreien Brennstoffsubstanz  in kJ/kg K
Y¢s Vo,V x> Vs Molanteile der wasser-/aschefreien Brennstoffsubstanz in mol/kg

Fiir die Anwendung der Gleichung 2.6 miissen die durch die Elementaranalyse vorgegebenen Massen-
anteile der Brennstoffkomponenten nicht nur auf den wasser- und aschefreien Zustand, sondern zu-

sdtzlich unter Verwendung der Molmassen der Elemente C, O, N und S in Molanteile bezogen auf
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Brennstoffmasse umgerechnet werden. Aus dem empirisch ermittelten Zusammenhang ergibt sich die
absolute Entropie in der massenbezogenen Einheit [I(J lkg K ] Unter Verwendung der Beziehung
nach Gleichung 6.14 wird der fur 7, =298,15 K und p, =100 kPa errechnete Wert von s, auf die
Umgebungstemperatur 7, =273,16 K bezogen. Die absolute Entropie des Brennstoffs insgesamt
ergibt sich unter massengewichteter Berticksichtigung der absoluten Entropie der anderen Brennstoff-

komponenten:
SB:’Swa/"(1_7/w_7/a)+sH20'7/W+Sa.j/a (27)

mit s, absolute Entropie des Brennstoffs bei 7, =273,16 K in kJ/kg K
s,  absolute Entropie der waf Brennstoffsubstanz bei T, =273,16 K in kJ/kg K
7,  Massenanteile des Wassers im Brennstoff in -
Va Massenanteile der Asche im Brennstoff in -
Sy,o absolute Entropie von Wasser bei 7, =273,16 K in kJ/kg K
s,  absolute Entropie von Brennstoffasche (s, =04/ /kg K ) in kJ/kg K

Die absolute Entropie der Brennstoffasche in den Gleichungen 2.4 und 2.7 wird zu null gesetzt
[BEJ-96].

Unter Verwendung dieser Beziehungen wurden die resultierenden absoluten Entropien fiir eine Aus-
wahl an Stein- und Braunkohlen ermittelt (siche Tabelle 2.2). Es ist eine Abhingigkeit von der Brenn-
stoffzusammensetzung zu erkennen. Alle Werte liegen jedoch innerhalb des von Baehr angegebenen
Intervalls. s,

Tabelle 2.2: Absolute Entropie der wasser- und aschefieien Brennstoffsubstanz s,,,, ausge-
wdhlter Stein- und Braunkohlen bei T, =298,15 K und p, =100 kPa und im Ver-
gleich bei T, =273,16 K sowie die absolute Entropie des Brennstoffs insgesamt
s, bei T =273,16 K

Steinkohle Braunkohle

Ensdorf Spitzb. E 911| Hambach Garzweiler Greek N.  Greek S.
Ye o kgkg 0,773 0,773 0,762 0,294 0,303 0,140 0,183
Yu, keglkg 0,049 0,051 0,036 0,021 0,022 0,014 0,015
Yo, kglkg 0,071 0,054 0,027 0,113 0,110 0,072 0,080
Vv, keglkg 0,019 0,016 0,013 0,004 0,003 0,005 0,046
Vs kekg 0,008 0,010 0,012 0,002 0,002 0,014 0,004
Yo  kglkg 0,062 0,081 0,080 0,040 0,020 0,150 0,172
V.  kgkg 0,019 0,014 0,070 0,527 0,540 0,605 0,502
Sou . kJ/kg K 1,333 1,355 1,179 1,349 1,367 1,504 1,503
e kJkg K 1,241 1,263 1,087 1,270 1,288 1,426 1,424
Sg.  kJkg K 1,208 1,193 1,170 2,401 2,464 2,476 2,229

Damit ist auch die gesuchte Reaktionsentropie des chemisch uneinheitlichen Brennstoffs A”s nach
Gleichung 2.4 bestimmbar. Diese wiederum wird fiir die Berechnung der Exergie des Brennstofts e,
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nach Gleichung 2.3 bendtigt. Fiir die Auswertung von Gleichung 2.3 ist noch der Brennwert des

Brennstoffs H, bei der gewidhlten Bezugstemperatur zu ermitteln.

Der Brennwert H, fossiler Brennstoffe wird iiblicherweise durch eine kalorimetrische Messung
bestimmt, bei der die Reaktionsteilnehmer und die Reaktionsprodukte bei Standard-Umgebungsbedin-
gungen 7, =298,15K und p, =100 kPa dem Reaktionsraum zu- bzw. abgefiihrt werden. Fiir die
Beriicksichtigung der Temperaturabhidngigkeit wird ein Zusammenhang von Baehr [BAE-92] verwen-
det, der auf Dolezal [DOL-85] zuriickgeht:

Ha(T)zHo(TZl)+Omin '(ho2 (T)_ho2 (T ))

(2.8)
_(1_7a +Omin)'(hRG(T)_hRG(n))_?/a -C, '(T_Tu)

mit H,(T),H,(7,) Brennwertbei T bzw. T, in kJ/kg
0. Mindestsauerstoffbedarf des Brennstofts in -
ho, (T). ho, (T,) spezifische Enthalpie von Sauerstoff bei 7 bzw. T, in kJ/kg
I (T), hy (T,) spezifische Enthalpie des Rauchgases bei 7 bzw. T,  in kJ/kg
V. Massenanteil der Asche im Brennstoff in -

C mittlere Warmekapazitit der Brennstoffasche in kJ/kg K

Dieser Zusammenhang gilt analog zur Gleichung 6.10, die die Temperaturabhéngigkeit des molaren
Brennwerts chemisch reiner Brennstoffe darstellt. Die Verbrennungsreaktion findet hier auch stéchio-
metrisch mit reinem Sauerstoff statt. Die Zusammensetzung des Rauchgases ist entsprechend aus der
Elementaranalyse des Brennstoffs zu ermitteln. Fiir die Bestimmung der spezifischen Warmekapazitét
der Brennstoffasche wird auf Zahlenwerte aus dem Ruhrkohlen-Handbuch [RUH-87] zuriickgegriffen.
Es wird der Mittelwert der dort angegebenen Bandbreite von ¢, = (0,67—0,71) kJ kg K gebildet.
Diese Zahlenwerte gehen auf Messungen von Rose et. al. zuriick [ROS-77].

Die in Gleichung 2.8 auftretenden Enthalpiedifferenzen des Sauerstoffs und des Abgases der Verbren-
nung lassen sich mit den Gasstoffwertefunktionen ermitteln, so dass der Brennwert des Brennstoffs
und letztendlich auch die Exergie des Brennstoffs (nach Gleichung 2.3), jeweils abgestimmt auf den

neu definierten Umgebungszustand 7, =298,15 K und p, =100 kPa , berechnet werden kdnnen.
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Fiir eine Auswahl an Stein- und Braunkohlen werden in der folgenden Tabelle 2.3 die Ergebnisse der
Umrechnung der Bezugstemperatur der Brennwerte und die resultierenden Brennstoffexergien exem-

plarisch dargestellt.

Tabelle 2.3: Im Standardzustand gemessene Brennwerte Hfgg’ls ausgewdhlter Stein- und
Braunkohlen (T, =298,15 K und p, =100 kPa ) sowie Ergebnisse der Umrech-
nung der Bezugstemperatur auf T, =273,16 K des Brennwerts Hom’16 und der

Exergie e;"'° der Brennstoffe im Vergleich
Steinkohle Braunkohle

Ensdorf Spitzb. E 911| Hambach Garzweiler Greek N.  Greek S.
Ve kg/kg 0,773 0,773 0,762 0,294 0,303 0,140 0,183
Y, kg/kg 0,049 0,051 0,036 0,021 0,022 0,014 0,015
Yo, kg/kg 0,071 0,054 0,027 0,113 0,110 0,072 0,080
VN, kg/kg 0,019 0,016 0,013 0,004 0,003 0,005 0,046
Vs kg/kg 0,008 0,010 0,012 0,002 0,002 0,014 0,004
Va kg/kg 0,062 0,081 0,080 0,040 0,020 0,150 0,172
V. kg/kg 0,019 0,014 0,070 0,527 0,540 0,605 0,502
Hj%’ls kJ/kg 32995 32180 30244 11306 13236 5941 7113
Hj”’“’ kJ/kg 33022 32208 30262 11319 13250 5951 7122
e kJ/kg 33748 32908 31055 11696 13614 6250 7432
(e/H,)™" 1,02 1,02 1,03 1,03 1,03 1,05 1,04

Mit der auf diese Weise ermittelten Exergie der Brennstoffe wird unter Verwendung der Gleichung 2.2
die Exergie des Warmestroms bestimmt, der den zu bewertenden Kraftwerksprozessen zugefiihrt wird.
Dies sichert letztendlich eine einheitliche Bezugsgrofe fiir alle angestrebten Vergleiche verschiedener
Prozesse mit dem exergetischen Wirkungsgrad nach Gleichung 1.7 (S. 45), so dass tatsdchlich nur die
Qualitdt der Energieumwandlung, nicht aber die Qualitdt der Wérmequelle oder der Umgebung des

Kraftwerks in den Vergleich mit einbezogen wird.

2.5 Berechnungsgrundlagen zur Bewertung der Wirtschaftlichkeit

Als MafBstab fiir die Bewertung und den Vergleich der Wirtschaftlichkeit von Kraftwerksprozessen
werden die Stromgestehungskosten in Abhéngigkeit von den festen und variablen Kosten ermittelt.
Die festen Kosten werden im Wesentlichen von den spezifischen Investitionen und der Anlagenver-
fligbarkeit beeinflusst. Die variablen Kosten hidngen auBler vom Brennstoffpreis hauptsichlich vom
Wirkungsgrad ab. Die bei den Berechnungen einheitlich angenommenen fiskalischen Rahmenbedin-
gungen (Inflation etc.) werden in Abschnitt 2.6.2 (S. 98) aufgefiihrt. Um auch die Abweichung des
zeitlichen Verlaufs von Zahlungsfliissen bei verschiedenen Kraftwerkstechnologien (z.B. durch unter-
schiedlich lange Errichtungszeiten) beriicksichtigen zu konnen, werden die Methoden der dynami-
schen Investitionsrechnung zur Bestimmung der festen und variablen Kosten angewendet. Das Be-
zugsjahr fiir die Ermittlung der Barwerte aller Zahlungsfliisse, stellt das Jahr der Inbetriebnahme dar.
Mit der unten beschriebenen Vorgehensweise werden die {iber die Anlagenlebensdauer, vom Beginn

der Kraftwerksplanung bis zum Ende der Abschreibungszeit, gemittelten Stromgestehungskosten
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berechnet. Die Berechnung erfolgt in Anlehnung an die Vorgehensweise, die in der Studie: Kohle-
kraftwerk der Zukunft [PRU-90] angewandt wurde.

Die iiber die Abschreibungsdauer gemittelte Stromgestehungskosten k, bezogen auf das Inbetrieb-

nahmejahr werden mit folgender Gleichung ermittelt.

Vv

netto

bl

mit k&, gemittelte Stromgestehungskosten bezogen auf Inbetriebnahmejahr in EUR/kWh

el

spezifische Anlagenkosten bei Beginn der Planung in EUR/KW

=

Volllastbenutzungsstunden in h/a
Bauherreneigenleistungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Planungszeit -

Finanzierungsfaktor inkl. Preisgleitung flir Bauzeit -

R ™ S

erweiterter Annuitétsfaktor (inkl. Steuern, Versicherung u. Wartung)
Brennstoffpreis bei Beginn der Planung bezogen auf Heizwert in EUR/GJ
..., Kraftwerks Nettowirkungsgrad bezogen auf Heizwert -
6  Umrechnungsfaktor inkl. Brennstoffpreissteigerung -
z  Diskontierungssummentfaktor -

a  Annuititsfaktor -

Die in diese Gleichung eingehenden spezifischen Anlagenkosten %, enthalten keine Eigenleistungen
des Bauherren. Diese werden pauschal im Faktor y beriicksichtigt. Der zweite Faktor des Terms
bildet aus den Gesamtinvestitionen zu Beginn der Planungszeit, den entsprechenden Zeitwert zu

Beginn der Bauphase.

(HAMHLJP (2.10)
100) (" 100

mit Bauherreneigenleistungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Planungszeit -

7

fr Anteil Bauherreneigenleistung in %
f; allgemeine Preisgleitung (Inflation) in %/a
n,  Planungszeit bis zum Baubeginn ina

Es wird angenommen, dass die so ermittelte Gesamtinvestition gleichmiBig auf die Baujahre verteilt
(gleiche Bauabschnittsinvestitionen) und jeweils zur Mitte des Jahres investiert wird. Der Faktor f
beriicksichtigt die Finanzierungskosten fiir die zeitlich versetzten Bauabschnittsinvestitionen bis zum
Jahr der Inbetriebnahme und die Preisgleitung vom Baubeginn bis zur Falligkeit.
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n (x-0,5) (ng—(x-0.5))
1 5 1, 7/
=12 "0) UM Toc 2.11
g ng [Z( IOOJ ( 100) J (2.11)

mit S Finanzierungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Bauzeit -
My Bauzeit ina
5 allgemeine Preisgleitung (Inflation) in %/a

f,s  kalkulatorischer Zinssatz wihrend der Bauzeit (Diskontsatz) in %/a

Der Barwert der Gesamtausgaben fiir die Errichtung des Kraftwerks wird mit Hilfe des Annuitéten-
faktors o' in gleich groBe Betrdge, die den Beitrag der festen Kosten zu den mittleren Strom-
gestehungskosten iiber der Abschreibungszeit der Anlage darstellen, aufgeteilt. Der bekannte Annui-
tatenfaktor wird um angenommene Werte fiir die Beriicksichtigung von jdhrlich anfallenden Steuern,
Versicherungszahlungen und Wartungsaufwendungen wéhrend der Betriebszeit ergénzt.

VIL' _1
o' = M+A+i+f_w/ (212)
g"—1 100 100 100

mit o'  erweiterter Annuitdtsfaktor (inkl. Steuern, Versicherung u. Wartung) -

q  Zinsfaktor -

n, Abschreibungsdauer, Lebensdauer ina
fs  gemittelter Steuersatz wihrend der Betriebszeit in %/a
f,  gemittelter Versicherungsatz wihrend der Betriebszeit in %/a

f  gemittelter Wartungs- und Instandhaltungssatz wihrend der Betriebszeit  in %/a

Zur Berechnung der Annuitit wird ein kalkulatorischer Zinssatz f, fiir die Betriebszeit angesetzt, der
sich am Diskontsatz orientiert und auch als RenditemafBstab des Betreibers innerhalb der dynamischen
Investitionsrechnungsmethode interpretiert werden kann.

(142
q_(HlOOJ (2.13)

mit g  Zinsfaktor -

f, kalkulatorischer Zinssatz wihrend der Betriebszeit in %/a

Der Einfluss der spezifischen Anlagenkosten (400 - 1200 EUR/kW), der Abschreibungsdauer
(15 - 35 a) und der Volllaststundenzahl (4000 - 8500 h/a) auf die Hohe der, von den festen Kosten
verursachten, mittleren Stromgestehungskosten ist im linken Teil von Abbildung 2.21 dargestellt.

Es wird angenommen, dass der Brennstoffpreis in der Berechnungsgleichung der mittleren Stromge-
stehungskosten (Gleichung 2.9) zu Beginn der Planungsphase Giiltigkeit besitzt. Aufler der Umrech-
nung der Energieeinheit erfolgt mit dem Faktor ¢ die Beriicksichtigung der Brennstoffpreissteigerung
vom Beginn der Planungsphase bis zum Inbetriebnahmejahr.
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5= 3,6 . olmema) (2.14)
1000

mit 6  Umrechnungsfaktor inkl. Brennstoffpreissteigerung -
e  jahrliche Brennstoffpreissteigerungsrate -
n, Planungszeit bis zum Baubeginn ina

n, Bauzeit bis zur Inbetriebnahme ina

Der Brennstoffpreis kann auBer dem Inflationseinfluss f,, einer dariiber hinausgehenden jihrlichen

Steigerung f, unterliegen.

e=(l+i+ J. j (2.15)
100 100

mit e  jahrliche Brennstoffpreissteigerungsrate -
f; allgemeine Preisgleitung (Inflation) in %/a

f.  Brennstoffpreissteigerung {liber Inflation in %/a

Mit dem Diskontierungssummenfaktor z werden die jdhrlich anfallenden Brennstoffkosten unter
Beriicksichtigung eines Zinses auf das Inbetriebnahmejahr zuriick gerechnet. Gleichzeit wird in dem
ermittelten Barwert, der die Gesamtbrennstoffkosten darstellt, die jéhrlich konstante Brennstoffpreis-

steigerungsrate e wahrend der Abschreibungsdauer beriicksichtigt.

Z:M (2.16)

an _(q_e)

mit z  Diskontierungssummenfaktor -
q  Zinsfaktor -
n,  Abschreibungsdauer, Lebensdauer ina

e  jahrliche Brennstoffpreissteigerungsrate -

Mit dem Annuitéitsfaktor ¢ wird der Barwert der Gesamtbrennstoffkosten in gleich grofle Betrige
iiber die Abschreibungszeit der Anlage verteilt. Diese konstanten Betrige stellen den Beitrag der vari-

ablen Kosten zu den mittleren Stromgestehungskosten dar.

a=1 2 (2.17)

mit o  Annuititsfaktor -
q  Zinsfaktor -

n,  Abschreibungsdauer, Lebensdauer ina
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Der Einfluss des Nettowirkungsgrades (35 - 60 %) eines Kraftwerks und des auf den Energiegehalt
von Brennstoffen bezogenen Brennstoffpreises (0,5 - 2,5 EUR/GJ) auf die Hohe der von den variablen
Kosten verursachten mittleren Stromgestehungskosten ist im rechten Teil von Abbildung 2.21 darge-
stellt.

Aus der Summe der festen und variablen mittleren Stromgestehungskosten ergeben sich die gesamten,
tiber die Lebensdauer des Kraftwerks gemittelten Stromgestehungskosten bezogen auf das Jahr der

Inbetricbnahme.
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Abbildung 2.21: Feste Stromgestehungskosten in Abhdngigkeit von Volllastbenutzungsstunden fiir
spezifische Investitionen von 400 - 1200 EUR/kW und Anlagenabschreibungs-
dauern von 15 - 35 a (links) und variable Stromgestehungskosten in Abhdngigkeit
vom Nettowirkungsgrad fiir Brennstoffwdrmepreise von 0,5 - 2,5 EUR/GJ

Folgende Grenzbetrachtungen dienen dazu, ein fortschrittliches Kraftwerk mit einem Referenzkraft-
werk nur auf Grund seines Wirkungsgradvorteils wirtschaftlich zu vergleichen, ohne Kenntnis der
spezifischen Investitionen und ohne Kenntnis der Zuverldssigkeit des fortschrittlichen Kraftwerkspro-

ZESSES.
Wirtschaftlichkeit bei gleicher angenommener Verfiigbarkeit

Unter der Voraussetzung, dass die gemittelten Stromgestehungskosten des fortschrittlicheren Kraft-
werks (mit dem hoheren Wirkungsgrad) nicht grofer, sondern im Grenzfall der gleichen Wirtschaft-
lichkeit gleich den mittleren Stromgestehungskosten des Referenzkraftwerks sind, ergibt sich folgen-
der Ansatz fiir die zuléssigen Investitionen fiir das neue Kraftwerk, wenn gleichzeitig die Verfiigbar-

keit des neuen Kraftwerks der des Referenzfalls entspricht.
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Basis K Basi
(ks,zsu _ %H,,,,W . 5 .z aJ . TV asis
neu __ netto
k=

v f (2.18)

mit k"  spezifische Anlagenkosten des neuen Kraftwerks in EUR/kW

k2" gemittelte Stromgestehungskosten des Basis-Kraftwerks in EUR/kWh

k, ~ Brennstoffpreis bei Beginn der Planung bezogen auf Heizwert in EUR/GJ

- Nettowirkungsgrad des neuen Kraftwerks bezogen auf Heizwert -

0 Umrechnungsfaktor inkl. Brennstoffpreissteigerung -

z Diskontierungssummenfaktor -

a Annuitétsfaktor -

T,”*"  Volllastbenutzungsstunden des Basis-Kraftwerks in h/a

7% Bauherreneigenleistungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Planungszeit -

p Finanzierungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Bauzeit -

a' erweiterter Annuitétsfaktor (inkl. Steuern, Versicherung u. Wartung) -

Aus der Differenz der ermittelten spezifischen Anlagenkosten des neuen Kraftwerks und des Refe-
renzkraftwerks, ergeben sich die wirtschaftlich vertretbaren Zusatzinvestitionen. Diese Zusatzkosten
diirfen fiir die Verbesserung des Wirkungsgrades angesetzt werden, wenn nicht gleichzeitig die Ver-
fiigbarkeit des Kraftwerks reduziert wird.

Wirtschaftlichkeit bei gleichen angenommenen Investitionen

Die zweite Grenzbetrachtung geht von gleichen spezifischen Investitionskosten fiir das neue und das
Referenzkraftwerk aus und ermittelt die Anlagenverfiigbarkeit des fortschrittlicheren Prozesses, die
auf Grund des Wirkungsgradvorteils, bei gleichen mittleren Stromgestehungskosten, geringer sein
darf.
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T A A3 (2.19)
Mhetto
mit 7,  Volllastbenutzungsstunden des neuen Kraftwerks in h/a

k5" spezifische Anlagenkosten des Basis-Kraftwerks in EUR/kW
7% Bauherreneigenleistungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Planungszeit -

i Finanzierungsfaktor inkl. Preisgleitung fiir Bauzeit -

o' erweiterter Annuitétsfaktor (inkl. Steuern, Versicherung u. Wartung) -

k2**  gemittelte Stromgestehungskosten des Basis-Kraftwerks in EUR/kWh
k, ~ Brennstoffpreis bei Beginn der Planung bezogen auf Heizwert in EUR/GJ
" Nettowirkungsgrad des neuen Kraftwerks bezogen auf Heizwert -

1) Umrechnungsfaktor inkl. Brennstoffpreissteigerung -

z Diskontierungssummenfaktor -

o Annuitétsfaktor -

Aus der Differenz der Volllaststundenzahlen des Referenzkraftwerks und des fortschrittlicheren
Kraftwerks ergibt sich die wirtschaftlich noch vertretbare Verminderung des Arbeitsverfiigbarkeit des
Kraftwerks, wenn gleichzeitig die spezifischen Investitionen des neuen Kraftwerks denen des Refe-

renzfalls entsprechen.

2.6 Einheitliche Umgebungsbedingungen und Annahmen

Als Grundvoraussetzung fiir die Vergleichbarkeit der Berechnungsergebnisse ist die Vergleichbarkeit
der in die thermodynamischen und betriebswirtschaftlichen Berechnungen einflieBenden Annahmen
anzusehen. Wenn es an entsprechender Stelle im Text nicht anders angegeben ist, bleiben die hier
aufgefiihrten Annahmen und Randbedingungen bei allen durchgefiihrten Auslegungs- und Variations-
rechnungen konstant. Somit sind die in Abschnitt 3 ermittelten bzw. dokumentierten Wirkungsgrade,
Emissionen, Brennstoffverbrauche und Stromgestehungskosten miteinander vergleichbar.

2.6.1 Thermodynamische Annahmen

Umgebungsbedingungen

Die Umgebung, mit der die Kraftwerksprozesse Energie- und Massenstrome austauschen, unter-
scheidet sich von der Umgebung, die fiir das Exergiemodell (Abschnitt 2.4.4) als Vergleichsumgebung
definiert wird. Die Umgebungsbedingungen zur Beurteilung der Kraftwerke werden entsprechend den
in der VDI-Richtline 3986 vereinbarten Standardbedingungen gewdhlt. Diese Daten werden fiir den
thermodynamischen Vergleich von Kraftwerksprozessen ausdriicklich empfohlen und dienen zur
Ermittlung der Eigenschaften von Stoffstromen, die aus der Umgebung in die Kraftwerksprozesse
eintreten. Wenn im Text nicht ausdriicklich auf die exergetische Standardumgebung hingewiesen wird,

so ist im Rahmen dieser Arbeit mit ,,Umgebung® der unten definierte Zustand gemeint.
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Tabelle 2.4: Druck, Temperatur und relative Feuchte der Umgebungsluft
Druck 1,013 bar
Temperatur 15 °C
relative Feuchte 60 %

Die Abweichungen dieser Umgebungsbedingungen von der exergetischen Standardumgebung haben
zur Folge, dass die von den Kraftwerksprozessen aus der Umgebung aufgenommenen Stoffstrome
(z.B. die Ansaugluft) nicht exergielos sind. Dies widerspricht der exergetischen Betrachtungsweise,
bei der die einzige duBere Exergiezufuhr der Prozesse, durch den zugefiihrten Brennstoff dargestellt
wird. Die Verschiebung des Umgebungszustandes der Kraftwerke gegeniiber der exergetischen Stan-
dardumgebung wird daher bei der Ermittlung des exergetischen Wirkungsgrades nach Gleichung 1.7
beriicksichtigt, indem die Exergie des zugefiihrten Brennstoffstroms auf die exergetische Standardum-
gebung bezogen wird. Die Exergie anderer Stoffstrome, die aus der Umgebung in den Kraftwerkspro-
zess eintreten, wird bei dieser Vorgehensweise rechnerisch durch Brennstoffexergie aufgebracht. So
ist es moglich Kraftwerksprozesse bei verschiedenen Umgebungstemperaturen thermodynamisch kor-
rekt miteinander zu vergleichen. Die Qualitdt der Umgebung der Kraftwerke wird bei dieser Vorge-
hensweise in Form von Brennstoffaufwand beriicksichtigt, so dass die resultierenden exergetischen
Wirkungsgrade einen festen Bezugspunkt aufweisen und folglich die ermittelten Zahlenwerte mitein-

ander verglichen werden diirfen.
Luftzusammensetzung

Die Zusammensetzung trockener Umgebungsluft wird entsprechend den Angaben in [BAE-92] ange-

nommen, wobei der Anteil von Neon zum Anteil von Argon hinzugerechnet wird.

Tabelle 2.5: Zusammensetzung trockener Umgebungsluft nach [BAE-92]
Sauerstoff 23,15 Gew.-%
Kohlendioxid 0,05 Gew.-%
Stickstoff 75,53 Gew.-%
Argon 1,28 Gew.-%

Aus der in Tabelle 2.5 definierten Zusammensetzung trockener Umgebungsluft und den vereinbarten

Eigenschaften der Umgebungsluft nach Tabelle 2.4 ergibt sich die Zusammensetzung der feuchten

Umgebungsluft.

Tabelle 2.6: Zusammensetzung feuchter Luft im Umgebungszustand
Sauerstoff 23,00 Gew.-%
Wasserdampf 0,63 Gew.-%
Kohlendioxid 0,05 Gew.-%
Stickstoff 75,05 Gew.-%

Argon 1,27 Gew.-%
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Kohleneigenschaften

Zur Definition des Brennstoffs fiir alle Berechnungen gilt die Elementaranalyse, der kalorimetrisch
ermittelte Heizwert und die Ascheschmelzcharakteristik einer relativ feuchten und schwefelarmen

Braunkohle aus dem Tagebau Garzweiler im Rheinischen Braunkohlennrevier.

Tabelle 2.7: Zusammensetzung, Heizwert und Ascheeigenschaften von Garzweiler Braunkohle

Zusammensetzung aus Elementaranalyse:

Kohlenstoff 30,27 Gew.-%
Wasserstoff 2,21 Gew.-%
Sauerstoff 11,04 Gew.-%
Stickstoff 0,34 Gew.-%
Schwefel 0,16 Gew.-%
Asche 1,98 Gew.-%
Wasser 54,00 Gew.-%

Energiegehalt aus kalorimetrischer Messung:
Heizwert 11435 kJ/kg

Ascheeigenschaften:

FlieBtemperatur 1460 °C
Halbkugeltemperatur 1390 °C
Erweichungstemperatur 1310 °C

2.6.2 Fiskalische Annahmen

Fiir die betriebswirtschaftlichen Berechnungen zur Ermittlung der Stromgestehungskosten des Refe-
renzkraftwerks und der Bedingungen fiir die Wirtschaftlichkeit der alternativen Kraftwerksprozesses
werden folgende Randbedingungen zu Grunde gelegt. Abweichungen von diesen und weitere erfor-

derliche Annahmen werden im Text genannt.

Die Festlegung der fiskalischen Annahmen beruht im Wesentlichen auf den Erfahrungen aus der
Berechnung von Stromgestehungskosten von konventionellen Kraftwerken, fiir die entsprechende
Betreiber- oder Herstellerinformationen zur Verifizierung zur Verfiigung standen. Mit welchen An-
nahmen Kraftwerksbetreiber ihre betriebswirtschaftlichen Rechnungen durchfithren, wird iibli-
cherweise nicht veroffentlicht, so dass die Datenbasis an dieser Stelle nicht weiter untermauert werden
kann. Daher sind weniger die absoluten Zahlenwerte der Stromgestehungskosten zu beachten, als die
fiir alle untersuchten Prozessvarianten ermittelten zuldssigen Zusatzinvestitionen und zuldssigen
Reduzierungen der Anlagenverfligbarkeit unter den Annahme unverinderter Stromgestehungskosten.
Letztendlich werden in dieser Arbeit ausnahmslos alle getroffenen Annahmen und der Berechnungs-
weg nachvollziehbar dokumentiert, um eine Interpretation der berechneten Stromgestehungskosten zu

ermdglichen.



2.6 Einheitliche Umgebungsbedingungen und Annahmen

99

Tabelle 2.8: Fiskalische Annahmen fiir die Berechnung der tiber die Abschreibungszeit des

Kraftwerks gemittelten Stromgestehungskosten

Allgemeine Annahmen:

Allgemeine Preisgleitung 1 %/a
Brennstoffpreissteigerungsrate iber Preisgleitung 0 %a
Bauherreneigenleistung der Anlagenkosten 5 %
Abschreibungszeit 35 a
Annahmen fiir die Bauzeit:

Kalkulatorischer Zinssatz (Diskontsatz) 6,5 %/a
Annahmen fiir die Betriebszeit:

Kalkulatorischer Zinssatz 6,5 %/a
Gemittelter Steuersatz 1,5 %/a
Gemittelter Versicherungssatz 0,5 %/a
Gemittelter Wartungs- und Instandhaltungssatz 2 %/a

Die tendenzielle Auswirkung der Lidnge der angenommenen Abschreibungsdauer auf die Stromgeste-

hungskosten ist der Abbildung 2.21 (S. 94) zu entnehmen.



100 2 Berechnungsgrundlagen




101

3 Ergebnisse der Prozessanalysen

In diesem Abschnitt werden die wichtigsten Ergebnisse der Berechnungen dargestellt, die zur Losung
der in Abschnitt 1.3 (S. 38) definierten Aufgabenstellung erforderlich sind. Ziel der Arbeit ist der
Vergleich der technischen Entwicklungspotenziale und der wirtschaftlichen Chancen und Risiken des
iiberkritischen Dampfkraftwerks sowie des kombinierten Gas- und Dampfturbinen-Kraftwerks mit
Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtemperaturgasreinigung fiir die Stromerzeugung aus Braunkohle
in zentralen GroBkraftwerken. Den eindeutig definierten VergleichsmaBstab stellt das konventionelle,
iiberkritische Damptkraftwerk nach heutigem Stand der Technik dar, welcher durch den jiingsten
BoA-Braunkohleblock der RWE Rheinbraun AG beschrieben wird (Abschnitt 1.2.1, ab S. 3). Die
Vorgehensweise zur vergleichenden Gegeniiberstellung der thermodynamisch ermittelten Wirkungs-
gradpotenziale und der Bedingungen fiir die wirtschaftliche Konkurrenzfahigkeit der betrachteten
Kraftwerksprozesse wird in Abschnitt 1.4 ab Seite 39 erldutert. Die thermodynamischen Berechnun-
gen und betriebswirtschaftlichen Abschétzungen werden basierend auf den in Abschnitt 2 ab Seite 49

beschriebenen Berechnungsmodellen und -methoden durchgefiihrt.

3.1 Dampfkraftwerk nach dem Stand der Technik

Der exergetische sowie der thermische Nettowirkungsgrad, die spezifischen CO,-Emissionen, der
spezifische Brennstoffbedarf und die mittleren Stromgestehungskosten des konventionellen Dampf-
kraftwerks im derzeitigen Stand der Technik stellen die VergleichsmaBstébe fiir die Maflnahmen zur
Steigerung des Wirkungsgrades des Dampfkraftprozesses und den alternativen Kraftwerksprozesses
mit Druckkohlenstaubfeuerung dar. In den folgenden Abschnitten werden der Vergleichsprozess, die
angenommen Randbedingungen und die resultierenden Ergebnisse, die in den folgenden Abschnitten
als Bezugs- bzw. Vergleichsgrofle verwendet werden, beschrieben.

3.1.1 Definition und Berechnung des Referenzkraftwerks

Mit den in Abschnit2.1 ab Seite 49 beschriebenen thermodynamischen Mitteln wird das in Ab-
schnitt 1.2.1 ab Seite 3 dargestellte BoA-Kraftwerk berechnet.

Weitere Annahmen fiir die einzelnen Kraftwerkskomponenten werden veroffentlichten Daten des
BoA-Kraftwerks in Niederaulem und anderer aktueller Kraftwerke entnommen oder derart iterativ

ermittelt, dass gute Ubereinstimmung mit verdffentlichten Daten erzielt werden.

In Abbildung 3.1 sind alle in der Auslegungsrechnung ermittelten Daten der Stoffstrome des Brenn-
stoff-, Luft- und Rauchgasweges des Referenzkraftwerks dargestellt.
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Abbildung 3.1: Ergebnisse fiir Brennstoff-, Luft- und Rauchgasweg der Auslegung des Referenz-

kraftwerks
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Fiir die Nettoleistung von 965 MW ist ein Massenstrom von 189,4 kg/s (oder 680 t/h) der Referenz-
kohle nach Tabelle 2.7 erforderlich. Fiir die Trocknung der Rohkohle werden 257,6 kg/s (rund 930 ¢/h)
Rauchgas mit 1000 °C aus dem Kessel zuriick gesaugt. Die Leistungsaufnahme der Schlagradmiihlen
betrdgt 10,2 MW. Die Warmeverlustleistung der Miihlen betragt etwa 37,5 MW. Der Kohlenstaub wird
mit den Briiden mit 130 °C in die Brennkammer gefordert. Die Feuerungsleistung betrigt 2168 MW.
Entsprechend einer Gesamtluftzahl der Verbrennung von 1,15 werden der Brennkammer 803 kg/s
(2890 ¢/h) vorgewarmte Verbrennungsluft mit 328 °C zugefiihrt. Die theoretische Verbrennungstem-
peratur betrdgt etwa 1630 °C. Die nichtbrennbaren Bestandteile (3,7 kg/s oder 13 #/h) der Kohle wer-
den mit 1000 °C aus der Brennkammer abgefiihrt. Dadurch gehen der Brennkammer rund 3,7 MW
thermische Leistung verloren. Die Verluste durch unvollstindige Verbrennung betragen 1,3 MW, die
Verluste durch Unverbranntes in der ausgeschleusten Asche etwa 2,7 MW, die thermischen Verluste
der Brennkammer durch Konvektion und Strahlung an die Umgebung belaufen sich auf 7,9 MW. Auf
der Hochdruck-Schiene des Dampferzeugers wird aus dem Kesselspeisewasser mit einer Temperatur
von 294 °C und einem Druck von 31,96 MPa der HD-Frischdampf erzeugt. Dieser tritt mit 580 °C und
27,4 MPa in die HD-Leitung zur Dampfturbine ein. Die gesamte Warmeleistung der HD-Schiene
betrdgt etwa 1556 MW. Im Zwischeniiberhitzer werden rund 427 MW auf den Dampfkreis iibertragen.
Die Frischdampfleistung des Kessels betragt somit 1983 MW. Detaillierte Angaben iiber den Wasser-

/Dampfkreislauf werden weiter unten aufgefiihrt.

Das Rauchgas (988,5 kg/s oder 3560 #/h) verldsst den Kessel mit 351 °C. Etwa 80 % des Rauchgas-
stromes warmen in einem Dreh-LuVo den gesamten Verbrennungsluftstrom von etwa 115 auf 328 °C
vor. Dabei gehen durch die Druckdifferenz von rund 10 kPa etwa 40,15 kg/s (oder 144 t/h) Verbren-
nungsluft auf die Rauchgasseite {iber. Der Rest des Rauchgasstroms (etwa 201,6 kg/s oder 725 t/h)
wird am LuVo vorbei geleitet. Dieser Rauchgasstrom {ibertragt etwa 23 MW thermische Leistung in
zwei Lubecos jeweils auf den HD- und den ND-Teil der Vorwarmstrecke des Speisewassers. Die
beiden Rauchgasteilstrome werden mit jeweils 160 °C wieder zusammen gefiihrt und entstaubt. Die
Eigenbedarfsleistung des Elektroabscheiders betrdgt 354 k. Die Warmeverlustleistung des Entstau-
bers betrdgt rund 2,7 MW. Der Saugzug mit einer Antriebsleistung von 10,5 MW kompensiert die
gesamten Druckverluste des Rauchgaspfades durch eine Druckerhéhung um etwa 7 kPa. In der an-
schlieBenden ersten Stufe der Verbrennungsluft-Vorwarmung wird das Rauchgas auf 100 °C abge-
kiihlt und der Verbrennungsluftstrom gleichzeitig vom Austrittszustand des Frischliifters auf 115 °C
vorgewédrmt. Der sdureresistente Wérmetauscher iibertrdgt dazu einen Wéarmestrom von 82 MW. Die
Antriebsleistung des Frischliifters (flir eine Druckerhdhung um 5 kPa) betrdgt etwa 4 MW. Die elektri-
sche Leistung fiir den Eigenbedarf der Rauchgasentschwefelungsanlage betrdgt 5,9 MW. Der gesamte
Abgasstrom wird mit 70 °C {iber den Kiihlturm an die Umgebung abgefiihrt. Die Rauchgaswarmever-
lustleistung in der REA betréigt 31,4 MW. Die durch das Rauchgas an die Umgebung abgefiihrte ther-
mische Leistung betrigt 441,8 MW.

Dem in Abbildung 3.2 dargestellten Warmeschaltbild des Referenzkraftwerks sind Details der neun-
stufigen Speisewasservorwarmung und der beriicksichtigten Druckverluste in den Rohrleitungen zu

entnehmen.
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Abbildung 3.2: Wirmeschaltbild des Referenzkrafiwerks

Die Vorwdarmung des Speisewassers (480,6 kg/s oder 1730 t/h) von 27 °C auf die Kesseleintrittstem-
peratur von 294 °C erfolgt in neun Schritten zu jeweils 29,7 K. Die erforderlichen Anzapfdriicke und
-massenstrome werden unter Berilicksichtigung einer Griadigkeit der Vorwérmer von 5 K bestimmt.

In der ND-Vorwarmung werden dem Speisewasser 292,5 MW thermische Leistung durch drei Anzap-
fungen der ND-Turbine und eine Anzapfung der MD-Turbine zugefiihrt. Hinzu kommt ein Beitrag
von 22,8 MW, der durch den LuVo-Bypass-Economiser (Lubeco) vom Rauchgas an das Speisewasser
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iibertragen wird. Im Speisewasserbehilter, der die letzte Stufe der ND-Vorwirmstrecke darstellt,
werden dem Speisewasser 201,9 MW durch Zumischung von 27,7 kg/s (oder 97,9 t/h) Anzapfdampf
aus der MD-Turbine zugefiihrt. In der HD-Vorwérmstrecke wird das Speisewasser durch Zufuhr von
338,8 MW aus zwei Anzapfungen der MD-Turbine und einer HD-Turbinenanzapfung, sowie einer
Entnahme aus der KZU-Leitung und einem Beitrag des Rauchgases von 22,8 MW auf 290 °C vorge-
warmt. Der vorgezogene Enthitzer des zweiten HD-Vorwéarmers erwidrmt das Speisewasser letztend-
lich auf 294 °C.

Die Antriebsturbine der Hauptkesselspeisewasserpumpe erzeugt aus MD-Anzapfdampf die erforderli-
che Leistung von 31,2 MW. Der zugehdrige Nebenkondensator mit einer Gradigkeit von 3 K hat eine
Ubertragungsleistung von 65,1 MW. Durch die Entspannung des Hochdruckdampfes von 27,3 MPa
auf 5,73 MPa wird eine Wellenleistung von 294,4 MW erzeugt, die 29 % der Bruttoleistung entspricht.
Die Entspannung in der MD-Turbine von 5,39 MPa auf 0,47 MPa liefert 402,4 MW bzw. 40 % der
Bruttoleistung und die ND-Turbine leistet 333,4 MW oder 31 % der gesamten Dampfturbinenleistung.
Der Kondensatordruck betrdgt 3,55 kPa (Gréadigkeit 1,5 K) und der Hauptkondensator iibertragt
933,6 MW an die Umgebung. Die Endfeuchte am Austritt aus der ND-Turbine betrigt 12 %. Die
gesamte Eigenbedarfsleistung aller elektrisch angetriebenen Pumpen des Wasser-/Dampfkreislaufs
betrdgt 685 kW.

Die Kiihlzonenbreite des Kiihlkreislaufs wird mit 8 K angenommen. Das vom Kiihlturm zulaufende
Wasser mit einer Temperatur von 17,4 °C wird folglich in den Kondensatoren bis auf 25,4 °C er-
warmt. Der dazu erforderliche Kiihlwassermassenstrom betrdgt rund 30.000 kg/s oder 108.000 #/4. Die
zur Forderung dieses Massenstroms eingesetzte Kiithlwasserpumpe hat eine Antriebsleistung von rund
9,3 MW. Die Kiihlzonenbreite des Kiihlturms betrdgt 10 XK.

Die gesamte Eigenbedarfsleistung des Referenzkraftwerks betrdgt 51,7 MW (5,1 % der Bruttoleis-
tung). Die Bruttoleistung der Dampfturbinen belduft sich auf rund 1017 MW, so dass sich die Netto-
leistung des Kraftwerksblocks von 965 MW ergibt. Bezogen auf die oben genannte Feuerungswirme-
leistung, die mit dem Heizwert gebildet ist, ergibt sich somit ein Nettowirkungsgrad des Prozesses von
44,5 %. Ermittelt man die Feuerungswirmeleistung mit dem Brennwert der Rohkohle, so betrdgt der
Wirkungsgrad 38,5 %. Der exergetische Nettowirkungsgrad des Referenzkraftwerks betrégt 37,4 %.

Das Referenzkraftwerk produziert pro Sekunde 268,1 kWh Strom. Fiir die Erzeugung einer Kilowatt-
stunde Strom werden 706 g Brennstoff benétigt sowie 782 g CO; erzeugt und an die Umgebung abge-
geben.

Gegeniiber dem Braunkohlekraftwerksbestand von 1990 wiirde der Einsatz dieser heute verfiigbaren
Technik den Ausstol von CO, bereits mafigeblich reduzieren. In den 90 Jahren war ein erheblicher
Anteil von Braunkohlekraftwerken in Betrieb, die in den 60er Jahren errichtet wurden und einen ent-
sprechenden Entwicklungsstand aufwiesen. Die spezifischen CO,-Emissionen eines Braunkohlekraft-
werks mit einem Wirkungsgrad 33 % betragen etwa 1125 g pro erzeugter Kilowattstunde Strom. Das
bedeutet, dass im Vergleich zu 1990 das hier beschriebene Referenzkraftwerk den CO,-Ausstof bei
der Verstromung von Braunkohle bereits um rund 30 % reduziert.
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Abbildung 3.3: Energieflussbild des Referenzkrafiwerks (Energicinput mit Brennwert der Roh-
braunkohle ermittelt). Der Nettowirkungsgrad des Prozesses auf den Heizwert be-

zogen betrdgt 44,5 %.

Das Energieflussbild (oder auch Sankey-Diagramm) eines Energiewandlungsprozesses ist zum einen
eine qualitative Visualisierung des Prozessablaufs bzw. der Stoffstrome, die die verschiedenen Schritte
des Energiewandlungsprozesses verbinden, und zum anderen eine quantitative Darstellung der umge-
wandelten und {ibertragenen Energien, die der Breite des jeweiligen Pfeils proportional sind. Um die
Kraftwerksprozesse, die auch die Kondensationswirme des aus der Kohle ausgetriebenen Wassers
nutzen, korrekt vergleichbar darstellen zu kénnen, wird der Energieeintrag in den Prozess durch den
Brennwert des Brennstoffes ermittelt. Alle dargestellten Energiestrome werden ins Verhéltnis zu dem
Gesamt-Energieinput gesetzt. Um die Darstellung von den zu Grunde liegenden Umgebungsbedin-



3.1 Dampfkraftwerk nach dem Stand der Technik 107

gungen unabhingig zu machen, wird als Bezugspunkt der Enthalpie 0 °C verwendet. Nidhere Erldute-
rungen hierzu sind in Abschnitt 1.5.1 (ab S. 41) und in Abschnitt 2.4 (ab S. 82) zu finden.

Das in Abbildung 3.3 dargestellte Energieflussbild des Referenzfalls gibt die oben dargestellten Ener-
giestrome des Dampfkraftprozesses anschaulich wieder. Interessant beziiglich der Diskussion von
Potenzialen zur Verbesserung des Prozesses sind die auf der linken Seite des FlieBbildes nach unten
heraus gefiihrten Verluststrome. Besonders auffillig sind die Abwérmestrome des Dampferzeugers
(18,97 %), der den Abgasverlust des Kessels darstellt, sowie der Abwiarmestrom des Kondensators

(39,92 %), der iiber den Kiihlturm an die Umgebung abgegeben wird.

Um den Wert der Energiestrome und damit das Potenzial zur Verbesserung des Prozesses richtig
bewerten zu konnen, ist die Verwendung des Exergieflussbildes zu empfehlen (Abbildung 3.4).

Das Exergieflussbild entspricht dem Darstellungsprinzip des Energieflussbildes, nur dass auf Grund
der Verwendung der Exergien anstelle der Enthalpien, die tatsidchliche Arbeitsfahigkeit der Energie-
strome die Breite der Pfeile bestimmt. Aus der Betrachtung der Abbildung 3.4 wird sofort deutlich,
dass sich die Wertigkeit der Optimierungspotenziale anders darstellt als bei der Beriicksichtigung der
Energiestrome in Abbildung 3.3.

Die auf der linken Seite des Exergieflussbildes heraus gefiihrten Exergieverluste werden zusammenge-
fasst zu den Exergieverlusten auf Grund von Irreversibilitditen der Umwandlungsprozesse und zu den
stoffstromgebundenen Exergieverlusten, die einen wesentlich geringeren Anteil der Gesamtverluste
ausmachen. Aus der Analyse des Diagramms ergeben sich folgende Optimierungsansitze fiir den
Dampfkraftprozess:

1. Kohlenaufbereitung
Der durch die Mahltrocknung der Braunkohle hervorgerufene Exergieverlust (5,84 %) ist auf die
hohe Irreversibilitit der Warmezufuhr zum Trocknungsprozess bzw. auf die hohe Temperaturdiffe-
renz zwischen Trocknungsgas (1000 °C) und Rohkohle (15 °C) zuriick zu fithren. Durch den Ein-
satz alternativer Trocknungsverfahren kann der Exergieverlust der Kohlenaufbereitung reduziert
werden. Die detaillierte Untersuchung des Verbesserungspotenzials dieser Maflnahme wird in Ab-
schnitt 3.2.1 dargestellt.

2. Brennkammer

Die Exergieverluste in der Brennkammer (rund 28,36 %) sind auf die Irreversibilitit des Verbren-
nungsprozesses zuriick zu fithren, bei dem die chemisch gebundene Energie der Braunkohle in
thermische Energie der Verbrennungsriickstdnde umgewandelt wird. Durch eine Verringerung der
Mischungsverluste mit der zugefiihrten Verbrennungsluft, also z.B. durch Verringerung des Luft-
iiberschusses oder durch Anhebung der Temperatur der Verbrennungsluft, konnte der Exergiever-
lust dieses Energiewandlungsschrittes reduziert werden. Alle MaBlnahmen zur Reduzierung der E-
xergieverluste der Verbrennung bedingen letztendlich eine Abhebung der Verbrennungstemperatur,
der jedoch Grenzen durch die verfligbaren Werkstoffe gesetzt sind. Die hier mit 1,15 sehr niedrig
angesetzte Luftzahl ist fiir eine vollstindige Umsetzung des Brennstoffs erforderlich. Die Vor-
warmtemperatur der Verbrennungsluft von 328 °C ist bereits sehr hoch angenommen. Eine Redu-
zierung der Exergieverluste in der Brennkammer wird daher im Rahmen dieser Arbeit nicht be-
trachtet.
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3. Dampferzeuger

Die Exergieverluste des Dampferzeugers (15,55 %) sind den Irreversibilititen der stattfindenden
Wirmeiibertragungsprozesse zuzuschreiben. Diese sind durch die Verringerung der jeweiligen
Temperaturdifferenzen zwischen wiarmeabgebenden und wirmeaufnehmenden Medium reduzier-
bar. Um die Exergieverluste der Verbrennung niedrig zu halten, ist eine hohe Rauchgastemperatur
erforderlich. Folglich miissen die Temperaturen des Wasserdampfkreises moglichst weit angehoben
werden. Die Anhebung der Speisewassertemperatur am Eintrittt in den Kessel konnte durch Ande-
rungen der Vorwarmstrecke erfolgen. Dieser MalBinahme sind jedoch durch verfiigbare Membran-
wand-Werkstoffe enge Grenzen gesetzt. Eine weitere MaBnahme zur Reduzierung der Temperatur-
differenzen bzw. der Exergieverluste stellt die Anhebung der Frischdampftemperatur dar. Auch
dazu sind werkstofftechnische Neuentwicklungen erforderlich. Detaillierte Untersuchungen des
theoretischen Potenzials zur Reduzierung der Verluste im Kessel werden in Abschnitt 3.2.3 darge-
stellt.

4. Dampfkreis/Dampfturbine

Die Exergieverluste des Dampfkreises (6,97 %) sind auf die Temperaturdifferenzen in den Wir-
metauschern der Vormwérmstrecke und den Kondensatoren sowie auf die Irreversibilititen der
Entspannungen in den Turbinen zuriickzufithren. Die Wérmeabgabe der Kondensatoren an die
Umgebung (die energetisch betrachtet kanpp 40 % des Energieeintrags ausmacht) betragt bei exer-
getischer Betrachtungsweise nur etwa 3 %. In Abschnitt 3.2.2 werden die Moglichkeiten der Redu-
zierung der Exergieverluste durch Steigerung des isentropen Wirkungsgrades der Dampfturbinen
dargestellt. Die Reduzierung der Exergieverluste durch Optimierung des Kondensators (bzw. des
gesamten ,.kalten Endes) wird in Abschnitt 3.2.4 ndher beleuchtet.

5. Abwirme/Abgas
Der groBite stoffstromgebundene Exergieverlust des Prozesses wird durch das Abgas dargestellt.
Der Exergieverlust von 5,57 % setzt sich zusammen aus der Kontaktexergie, die von der Hohe der
Temperatur des Gasstroms abhingig ist, und aus einem Anteil Mischungsexergie, der aus der Zu-
sammensetzung des Abgases ermittelt wird. Diese unterscheidet sich von der Zusammensetzung
der exergetischen Standardumgebung und ergibt somit eine theoretische Arbeitsfahigkeit des Ab-
gases (die allerdings in keiner realen Maschine genutzt werden kann). Der Exergieverlust durch die
Kontaktexergie des Abgases konnte durch Reduzierung der Abgastemperatur am Austritt aus dem
Prozess gemindert werden. In dem hier betrachteten Damptkraftprozess wird die Rauchgaswérme
bereits bis zu einer Temperatur von 100 °C, zur Vorwadrmung der Verbrennungsluft, ausgenutzt.

Eine weitere Reduzierung dieser Temperatur soll hier nicht untersucht werden.
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Abbildung 3.4: Exergieflussbild des Referenzkraftwerks (der Nettowirkungsgrad des Prozesses auf
den Heizwert bezogen betrigt 44,5 %)

3.1.2 Wirtschaftlichkeit des Referenzkraftwerks

Fiir die Beurteilung der Wirtschaftlichkeit des Referenzkraftwerks werden die Stromgestehungskosten
des Kraftwerkes, gemittelt iiber die Abschreibungsdauer der Anlage, bestimmt. Die verdffentlichten
Angaben iiber die Errichtungskosten des BoA-Blocks in NiederauBem werden als Ansatz fiir die
Ermittlung der kapitalgebundenen, festen Kosten (entsprechend dem in Abschnitt 2.5, S. 90ff be-
schriebenen Berechnungsverfahren) herangezogen. Aus den angegebenen Gesamtinvestitionen von
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1,2 Milliarden Euro fiir den neu errichteten Block mit einer Nettoleistung von 965 MW, ergeben sich
spezifische Investitionskosten (ohne Bauherreneigenleistungen) von rund 1185 FUR/kW. Die Volllast-
benutzungsstunden, der fiir den Grundlastbetrieb ausgelegten Anlage, werden zu 8000 /#/a angenom-
men. Unter der Voraussetzung von 35 Jahren Abschreibungszeit, einer allgemeinen Preisgleitung von
1 %/a und einem Diskontsatz von 6,5 %/a ergibt sich der Festkostenanteil der Stromgestehungskosten
zu 2,08 Cent/kWh.

Bei der Berechnung des variablen Kostenanteils der Stromgestehungskosten werden ausschlieBlich die
Brennstoffkosten angesetzt. Neben dem Wirkungsgrad der Anlage ist der Brennstoffpreis der ent-
scheidende Einflussparameter auf die Hohe der variablen Kosten. Aus dem Geschiftsbericht der Lau-
sitzer Braunkohle Aktiengesellschaft (LAUBAG, jetzt: Vattenfall Europe Mining) der Jahre
2000/2001 wird der durchschnittliche Preis fiir eine Tonne Rohbraunkohle entnommen (9,05 EUR/?).
Fiir den Preis Rheinischer Braunkohle stehen keine belastbaren Zahlenwerte zur Verfiigung. Verglei-
che der Elementaranalysen Lausitzer und Rheinischer Braunkohle zeigen jedoch eine hinreichende
Ubereinstimmung, so dass hier vereinfachend von den gleichen spezifischen Brennstoffkosten ausge-
gangen wird. Unter Verwendung des Heizwertes der hier verwendeten Referenzkohle ergibt sich ein
Brennstoffwéarmepreis von 0,792 EUR/GJ. Der Festkostenanteil der Stromgestehungskosten wird
damit zu 0,76 Cent/kWh ermittelt.

Das Referenzkraftwerk mit einem Nettowirkungsgrad von 44,5 % ermoglicht somit (unter den genann-
ten Randbedingungen und Annahmen) die Stromerzeugung aus Braunkohle zu einem Preis von
2,84 Cent/kWh. Zur Beurteilung der Wirtschaftlichkeit der Verbesserungsmafinahmen des Dampf-
kraftwerks und zur Beurteilung des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung werden diese
Stromgestehungskosten als Wirtschaftlichkeitskriterium festgelegt.

3.2 Entwicklungspotenzial des Dampfkraftwerks

Zur Beurteilung des zukiinftigen Entwicklungspotenzials des {iberkritischen Dampfkraftprozesses zur
Braunkohlenverstromung werden die in der Aufgabenstellung (Abschnitt 1.3, S.38) definierten,
zukiinftigen Entwicklungsschritte in ihrer Auswirkung auf den Nettowirkungsgrad sowie auf die Wirt-
schaftlichkeit des Prozesses untersucht. Die Exergieverluste des Referenzkraftwerks in den verschie-
denen Energiewandlungsprozessen sind im Exergieflussbild (Abbildung 3.4) bereits quantifiziert.
Diese Werte lassen jedoch nur eine erste Abschitzung des maximalen Optimierungspotenzials zu. In
den folgenden Abschnitten werden die thermodynamischen Auswirkungen der einzelnen Maflnahmen
detailliert untersucht.

3.21 Vergleich der Trocknungsverfahren

Als erster zukiinftiger Entwicklungsschritt in der Dampfkraftwerkstechnik wird der Austausch des
herkdmmlichen, exergetisch aufwendigen Mabhltrocknungsverfahrens mit Schlagradmiihlen und
Rauchgasriicksaugung durch effektivere Vortrocknungsmethoden betrachtet. Als alternative Tro-
ckungsverfahren kommt die Wirbelschichttrocknung mit interner Abwarmenutzung (WTA) und die
Mechanisch/Thermische Entwésserung (MTE) in Betracht. Durch den Wechsel des Trocknungspro-
zesses ist gleichzeitig ein Ubergang vom bisherigen direkten Feuerungssystem auf eine indirekte
Feuerung erforderlich.
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Im Referenzkraftwerk wird fiir die Trocknung der Rohbraunkohle rund 20 %5 des Rauchgases mit einer
Temperatur von 1000 °C aus der Brennkammer abgezogen und dem Mahltrocknungsprozess zuge-
fiihrt. Der getrocknete Kohlenstaub (Restfeuchte 15 %) wird mit dem gesamten Abgas der Miihlen,
welches aus dem abgekiihlten Rauchgas zuziiglich dem ausgetriebenen dampfférmigen Kohlenwasser
besteht, in die Brennkammer gefordert. Die Rauchgasriicksaugung und das Einblasen in die Brenn-
kammer erfolgt auf Grund der Rotation des Schlagrades der Miihle, das gleichzeitig wie ein Radialge-
bldse wirkt.

Durch einen Austausch des Mahltrocknungsprozesses fallt die Rauchgas-Riicksaugung weg, und der
Transport des getrockneten Kohlenstaubes aus dem TBK-Zwischenbunker zu den Brennern erfolgt mit
einem Teilstrom der auf 328 °C vorgewdrmten Verbrennungsluft (analog zu einer Steinkohlenstaub-
feuerung). Die erforderliche elektrische Leistung fiir die Ausmahlung der Kohle betrdgt unabhéngig
vom verwendeten Trocknungsverfahren 15 kWh pro Tonne Rohbraunkohle, so dass die bei den fol-
genden Analysen festgestellten Wirkungsgradverbesserungen ausschlieSlich auf die exergetisch giins-
tiger verlaufenden Trocknungsprozesse zuriickzufiihren sind.

Wirbelschichttrocknung mit interner Abwé&rmenutzung

Das WTA-Verfahren ist verfahrenstechnisch unabhéngig vom Kraftwerksprozess. Die Trockenkoh-
lenleistung wird entsprechend der geforderten Nettoleistung des Kraftwerks und dem resultierenden
Wirkungsgrad iterativ eingestellt. Die erforderliche elektrische Leistung des WTA-Prozesses geht in
den Eigenbedarf des Kraftwerks ein, so dass die erforderliche Bruttoleistung des Blocks ansteigt (da
die Nettoleistung als Auslegungsleitgrofle konstant gehalten wird).

Der elektrische Eigenbedarf des WTA-Verfahrens teilt sich in etwa 90 % fiir die Briidenverdichtung
und 10 % fiir das Fluidisierungsgeblise der stationéren Wirbelschicht auf. Der Eigenbedarf des Brii-
denverdichters ist abhéngig vom Briidenmassenstrom und dem erforderlichen Enddruck der Heizbrii-
den, die beide im Zusammenhang mit der gewiinschten Restfeuchte der Trockenbraunkohle (TBK)
stehen. Zur Analyse dieser Zusammenhénge wurde eine Serie von Auslegungsrechnungen des Kraft-
werks flir unterschiedliche Restfeuchtegehalte der TBK durchgefiihrt. Die Nettoleistung des Kraft-
werks (965 MW) und alle anderen Parameter wurden dabei konstant gehalten.

Die Brennstoffexergie, der Brennwert und der Heizwert der Trockenbraunkohlen mit unterschiedli-
chen Restwassergehalten werden rechnerisch ermittelt. Dabei wird vorausgesetzt, dass sich die Zu-
sammensetzung und die Eigenschaften der brennbaren Substanz der Braunkohle (inklusive der Fliich-
tigen) nicht verindern. Die in Abbildung 3.5 dargestellten Brennstoffexergien, Brennwerte und
Heizwerte basieren auf dem gemessenen Heizwert der Rohbraunkohle (11,4 MJ/kg), der in einen kon-

stanten Brennwert der wasser- und aschefreien Brennstoffsubstanz umgerechnet wird.
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Abbildung 3.5: Rechnerisch ermittelter Anstieg von Heizwert, Brennwert und Exergie der Braun-
kohle im Verlauf der Trocknung unter Annahme eines konstanten Brennwertes der

wasser- und aschefreien Brennstoffsubstanz

Mit zunehmender Reduzierung des Wassergehaltes der Braunkohle steigt der Gesamteigenbedarf der
WTA leicht an, und zwar von etwa 6,8 % bei 21,8 % Restfeuchte auf etwa 7 % bei 8 % Restfeuchte.
Der Eigenbedarf der WTA-Trocknung hat bei einer Restfeuchte von 21,8 % etwa 33,8 % und bei 8 %
Restfeuchte etwa einen Anteil von 36 % vom Gesamteigenbedarf des Kraftwerksblocks, obwohl auf
Grund der Steigerung des Heizwertes bei der Trocknung der erforderliche TBK-Massenstrom von 99
auf 83 kg/s sinkt. Das ist auf den Anstieg des Eigenbedarfs des WTA-Verfahrens mit zunehmendem
Grad der Trocknung zuriickzufiihren. Zur Trocknung von einem Kilogramm Rohbraunkohle mit 54 %
Ausgangsfeuchte auf 21,8 % Restfeuchte ist eine elektrische Arbeit von 131,5 &J erforderlich; bei 8 %
Restfeuchte bereits 146 &J (Abbildung 3.6).
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Abbildung 3.6: Arbeitsaufwand zur Trocknung von einem Kilogramm Rohbraunkohle mittels
WTA-Verfahren von 54 % Feuchte in Abhdngigkeit von der erzielten Restfeuchte
der Trockenkohle

Bei einer Restfeuchte der Trockenbraunkohle von 21,8 % muss 76,3 % des gesamten in der Referenz-
Braunkohle vorhandenen Wassers ausgetrieben werden, bei 8 % Restfeuchte hingegen 92,6 % (siche
Abbildung 3.7).
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Abbildung 3.7: Zusammenhang zwischen Restwassergehalt der Trockenbraunkohle und dem Anteil

des zu entfernenden Kohlenwassers von der Ausgangsfeuchte 54 %

Der erforderliche Briidenenddruck, der bei der Auslegung des WTA-Verfahrens so bestimmt wird,
dass der erforderliche Energiebedarf fiir die Trocknung gedeckt wird, nimmt mit zunehmender Redu-
zierung der Kohlenfeuchte leicht ab. Das liegt an dem deutlich groBeren zur Verfligung stehenden
Briidenmassenstrom, der fiir die Beheizung der Wirbelschicht herangezogen werden kann und mit der

Menge auszutreibenden Kohlenwassers ansteigt. Bezogen auf die Brennstoffexergie (Heizwert) der
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Trockenbraunkohle entspricht der Eigenbedarf der WTA-Trocknung etwa 0,97 (1,06) bis 1,07 %
(1,15 %) bei 21,8 % bzw. 8 % TBK-Restfeuchte.

Durch den Ubergang von der Mahltrocknung auf das WTA-Verfahren zur Trocknung der Rohkohle
erhoht sich der Nettowirkungsgrad des Kraftwerksprozesses um rund 10 bis 12 %. Ausgehend vom
Nettowirkungsgrad des Referenzkraftwerks, bezogen auf die Brennstoffexergie (Heizwert), ergibt sich
bei einer TBK-Restfeuchte von 21,8 % eine Steigerung des Wirkungsgrades um 4,0 %-Punkte (4,8)
bzw. 4,7 %-Punkte (5,5) bei 8 % Restfeuchte. Die Ergebnisse werden in Abbildung 3.8 grafisch darge-
stellt.

Mechanisch/Thermische-Entwésserung

Bei der Mechanisch/Thermischen Entwisserung tritt neben dem elektrischen Eigenbedarf der Presse
noch ein Warmebedarf auf, der durch den Kraftwerksprozess gedeckt werden muss. Wie in der Dar-
stellung des MTE-Verfahrens (Abschnitt 1.2.2, ab S. 23) und des MTE-Berechnungsmodells (Ab-
schnitt 2.2.3, ab S. 65) dargestellt wird, dient die duBere Wéarmezufuhr zur Vorwérmung der Rohkohle
durch Bedampfung mit Sattdampf. Der dazu erforderliche Sattdampf wird im betrachteten Konzept
aus Zusatzwasser erzeugt, welches durch Kondensation von Anzapfdampf der MD-Turbine verdampft
wird. Die MTE-Prozesstemperatur (200 °C) und die Griadigkeit des verwendeten Warmeiibertragers
(5 K) sind bestimmend fiir den Anzapfdruck, der bei etwa 1,6 MPa liegt. Die MTE-Anlagenparameter
werden entsprechend der Literaturangaben fiir eine Restfeuchte von 21,8 % ausgelegt.

Nach dem Pressvorgang hat die Kohle eine Restfeuchte von ca. 28 %. Bei der Entlastung der Presse
und dem anschlieBenden Aufbrechen des Kohlenpresslings wird durch Entspannungsverdampfung und
Nachentwésserung der Wassergehalt der Kohle auf 21,8 % reduziert. Wird die Kondensationswirme
der dabei entweichenden Briiden innerhalb des MTE-Verfahrens nicht zur Kohlenvorwarmung ver-
wertet, ergibt sich ein Anzapfdampfbedarf von 15,6 kg/s (56 t/h) in einem 965 MW Kraftwerk zur
Herstellung von 98,4 kg/s (354 t/h) Trockenbraunkohle mit 21,8 % Restfeuchte. Das entspricht bezo-
gen auf ein Kilogramm Rohkohle einem Anzapfdampfbedarf von 0,094 kg bzw. bezogen auf ein
Kilogramm TBK 0,16 kg. Der Nettowirkungsgrad steigt bezogen auf die Exergie (Heizwert) der
Trockenkohle auf 41,9 % (49,9 %). Durch Riickgewinnung der Kondensationswiarme der Briiden aus
der Entspannungsverdampfung zur Kohlenvorwérmung reduziert sich der Anzapfdampfbedarf um
rund 56 % auf 6,8 kg/s bzw. 0,041 kg pro Kilogramm Rohkohle und 0,07 kg pro Kilogramm TBK. Die
dadurch erzielte Reduzierung des Bedarfs an dullerer Warmezufuhr verbessert den Nettowirkungsgrad
des gesamten Kraftwerksprozesses bezogen auf die Brennstoffexergie (Heizwert) auf 42,3 % (50,3 %).
Die Ergebnisse werden ebenfalls in Abbildung 3.8 grafisch dargestellt.



3.2 Entwicklungspotenzial des Dampfkraftwerks 115

= 43 .
= —51
5 £
% 427 750 “:53
[=2] =}
S 41 —49 2
= >
= 40- -8 S
& —41 3
2 39— S
E=] =4 (o))
: E
g 387 45 5
] £
37 4 =

Referenzkraftwerk| 218 20 18 16 14 12 10 8 ohne  mit

mit Restfeuchte in % Briidennutzung

Mahltrocknung WTA MTE

Abbildung 3.8: Steigerung des Nettowirkungsgrades eines Dampfkraftwerks durch Austausch der
Mabhltrocknung durch das WTA- oder MTE-Verfahren

Als erster Entwicklungsschritt des zukiinftigen braunkohlenbefeuerten Dampfkraftwerks wird der
Ersatz des Mahltrocknungsverfahrens durch die WTA mit einer Restfeuchte der TBK von 12 % defi-
niert. Da der aus der Rohkohle ausgetriebene Wasserdampf (80 kg/s oder 288 #/h) bei dieser Vorge-
hensweise nicht mehr dem Kessel zugefithrt wird, reduziert sich der Rauchgasmassenstrom des
965 MW-Blocks um 35 %, also von 1250 kg/s auf 815 kg/s (2930 t/h). Neben der Abnahme des
Rauchgasmassenstroms bewirkt die TBK-Feuerung einen Anstieg der theoretischen Verbrennungs-
temperatur und der mittleren Rauchgastemperatur im Kessel um etwa 630 K bzw. 320 K. Der geringe-
re Wasserdampfgehalt des Rauchgases (6 % statt 14,6 % im Referenzfall) hat eine Reduzierung des
Sauretaupunktes um etwa 7 K zur Folge. Um diesen Wert wird bei der Auslegungsrechnung die
rauchgasseitige Austrittstemperatur aus dem Dreh-Luvo reduziert. Auf Grund des geringeren Rauch-
gasmassenstroms reicht die Rauchgaswérme nicht mehr zur Versorgung der Lubecos aus. Die gesamte
Wirme des Rauchgases wird zur Vorwérmung der Verbrennungsluft eingesetzt. Die Austrittstempera-
tur des Rauchgases aus dem Kessel steigt um 5 K auf 356 °C.

Durch den ersten Entwicklungsschritt erfolgt eine Reduzierung der Exergieverluste der Brennstoffauf-
bereitung von 5,8 % im Referenzfall auf 1,3 %. Das entspricht einer Reduktion um 78 %. Gleichzeitig
sinkt der Exergieverlust der Rauchgaswirmeabgabe an die Umgebung von 5,6 auf 4,4 %, Auf Grund
der Reduzierung des Rauchgasstroms um das aus der Kohle ausgetriebene Wasser. Der Exergieverlust
der Abgabe des Kondensats der WTA-Trocknung betrdgt lediglich 0,03 %. Der zusitzliche Aufwand
fiir die Briidenverdichtung und das Fluidisierungsgeblidse erhoht den elektrischen Eigenbedarf (und
somit den Exergiebedarf) der Kohlenaufbereitung von 0,42 auf 1,44 %. Die resultierende Steigerung
des exergetischen Nettowirkungsgrads betrigt 4,9 %-Punkte (bzw. 5,8 %-Punkte bei Verwendung des
Heizwertes in der Wirkungsgraddefinition).
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3.2.2 Steigerung des Dampfturbinenwirkungsgrades

In der Vergangenheit erzielte Fortschritte in der Entwicklung der Dampfturbinen haben einen wichti-
gen Beitrag fiir die hohen Wirkungsgrade moderner Dampfkraftwerke geleistet. Bei dem Entwick-
lungsschritt zu dem zuletzt von RWE errichteten 965 MW-Braunkohleblock ausgehend von den davor
errichteten 600 MW-Blocken wurde laut Kallmeyer der Wirkungsgrad um 9,7 %-Punkte verbessert,
wobei 2,3 % Punkte auf Verbesserungen der Dampfturbinen zuriickzufithren sind [KAL-99]. Durch
folgende vorausschauende Analyse der moglichen Auswirkungen weiter steigender Turbinenwir-
kungsgrade, wird das Entwicklungspotenzial, das diese MaBBnahme er6ffnen konnte, abgeschétzt. Im
Rahmen dieser Arbeit wird mit gemittelten und frei verdnderlichen Parametern der Dampfturbinen
gerechnet, da detaillierte Herstellerangaben iiber Stufenzahlen, Druckverhiltnisse, Anzapfdriicke etc.

nicht vorliegen.
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Abbildung 3.9: Anderung des Entspannungsverlaufs in der MD- und ND-Turbine durch Steigerung

des isentropen Stufenwirkungsgrades der Entspannung

Die Untersuchung der Auswirkungen steigender Dampfturbinenwirkungsgrade basiert auf einer Serie
von Auslegungsrechnungen eines Dampfkraftwerks mit integrierter WTA-Trocknung, entsprechend
dem im vorherigen Abschnitt beschriebenen ersten Entwicklungsschritt mit gesteigerten isentropen
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Stufenwirkungsgraden der Dampfturbinen (ausgehend von 90,5 % in Schritten von 1 %-Punkten bis
auf 95,5 %). Bei unverdandertem Eintrittszustand in den MD-Teil der Turbine, unverdnderter Vor-
wiarmstrecke und unverdndertem Kondensatordruck dndert sich der Entspannungsverlauf in der MD-
und ND-Turbine entsprechend der Darstellung in Abbildung 3.9.

Eine Zunahme des isentropen Stufenwirkungsgrades bedeutet eine Verringerung der Entropiezunahme
wihrend der Entspannung. Die Dampfentropie am Austritt der ND-Turbine wird mit zunehmendem
isentropen Stufenwirkungsgrad geringer. Da alle ND-Austrittszustinde bei der durchgefiihrten Varia-
tionsrechnung auf der gleichen Isobaren liegen, nimmt die Feuchte des Dampfes am ND-Austritt zu.
Im Referenzfall wird mit einem isentropen Dampfturbinenstufenwirkungsgrad von 90,5 % bereits der
untere Grenzwert der Endfeuchte von 88 % erreicht. Daher muss durch geeignete MaBinahmen, bzw.
Anderung der Auslegungsparameter, der Prozessverlauf derart geiindert werden, dass die Endfeuchte
moglichst konstant bei 88 % gehalten wird. Hohere Dampfgehalte sind prinzipiell zuldssig, schopfen
aber das verfligbare Enthalpiegefille der Entspannung nicht vollstandig aus.

Die in Abbildung 3.10 dargestellten Wirkungsgradsteigerungen resultieren ausschliefSlich aus dem
Einfluss steigender Dampfturbinenwirkungsgrade, ohne den unzulédssigen Anstieg der Endfeuchte, der
in der Abbildung auch dargestellt ist, zu beriicksichtigen. Da der optimale Endpunkt der Entspannung
in der ND-Turbine durch Kondensatordruck und Mindest-Dampfgehalt festgelegt ist, muss durch
geeignete Anpassungen des Prozesses der Eintrittszustand in die MD-Turbine beeinflusst werden.
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Abbildung 3.10: Einfluss des isentropen Stufenwirkungsgrades der Entspannung auf den
Nettowirkungsgrad des Kraftwerks und den Dampfgehalt am ND-Austritt

Bei der oben dargestellten Variationsrechnung wird der MD-Eintrittsdruck (5,4 MPa) aus den Erfor-
dernissen der Speisewasser-Vorwéarmstrecke abgeleitet. Durch geringfligige Reduzierung der Tempe-

ratur des Speisewassers am Kesseleintritt, dndert sich die Vorwérmstecke derart, dass der MD-
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Eintrittsdruck leicht abgesenkt wird. Bei der vorausgesetzten idealen Vorwérmung werden die An-
zapfdriicke (bzw. die Siedetemperaturen des Anzapfdampfes) entsprechend der erforderlichen Speise-
wassertemperatur des jeweiligen Vorwirmers zuziiglich der Gridigkeit von 5 K festgelegt. Da der
dritte HD-Vorwirmer aus der KZU-Leitung gespeist wird, ergibt sich durch diese Vorgehensweise
auch eine Koppelung des Austrittsdrucks aus der HD-Turbine an den Verlauf der Speisewassertempe-
ratur in der Vorwérmstrecke. Dies fiihrt zu einer Erhdhung des Dampfgehaltes am Ende des Entspan-
nungsverlaufs, aber auch zu einer Reduzierung des Gesamtprozess- Nettowirkungsgrades. Der Zu-
sammenhang wird in Abbildung 3.11 durch die mit ,,A* bezeichnete Kurve wiedergegeben. Bei einem
isentropen Stufenwirkungsgrad von 95,5 % wird die Speisewassereintrittstemperatur von 294 auf
269 °C gesenkt. Dabei steigt der Dampfgehalt am ND-Austritt von 85,9 auf 88 % an und der exergeti-
sche Nettowirkungsgrad sinkt von 43,7 auf 43,3 % (Der auf den Heizwert bezogene Wirkungsgrad
sinkt von 52 auf 52,5 %.).

Halt man hingegen die Eintrittstemperatur des Speisewassers in den Kessel fest und senkt statt dessen
den MD-Frischdampfdruck, so ist auch eine Anhebung des Dampfgehaltes auf 88 % erreichbar, wobei
die Abnahme des Wirkungsgradanstiegs durch die Verbesserung der Dampfturbine, entsprechend
Kurve ,,B“, etwas geringer ausféllt. Dazu muss jedoch auf die exakte Einhaltung einer konstanten
Temperaturerh6hung des Speisewassers durch jede der neun Vorwédrmstufen verzichtet werden. Bei
einem isentropen Stufenwirkungsgrad von 95,5 % muss der MD-Frischdampfdruck von 5,4 auf
3,8 MPa gesenkt werden, um einen Dampfgehalt von 88 % zu erreichen. Der Nettowirkungsgrad
reduziert sich dadurch von 43,7 auf 43,5 % (bzw. von 52 auf 51,8 %).
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Abbildung 3.11: Einfluss der Steigerung des isentropen Dampfturbinen-Stufenwirkungsgrades
unter Beriicksichtigung verschiedener Mafinahmen zur Beibehaltung eines
Dampfgehaltes von 88 % am Austritt der ND-Turbine
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Eine weitere Mallnahme, die zur Anhebung des Dampfgehaltes am ND-Austritt fiihrt, ist die Anhe-
bung der Temperatur der Zwischeniiberhitzung. Da hier jedoch Werkstoffgrenzen erreicht werden,
setzt diese Mallnahme bereits Fortschritte in der Entwicklung und Zulassung hochtemperaturbestindi-
ger Kessel- und Turbinenwerkstoffe voraus. Unter Beibehaltung der Kesseleintrittstemperatur von
294 °C und der idealen, gleichmifligen Speisewasservorwarmung, wird der in Abbildung 3.11 durch
die Kurven ,,C* und ,,.D* dargestellte Anstieg des Nettowirkungsgrades bei konstantem Dampfgehalt
von 88 % erzielt. Die Ergebnisse der Kurve ,,C“ wurden unter Beibehaltung der HD-Frisch-
dampftemperatur von 580 °C ermittelt. Bei 95,5 % Stufenwirkungsgrad wird zur Steigerung des
Dampfgehaltes auf 88 % die HZU-Temperatur von 600 auf 665 °C angehoben. Dadurch steigt der
exergetische Nettowirkungsgrad von 43,7 auf 44,2 % (bzw. von 52 auf 52,5 % bezogen auf den Heiz-
wert). Die Ergebnisse der Kurve ,,D* ergeben sich durch gleichzeitige Anhebung beider Temperatu-
ren, wobei die HZU-Temperatur 20 K oberhalb der Frischdampftemperatur liegt. In diesem Fall muss
die HZU-Temperatur auf 645 °C und die HD-Frischdampftemperatur entsprechend auf 625 °C ange-
hoben werden. Der exergetische Wirkungsgrad steigt auf 44,9 % und der auf den Heizwert bezogene
Wirkungsgrad auf 53,4 %.

Da in diesem Abschnitt der Entwicklungschritt, der auf die Verbesserungen der Dampfturbine zuriick
zu fiihren ist, bewertet werden soll, wird aus allen berechneten Prozessvarianten eine Steigerung des
isentropen Stufenwirkungsgrades der Dampfturbinen von 2 %-Punkten und die erforderliche Anhe-
bung des Dampfgehaltes am ND-Austritt durch eine geringfiigig angepasste Vorwiarmstrecke gewéhlt
(Kurve ,,B“ in Abbildung 3.11). Der Entspannungsverlauf dieser Variante ist im (h,s)-Diagramm, in
Abbildung 3.12, den oben genannten Entspannungsverldufen gegeniiber gestellt.

Die Anhebung des Wirkungsgrades der Dampfturbine fiihrt zu einer Reduzierung der Exergieverluste
des Dampfkreises um 0,6 % gegeniiber dem ersten Entwicklungsschritt, auf 7,59 %. Der exergetische
Wirkungsgrad steigt entsprechend von 42,3 % auf 42,9 %. Der auf den Heizwert bezogene Nettowir-
kungsgrad des zweiten Entwicklungsschrittes betrdgt 51 %.
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Abbildung 3.12: Entspannungsverlauf in der MD- und ND-Teilturbine des Dampfkraftwerks nach
dem zweiten Entwicklungsschritt

Dieser so definierte zweite Entwicklungsschritt dient als Ausgangspunkt fiir die im folgenden Ab-
schnitt dargestellten Untersuchungen zum Wirkungsgradpotenzial, das durch die Steigerungen der
Frischdampfparameter genutzt werden konnte. Die Verfiigbarkeit entsprechender Kessel- und Turbi-

nen-Werkstoffe wird vorausgesetzt.

3.2.3 Steigerung der Frischdampfparameter

Die Steigerung der Frischdampftemperatur ist eine Maflnahme zur Reduzierung der Exergieverluste
bei der Dampferzeugung in einem konventionellen Dampfkraftprozess. Die Verluste der Warmeiiber-
tragung vom Rauchgas an den Wasser-/Dampfkreis sind bei festgelegter Rauchgastemperatur abhin-
gig von der thermodynamischen Mitteltemperatur der Warmeiibertragung. In Abbildung 3.13 ist der
Verlauf der thermodynamischen Mitteltemperatur der HD-Schiene, der Zwischentiiberhitzung und der
gesamten Wérmeaufnahme des Wasser-/Dampfkreislaufs bei Zunahme der Frischdampftemperatur
dargestellt. Bei der zugrunde liegenden Variationsrechnung der Frischdampftemperatur im Bereich
von 580 bis 800 °C wird die Endtemperatur der Zwischeniiberhitzung immer um 20 K hoher als die

HD-Frischdampftemperatur gesetzt. Alle anderen Parameter werden zunichst konstant gehalten.
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Abbildung 3.13: Einfluss der Frischdampftemperatur auf die thermodynamischen Mitteltem-
peraturen der HD-Schiene, der Zwischeniiberhitzung und der gesamten Wirme-

aufnahme des Dampfkreises

Bei den Dampftemperaturen des Referenzfalls, von 580/600 °C, liegt die thermodynamische Mittel-
temperatur der HD-Schiene bei 405 °C. Durch die mit 435 °C wesentlich hoher liegende Mitteltempe-
ratur der Zwischeniiberhitzung steigt die thermodynamische Mitteltemperatur der gesamten Wérme-
aufnahme um 7 K auf 412 °C. Mit zunehmenden Frischdampftemperaturen nehmen die Mittel-
temperaturen der Warmeiibertragung linear zu. Bei Dampftemperaturen von 650/670 °C liegen die
Mitteltemperaturen der HD- und ZU-Schiene bei 420 °C bzw. 497 °C. Die thermodynamische Mittel-
temperatur der gesamten Warmeiibertragung betrdgt dann 436 °C. Bei 700/720 °C Frischdampftempe-
ratur liegt sie bei 453 °C und bei 800/820 °C bei 485 °C.

Durch die Steigerung der thermodynamischen Mitteltemperatur des warmeaufnehmenden Mediums,
sinkt die Temperaturdifferenz und die Exergieverluste der Wiarmeibertragung, da eine konstante
Rauchgastemperatur angenommen wird. Dies resultiert in einer Zunahme des exergetischen Wir-

kungsgrades des Gesamtprozesses, wie sie in Abbildung 3.14 dargestellt ist.
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Abbildung 3.14: Einfluss der Frischdampftemperatur auf den Nettowirkungsgrad des iiberkritischen
Dampfkraftprozesses

Auch bei dieser Darstellung wird ausschlieBlich die Steigerung der HD-Frischdampftemperatur und
der ZU-Endtemperatur vorausgesetzt. Der exergetische Nettowirkungsgrad (bzw. der auf H, bezogene
Nettowirkungsgrad) nimmt mit zunehmender Frischdampftemperatur nahezu linear zu: ausgehend von
42,9 % (51 %) bei 580/600 °C iiber 44,2 % (52,6 %) bei 650/670 °C und iiber 45 % (53,6 %) bei
700/720 °C bis hin zu 46,6 % (55,4 %) bei Frischdampftemperaturen von 800/820 °C.

Die Ein- und Austrittszustinde der Dampfturbinen dndern sich durch die Steigerung der Frischdampf-

temperaturen entsprechend der Darstellung in Abbildung 3.15.

Durch die Zunahme der HD-Frischdampftemperatur wandert der Zustandspunkt bei Eintritt in den
HD-Teil der Turbine auf der Isobaren des konstant gehaltenen Eintrittsdrucks von 27,4 MPa im
(h,s)-Diagramm nach rechts. Entsprechend dem zugrunde gelegten isentropen Stufenwirkungsgrad
(92,5 %) und dem konstant gehaltenen Austrittsdruck steigt auch die Austrittstemperatur aus der HD-
Turbine. Die gleichzeitige Erhohung der Zwischeniiberhitzer-Endtemperatur fiihrt zu einer dhnlichen
Verschiebung des Eintrittspunktes in die MD-Turbine auf der Isobaren von 5,4 MPa. In
Abbildung 3.15 sind die Ein- und Austrittszustinde der Turbinen durch Geraden verbunden, die nicht
den exakten Entspannungsverldufen entsprechen. In Folge der Verschiebung des Ausgangspunktes der
Entspannung wandert auch der Austrittszustand aus dem ND-Teil im (h,s)-Diagramm auf der Isobaren
des Kondensatordrucks nach rechts. Dadurch kommt es zu einer Zunahme des Dampfgehaltes am
Austritt der ND-Turbine.
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Abbildung 3.15: Einfluss der Frischdampftemperaturen auf den Entspannungsverlaufin der
Dampfturbine

Die gleichzeitige Steigerung der Frischdampfdriicke bietet ein weiteres Potenzial zur Verbesserung
des Wirkungsgrades des Dampfkraftprozesses. So wie die moglichen Temperaturerh6hungen von den
Materialfestigkeiten der Rohrleitungen abhéingen, sind auch die Frischdampfdriicke durch die zuléssi-
gen Werkstoffbelastungen begrenzt, wobei die Parameter maximale Temperatur und maximaler Druck
nicht unabhéngig voneinander zu betrachten sind (sieche Abschnitt 1.2.1). Hier wird das theoretische
Potenzial der Wirkungsgradsteigerung durch Anhebung des Frischdampfdruckes untersucht.

Der Einfluss gesteigerter Frischdampfdriicke von 27,4 MPa bis 35,4 MPa fiir Frischdampftemperatu-
ren von 650/670 °C, 700/720 °C sowie 800/820 °C wird in Abbildung 3.16 dargestellt. Die Eintritts-
temperatur des Speisewassers in den Dampferzeuger betridgt bei den zugrunde liegenden Variationsre-
chungen einheitlich 294 °C.

Bei Frischdampftemperaturen von 650/670 °C fiihrt die Anhebung des Frischdampfdrucks von
27,4 MPa auf 35,4 MPa zu einer Erhohung des exergetischen Nettowirkungsgrades (bzw. des auf Hu
bezogenen Wirkungsgrades) um 0,4 %-Pkt. (0,5 %-Pkt.) auf 44,9 % (53,4 %).

Bei Frischdampftemperaturen von 700/720 °C fiihrt die gleiche Druckerh6hung zu einer Steigerung
des Wirkungsgrades um 0,5 %-Pkt. (0,6 %-Pkt.) von 45,3 % (53,9 %) auf 45,8 % (54,5 %). Mit zu-
nehmender Frischdampftemperatur nimmt der Druckeinfluss auf die Wirkungsgradsteigerung leicht
zu. Bei 800/820 °C Dampftemperatur steigt der Wirkungsgrad gegeniiber dem Wert bei 27,4 MPa um
etwa 0,6 %-Pkt. (0,7 %-Pkt.) bei 35,4 MPa an, also bis auf 44,7 % (56,4 %). Wegen der problemati-
schen Druckbelastbarkeit der hoch temperaturbestindigen, extrudierten ODS-Rohre wird bei
800/820 °C auch der Einfluss sinkender FD-Driicke auf die Auslegung untersucht. Die Ergebnisse
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sind ebenfalls in Abbildung 3.16 eingezeichnet. Bei einem Frischdampfdruck von 21,4 MPa ist der
exergetische Wirkungsgrad noch um 0,34 %-Punkte hoher als bei 700/720 °C und 35,4 MPa Frisch-
dampfdruck.
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Abbildung 3.16: Einfluss des Frischdampfdrucks auf den Nettowirkungsgrad des Dampfkraftwerks
bei ausgewdhlten Frischdampf- und ZU-Temperaturen sowie einer konstanten Ein-

trittstemperatur des Kesselspeisewassers von 294 °C

Eine Steigerung der thermodynamischen Mitteltemperatur der Warmeautnahme durch den Wasser-/
Dampfkreis im Dampferzeuger kann zusétzlich durch Anhebung der Eintrittstemperatur des Speise-
wassers in den Kessel (Tspw) erfolgen. Diese Mallnahme stellt somit auch eine Moglichkeit zur Redu-
zierung der Exergieverluste des Dampferzeugers dar. Die Speisewasser-Eintrittstemperatur wird in der
Praxis durch die Eigenschaften der zur Verfiigung stehenden Werkstoffe begrenzt.

Der Einfluss einer Steigerung der Speisewasser-Eintrittstemperatur in den Kessel bei den Dampfzu-
stainden 650/670 °C / 29,4 MPa, 700/720 °C / 34,4 MPa und 800/820 °C / 35,4 MPa wird in
Abbildung 3.17 dargestellt.

Die Zunahme der Eintrittstemperatur des Speisewassers in den Kessel im Bereich von 294 bis 339 °C
fiihrt in allen betrachteten Féllen zu einer geringfiigigen Steigerung des Nettowirkungsgrades. Bei
Temperaturen tiber 320 °C sind kaum noch Steigerungen erreichbar. Gleichzeitig nimmt durch diese
MafBnahme der Dampfgehalt am Austritt der ND-Turbine deutlich zu, was wiederum ein Potenzial zur

Steigerung des Enthalpiegefilles bei der Entspannung erdffnet.
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Abbildung 3.17: Einfluss der Speisewassereintrittstemperatur in den Kessel auf den Netto-
wirkungsgrad eines Dampfkraftwerks bei ausgewdhlten Frischdampfzustinden

Die durchgefiihrten Variationsrechnungen werden zu drei Entwicklungschritten zusammengefasst, die

zur Reduzierung der Exergieverluste und zu folgenden Nettowirkungsgraden fiihren.

Entwicklungsschritt 3.1 3.2 3.3

Frischdampftemperatur 650/670 °C 700/720 °C 800/820 °C
Frischdampfdruck 29,4 MPa 34,4 MPa 35,4 MPa
Speisewassereintrittstemperatur 299 °C 304 °C 304 °C
Dampferzeuger-Exergieverluste 18,6 % 17,4 % 15,9 %
exergetischer Nettowirkungsgrad 44,4 % 45,6 % 47,3 %
Nettowirkungsgrad auf Heizwert bezogen 52,8 % 54,2 % 56,2 %

3.2.4 Optimierung des Kondensatordrucks

Die Senkung des Kondensatordrucks durch Optimierung des kalten Endes zielt auf die Reduzierung
der Exergieverluste des Wasser-/Dampfkreises ab. Der mit der Abgabe der Kondensationswarme an
die Umgebung einher gehende Exergieverluststrom ist abhdngig von der thermodynamischen Mittel-
temperatur der Warmeiibertragung an die Umgebung. Diese wird aus den Ein- und Austrittszustinden
des Kiihlwassers ermittelt. Die Eintrittstemperatur des Kiihlwassers in den Kondensator (Kaltwasser-
temperatur) ist bei der Riickkiihlung mittels Naturzug-Nasskiihlturm direkt vom Kiihlgrenzabstand des
Kiihlturms abhéngig und durch den Zustand der Umgebungsluft bzw. deren Taupunkttemperatur nach
unten begrenzt. Bei konstanter Kiithlzonenbreite wirkt eine Reduzierung des Kiihlgrenzabstandes auch
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senkend auf die Warmwassertemperatur (siche Abbildung 2.8, S. 60). Durch Reduktion des Kiihl-
grenzabstandes (indirekt durch Erhohung des Kiihlwassermassenstroms) ist eine Senkung der Warm-
wassertemperatur bei gleichbleibender Kaltwassertemperatur moglich. Entscheidend fiir den resultie-
renden Kondensatordruck ist die Temperatur des Kondensats, welche um die Gradigkeit des
Kondensators liber der Warmwassertemperatur des Kiihlwassers liegt. Jede Reduzierung des Kiihl-
grenzabstandes des Kiihlturms, jede Reduzierung der Kiihlzonenbreite und jede Reduzierung der
Kondensatorgradigkeit fiihrt somit gleichermalen zu einer Reduzierung der Kondensattemperatur und,
gekoppelt iiber die Dampfdruckkurve des Wassers, zu einer Reduzierung des Kondensatordrucks. Dies
filhrt zu einer Leistungssteigerung der Dampfturbine und gleichzeitig zur Abnahme der Exergiever-

luste an die Umgebung.

In der Variationsrechnung zur Ermittlung des Wirkungsgradpotenzials durch Optimierungen am kalten
Ende des Dampfkreises wird nicht zwischen den drei moglichen Ansatzpunkten zur Reduktion des
Kondensatordrucks unterschieden, da beim aktuellen Stand alle Gréflen auf Grund wirtschaftlicher
Erfordernisse begrenzt werden und nicht durch mangelnde Verfiigbarkeit besserer Technik. Die Simu-
lation der Optimierung des kalten Endes erfolgt durch gleichzeitige Reduzierung der drei relevanten
Temperaturdifferenzen in gleichen Relationen. Die resultierende Abnahme der thermodynamischen
Mitteltemperatur der Warmeiibertragung an die Umgebung und die Abnahme des Kondensatordrucks
werden in Abbildung 3.18 angegeben.
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Abbildung 3.18: Einfluss der Verbesserung des kalten Endes auf die Kalt- und Warmwasser-
temperatur des Kondensators und die damit verbundene mittlere Temperatur der
Wdérmeiibertragung an die Umgebung sowie auf die Kondensattemperatur und den
Kondensatordruck
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Ausgehend von 10 K Kiihlgrenzabstand, 8 K Kiihlzonenbreite und 1,5 K Kondensatorgrédigkeit resul-
tiert aus einer Verbesserung des kalten Endes um 10 % ein Kiihlgrenzabstand von 9 K, eine Kiihlzo-
nenbreite von 7,2 K sowie eine Gradigkeit von 1,35 K. Das bedeutet, dass die Kondensattemperatur
um insgesamt 1,95 K abnimmt (von 26,9 auf 24,9 °C). Dadurch fillt der Kondensatordruck von 3,55
auf 3,16 kPa. Die zu den Exergieverlusten proportionale thermodynamische Mitteltemperatur sinkt
gleichzeitig von 21,4 auf 20 °C. Das fiihrt zu einer Abnahme der Exergieverluste des Dampfkreises
von 7,51 auf 7,32 % (also um rund 0,2 %-Punkte).

Ausgehend vom Entwicklungsschritt 3.1 des Dampfkraftwerks ergibt sich durch die resultierende
Verbesserung des Kondensatordrucks der in Abbildung 3.19 dargestellte Einfluss auf den Nettowir-
kungsgrad des Gesamtprozesses.
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Abbildung 3.19: Einfluss der Senkung des Kondensatordrucks durch Verbesserung des kalten Endes
auf den Nettowirkungsgrad des Dampfkraftwerks

Gleichzeitig fiihrt die Verbesserung des Kondensatordrucks zu einer Abnahme des Dampfgehaltes am
Austritt aus der ND-Turbine, wenn der Zustandspunkt am Eintritt in die Turbine unverdndert bleibt.
Eine entsprechende Anpassung des Prozessverlaufs ist erforderlich, wenn der Dampfgehalt unter den
kritischen Wert von 88 % sinkt. Das ist bei den hier durchgefiihrten Variationsrechnungen nicht der

Fall, so dass keine weiteren Anderungen erfolgen.
Meerwasserkiihlung

Wenn der Standort des Kraftwerks den Ersatz des Naturzug-Nasskiihlturms durch eine Durchflusskiih-
lung z.B. mit Meerwasser ermoglicht, so ergibt sich aus diesem Standortvorteil, bei gleichzeitiger
Reduzierung des technischen und wirtschaftlichen Aufwands, eine Senkung des Kondensatordrucks.
Im Falle der Durchflusskiihlung entféllt die untere Begrenzung der Kaltwassertemperatur durch die
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Taupunkttemperatur der Umgebungsluft und der im Wesentlichen vom Kostenaufwand fiir den Kiihl-
turm abhingige Kiihlgrenzabstand. Ein thermodynamischer Vorteil liegt dann vor, wenn die Tempera-
tur des Vorfluters unterhalb der Kaltwassertemperatur des Naturzug-Nasskiihlturms liegt, da die
thermodynamische Mitteltemperatur und somit die Exergieverluste der Warmeiibertragung an die
Umgebung reduziert werden. Die Warmwassertemperatur hiangt weiterhin von der Kiihlzonenbreite,
also indirekt vom Kiihlwassermassenstrom ab. Die in Abbildung 3.20 und in Abbildung 3.21 darge-
stellten Ergebnisse der Variationsrechnungen filir die Untersuchung der Durchflusskiihlung stellen den
Einfluss von Kaltwassertemperatur und Kiihlzonenbreite auf ein Dampfkraftwerk der Entwicklungs-
stufe 3.1 dar.
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Abbildung 3.20: Einfluss von Kaltwassertemperatur und Kiihlzonenbreite einer Durchflusskiihlung
auf Kondensatordruck und Kiihlwasserpumpenleistung eines 965 MW Dampf-
kraftwerks

Abbildung 3.20 verdeutlicht den groflen Einfluss der Kiihlzonenbreite auf den Kondensatordruck. Eine
Verringerung der Kiihlzonenbreite wird durch eine entsprechende Steigerung des Kiihlwassermassen-
stroms erreicht. Die erforderliche Antriebsleistung der Kiihlwasserpumpe steigt, unter der Vorausset-
zung einer konstant bleibenden Druckerh6hung durch die Pumpe, mit abnehmender Kiihlzonenbreite
iiberproportional (entsprechende den durchgezogenen Kurven) an. Bei einer Kaltwassertemperatur von
8 °C und einer Kiihlzonenbreite von 10 K wird ein Kondensatordruck von 2,268 kPa erreicht. Die
erforderliche Pumpenleistung von 5,5 MW steigt bei einer Halbierung der Kiihlzonenbreite auf 5 K auf
etwa 11 MW an. Der Kondensatordruck reduziert sich dabei um 0,65 auf 1,65 kPa.

Die zur Verfiigung stehende Kaltwassertemperatur hat ebenfalls deutlichen Einfluss auf den resultie-
renden Kondensatordruck. Der im obigen Beispiel angefiihrte Kondensatordruck von 2,268 kPa kann
auch mit einer um 4 K hoheren Kaltwassertemperatur erreicht werden, wenn gleichzeitig die Kiihlzo-
nenbreite um 4 K reduziert wird. Die dazu erforderliche Steigerung des Kiihlwassermassenstroms fiihrt
allerdings zu einer Anhebung der Antriebsleistung der Kiithlwasserpumpe von 5,453 auf 15,47 MW.
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Aus Abbildung 3.21 ist zu entnehmen, dass die Senkung des Kondensatordrucks auf Grund niedrigerer
Kaltwassertemperatur zu einer deutlichen Zunahme der Nettowirkungsgrade fiihrt. Die Senkung des
Kondensatordrucks durch Reduzierung der Kiihlzonenbreite fiihrt bei starker Anhebung des Kiihlwas-
sermassenstroms, durch die ansteigende Leistungsaufnahme der Kiihlwasserpumpe unter Umstinden
zu einer Abnahme des Nettowirkungsgrades. Der Vorteil des niedrigeren Kondensatordrucks wird bei

einer Kiihlzonenbreite unter 6 K durch die erhohte Eigenbedarfsleistung des Kraftwerks {iberkompen-
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Abbildung 3.21: Einfluss von Kaltwassertemperatur und Kiihlzonenbreite einer Durchflusskiihlung
auf den Nettowirkungsgrad eines 965 MW Dampfkraftwerks

Bei gleicher Kiihlzonenbreite (8 K) und gleicher Kondensatorgradigkeit (1,5 K) wie bei der Betrach-
tung mit Naturzug-Nasskiihlturm, stellt die Moglichkeit der Nutzung von Meerwasser zur Abfuhr der
Kondensatabwirme z.B. mit 8 °C einen Wirkungsgradvorteil von 1 %-Punkt gegeniiber dem exergeti-
schen Nettowirkungsgrad des Dampfkraftwerks im Entwicklungsschritt 3.1 dar. Der auf den Heizwert
bezogene Nettowirkungsgrad steigt durch diese Maflnahme um 1,17 %-Punkte auf rund 54 %.

Diese Betrachtung stellt nicht die Basis zur Definition eines weiteren Entwicklungschritts des Dampf-
kraftwerks dar, sondern dient zur Quantifizierung des Einflusses des Standortvorteils, der sich durch
den Einsatz einer Meerwasserkiihlung, wie er in nordeuropdischen Lindern genutzt werden kann,
ergibt, um Literaturangaben von Kraftwerkswirkungsgraden, z.B. dénischer Kraftwerke, korrekt

interpretieren bzw. iibertragen zu kdnnen.

3.2.5 Bewertung des Entwicklungspotenzials des Dampfkraftwerks

In der folgenden Abbildung 3.22 werden die Ergebnisse der in den vorangegangenen Abschnitten
beschriebenen Entwicklungsschritte des konventionellen, tiberkritischen Dampfkraftwerks zusammen-
gefasst dargestellt. Auf den beiden linken Ordinaten sind die Nettowirkungsgrade der Kraftwerksvari-
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anten angegeben. Die Zahlenwerte iiber den Sdulen stellen die ermittelten Werte dar, wobei die auf
den Heizwert bezogenen Nettowirkungsgrade in Klammern unter die exergetischen Wirkungsgrade
gesetzt sind. Unter den Séulen sind die Wirkungsgraderhohungen durch den jeweiligen Entwicklungs-
schritt in Prozentpunkten angegeben. Auf den beiden rechten Ordinaten sind die relativen Anderungen
bezogen auf den Wert des Referenzfalls aufgetragen, wobei die linke Achse die prozentuale Steige-
rung des Nettowirkungsgrades (exergetisch und auf den Heizwert bezogen) angibt und die rechte
Achse die prozentuale Senkung der CO,-Emissionen und des Brennstoftbedarfs fiir die Erzeugung von

einer Kilowattstunde Strom.

Im unteren Bereich der Sdulen werden vier Kennzahlen zur Bewertung des Wirkunsggradvorteils
jedes Entwicklungsschritts dargestellt. Der oberste Wert stellt die zuldssigen, spezifischen Zusatzin-
vestitionen unter Voraussetzung konstanter Stromgestehungskosten dar. Der zweite Zahlenwert gibt
an, bei welcher Minderung der Anlagenverfiigbarkeit (in /4/a) der Kostenvorteil der Wirkungsgradstei-
gerung (bei konstanten spezifischen Anlagenkosten) aufgezehrt ist. Die dritte Zeile gibt die Reduzie-
rung der spezifischen CO,-Emissionen pro erzeugter Kilowattstunde Strom wieder und die letzte Zeile

die dazu korrespondierende Reduzierung des spezifischen Brennstoffbedarfs fiir die Stromerzeugung.
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Abbildung 3.22: Zusammenfassende Darstellung der Ergebnisse der Analysen iiber das Entwick-
lungspotenzial des Dampfkrafiprozesses

Der Ersatz des Mahltrocknungsverfahrens durch das exergetisch giinstigere Verfahren der Wirbel-
schichttrocknung mit integrierter Abwarmenutzung (erster Entwicklungsschritt) liefert mit 4,9 %-
Punkten (bzw. 5,8 %-Punkte bezogen auf den Heizwert) den groBten Beitrag zur Wirkungsgradsteige-
rung unter den betrachteten Varianten. Allein durch diese MaBBnahme werden die spezifischen CO,-
Emissionen um knapp 12 %, von 782 auf 692 g/kWh, gesenkt. Gleichzeitig wird die weniger klimare-
levante Abgabe von Wasserdampf durch das Rauchgas an die Atmosphire um 69 %, von 521 auf
162 g/kWh, deutlich reduziert. Der Brennstoffbedarf fiir die Herstellung einer Kilowattstunde Strom
reduziert sich ebenfalls um knapp 12 %, von 706 auf 625 g/kWh. Unter der Annahme der gleichen
Stromgestehungskosten des Referenzkraftwerks von 2,84 Cent/kWh, ergibt sich eine zuldssige Zusatz-
investition auf Grund des Wirkungsgradvorteils dieser Maflnahme von 50,2 EUR/kW, bezogen auf die
Nettoleistung des Kraftwerksblocks. Der Kraftwerksblock mit 965 MW Nettoleistung hat einen Bedarf
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an Trockenkohle von etwa 315 #/h. Die WTA-Anlage fiir diesen TBK-Durchsatz darf nicht mehr als
rund 48,5 Mio. EUR Zusatzinvestitionen verursachen. Zusétzlich ist zu beriicksichtigen, dass die
Investitionen flir die Schlagradmiihlen und die Riicksaugeschichte entfallen. Dariiber hinaus ist die
Reduzierung des Rauchgasmassenstroms um 35 % von 4485 t/h auf 2930 t/h durch eine entsprechende
Reduzierung des Bauvolumens des Kessels und der damit verbundenen Investitionen zu beachten.
Anders ausgedriickt diirfen die spezifischen Investitionen fiir das Kraftwerk mit WTA-Trocknung pro
Prozentpunkt Wirkungsgradsteigerung im Durchschnitt um 8,7 EUR/KW steigen, um die Wirtschaft-
lichkeit des Prozesses gegeniiber dem Referenzfall nicht zu verschlechtern. Alternativ dazu kdnnte bei
gleichbleibenden Stromgestehungskosten und gleichbleibenden Investitionen die Volllastbenutzungs-
stundenzahl von 8000 auf 7675 A/a sinken. Insgesamt stiinden der WTA-Anlage somit 1085 Stunden
pro Jahr fiir Wartung und Instandsetzung zur Verfiigung (87,6 % Verfiigbarkeit). Das heif3t, fiir jeden
Prozentpunkt Wirkungsgradverbesserung darf, bei gleichen spezifischen Investitionen, die Zahl der
Volllastbenutzungsstunden im Durchschnitt um 56 A/a zuriickgehen.

Die Steigerung des isentropen Stufenwirkungsgrades der Dampfturbinen im zweiten Entwicklungs-
schritt von 90,5 auf 92,5 % bewirkt eine Steigerung des exergetischen Wirkungsgrades auf 42,9 %
bzw. des auf den Heizwert des Brennstoffs bezogenen Nettowirkungsgrades auf 51 %. Durch die
Verringerung der Exergieverluste der Entspannung des Dampfes werden die CO,-Emissionen um
weitere 8,2 g/kWh reduziert. Der Brennstoftbedarf sinkt um gut 1 % auf 683 g/kWh. Unter der Voraus-
setzung gleichbleibender Stromgestehungskosten und gleichbleibender Anlagenverfiigbarkeit diirfte
die Verbesserung der Dampfturbinenanlage Zusatzinvestitionen von maximal 4,7 EUR/kW verursa-
chen. Unter der Annahme, dass die Dampfturbine des Referenzkraftwerks 10 % der Gesamtinvestitio-
nen verursacht, diirfte die spezifische Investition fiir die Dampfturbinen von 118,5 EUR/kW um rund
4 %, auf 123,3 EUR/kW steigen. Die Dampfturbine des 965 MW Blocks diirfte statt 114,3 auf Grund
der Weiterentwicklung 118,8 Mio. EUR kosten bei einer gleichzeitigen Reduzierung des Abdampf-
stroms um rund 1 % von 2335 t/h auf 2310 #/h unter Beriicksichtigung des héheren Gesamtwirkungs-
grades. Bei gleichen spezifischen Investitionen wére alternativ eine Reduzierung der Kraftwerksver-
fiigbarkeit um 29 Stunden pro Jahr zuléssig.

Die Anhebung des Frischdampfzustandes von 580/600 °C bei 27,5 MPa Frischdampfdruck und
294 °C Speisewassereintrittstemperatur auf 650/670 °C bei 29,5 MPa Frischdampfdruck und einer
Kesseleintrittstemperatur von 299 °C im ersten Teil des dritten Entwicklungsschrittes fiihrt zu einer
deutlichen Anhebung des Nettowirkungsgrades um 1,6 %-Punkte (bzw. um 1,9 %-Punkte bezogen auf
den Heizwert). Die spezifischen Emissionen und der Brennstoffbedarf werden nochmals um 3,1 %, auf
659 g/kWh CO, und 595,5 g/kWh Brennstoff gesenkt. Diese MaBBnahme darf maximal Zusatzinvestiti-
onen von 13,3 EUR/KW bei gleicher Anlagenverfiigbarkeit und den gleichen Stromgestehungskosten
des Referenzkraftwerks verursachen. Unter der Annahme, dass der Dampferzeuger 36 % der spezifi-
schen Gesamtinvestition des Referenzkraftwerks von 1185 EUR/KW, also 426,6 EUR/kW verursacht,
bedeutet die zuldssige Steigerung um 13,3 EUR/kW eine Anhebung um etwa 3,1 % bei einer gleichzei-
tig zu beriicksichtigenden Reduzierung des Rauchgasmassenstroms um 3,5 % (von 2895 auf 2793 t/h)
wegen des hoheren Gesamtwirkungsgrades.

Die Reduzierung des Kondensatordrucks von 3,55 auf 3,16 kPa durch Senkung des Kiihlgrenzabstan-
des des Kiihlturms von 10 auf 9 X, der Kiihlzonenbreite von 8 auf 7,2 K und die gleichzeitige Senkung
der Kondensatorgriadigkeit von 1,5 auf 1,35 K resultiert in einer Zunahme des Nettowirkungsgrades
um etwa 0,2 %-Punkte durch eine entsprechende Abnahme der Exergieverluste bei der Warmeabgabe
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an die Umgebung. Die zusétzlichen Investitionen fiir die drei oben genannten Reduzierungen der
Temperaturdifferenzen diirfen insgesamt nicht mehr als 1,5 FUR/kW betragen bzw. die Verfligbarkeit
darf bei konstanten Investitionen um nicht mehr als 9 4/a sinken. Die spezifischen CO,-Emissionen
des Kraftwerks werden durch die Verbesserung des kalten Endes um weitere 1,7 g/kWh reduziert. Der
spezifische Brennstoffbedarf pro erzeugter Kilowattstunde Strom sinkt um 2,5 g/kWh auf 593 g/kWh.

Die Anhebung der Dampfzustinde von 650/670 °C bei 29,5 MPa HD-Frischdampfdruck und 299 °C
Speisewassereintrittstemperatur auf 700/720 °C bei 34,5 MPa HD-Frischdampfdruck und 304 °C
Speisewassereintrittstemperatur im zweiten Teil des dritten Entwicklungsschrittes erfordert den Ein-
satz von Nickelbasis-Legierungen fiir hochbelastete Bauteile von Kessel und Turbine. Der Wirkungs-
gradvorteil gegeniiber Variante 3.1 belduft sich auf 1,2 %-Punkte (bzw. 1,4 %-Punkte), so dass der
exergetische Wirkungsgrad eines Dampfkraftwerks dieser Entwicklungsstufe auf 45,6 % und der auf
den Heizwert bezogene Nettowirkungsgrad auf 54,2 %5 ansteigt. Die spezifischen CO,-Emissionen und
der Brennstoffbedarf sinken gegeniiber der Variante 3.1 um weitere 2,2 % auf 642 g/kWh CO, und
580 g/kWh Rohbraunkohle. Fiir die MaBnahme stehen bei gleichen Stromgestehungskosten
9,7 EUR/kW Zusatzinvestitionen zur Verfiigung. Alternativ konnte bei gleichen spezifischen Investiti-

onen die Anzahl der Volllastbenutzungsstunden um 58 4/a abnehmen.

Ausgehend von diesem Entwicklungschritt fiihrt die Reduzierung des Kondensatordrucks von
3,55 kPa auf 3,18 kPa wiederum zu einer Wirkungsgradsteigerung um 0,2 %-Punkte. Diese Steige-
rung der Effizienz rechtfertigt eine Zusatzinvestition von 1,4 EUR/kW oder alternativ die Reduzierung
der Verfiigbarkeit um 8 //a. Die spezifischen CO,-Emissionen sinken um 2,5 g/kWh und entsprechend
der spezifische Brennstoffbedarf um 2,3 g/kWh.

Es wird angenommen, dass der Einsatz von oxiddispersionsverfestigten, hochtemperaturbestandigen,
pulvermetallurgisch hergestellten Legierungen die Realisierung der Dampfzustinde 800/820 °C bei
35,5 MPa HD-Frischdampfdruck und einer Speisewassereintrittstemperatur in den Kessel von 304 °C
ermdglichen wird. Unter dieser Voraussetzung steigt der exergetische Nettowirkungsgrad des Dampf-
kraftwerks gegeniiber dem Entwicklungsschritt 3.2 mit 700/720 °C um weitere 1,7 %-Punkte auf
47,3 % an (bzw. auf 56,2 % unter Verwendung der heizwertbezogenen Wirkungsgraddefinition).
Diese Wirkungsgradsteigerung rechtfertigt Zusatzinvestitionen von 12,5 EUR/KW (bei 965 MW ent-
spricht dies rund 12 Mio. EUR) gegeniiber der Variante mit Einsatz von Nickelbasis-Legierungen.
Alternativ konnte, bei gleichen spezifischen Investitionen, die Volllaststundenzahl um 74 A/a gesenkt
werden. Durch den Wirkungsgradanstieg sinken die spezifischen Emissionen und der Brennstoffbe-
darf um weitere 2,9 %. Die CO,-Emissionen diese Dampfkraftwerks wiirden noch 619 g bei einem

Brennstoftbedarf von 599 g pro erzeugter Kilowattstunde Strom betragen.

Ausgehend von diesen Werten fiihrt die oben bereits aufgefiihrte Optimierung des kalten Endes auf
47,5 % exergetischen Nettowirkungsgrad bzw. auf 56,4 % bezogen auf den Heizwert. Durch diese
MaBnahme erhdhen sich die zuldssigen Gesamtinvestitionen des Kraftwerks auf 1277 EUR/KW. Bei
gleichen Investitionen konnte die Volllaststundenzahl auf 7425 h/a sinken (84,7 % Verfligbarkeit). Die
CO,-Emissionen werden nochmals um 2,3 g/kWh, der Brennstoffbedarf um 2,0 g/kWh gesenkt.
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3.3 Basis-Kombi-Kraftwerk

Der aktuelle Entwicklungsstand des braunkohlenbefeuerten Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaub-
feuerung und Hochtemperaturgasreinigung, der in Abschnitt 1.2.1 dargelegt ist, ermdglicht derzeit
noch nicht die Errichtung eines GroBkraftwerks nach diesem Verfahrenskonzept. Fiir die Berechnun-
gen in diesem Abschnitt muss daher vorausgesetzt bzw. angenommen werden, dass alle praktischen
Probleme in der Umsetzung des Konzeptes losbar sind und somit alle erforderlichen Komponenten fiir
den Kraftwerksprozess grofitechnisch zur Verfiigung stehen werden. Es handelt sich hier um eine
theoretische Betrachtung eines Kombi-GroBkraftwerks mit dem Ziel einer Potenzialabschitzung. Fiir
alle derzeit kommerziell verfiigbaren Kraftwerkskomponenten wird der aktuelle Stand der Technik in
den Berechnungen beriicksichtigt. Fiir die noch zu entwickelnden Komponenten werden konservative

Annahmen fiir die relevanten thermodynamischen Anlageneigenschaften getroffen.

Auf Grund der Druckaufladung der Brennkammer in diesem Kraftwerkskonzept, ist die Integration der
atmosphérisch betriebenen, konventionellen Mahltrocknung nicht ohne weiteres realisierbar. Eine
andere Warmequelle als das Rauchgas der Verbrennung kommt auf Grund des erforderlichen Tempe-
raturniveaus des Trocknungsgases nicht in Frage. Fiir die Verbrennung unter erhdhtem Druck wird
jedoch auch vorgetrocknete Braunkohle benétigt. Aus diesem Grund wird in das Kombi-Kraftwerk fiir
Braunkohle ein externes Trocknungsverfahren integriert. Da bei der Mechanisch/Thermischen Ent-
wisserung ausser der energieeffizienten Reduzierung des Wassergehaltes der Braunkohle auch eine
deutliche Verringerung des Asche- und insbesondere des Alkaliengehaltes der Kohle erfolgt, wird
dieses Verfahren fiir das Basis-Kombi-Kraftwerk ausgewihlt. Entsprechend den Darstellungen in
Abschnitt 1.2.2 wird die Dauerbetriebstauglichkeit des Verfahrens fiir den groftechnischen Einsatz
bereits demonstriert. Welchen Einfluss der alternative Einsatz des WTA-Verfahrens auf den Gesamt-
prozess hat, wird in Abschnitt 3.4.1 dargelegt.

3.3.1 Definition und Berechnung des Basis-Kombi-Kraftwerks

Mit den in Abschnitt 2.3 (ab S. 69) beschriebenen thermodynamischen Berechnungsmodellen wird das
in Abschnitt 1.2.1 dargestellte Konzept eines kombinierten Gas- und Dampfturbinenprozesses mit
Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtemperaturgasreinigung fiir den Brennstoff Braunkohle ausge-
legt. Die Gesamtleistung des Kombi-Kraftwerks resultiert aus einem konstanten Ansaugmassenstrom
des Gasturbinenverdichters, der zu 610 kg/s (2196 t/h), in Anlehnung an den Stand der Technik grofer
stationdrer Gasturbinenanlagen, gewihlt wird. Das Modell ermoglicht die Berechnung des Kombi-
Prozesses fiir unterschiedliche Verdichterdruckverhéltnisse. Dadurch besteht zumindest indirekt die
Moglichkeit, in verschiedenen Auslegungsrechnungen die Leistungsanteile der Gasturbine und der
Dampfturbinen des Abhitzeprozesses zu verdndern. Auf Grund der unterschiedlich hohen Wirkungs-
grade des Gasturbinen- und des Abhitzedampfprozesses, sowie der abweichenden Wirkungsgradab-
hiangigkeit vom Verdichterdruckverhiltnis, ergeben sich dabei verschiedene Gesamtanlagen-
wirkungsgrade und Gesamtanlagenleistungen, da bei allen Auslegungen der vom Verdichter
angesaugte Luftmassenstrom konstant gehalten wird. Zur Einstellung der vorgegebenen Reingastem-
peratur am Austritt aus der Hochtemperaturgasreinigung und zur Einstellung der vorgegebenen ISO-
Turbineneintrittstemperatur in Abhédngigkeit vom Verdichterdruckverhéltnis wird der erforderliche
Brennstoffmassenstrom im Verlauf der Auslegungsrechnung iterativ ermittelt.
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Die in den folgenden Tabellen aufgefiihrten Annahmen charakterisieren die beriicksichtigten Eigen-

schaften der Kraftwerkskomponenten und stellen die Grundlage fiir die Berechnung des Basis-Kombi-

Kraftwerks und aller davon abgeleiteten Varianten in dieser Arbeit dar.

Tabelle 3.1:

Annahmen fiir den Gasturbinenprozess des Basis-Kombi-Kraftwerks

Kohlenaufbereitung Spezifischer Mahlaufwand 15 kWh/t
Restfeuchte der trockenen Kohle 21,8 Gew.-%
Gradigkeit der Kohlenvorwarmung 15K
MTE-Prozesstemperatur 200 °C
Spezifischer Pressaufwand 3,6 kJ/kg
Kohlentemperatur nach Trocknung 90 °C

Kohlenstaubforderung Beladung der Kohlentransportluft 1 ke/ke
Relativer Druckverlust des Transportluftkiihlers 1%
Isentroper Wirkungsgrad des Transportluftgebléses 85 %
Temperatur der Kohlentransportluft 80 °C

Druckkohlenstaubfeuerung Relativer Druckverlust der Brennkammer 0.5 %
Anteil Unverbranntes in Asche 0,001 kg/kg

Anteil C in CO

Druckverhéltnis Primér-/Sekundéarluft

0,001 kg/kg
1,1

Verdichter Ansaugmassenstrom 610 keg/s
Isentroper Wirkungsgrad 85 %
Verdichterdruckverhiltnis 19

Hochtemperaturgasreinigcung Relativer Druckverlust 5%
Relativer Warmeverlust 0,25 %
Wirmeriickgewinnung 90 %

Gasturbine ISO-Eintrittstemperatur 1200 °C
Isentroper Stufenwirkungsgrad 89,28 %
Generatorwirkungsgrad 98,7 %
Eintritts- und Austrittsdruckverlust 0,1 %
Relativer Warmeverlust 0,01 %
Max. Schaufeltemperatur 1. und 2. Leitrad 870 °C
Max. Schaufeltemperatur 1. und 2. Laufrad 830 °C
Max. Schaufeltemperatur 3. Leitrad 820 °C
Max. Schaufeltemperatur 3. Laufrad 780 °C
Max. Schaufeltemperatur 4. Leitrad 700 °C
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Tabelle 3.2: Annahmen fiir den Abhitzedampfprozess des Basis-Kombi-Kraftwerks

Abhitzedamnferzeuger Rauchgasseitige Austrittstemperatur 140 °C
Rauchgasseitiger Druckverlust 3,5%
Rauchgasseitiger Druckverlust DeNO, 1,8 %
Unterkiihlungsgrad der Vorwéarmer 5K
Grédigkeiten der Verdampfer 15K
Gridigkeiten der Uberhitzer 18 K
Druck im Speisewasserbehélter 0,55 MPa
Dampfseitige Druckverluste der Heizflachen 5%
Speisewassereintrittstemperatur 130 °C
Umlaufzahl der Verdampfer 5
Isentroper Wirkungsgrad der Pumpen 85 %

Rauchgasentschwefelung Absorbereintrittstemperatur 90 °C
Absorberaustrittstemperatur 50 °C
Relativer Druckverlust Absorber 0,5 %
Relativer Druckverlust ReGaVo 0,5 %

Spezifischer Eigenbedarf

Kamineintrittstemperatur

2000 kWh/10%m?
100 °C

Dampfturbine HD-Druck 12 MPa
Max. HD-Temperatur 550 °C
MD-Druck 5 MPa
Max. MD-Temperatur 550 °C
ND-Druck 0,55 MPa
ND-Temperatur 225 °C
Isentroper Stufenwirkungsgrad 86 %
Generatorwirkungsgrad 98,7 %

Kaltes Ende Kiihlgrenzabstand 10.0 K
Kiihlzonenbreite 8,0K
Kondensatorgradigkeit 1,5 K
Isentroper Wirkungsgrad Kiihlwasserpumpe 85 %
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In der Abbildung 3.23 werden die ermittelten Daten der wichtigsten Energie- und Stoffstrome der
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Abbildung 3.23: Ergebnisse fiir die Mechanisch/Thermische Entwdsserung in der Auslegung des
Basis-Kombi-Kraftwerks
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Der Trockenkohlenbedarf (Restfeuchte 21,8 %) des Basis-Kombi-Kraftwerks von 29,88 kg/s (etwa
108 #/h) wird aus einem Rohkohlenmassenstrom von 50,79 kg/s (183 t/h) erzeugt (Referenzkohle nach
Tabelle 2.7, S. 98). Neben der mechanischen Antriebsleistung der Presse von 138 kW wird fir die
Vorwéarmung der Rohkohle auf 200 °C eine thermische Zusatzleistung von 8,83 MW bendtigt. Dazu
werden 5,18 kg/s (18,6 t/h) Anzapfdampf (Fremddampf) aus dem MD-Teil der Dampfturbine ent-
nommen. Durch Kondensation des Anzapfdampfes wird aus einem Zusatzwassermassenstrom von
4,47 kg/s Sattdampf erzeugt. Das anfallende Kondensat wird zum Hauptkondensator des Abhitze-
dampfprozesses zuriickgefiihrt. Durch die Vorwiarmung der Rohkohle mittels Bedampfung wird diese
von 135 auf 200 °C erhitzt. Die leicht vorverdichtete Kohleschiittung gelangt samt kondensiertem
Zusatzdampf in die Presse, aus der durch den Kompressionsvorgang 22,54 kg/s (81 t/h) Heilwasser
austreten. Rund 80 % dieses Wassermassenstroms werden aus der Kohle fliissig ausgetrieben. Das
gesamte heille Prozesswasser dient zur Vorwarmung der Kohle vom Eintrittszustand bis auf 135 °C,
wobei das Wasser in direktem Kontakt zur Kohlenschiittung bis auf 30 °C abgekiihlt wird. Der Ab-
warmestrom des Abwassers von rund 2,9 MW wird in diesem Konzept energetisch nicht verwendet.
Die Braunkohle weist nach dem Pressvorgang eine Restfeuchte von 28 % auf. Durch die Druckentlas-
tung und die dadurch hervorgerufene Entspannungsverdampfung, sowie durch die Nachentwrasung
bei der nachfolgenden Abkiihlung der Kohle (bis auf 100 °C), entweichen 2,6 kg/s (9,4 t/h) Wasser
dampfformig aus der Kohle. Der dadurch hervorgerufene thermische Verlust in Hohe von 7 MW wird
in dieser Prozessvariante nicht genutzt, jedoch besteht die Moglichkeit die latente Warme des Ab-
dampfes durch Kondensation zur Vorwarmung der Kohlenschiittung zu verwerten. Welchen Einfluss
diese Mallnahme auf den Wirkungsgrad des Prozesses hat, wird in Abschnitt 3.4.1 dargestellt. Bis zum
Einsatz der Kohle nimmt die Temperatur weiter ab, wodurch dem Prozess ein weiterer Warmestrom
von 480 kW verloren geht. Der Trockenbraunkohlemassenstrom gelangt mit einer Restfeuchte von
21,8 % und einer Temperatur von 90 °C in den Kombi-Prozess.

Das VerfahrensflieBbild des gesamten Kombi-Prozesses mit Daten von Energie- und Stoffstrdmen ist
in Abbildung 3.24 dargestellt. Aus dem TBK-Massenstrom erzeugt der Kombi-Prozess eine Nettoleis-
tung von 334,4 MW. Die Leistungsaufnahme zur Ausmahlung der Kohle betragt 2,7 MW. Die Ver-
lustwérmeleistung der Mahlanlage belduft sich auf 272 k. Nach der Druckschleuse, die nicht in die
Bilanzierung eingeht, wird der trockene Kohlenstaub mit 29,9 kg/s (108 #/h) verdichteter Luft zu den
Brennern gefordert. Vorher wird durch die Ubertragung eines Wirmestroms von 11,8 MW (an das
Kondensat des Abhitzedampfprozesses) die Transportluft von 496 auf 80 °C gekiihlt. Darauthin wird
die Luft zur Uberwindung von Druckverlusten leicht nachverdichtet. Das Gebldse dazu hat eine An-
triebsleistung von rund 400 £WV.

Die Feuerung mit einer Feuerungsleistung von 673 MW findet unter einem Druck von rund 1,9 MPa
mit einer Gesamtluftzahl von 2,03 statt. Der erforderliche Sekundéarluftbedarf betragt 361,5 kg/s (oder
1300 ¢/h). Zur Kiihlung der Brennkammerwénde und zur Erzeugung einer Schutzschicht aus erstarrter
Schlacke an den Wénden, wird eine thermische Leistung von 9,6 MW durch die Brennkammerkiihlung
abgefiihrt. Dabei wird aus 8 kg/s MD-Speisewasser des Abhitzeprozesses im Umlaufprinzip Sattdampf
erzeugt und dem parallel erzeugten Sattdampf des Abhitzekessels vor Eintritt in den MD-Uberhitzer
wieder zugefiihrt. Es wird angenommen, dass die festen Verbrennungsriickstdnde (etwa 1 kg/s) die
Brennkammer mit einer Temperatur verlassen, die um 100 K iiber dem FlieBpunkt der Schlacke
(1460 °C) liegt. Dadurch geht dem Prozess ein Warmestrom von 1,8 MW verloren. Unter Beriicksich-
tigung aller Warmeverluste verlédsst das Rauchgas (420 kg/s oder 1500 #/h) die Brennkammer mit etwa
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1567 °C. Nach den angenommenen Verlusten in der nachfolgenden Hochtemperaturgasreinigung liegt
das Reingas mit einer Temperatur von 1560 °C vor, so dass ein Erstarren der fein verteilten fliissigen

Schlacke im Verlauf der Gasreinigung, ausgeschlossen werden kann.
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Abbildung 3.24: Verfahrensfliesbild des Basis-Kombi-Kraftwerks mit Berechnungsergebnissen
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Die ISO-Eintrittstemperatur der Gasturbine von 1200 °C erfordert eine reale Gaseintrittstemperatur
von 1359 °C. Die Abkiihlung des Reingases um rund 200 K wird durch Zumischung (Quenchkiihlung)
von 104 kg/s (375 t/h) verdichteter Luft erreicht, so dass der gesamte Massenstrom am FEintritt in die
Gasturbine 524,4 kg/s (1888 t/h) betragt. Dieser Massenstrom entspricht 86 % des Ansaugmassen-
stroms des Verdichters von 610 kg/s (2196 t/h). Die Differenz der Massenstrome wird der Gasturbine
durch vier Kiihlluftstrome zugefiihrt. Diese werden dem Verdichter auf geeigneten Druckniveaus
entnommen. Das Verdichterdruckverhidltnis wird im Basis-Kombi-Kraftwerk zu 19 festgelegt. Unter
Beriicksichtigung des stufenweise abnehmenden Massenstroms, betrigt die erforderliche Antriebsleis-
tung des Verdichters 266 MW. Die Temperatur der bis auf 1,92 MPa verdichteten Luft betriagt 446 °C.
Rund 21 % dieses Massenstroms werden fiir die Quenchkiihlung eingesetzt, 6 % fiir den Transport des
Kohlenstaubs und 73 % werden als Sekundérluft der Brennkammer zugefiihrt. Bei der Entspannung in
der Gasturbine von etwa 1,82 MPa bis auf einen Druck von 0,108 MPa wird eine Gesamtleistung von
501 MW frei. Nach Abzug der Verdichterleistung (53 %) wird im Generator der Gasturbine die Brutto-
leistung von 232,2 MW erzeugt. Dies entspricht einem Anteil von 66,7 % der Bruttoleistung des
Kombi-Prozesses.

Der Abgasstrom der Gasturbine von 638,8 kg/s (2300 t/h) tritt mit 554 °C bei 0,108 MPa in den Ab-
hitzekessel ein. Der Verlauf des Abhitzedampfprozesses kann in Abbildung 3.25 detailliert nachvoll-
zogen werden. Zunichst wird der Gasstrom durch zwei parallel geschaltete Uberhitzer bis auf 446 °C
abgekiihlt. Dabei werden 78,5 MW Wirmeleistung tlbertragen. An den folgenden HD-Verdampfer
werden 69,4 MW aus dem Gasstrom zugefiihrt. Dabei sinkt die Temperatur auf 348 °C. AnschlieBend
wird ein Druckverlust von 1,8 kPa, der durch die Katalysatorscheiben fiir die Entstickung des Gas-
stroms verursacht wird, bertlicksichtigt. In dem folgenden HD-Vorwérmer wird dem Rauchgas ein
Wiérmestrom von rund 17 MW entzogen, so dass es auf 323 °C abkiihlt. Durch die Wérmeiibertragung
(25,6 MW) zur Verdampfung des MD-Speisewassers kiihlt der Gasstrom weiter ab (286 °C). Bei der
Uberhitzung des MD-Sattdampfes wird dem Gasstrom 3,6 MW Leistung entnommen. Das Gas tritt mit
281 °C in zwei parallel geschaltete Vorwérmer ein, die insgesamt 41 MW thermische Leistung benoti-
gen und dadurch den Gasstrom auf 221 °C abkiihlen. Zur Vorwérmung und Verdampfung des ND-
Speisewassers werden dem Gas 31,3 MW entnommen, so dass es mit 174 °C in den Umlaufverdamp-
fer, fiir die Beheizung des Speisewasserbehilters, eintritt. Darin werden etwa 4,5 MW an das Wasser
tibertragen. Das Rauchgas kiihlt auf 168 °C ab. Die Abkiihlung bis auf 140 °C Abgastemperatur des
Abhitzekessels erfolgt durch Vorwiarmung des Kondensats des Dampfprozesses. Dazu miissen
18,5 MW thermische Leistung abgefiihrt werden. Im (t,Q) -Diagramm (Abbildung 3.26) ist der Ver-
lauf der Temperaturabnahme des Gasstroms wéhrend der Wérmeiibertragung an den Dampfkreis und
der Temperaturverlauf auf der Speisewasser- bzw. Dampfseite dargestellt. Die Temperaturdifferenz
zwischen Rauchgas und Wasser am speisewasserseitigen Eintritt in die drei Verdampfer entspricht der
angesetzten Gridigkeit von 10 K. Am Austritt aus den Uberhitzern betriigt die Temperaturdifferenz
18 K. Die Druckverluste der Rauchgasstromung und des Wasser-/Dampfkreises werden in der Darstel-
lung beriicksichtigt. Die rauchgasseitigen Druckverluste der einzelnen Wérmetauscherbiindel summie-
ren sich auf 5,5 kPa.

Die Austrittstemperatur des Abgases aus dem Kessel weist eine ausreichende Temperaturdifferenz
zum Sauretaupunkt des Abgases, von 125 °C, auf. Gleichzeitig wird durch Vorwarmung des Konden-
sats vor Eintritt in den Kessel bis auf 130 °C, das lokale Unterscheiten des Sduretaupunktes im Abgas
verhindert. Diese Vorwiarmung des Kondensats erfolgt in drei Schritten.
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Ausgehend vom Austrittszustand aus der Kondensatpumpe, wird der gesamte Wassermassenstrom
(95,7 kg/s oder 345 t/h) durch die Warmezufuhr aus dem Kohlentransportluftkiihler (11,8 MW) von 27
auf knapp 57 °C vorgewarmt. Durch weitere Vorwarmung mit Anzapfdampf (7 kg/s) wird eine Kon-
densattemperatur von etwa 96 °C erreicht. Die endgiiltige Vorwarmtemperatur von 130 °C wird durch
Zumischung von 115 kg/s Speisewasser aus dem Speisewasserbehilter erzielt. Dadurch wird gleichzei-
tig der Kondensatmassenstrom soweit erhoht, dass dem Rauchgas geniigend Wérme entzogen werden
kann, ohne dass eine unerwiinschte Verdampfung des Kondensats eintritt.

(2]
o
o

Rauchgas

Temperatur in °C
[$2]
o
o

S
o
S
L
T

300 +
200 + SPWU
ND-Verd.
100
Kond.-VW
0 i i i i i
0 50 100 150 200 250 300

Ubertragene Warmeleistung in MW

Abbildung 3.26: (t,Q) -Diagramm des Abhitzeprozesses des Basis-Kombi-Kraftwerks

Dem Speisewasserbehélter wird auch das Speisewasser fiir die drei Verdampfer des Abhitzeprozesses
entnommen. Gut 60 % des Speisewassers (57,6 kg/s oder 207 t/h) wird mit einem Druck von
13,3 MPa der HD-Schiene zugefiihrt. Die Leistung der HD-Speisepumpe betrdgt 944 k. Das HD-
Speisewasser wird in zwei Stufen vorgewérmt, verdampft und bis auf 536 °C tiberhitzt.

Unter Beriicksichtigung der Druckverluste tritt der HD-Frischdampf mit 12 MPa in den HD-Teil der
Dampfturbine ein. Bei der Entspannung bis auf 5,33 MPa werden 11 % der gesamten Dampf-
turbinenleistung bereitgestellt. Die Speisepumpe der MD-Schiene leistet 152 kW bei der Erzeugung
des erforderlichen Drucks von 5,6 MPa. Der Massenstrom betrdgt 23,3 kg/s (oder 84 t/h). Das ent-
spricht knapp 25 % des gesamten Speisewassermassenstroms. Nach der einstufigen Vorwarmung des
MD-Speisewassers wird ein Teilstrom von 8 kg/s zur Kiihlung der Brennkammer abgezweigt. Nach
der Verdampfung im Umlaufverdampfer (Umlaufzahl 5) wird dem MD-Hauptmassenstrom der aus der
Brennkammerkiihlung zuriickkehrende Sattdampf und der Abdampf der HD-Turbine zugefiihrt. Der
gesamte MD-Dampfstrom von 80,9 kg/s (290 t/h) tritt mit 364 °C und 5,33 MPa in den Uberhitzer ein.
Der Eintrittsdruck in die MD-Turbine betrdgt rund 5 MPa. Bei der Entspannung auf 0,55 MPa wird in
der MD-Turbine eine Leistung von etwa 43,5 MW frei, was 37 % der gesamten Dampfturbinenleistung
entspricht. Fiir die Beheizung der Mechanisch/Thermischen Entwésserung wird der erforderliche
Anzapfdampf (5,2 kg/s entspricht etwa 6,5 % des Dampfstroms der MD-Turbine) bei einem Druck von
1,8 MPa entnommen. Der aus der MD-Turbine austretende Dampf wird direkt zur ND-Teilturbine
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iibergeleitet und mit dem ND-Frischdampf zusammen gefiihrt. Der ND-Frischdampf, der rund 15 %
des gesamten Speisewassermassenstroms ausmacht, wird bis auf 157 °C {iberhitzt und tritt unter
Beriicksichtigung der Druckverluste in Verdampfer und Uberhitzer mit 0,55 MPa in die ND-Turbine
ein. Die Entspannung in der Turbine endet bei einem Druck von 3,55 kPa. Der Dampfgehalt am
Austritt betrdgt 88 %. Die Leistung der ND-Turbine betridgt rund 61 MW (52 % der gesamten Dampf-

turbinenleistung).

Der Kiihlwassermassenstrom zur Riickkiihlung des Kondensats betrdgt 5527 kg/s bzw. knapp
20.000 #/A. Die Leistung der Kiihlwasserpumpe belduft sich auf 1,7 MW.

Die gesamte Eigenbedarfsleistung des Basis-Kombi-Kraftwerks betriagt 14 MW (rund 4 % der Brutto-
leistung). Der Beitrag der Gasturbine zur Bruttoleistung betrdgt 232 MW, die Leistung der Dampftur-
binen des Abhitzeprozesses 116 MW, so dass sich die Nettoleistung des Basis-Kombi-Kraftwerks von
334 MW ergibt. Die mit dem Heizwert gebildete Brennstoffwirmeleistung ergibt sich zu 582 MW und
der damit gebildete Nettowirkungsgrad betrdgt 57,5 %. Ermittelt man die Brennstoffwarmeleistung
mit dem Brennwert der Rohkohle, ergibt sich ein Nettowirkungsgrad von 51,8 %. Der exergetische
Nettowirkungsgrad des Basis-Kombi-Kraftwerks betragt 48,4 %.

Das Basis-Kombi-Kraftwerk produziert bei Volllast pro Sekunde 93 kWh elektrischen Strom. Fiir die
Erzeugung einer Kilowattstunde Strom werden 547 g Brennstoff benotigt und 605 g CO; gebildet und
an die Umgebung abgegeben.

Die Abbildung 3.27 zeigt das Energieflussbild oder Sankey-Diagramm des Basis-Kombi-Kraftwerks,
wobei der eingesetzte Brennstoffmassenstrom mit dem Brennwert (H,) multipliziert als Energieinput
zu 100 % gesetzt wird. Dabei ist zu beachten, dass der Brennstoffinput nur bei der vereinbarten Be-
zugstemperatur von 0,01 °C exakt 100 % entspricht. Bei der Bezugstemperatur sind definitionsgemaf
die Enthalpien der aus der Umgebung entnommenen Luft und des Zusatzwassers fiir die MTE gleich
null. Die in der obersten Zeile des Diagramms dargestellten absoluten Energiestrome und Energie-
stromanteile stellen den Zustand der Stoffstrome dar, die bei der gewiahlten Umgebungstemperatur von
15 °C in den Bilanzraum des Kraftwerksprozesses eintreten. In dem Flussbild werden alle oben ge-

nannten Energiefliisse auf den Energieinput bezogen und anschaulich dargestellt.

Aus dieser Darstellung der Energiefliisse kann aullerdem der relativ geringe Integrationsgrad dieser
Kombi-Kraftwerksschaltung abgelesen werden. Die zwischen Kohlenaufbereitung, Kohlentransport
und Brennkammer jeweils mit dem Abhitzeprozess ausgetauschten Warmestrome sind im Verhéltnis
zum gesamten Energieinput als eher geringfiigig zu bewerten. Deutlich wird jedoch auch, dass die
genannten Warmestrome (rund 3,7 %) an der Gasturbine vorbei gefiihrt werden und folglich im Gas-
turbinenprozess keinen Beitrag zur Leistungsabgabe leisten konnen.

Als wichtigste Verluste bei der energetischen Betrachtungsweise konnen die Abwéarme des Kondensa-
tors (27,5 %) sowie die Abgasverluste (19,9 %) identifiziert werden. Alle weiteren Verluste sind von

untergeordneter Bedeutung.
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Abbildung 3.27: Energieflussbild des Basis-Kombi-Kraftwerks (Eintrittstemperatur aller Stoffstro-

me 15 °C, Bezugstemperatur 0,01 °C). Der Nettowirkungsgrad des Prozesses auf
den Heizwert bezogen betrdgt 57,5 %.
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Um die Verluststrome richtig zu bewerten und korrekte Riickschliisse auf das jeweilige Optimierungs-
potenzial der einzelnen Energieumwandlungsschritte zu ziehen, wird auf das Exergieflussbild verwie-
sen (Abbildung 3.28). Da auch fiir das exergetische Umgebungsmodell ein Bezugszustand von 0,01 °C
verwendet wird und die in den Prozess eintretenden Exergien bei 15 °C gebildet werden, ist auch hier
nicht die eintretende Brennstoffexergie exakt 100 %, sondern die Summe aller eintretenden Exer-

giestrome.

Mit dem Exergieflussbild des Prozesses werden die Wertigkeiten der Energiefliisse visualisiert. Ent-
sprechend dem Vergleich von Energie- und Exergieflussbild des Dampfkraftprozesses wird auch hier
sofort ersichtlich, dass die energetisch-betrachtet hohen Verluste durch die Abwarme des Kondensa-
tors und des Abgases unter Beriicksichtigung ihrer Arbeitsfihigkeit einen untergeordneten Beitrag zu
den gesamten Verlusten des Prozesses leisten und somit das erwartete Optimierungspotenzial relati-

viert werden muss.

Die auf der linken Seite des Exergieflussbildes heraus geflihrten Verluste werden zusammengefasst zu
den Exergieverlusten Auf Grund von Irreversibilititen der Umwandlungsprozesse (47,28 %) und zu
den stoffstromgebundenen Exergieverlusten (4,36 %), die einen deutlich geringeren Anteil der Ge-
samtverluste ausmachen. Aus der Analyse des Diagramms ergeben sich folgende Optimierungsansitze
fiir den kombinierten Gas- und Dampfturbinenprozess mit Druckkohlenstaubfeuerung:

1. Brennkammer

Die Exergieverluste der Brennkammer (27,66 %) resultieren im Wesentlichen aus der hohen Irre-
versibilitidt des Verbrennungsprozesses, bei dem die chemisch gebundene Exergie des Brennstoffs
in thermische Energie der Verbrennungsriickstinde gewandelt wird. Durch eine Verringerung der
Mischungsverluste mit der zugefithrten Verbrennungsluft, also z.B. durch eine Verringerung des
Luftiiberschusses oder durch Anhebung der Temperatur der Verbrennungsluft, konnte der Exergie-
verlust dieses Energiewandlungsschrittes reduziert werden. Die Temperatur der Verbrennungsluft
ergibt sich aus der Austrittstemperatur des Kompressors. Eine dariiber hinausgehende Steigerung
dieser Temperatur wird nicht untersucht. Die Gesamtluftzahl der Brennkammer ergibt sich im be-
trachteten Konzept aus der erforderlichen Austrittstemperatur des Reingasstromes (am Austritt der
Hochtemperaturgasreinigung) und hiangt somit vom FlieBpunkt der Schlacke ab sowie von der ge-
wihlten ISO-Eintrittstemperatur der Gasturbine. Der Einfluss der SchlackeflieBtemperatur auf den
Kombi-Prozess wird in Abschnitt 3.4.1 dargestellt. Ergebnisse der Untersuchung des Einflusses
steigender Gasturbineneintrittstemperaturen auf die Brennkammer und den Wirkungsgrad des
Kombi-Prozesses werden in Abschnitt 3.4.3 prisentiert.

2. Gasturbine
Die Exergieverluste der Gasturbine (8,37 %5) sind auf die Irreversibilitit bei der Entspannung in der
Gasturbine und auf die Mischungsverluste der Kiihlluft mit dem Hauptgasstrom innerhalb der Tur-
bine zuriickzufiihren. Im Rahmen der Untersuchung des Einflusses steigender Eintrittstemperaturen
in die Gasturbine in Abschnitt 3.4.3 wird auch der Einfluss der Luftkiihlung auf den Anlagenwir-

kungsgrad untersucht.

3. Dampferzeuger/Dampfturbine
Die Exergieverluste des Dampferzeugers (2,38 %) resultieren aus den Exergieverlusten der War-
meiibertragung vom Rauchgas an den Wasser-/Dampfkreis. Diese werden durch die Hohe der

Temperaturdifferenz zwischen wéarmeabgebendem und wiarmeaufnehmendem Medium bestimmt.
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Die Exergieverluste der Dampfturbine (5,17 %) sind auf die Irreversibilitit bei der Entspannung
und auf die Verluste durch die Warmeabgabe des Kondensators an die Umgebung zuriickzufiihren.
Entsprechend den Untersuchungen des kalten Endes im Dampfkraftwerk wird auch der Einfluss ei-
nes sinkenden Kondensatordrucks auf den Wirkungsgrad des Kombi-Prozesses untersucht (Ab-
schnitt 3.4.6).

4. Abgas
Der grofite stoffstromgebundene Exergieverlust des Basis-Kombi-Kraftwerks wird durch das Ab-
gas hervorgerufen (3,7 %). Der Exergieverlust teilt sich auf in einen Verlust durch die Mischungs-
und Standardexergie des Abgases (ca. 45 %) und in einen thermischen Anteil (Kontaktexergie ca.
55 %), der durch Reduzierung des Austrittstemperatur aus dem Abhitzekessel reduziert werden
konnte. Der Einfluss einer Reduzierung der Abgastemperatur auf den Kombi-Prozess ist von unter-

geordneter Bedeutung und wird nicht untersucht.
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Abbildung 3.28: Exergieflussbild des Basis-Kombi-Kraftwerks (der Nettowirkungsgrad auf den
Heizwert bezogen betrdgt 57,5 %)
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In der Abbildung 3.29 werden die Betriebsvolumenstrome entlang ihres Weges durch den Kombi-
Kraftwerksprozess, normiert auf einen Brennstoffmassenstrom von 1 kg/s, durch ein Band variabler

Breite vom Ansaugstutzen des Kompressors bis zum Austritt aus dem Kamin aufgetragen.
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Abbildung 3.29: Vereinfachtes Betriebsvolumenstromdiagramm des Basisfalls (bezogen auf 1 kg
Kohle)

Diese Darstellungsweise visualisiert die Bauvolumen-Relationen innerhalb der Gesamtanlage. Unter
der Annahme einer konstanten zuldssigen Stromungsgeschwindigkeit in allen Anlagenkomponenten
repréisentiert die Breite des Diagramms den erforderlichen freien Stromungsquerschnitt, also in erster
Naherung die GréBe oder das Bauvolumen jeder Komponente. Die Annahme einer konstanten Stro-
mungsgeschwindigkeit stellt eine grobe Vereinfachung dar, die nur fiir die vereinfachende Darstellung
der Betriebsvolumenstrome verwendet wird. Dabei wird insbesondere aufler Acht gelassen, dass
beispielsweise die Stromungsgeschwindigkeit in der Gasturbine wesentlich hoher ist als die im Abhit-
zekessel, so dass bei genauerer Betrachtung die Gasturbine ein wesentlich geringeres Bauvolumen als
der Abhitzekessel aufweisen muss.

Ein Blick auf das Betriebsvolumenstromdiagramm des Basis-Kombi-Kraftwerks stellt den Abhitzekes-
sel offensichtlich als die groBte Anlagenkomponente heraus. Dariiber hinaus wird in diesem Dia-
gramm ein Vorzug des Konzeptes deutlich: die Brennkammer ist hier eine verhiltnismaBig kleine
Komponente, was sich (aus thermodynamischer und 6konomischer Sicht) positiv auf die Komponente
auswirkt. Auch in der Hochtemperatur-Gasreinigung, miissen nur relativ kleine Volumenstrome be-
handelt werden. Ausgenommen davon sind die Entstickung und Entschwefelung, die in diesem Kon-
zept hinter der Gasturbine, also bei geringem Druck und entsprechend grofleren Volumenstromen

durchgefiihrt werden und zudem auch die zusétzliche Quenchluft mit durchsetzen miissen.
Optimales Verdichterdruckverhdltnis des Basis-Kombi-Kraftwerks

Der Festlegung des Verdichterdruckverhéltnisses des Basis-Kombi-Kraftwerks auf den Wert 19 basiert
auf einer Variationsrechnung des Verdichterdruckverhéltnis, bei der der in Abbildung 3.30 dargestellte
Einfluss auf den Nettowirkungsgrad des Gesamtprozesses festgestellt wird. Demnach ergibt sich bei

einem Verdichterdruckverhéltnis von etwa 19 ein Maximum fiir den Wirkungsgrad.
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Abbildung 3.30: Exergetischer Nettowirkungsgrad und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungs-
grad des Basis-Kombi-Kraftwerks in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis

In Abbildung 3.31 wird die Abhéngigkeit der Wirkungsgrade des Gasturbinenprozesses und des
Abhitzedampfprozesses vom Verdichterdruckverhiltnis aufgetragen. Der exergetische Wirkungsgrad
der luftgekiihlten Gasturbine nimmt mit zunehmendem Druckverhiltnis deutlich zu (bei konstanter

ISO-Eintrittstemperatur und konstantem isentropen Stufenwirkungsgrad der Gasturbine).
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Abbildung 3.31: Exergetischer Nettowirkungsgrad des Gasturbinen- und des Dampfturbinen-
Teilprozesses sowie Gasturbinen-Abgastemperatur in Abhdngigkeit vom Verdich-

terdruckverhdiltnis
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Im betrachteten Bereich des Druckverhiltnisses von 10 bis 30 nimmt der Gasturbinenwirkungsgrad
von 27,7 auf 34,9 % zu, weil mit steigendem Druckverhéltnis die Entspannung in der Turbine grofer
wird und das Rauchgas stirker abkiihlt. Die Senkung der Abgastemperatur, von 680 auf 475 °C, fiihrt
zu einer Verschlechterung des Abhitzeprozesses, dessen Frischdampftemperaturen an die Abgastem-
peratur gekoppelt sind. Der Wirkungsgrad des Abhitzeprozesses nimmt, im betrachteten Bereich des
Verdichterdruckverhiltnisses, von 26,8 auf 19,2 % ab. Hierbei ist zu beriicksichtigen, dass bei der
Ermittlung der Frischdampftemperaturen des Abhitzeprozesses einerseits die Gradigkeiten der War-
metauscher Beriicksichtigung finden (18 K) andererseits aber auch eine obere Grenztemperatur ein-
gehalten wird (550 °C), wodurch den Belastungsgrenzen der Werkstoffe Rechnung getragen wird. Das
hat zur Folge, dass Rauchgastemperaturen iiber 568 °C (bei Verdichterdruckverhiltnissen kleiner als

etwa 17) nicht zu einer entsprechenden Steigerung des Wirkungsgrades des Abhitzeprozesses fiihren.

Gleichzeitig fiihrt eine Steigerung des Verdichterdruckverhéltnisses zu einer Abnahme der Bruttoleis-
tung des Gesamtprozesses (Abbildung 3.32), die im Wesentlichen auf die Abnahme der Temperatur
sowie der Warmeleistung des Gasturbinenabgasstromes und der damit zusammenhéngenden Reduzie-

rung des Wirkungsgrades des Abhitzeprozesses zuriickzufiihren ist.
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Abbildung 3.32: Bruttoleistung von Gasturbine- und Dampfturbine, sowie des Gesamtprozesses in
Abhdngigkeit von Verdichterdruckverhdltnis

Mit zunehmendem Verdichterdruckverhiltnis steigt die Austrittstemperatur der Luft aus dem Verdich-
ter an, so dass der Bedarf an Kiihlluft und Quenchluft der luftgekiihlten Gasturbine bei konstanter
ISO-Eintrittstemperatur bezogen auf den ebenfalls konstant gehaltenen Ansaugmassenstrom des
Verdichters deutlich ansteigt. Somit verbleibt bei gleichbleibenden Verhiltnissen in der Feuerung
weniger Verbrennungsluft iibrig, was bei konstanter Luftzahl zum Riickgang des Brennstoffmassen-
stroms fiihrt.
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3.3.2 Wirtschaftlichkeit des Basis-Kombi-Kraftwerks

Da die spezifischen Anlageninvestitionen fiir das gesamte Kombi-Kraftwerk bzw. einzelner noch nicht
verfiigbarer Komponenten beim derzeitigen Entwicklungsstand unbekannt sind, werden die zulédssigen
Zusatzinvestitionen unter der Voraussetzung gleicher Stromgestehungskosten und zusitzlich bei
gleicher Anlagenverfiigbarkeit entsprechend der dargestellten Vorgehensweise ermittelt (siche Ab-
schnitt 2.5, S.94) und somit die Wirtschaftlichkeit des Basis-Kombi-Kraftwerks gegeniiber dem
Referenzkraftwerk bewertet.

Der auf den Heizwert des Brennstoffs bezogene Wirkungsgrad des Basis-Kombi-Kraftwerks von
57,5 % stellt gegeniiber dem Wirkungsgrad des Referenzkraftwerks von 44,5 % einen Wirkungsgrad-
vorteil von 13 %-Punkten dar. Unter den in Abschnitt 2.5 dargestellten Voraussetzungen erzielt das
Basis-Kombi-Kraftwerk bei 98 EUR/kW hoheren Investitionen die gleichen Stromgestehungskosten
wie das Referenzkraftwerk (2,84 Cent/kW). Die spezifischen Gesamtinvestitionen des Basis-Kombi-
Kraftwerks konnen also insgesamt 1283 EUR/kW betragen, wenn keine Einbufen in der Verfiigbarkeit
zu erwarten sind. Wird hingegen nicht die Volllaststundenzahl mit 8000 4#/a als konstant angenom-
men, sondern die Hohe der spezifischen Investitionen (1185 EUR/KW), ergibt sich eine zuldssige
Minderung der Verfiigbarkeit des Basis-Kombi-Kraftwerks gegeniiber dem Referenz-Dampfkraftwerk
von 612 h/a. Die Volllaststundenzahl des Basis-Kombi-Kraftwerks darf also 7388 h/a betragen, wenn
keine hoheren Investitionen als fiir das Referenzkraftwerk zu veranschlagen sind.

3.4 Entwicklungspotenzial des Kombi-Kraftwerks

In den folgenden Abschnitten werden Ergebnisse von Variationsrechnungen dargestellt, die zur Unter-
suchung der charakteristischen Eigenschaften des kombinierten Gas- und Dampfturbinenprozesses mit
Druckkohlenstaubfeuerung dienen. Durch gezielte Variationen einzelner Anlagenparameter, wird der
qualitative und quantitative Einfluss des betrachteten Parameters auf wichtige Prozessgroflen und -
eigenschaften, unter Beibehaltung aller anderen Auslegungsgréflen, untersucht. Die resultierenden
Verianderungen werden jeweils im Vergleich zum oben beschriebenen Basis-Kombi-Kraftwerk inter-
pretiert. Letztendlich dienen die Erkenntnisse der durchgefiihrten Analysen zur Definition einer opti-
mierten Prozessauslegung (Abschnitt 3.4.7), die dem Referenzkraftwerk und dem weiterentwickelten
Dampfkraftprozess als Zukunftsalternative gegeniiber gestellt wird (Abschnitt 4).

3.4.1 Einfluss der Braunkohlentrocknung

Im ersten Schritt werden die Auswirkungen der Integration verschiedener Braunkohlen-
trocknungsverfahren in den Kombi-Prozess analysiert. Im Basis-Kombi-Kraftwerk erfolgt die Erzeu-
gung der erforderlichen Trockenbraunkohle durch Einsatz der Mechanisch/Thermischen Entwésserung
entsprechend dem Verfahrensprinzip nach Abbildung 1.14 (S. 31). Neben einem relativ geringen
elektrischen Eigenbedarf fiir die Presse, weist das MTE-Verfahren einen zusétzlichen Warmebedarf
fiir den zweiten Schritt der Kohlenvorwidrmung (auf die Prozesstemperatur von 200 °C) auf. Der
erforderliche Wérmestrom wird der Kohlenschiittung durch Kondensation von Zusatzdampf in direk-
tem Kontakt zu Kohle zugefiihrt. Der Zusatzdampf wird in einem mit Anzapfdampf der MD-Turbine
beheizten Verdampfer aus Wasser, ausgehend vom Umgebungszustand, erzeugt. Der erforderliche
Anzapfdruck aus der MD-Turbine (1,8 MPa) ergibt sich aus der erforderlichen Kondensationstempe-
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ratur des Heizdampfes, die aus der MTE-Prozesstemperatur von 200 °C zuziiglich der Gradigkeit des
Verdampfers (5 K) folgt.

Wie auch bei der Analyse des Dampfkraftwerks wird zwischen zwei Varianten der Mecha-
nisch/Thermischen Entwésserung unterschieden. Im MTE-Trockner des Basis-Kombi-Kraftwerks wird
die latente Wérme des nach der Presse aus der Kohle austretenden Wasserdampfes energetisch nicht
genutzt, sondern als Warmestrom mit einer Leistung von 7 MW direkt an die Umgebung abgefiihrt.
Der Exergieverlust dieses Abdampfverlustes im Basis-Kombi-Kraftwerk betrigt 0,25 %. Durch die
Nutzung der Kondensationswarme des Abdampfstromes zur Vorwdrmung der Rohkohle wird der
Anzapfdamptbedarf fiir die Erzeugung des MTE-Zusatzdampfes von 5,18 auf 2,27 kg/s (8,2 t/h)
reduziert. Bezogen auf den erzeugten Massenstrom Trockenbraunkohle von 29,9 kg/s (rund 108 #/k)
sinkt der Anzapfdamptbedarf von 0,17 auf 0,08 kg pro Kilogramm TBK.
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Abbildung 3.33: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks mit integriertem MTE-Verfahren (mit und ohne Nutzung der latenten
Wiérme der Abdampfes der Entspannungsverdampfung und der Nachentwrasung)
und alternativ mit integriertem WTA-Verfahren (Trocknung bis auf 12 % Rest-
feuchte) in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis

Den Berechnungsergebnissen in Abbildung 3.33 ist zu entnehmen, dass die Verbesserung der internen
Wiérmeriickgewinnung im MTE-Prozess auf die Gewichtung des Gasturbinen- und Abhitzedampfpro-
zesses keinen merklichen Einfluss ausiibt. Das optimale Verdichterdruckverhéltnis liegt weiterhin bei
19. Die Leistung der Dampfturbine steigt lediglich um 3 MW durch die Reduzierung des Anzapfmas-
senstroms fiir die Mechanisch/Thermische Entwisserung an. Der Anteil der Dampfturbinenleistung an
der gesamten Bruttostromerzeugung steigt dabei geringfiigig von 33,3 auf 33,9 %. Der Abbildung 3.33
ist auBlerdem zu entnehmen, dass durch die Reduzierung des Abwirmestroms der Mecha-

nisch/Thermischen Entwisserung der Nettowirkungsgrad bezogen auf die Exergie (Heizwert) der
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Kohle beim optimalen Verdichterdruckverhéltnis des Kombi-Prozesses um 0,4 %-Punkte (0,5 %-
Punkte) von 48,4 % (57,5 %) auf 48,8 % (58 %) steigt.

Ein alternatives Trocknungsverfahren fiir Rohbraunkohle stellt die Wirbelschichttrocknung mit inter-
ner Abwarmenutzung (WTA) dar, deren Prinzipschema in Abbildung 1.11 (S. 27) dargestellt wird.
Das WTA-Verfahren benétigt im Gegensatz zum MTE-Verfahren auler dem elektrischen Eigenbedarf
keine weitere duBere Energiezufuhr. Die erforderliche elektrische Leistung des WTA-Prozesses geht
in die Eigenbedarfsleistung des Kombi-Kraftwerks ein. Den Berechnungsergebnissen der Variation
des Verdichterdruckverhiltnisses der beiden MTE-Varianten in Abbildung 3.33 sind die Ergebnisse
fiir das WTA-Verfahren mit einer Restfeuchte der Trockenbraunkohle von 12 % gegeniiber gestellt.
Auch durch den Wechsel des Trocknungsverfahrens findet keine erkennbare Verschiebung des opti-
malen Verdichterdruckverhiltnisses statt. Im Vergleich zu den beiden MTE-Varianten, die nur bis auf
21,8 % Restfeuchte trocknen, steigt die elektrische Eigenbedarfsleistung von knapp 4 &J pro Kilo-
gramm Rohkohle auf 139 kJ pro Kilogramm Rohkohle bei WTA Trocknung auf 12 % Restfeuchte
relativ deutlich an. Der Nettowirkungsgrad des Kombi-Kraftwerks bezogen auf die Exergie (Heizwert)
der Kohle liegt im betrachteten Fall der WTA-Trocknung bei 48,6 % (57,4 %) also, entsprechend
Abbildung 3.33, zwischen den Ergebnissen fiir die Mechanisch/Thermische Entwésserung mit und
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Abbildung 3.34: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks mit integrierter WTA-Braunkohletrocknung in Abhdngigkeit von der
Restfeuchte der Trockenbraunkohle

ohne Riickgewinnung der Kondensationswéirme des Abdampfes.

Die elektrische Eigenbedarfsleistung des WTA-Verfahrens teilt sich auf in etwa 90 % fiir die Briiden-
verdichtung und 10 % fiir das Fluidisierungsgebldse der stationdren Wirbelschicht. Die Leistung des
Briidenverdichters ist abhidngig vom Briidenmassenstrom und vom erforderlichen Verdichterdruckver-
héltnis, die beide in Zusammenhang mit der gewiinschten Restfeuchte der Trockenbraunkohle (TBK)
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stehen. Zur Analyse der Zusammenhénge dieser Groflen mit dem Kombi-Prozess wird eine Variations-
rechnung der Restfeuchte der Trockenbraunkohle durchgefiihrt, wobei der Verdichteransaugmassen-
strom (610 kg/s), das Verdichterdruckverhéltnis (19) und alle anderen Parameter konstant gehalten

werden.

Die Brennstoffexergie, der Brennwert und der Heizwert fiir unterschiedliche Restwassergehalte der
TBK, die jeweils aus der Referenzbraunkohle erzeugt werden, ergibt sich analog zur Vorgehensweise
bei der Untersuchung des Entwicklungspotenzials des Dampfkraftwerks aus Abbildung 3.5 (S. 112).
Unter Beriicksichtigung aller sekundiren Effekte, die sich aus der Reduzierung der Restfeuchte der
TBK und der damit verbundenen Steigerung des Heizwertes der TBK, aber auch des elektrischen
Eigenbedarfs der WTA-Trocknung ergeben, weist der Nettowirkungsgrad des Kombi-Kraftwerks
entsprechend Abbildung 3.34 ein Optimum bei einer Restfeuchte der TBK von 7 % auf. Gegeniiber
dem oben betrachteten Fall mit einer Restfeuchte der TBK von 12 % ergibt sich somit ein geringfiigi-
ges Optimierungspotenzial fiir den Nettowirkungsgrad von etwa 0,2 %-Punkten. Durch die Reduzie-
rung der TBK-Restfeuchte von 12 auf 7 % steigt der Heizwert der TBK leicht an. Bei konstantem
Verdichteransaugmassenstrom und konstanter ISO-Eintrittstemperatur folgt daraus eine Senkung des
erforderlichen TBK-Massenstroms (von 25,7 auf 24 kg/s) und eine Steigerung der Luftzahl (von 2,11
auf 2,15). Unter Beriicksichtigung der durch den geringeren Wassergehalt der TBK und durch die
Erhohung der Luftzahl verdnderten Abgaszusammensetzung steigt die erforderliche Brennkammer-
kiihlleistung von 9,4 MW auf 9,5 MW (bzw. von 1,44 % auf 1,45 % der Feuerungswirmeleistung) an.
Die Austrittstemperatur aus der Hochtemperaturgasreinigung bleibt als Vorgabewert konstant, so dass
die durch den Quench zu bewirkende Abkiihlung unverédndert bleibt. Die Entspannung in der Gastur-
bine bleibt von der Verdnderung der Restfeuchte des eingesetzten Brennstoffes nahezu unberiihrt.
Geringfiigige Anderungen ergeben sich ausschlieBlich durch die leicht verinderte Zusammensetzung
des Abgases. Die Abgastemperatur der Gasturbine bleibt praktisch konstant (552 °C), so dass sich
geringfiigige Anderungen des Abhitzeprozesses nur auf Grund der leicht steigenden Brennkammer-
kiihlleistung ergeben. Das hat Auswirkungen auf die Verteilung der Speisewassermassenstrome auf
die drei Verdampferdruckstufen des Abhitzekessels wodurch die Gesamtleistung der Dampfturbinen
ansteigt. Die elektrische Eigenbedarfsleistung der Kohlenmiihle sinkt auf Grund des abnehmenden
Brennstoftbedarfs von 2,66 auf 2,62 MW. Die Eigenbedarfsleistung der WTA im Kombi-Kraftwerk
mit 12 % Restfeuchte der TBK betrigt 6,8 MW; bei 7 % Restfeuchte steigt die Leistung auf 7,3 MW
an. Bei einer weiteren Reduzierung der Restfeuchte der TBK werden die oben aufgefiihrten Vorteile
fiir den Kombi-Prozess durch die weitere Zunahme der Eigenbedarfsleistung der WTA {iberkompen-
siert.

3.4.2 Einfluss der SchlackeflieBtemperatur

Der zweite betrachtete Parameter, die Temperatur, bei der die nicht brennbare, mineralische Brenn-
stoffsubstanz in flieBfdhiger Form in der Brennkammer vorliegt, ist fiir den Kombi-Prozess eine wich-
tige Auslegungsleitgrofle. Eine Eigenart des hier betrachteten Kombi-Konzeptes stellt die Abschei-
dung der Schlacke in fliissigem Zustand dar, was als Voraussetzung fiir das Erreichen hoher
Wirkungsgrade durch Prozesse mit Druckkohlenstaubfeuerung anzusehen ist. Die Flietemperatur der
Schlacke gibt folglich die Mindesttemperatur des gereinigten Rauchgases vor. Da diese Brennstoff-
eigenschaft relativ stark von der schwankenden Zusammensetzung der mineralischen Brennstoffsub-

stanz abhéngig ist und mit einer Schwankungsbreite der im Labor ermittelten SchlackeflieBtemperatur
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zu rechen ist, wird fir die durchgefiihrten Berechnungen vorausgesetzt, dass die Temperatur des
gereinigten Gases am Austritt aus der Hochtemperaturgasreinigung (HTGR) um 100 K {iber der ge-
messenen FlieBtemperatur liegen muss. Dieser Sicherheitsabstand berticksichtigt auch, dass im prakti-
schen Betrieb ein Unterschreiten des SchlackeflieBpunktes zu einem Verschluss der HTGR durch
erstarrende Schlacke zu steigenden Druckverlusten und letztendlich zum Anlagenstillstand fithren

konnte.

Durch die Variation der SchlackeflieBtemperatur wird deren Einfluss auf die Auslegung des Kombi-
Prozesses analysiert. Die schrittweise Anderung des FlieBpunktes erfolgt durch direkte Vorgabe, ohne
gleichzeitig Anderungen der Kohlenzusammensetzung oder des Heizwertes zu beriicksichtigen. Die
verdnderte SchlackeflieBtemperatur hat an drei Positionen direkten Einfluss auf den Prozess bzw. die

Energiebilanzen:

1. Die Temperatur der aus der Brennkammer ausgeschleusten fliissigen Schlacke ist an die Schlacke-
flieBtemperatur gekoppelt. Die Temperatur des austretenden Schlackenstroms geht direkt in die Hohe
des Verlustwiarmestroms der Brennkammer ein und wird aus der SchlackeflieBtemperatur zuziiglich
der konstanten Temperaturdifferenz von 100 K ermittelt.

2. Die SchlackeflieBtemperatur wird als Annahme fiir die Grenztemperatur zwischen der erstarrten
Schlackeschicht an der Brennkammerwand und dem daran abflieBenden Schlackefilm herangezogen
(siehe Abbildung 2.16, S 76). Daher hat eine Anderung der angenommenen FlieBtemperatur bei kon-
stant gehaltener Rauchgastemperatur in der Brennkammer einen unmittelbaren Einfluss auf die erfor-
derliche Brennkammerkiihlleistung (siehe Gleichung 2.1, S. 75).

3. AuBerdem gibt die SchlackeflieStemperatur zuziiglich dem oben genannten Sicherheitsabstand von
100 K die Mindesttemperatur des Reingases am Austritt aus der HTGR vor.
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Abbildung 3.35: Exergetischer Nettowirkungsgrad des Kombi-Prozesses in Abhdngigkeit vom
Fliefpunkt der Schlacke
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Der hochste Nettowirkungsgrad des Kombi-Kraftwerks ergibt sich, wenn die Mindesttemperatur des
Reingases am Austritt der HTGR genau der erforderlichen realen Eintrittstemperatur des Arbeitsmit-
tels der luftgekiihlten Gasturbine entspricht bzw. wenn die SchlackeflieBtemperatur genau um 100 K
unterhalb der realen Eintrittstemperatur der Turbine liegt (hier also bei 1259 °C). Dieser Punkt ist in
der Darstellung der Berechnungsergebnisse (Abbildung 3.35) mit ,,A“ bezeichnet. Der Nettowir-
kungsgrad bezogen auf die Brennstoffexergie liegt in diesem Fall bei 48,4 % (bezogen auf den Heiz-
wert bei 57,6%). Den Berechnungen liegt das Basis-Kombi-Kraftwerk mit einer ISO-
Eintrittstemperatur der Gasturbine von 1200 °C und ein Verdichterdruckverhiltnis von 19 zugrunde.

Die Wahl der Variationsgrenzen der FlieBtemperatur von 1000 bis 1800 °C richtet sich nicht nach zu
erwartenden Werten fiir diese GroBe, sondern wurde zur besseren Visualisierung der Tendenzen bzw.

der Kurvenverldufe gewihlt.

Wenn die SchlackeflieBtemperatur tiber dem gilinstigsten Wert von 1259 °C liegt, wird das Reingas
nach Austritt aus der HTGR durch Zufuhr von Quenchluft von der jeweiligen Mindesttemperatur
(SchlackeflieBtemperatur plus 100 K) auf die Gasturbineneintrittstemperatur bei 1200 °C ISO-
Eintrittstemperatur (1359 °C) gekiihlt. Die Quenchluft wird dem Verbrennungsluftstrom nach Austritt
aus dem Verdichter entnommen (siehe Abbildung 2.18, S 78). Dadurch reduziert sich bei konstantem
Verdichteransaugmassenstrom die Menge der zur Verfiigung stehenden Verbrennungsluft, wodurch
die Leistung des Kombi-Kraftwerks reduziert wird. Um bei konstantem Heizwert der Kohle die hohere
Mindesttemperatur des Reingases am Austritt aus der HTGR zu erzielen, muss die Luftzahl der
Brennkammer reduziert werden, wobei die erforderliche Brennkammerkiihlleistung nur leicht ansteigt,
weil die Wandtemperatur und die mittlere Rauchgastemperatur in der Brennkammer gleichermallen
ansteigen. Gleichzeitig steigen die thermischen Verluste durch die aus der Brennkammer ausge-
schleusten Schlacke an, so dass insgesamt auch der Nettowirkungsgrad des Kombi-Prozesses mit
zunehmender SchlackeflieBtemperatur abnimmt. Die Ergebnisse fiir die Auslegungsrechnungen des
Kombi-Kraftwerks mit hoherer SchlackeflieBtemperatur und Quenchluftkiihlung des Reingases vor
Eintritt in die Gasturbine sind in Abbildung 3.35 durch die Kurve ,,B“ gekennzeichnet. Gegeniiber
dem giinstigsten Fall ohne Quenchluftbedarf (,,A“) ist eine leichte Reduzierung des Nettowirkungs-

grades zu verzeichnen.

Liegt die FlieBtemperatur der Schlacke hingegen unterhalb des optimalen Wertes von 1259 °C, so liegt
die mit einem Sicherheitsabstand von 100 K ermittelte Reingastemperatur am Austritt aus der HTGR
unterhalb der erforderlichen realen Eintrittstemperatur des Arbeitsmittels der Gasturbine. Die Aus-
trittstemperatur aus der HTGR muss folglich mehr als 100 X iiber der SchlackeflieBtemperatur liegen.
Das fiihrt zu einer Senkung der Schlackenviskositét in der HTGR, wobei hier angenommen wird, dass
daraus keine negativen Auswirkungen auf den Prozess der Fliissigascheabscheidung folgen. Die
Steigerung der Abgastemperatur erfolgt durch Reduzierung der Luftzahl in der Brennkammer, was bei
konstantem Verdichteransaugmassenstrom eine Zunahme des Kohlenmassenstroms bedeutet. Durch
die Zunahme der mittleren Rauchgastemperatur der Brennkammer steigen die thermischen Umge-
bungsverluste der Brennkammer und der HTGR sowie die Verluste durch die fithlbare Warme der
ausgeschleusten Schlacke. Da die Temperatur an der Brennkammerwand bzw. an der Grenzfldche
zwischen erstarrter und fliissiger Schlacke an der Brennkammerwand gleich der SchlackeflieB3-
temperatur gesetzt wird, folgt aus der Reduzierung der Luftzahl eine deutliche Zunahme der erforder-
lichen Brennkammerkiihlleistung. Die Abhédngigkeit des Nettowirkungsgrades des Kombi-Kraftwerks
bei SchlackeflieBtemperaturen unterhalb von 1259 °C unter Reduzierung der Luftzahl der Brennkam-
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mer sind in Abbildung 3.35 durch den Kurvenzug ,,C*“ reprisentiert. Die deutliche Abnahme des
Nettowirkungsgrades ist im Wesentlichen auf die Zunahme der Brennkammerkiihlleistung zuriickzu-
fithren.

Aus diesen Zusammenhingen wird ersichtlich, dass eine Abstimmung zwischen der Schlackeflief3-
temperatur und der ISO-Eintrittsttemperatur vorteilhaft ist. Die ISO-Temperatur der Gasturbine hat
Einfluss auf das optimale Brennstoffband fiir den Prozess, und fiir zukiinftig steigende Gasturbinen-
eintrittstemperaturen gelten die hier beschriebenen Zusammenhénge in analoger Weise fiir entspre-
chend hohere Temperaturen. In diesem Zusammenhang wére der Einsatz von Additiven zur Anhebung
oder Reduzierung des FlieBpunktes der Schlacke zu iiberpriifen. Eine weitere Einflussmdglichkeit auf
die SchlackeflieBtemperatur ergibt sich gegebenenfalls durch eine mit der Mechanisch/Thermischen
Entwiisserung einher gehende Anderung der Menge und Zusammensetzung der mineralischen Brenn-

stoffsubstanz (Demineralisierung).

3.4.3 Einfluss der Gasturbineneintrittstemperatur

Die Steigerung der Eintrittstemperatur einer Gasturbine ist eine effektive MaBlnahme zur Steigerung
des Wirkungsgrades eines Gasturbinenprozesses. Anders als im Dampfturbinenprozess erfordert die
Steigerung der oberen Prozesstemperatur eine Anhebung der Temperatur der Verbrennung. Die daraus
resultierende Steigerung der thermodynamischen Mitteltemperatur der Warmeaufnahme des Gasturbi-
nenarbeitsmittels fithrt zu einer Reduzierung der Exergieverluste der Verbrennung bzw. der Umwand-

lung der chemisch gebundenen Exergie des Brennstoffs in Kontaktexergie der Verbrennungsprodukte.

Der Steigerung der Eintrittstemperatur ist durch die Festigkeit verfiigbarer Hochtemperaturwerkstoffe
fiir z. B. die Auskleidung der Brennkammer sowie der Leitrad- und Laufradschaufeln der Turbine
Grenzen gesetzt. Durch den Einsatz der Luftkiihlung in den hochbelasteten ersten Reihen der Leit- und
Laufrdder der Gasturbine wurde die Realisierung von Eintrittstemperaturen mdglich, die oberhalb der
Einsatztemperatur der verwendeten hochfesten metallischen Grundwerkstoffe liegen. In dem hier
verwendeten Stufenmodell der Gasturbine wird in den ersten beiden Reihen eine Filmkiihlung und
weiter hinten das Prinzip der inneren Konvektionskiihlung beriicksichtigt. Auch bei Verwendung
gekiihlter Beschaufelung sind der Eintrittstemperatur Grenzen gesetzt, die auf die begrenzte Kiihlef-
fektivitdt und konstruktive Beschrankungen insbesondere der Kiihlkanidle zuriickzufiihren sind. Die
hier durchgefiihrten Analysen des Einflusses steigender ISO-Eintrittstemperaturen in die Gasturbine
sind als thermodynamische Potenzialabschédtzungen zu verstehen, die die Aufgabe haben, Tendenzen
aufzuzeigen. Die konstruktive Realisierbarkeit der vorgeschlagenen Ausfiihrungen muss an anderer

Stelle detailliert untersucht werden.
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Tabelle 3.3: Annahmen fiir die Berechnung des Kiihlluftbedarfs der Gasturbine
(Temperaturen in °C)
Stufe 1 Stufe 2 Stufe 3 Stufe 4
Leitrad Laufrad | Leitrad Laufrad | Leitrad Laufrad | Leitrad Laufrad
Kuahlprinzip Filmk. Filmk. Filmk. Filmk. | Konv.-K. Konv.-K. | Konv.-K. -
Max. Temperatur 870 830 870 830 820 780 700
1. Entwicklungsschritt | g, 880 920 880 870 830 750
+50 K
2. Entwicklungsschritt | o7, 930 970 930 930 880 800
+ 100 K

Im Rahmen der im dritten Schritt durchgefiihrten Variationsrechnung werden ausgehend vom Basis-
Kombi-Kraftwerk Auslegungsserien fiir [ISO-Eintrittstemperaturen von 1250 °C, 1300 °C und 1400 °C
berechnet. Auf Grund der in Abschnitt 3.4.2 beschriebenen Problematik muss gleichzeitig mit der

Variation der ISO-Temperatur auch die Luftzahl der Brennkammer gesenkt werden, weil sonst die

Austrittstemperatur des Reingases aus der HTGR nicht die erhdhten Eintrittstemperaturen in die

Gasturbine ermdglichen wiirde. Bei der SchlackeflieBtemperatur der Referenzkohle von 1460 °C

zuziiglich 100 K Sicherheitsabstand zum Erstarrungsbereich der Schlacke ist maximal eine ISO-

Temperatur von etwa 1375 °C realisierbar. Bei der Rechnung mit einer ISO-Eintrittstemperatur der

Gasturbine von 1300 °C wird eine Reingastemperatur von 1660 °C und bei 1400 °C eine Reingastem-

peratur von 2100 °C vorgegeben. Somit sind die erforderlichen realen Gaseintrittstemperaturen der
Gasturbine (entsprechend Abbildung 3.36) einzuhalten.
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Die Analyse steigender ISO-Temperaturen wird folglich durch den negativen Einfluss steigender
Brennkammerkiihlleistungen iiberlagert (siche Abschnitt 3.4.2).

In Abhéngigkeit vom jeweils variierten Verdichterdruckverhéltnis wird durch Anpassung des Quench-
luftmassenstrom der exakte Wert der Turbineneintrittstemperatur eingestellt. Die realen Eintrittstem-
peraturen des Gasturbinen-Arbeitsmediums ergeben sich aus der Kiihlluftbedarfsrechnung nach El-
Masri (siche Abschnitt 2.3.5) und der ISO-Definition der Eintrittstemperatur. Mit zunehmender ISO-
Eintrittstemperatur nimmt der Kiihlluftbedarf entsprechend Abbildung 3.37 zu. Der gesamte Kiihlluft-
bedarf der Gasturbine wird in dieser Darstellung bezogen auf den Ansaugmassenstrom des Verdichters
angegeben. Bei konstantem Verdichterdruckverhéltnis von z. B. 20 fiihrt demnach eine Steigerung der
ISO-Temperatur von 1250 tiber 1300 auf 1400 °C zu einem deutlichen Anstieg des Kiihlluftbedarfs
von 24 iiber 31 auf 47 % des Ansaugmassenstroms. Dies gilt unter der Voraussetzung konstant blei-
bender Kiihlmethoden und maximal zulédssiger Oberflichentemperaturen der Leit- und Laufradbe-
schaufelung entsprechend Tabelle 3.3. Wire die Steigerung der maximal zuldssigen Schaufeloberfla-
chentemperaturen durch neu entwickelte Grundwerkstoffe oder neue Beschichtungsmaterialien bzw. -
technologien moglich, wiirde die erforderliche Zunahme der Kiihlluftmassenstrome der Gasturbine
geringer ausfallen. Fiir den Fall der ISO-Temperatur von 1400 °C ist in Abbildung 3.37 daher auch der
erforderliche Kiihlluftbedarf bei gesteigerten zuldssigen Schaufeltemperaturen (+ 50 K und + 100 K
ausgehend von den Werten der Tabelle 3.3) eingetragen.

Durch eine Steigerung der Schaufeltemperaturen um 50 K gelangt der Kiihlluftbedarf bezogen auf den
Ansaugmassenstrom in die GroBenordnung einer Gasturbine mit einer ISO-Eintrittstemperatur von
1300 °C ohne angehobene Schaufeltemperaturen. Bei Steigerung der Schaufeltemperaturen um 100 K
liegt der Kiihlluftbedarf leicht unterhalb des Kiihlluftbedarfs einer Gasturbine mit einer
ISO-Eintrittstemperatur von 1250 °C  mit beibehaltenen Schaufeltemperaturen. Entsprechend
Abbildung 3.36 sinkt durch diese MaBnahme (iiber die ISO-Definition der Gasturbineneintrittstempe-
ratur) auch die erforderliche reale Gasturbineneintrittstemperatur, so dass die Temperaturen des Rein-
gases am Austritt der HTGR (durch Steigerung der Luftzahl der Brennkammer) wieder reduziert
werden konnen. Bei Steigerung der Schaufeltemperaturen um 50 K wird die Reingastemperatur auf
1810 °C und bei Steigerung um 100 K auf 1660 °C festgelegt. Dadurch wird der negative Einfluss
einer hoheren Brennkammerkiihlleistung durch der Senkung der Temperaturdifferenzen zwischen
mittlerer Rauchgas- und Wandtemperaturen in der Brennkammer abgeschwécht.



160 3 Ergebnisse der Prozessanalysen

Der Abbildung 3.37 ist darliber hinaus der Einfluss der steigenden Verdichteraustrittstemperatur mit
Zunahme des Verdichterdruckverhiltnisses zu entnehmen. Insbesondere bei hohem Kiihlluftbedarf
(bei hoher ISO-Eintrittstemperatur) nimmt der Kiihlluftbedarf mit steigendem Verdichterdruckverhalt-
nis deutlich zu, da die Kiihlluft vor Eintritt in die Gasturbine bereits mit hoheren Temperaturen vor-
liegt. An dieser Stelle sei nochmals darauf hingewiesen, dass es sich bei der Betrachtung um thermo-

dynamische Potenzialabschédtzungen handelt.
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Abbildung 3.37: Verhdltnis des gesamten Kiihlluftmassenstroms einer Gasturbine zum Ansaug-
massenstrom des Verdichters in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis fiir
verschiedene ISO-Eintrittstemperaturen der Gasturbine und bei steigenden zulds-

sigen Oberfldchentemperaturen der Leit- und Laufradbeschaufelung

Das optimale Verdichterdruckverhiltnis von allein stehenden Gasturbinenanlagen wird auf Grund
wirtschaftlicher Aspekte nach der grofiten Leistungsdichte ausgelegt. Die Leistungsdichte wird ausge-
driickt durch die spezifische Nutzarbeit, die aus der Nettoleistung der Gasturbine bezogen auf den
Ansaugmassenstrom des Verdichters gebildet wird. In Abbildung 3.38 ist der exergetische Nettowir-
kungsgrad der Gasturbinenanlage iiber der spezifischen Nutzarbeit der Gasturbine bei verschiedenen
Verdichterdruckverhiltnissen fiir die oben betrachteten ISO-Temperaturen dargestellt. Aus dieser
Darstellung wird ersichtlich, dass mit Zunahme der ISO-Temperatur bei konstant gehaltenen zuléssi-
gen Schaufeltemperaturen das fiir die Leistungsdichte der Gasturbine optimale Verdichterdruckver-
hiltnis geringfiigig ansteigt. Die Leistungsdichte steigt mit zunehmender ISO-Temperatur deutlich an.
Der exergetische Nettowirkungsgrad der Gasturbinenanlage bei jeweils optimalem Verdichterdruck-
verhéltnis nimmt jedoch ab, da die steigende Brennkammerkiihlleistung zu Lasten des Gasturbinen-
wirkungsgrades geht.
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Abbildung 3.38: Exergetischer Nettowirkungsgrad des Gasturbinenprozesses in Abhdngigkeit von
der spezifischen Nutzarbeit bei unterschiedlichen ISO-Temperaturen und Verdich-
terdruckverhdltnissen und bei Zunahme der zuldssigen Oberflichentemperaturen
der Leit- und Laufradbeschaufelung

Eine Steigerung der zuldssigen maximalen Schaufeltemperaturen fiihrt zu einer Anhebung des Wir-
kungsgrades bei nahezu konstanter Leistungsdichte. Die resultierende Senkung der Reingastemperatur
am Austritt der HTGR fiihrt zur Reduzierung der Brennkammerkiihlleistung. Mit zunehmender Schau-
feltemperatur sinkt das optimale Verdichterdruckverhéltnis gegeniiber den unveridnderten Schaufel-
temperaturen bei einer ISO-Eintrittstemperatur von 1400 °C leicht ab.

Die Parameter Verdichterdruckverhiltnis, ISO-Eintrittstemperatur und zuldssige Schaufeloberfldchen-
temperatur haben auf die Abgastemperatur des Gasturbinenprozesses den in Abbildung 3.39 darge-
stellten Einfluss. Bei konstanter ISO-Eintrittstemperatur sinkt die Austrittstemperatur mit zunehmen-
dem Verdichterdruckverhéltnis relativ deutlich ab (z.B. bei 1250 °C ISO-Eintrittstemperatur von
640 °C bei einem Verdichterdruckverhiltnis von 15 bis auf etwa 510 °C bei einem Verdichterdruck-
verhiltnis von 30. Das Absinken der Austrittstemperatur ist auf das groBere Druckgefille bei der

Entspannung in der Gasturbine zuriickzufiihren.
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Abbildung 3.39: Abgastemperatur der Gasturbine in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis
bei unterschiedlicher ISO-Temperatur und bei Zunahme der zuldssigen Oberfld-

chentemperatur der Leit- und Laufradbeschaufelung

Eine Anhebung der ISO-Eintrittstemperatur fiihrt zu einem nahezu konstanten Anstieg des Tempera-
turniveaus am Turbinenaustritt. Durch die Zunahme des Kiihlluftbedarfs macht sich die Abhidngigkeit
der Austrittstemperatur vom Verdichterdruckverhéltnis deutlich in der Austrittstemperatur bemerkbar
(siche Abbildung 3.37). Die HD- und MD-Frischdampftemperaturen des Abhitzedampfprozesses
liegen um den Betrag der Gridigkeit der Uberhitzer (18 K) unterhalb der Gasturbinenaustrittstempera-
tur bzw. maximal bei 650 °C.

Erweitert man die Abbildung 3.38 durch Darstellung der gesamten Nutzarbeit des Kombi-Prozesses
bezogen auf den Ansaugmassenstrom des Verdichters gegeniiber dem exergetischen (und auf den
Heizwert bezogenen) Nettowirkungsgrad des Gesamtprozesses, so ergeben sich Zusammenhénge, die
in Abbildung 3.40 dargestellt sind.

Bei den drei Varianten mit den gleichen Schaufeloberflichentemperaturen (bei ISO-
Eintrittstemperaturen von 1250, 1300 und 1400 °C) stimmen die fiir die Leistungsdichte des Gasturbi-
nenprozesses optimalen Verdichterdruckverhiltnisse (18/20/24) nahezu mit den fiir den Wirkungsgrad
des Kombi-Prozesses optimalen Verdichterdruckverhédltnissen (22/24/26) iberein (siche
Abbildung 3.38). Bei den Varianten mit hoheren zuldssigen Schaufeltemperaturen (bei ISO-
Eintrittstemperatur von 1400 °C) liegen die optimalen Verdichterdruckverhéltnisse der Gasturbinen-
prozesse bei etwa 22 bzw. 20.
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Abbildung 3.40: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Prozesses in Abhdngigkeit von der spezifischen Nutzarbeit des Kombi-Kraftwerks
bei verschiedenen ISO-Temperaturen und Verdichterdruckverhdltnissen sowie bei
steigenden zuldssigen Oberflichentemperaturen der Leit- und Laufrad-

beschaufelung

In Abbildung 3.41 ist die Abhéngigkeit des Nettowirkungsgrades des Kombi-Prozesses vom Verdich-
terdruckverhiltnis bei verschiedenen ISO-Eintrittstemperaturen und zuldssigen Schaufeloberfldchen-
temperaturen dargestellt. Bei einer [SO-Eintrittstemperatur in die Gasturbine von 1250 °C ergibt sich
demnach ein optimales Verdichterdruckverhiltnis von 22, wobei ein exergetischer Nettowirkungsgrad
von 49,3 % erreicht wird (auf den Heizwert bezogen: 58,6 %5). Durch eine Steigerung der ISO-
Temperatur um 50 K auf 1300 °C verschiebt sich das optimale Verdichterdruckverhéltnis leicht nach
oben auf 23. Der exergetische Wirkungsgrad steigt dabei auf 50,1 %, also um 0,8 %-Punkte (bzw. bei
Bezug auf den Heizwert auf 59,5 %, um 0,9 %-Punkte).

Eine Steigerung der ISO-Eintrittstemperatur auf 1400 °C unter Beibehaltung der maximal zulédssigen
Oberflaichentemperaturen der Leit- und Laufradbeschaufelung fiihrt zu einem weiteren Anstieg des
optimalen Verdichterdruckverhéltnisses auf 24. Dabei erreicht der Kombi-Prozess einen exergetischen
Wirkungsgrad von 50,9 % (auf den Heizwert bezogen: 60,4 %). Durch Anhebung der zuldssigen
Schaufeltemperaturen um 50 bzw. 100 K verschiebt sich das optimale Verdichterdruckverhéltnis auf
30 bzw. 32. Der exergetische Nettowirkungsgrad steigt dabei nochmals auf 51,4 bzw. 51,7 % (61,1
bzw. 61,4 %).

In Abbildung 3.41 sind auch die Temperaturdifferenzen zwischen der Austrittstemperatur aus der
Hochtemperaturgasreinigung und dem AscheflieBpunkt dargestellt, die zur Erreichung der variieren-
den realen Eintrittstemperatur des Arbeitsmediums angepasst werden mussten. Dies fiihrt im Falle der
Zunahme der Brennkammerkiihlleistung zu negativen Auswirkungen auf die Effizienz des Kombi-
Prozesses. Diese Einfliisse iiberlagern unvermeidbar die dargestellten Ergebnisse der Variationsrech-
nung der ISO-Temperatur und des Verdichterdruckverhiltnisses.
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Abbildung 3.41: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis bei unterschiedlichen
ISO-Eintrittstemperaturen der Gasturbine und bei steigenden zuldssigen Oberfld-

chentemperaturen der Leit- und Laufradbeschaufelung

3.4.4 Einfluss der Hochtemperaturgasreinigung

Zur Untersuchung des Einflusses der Hochtemperaturgasreinigung auf den Kombi-Prozess wurden im
vierten Schritt mogliche Mechanismen analysiert, die wirkungsgradmindernden Einfluss auf den
Gesamtprozess ausiiben und durch den Vorgang der Hochtemperaturgasreinigung hervorgerufen

werden konnen. Die Verlustmechanismen lassen sich wie folgt zusammenfassen:

- Stromungsverluste
- Verluste thermischer Energie durch Energiefehlleitung
- elektrischer Eigenbedarf fiir die Abscheidung

Stromungsverluste resultieren in der Abnahme des Gesamtdrucks der Gasphase. Diese Druckverluste
entstehen beispielsweise durch Stromungsumlenkungen oder -einschniirungen. Sie kénnen verfahrens-
technisch erforderlich sein, um die Stromungsgeschwindigkeit innerhalb des Abscheiders zu beein-
flussen, oder um ausreichend grof3e Flachen fiir die Abtrennung der Partikel aus dem Gasstrom anbie-
ten zu konnen und dabei gleichzeitig die AuBenabmessungen des Abscheiders nicht zu stark
anwachsen zu lassen. Die gegebenenfalls auftretenden Druckverluste der Hochtemperaturgasreinigung
reduzieren direkt den Eintrittsdruck des Gases in die Turbine und nehmen somit Einfluss auf den

gesamten Kombi-Prozess.

In den Verlusten thermischer Energie durch Fehlleitung sind alle Umgebungsverluste der Behélter
bzw. Apparate der Hochtemperaturgasreinigung zusammengefasst. Auf Grund der Temperaturdiffe-
renz zwischen dem zu reinigenden heilen Rauchgas (etwa 1560 °C) und der Umgebungsluft (15 °C)

kommt es zu einer unerwiinschten Energietibertragung an die Umgebung.
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Ein eventuell notwendiger elektrischer Eigenbedarf der Hochtemperaturgasreinigung hat ebenfalls
FEinfluss auf den Wirkungsgrad des Kombi-Kraftwerksprozesses. Der elektrische Eigenbedarf der
Gasreinigung kann dabei direkt mit dem Abscheideverfahren in Verbindung stehen, wie z.B. in dem
Fall, dass mit elektrischen oder magnetischen Effekten die Abscheidung erzielt werden kann. Zur
Erzeugung und Aufrechterhaltung der magnetischen oder elektrischen Felder, die die entsprechende
Kraftwirkung auf die abzuscheidenden Partikel bewirken, ist in Abhingigkeit von der erforderlichen
Feldstirke und in Abhéngigkeit von den jeweiligen elektrischen Eigenschaften des heiflen Rauchgases
und der darin fein verteilten Partikel, die zu einer Schwichung des Feldes fithren kdnnen, ein unter-
schiedlicher elektrischer Eigenbedarf zu erwarten. Genauere Untersuchungen der beobachteten Effekte
(sieche Abschnitt 1.2.1, S. 19) miissen noch Aufschluss {iber den tatséchlichen elektrischen Eigenbedarf
solcher Abscheideverfahren erbringen.

Ziel der hier durchgefiihrten thermodynamischen Analyse ist die Abschéitzung des wirkungsgradmin-
dernden Einflusses, den die Integration der Hochtemperaturgasreinigung in den Kombi-
Kraftwerksprozess zur Folge haben kann. Da iiber die verfahrenstechnische Ausfiihrung des Apparates
noch keine genauen Angaben vorliegen, wird die angestrebte Abschétzung durch Sensitivitdtsanalysen
erzielt. Dazu werden die drei oben genannten Einflussmoglichkeiten in weiten Grenzen variiert und
die Effekte auf den Prozessverlauf und den Nettowirkungsgrad beurteilt.

Druckverluste der Hochtemperaturgasreinigung

Die Abbildung 3.42 stellt den ermittelten Einfluss der Druckverluste der Hochtemperaturgasreinigung
(HTGR) auf den Wirkungsgrad des Kombi-Kraftwerks graphisch dar. Im Basis-Kombi-Kraftwerk ist
bereits ein relativer Druckverlust der Gasreinigung von 5 % (bezogen auf den Eintrittsdruck des Appa-
rates) beriicksichtigt. Bei einem Verdichterdruckverhéltnis von 19 ergibt sich der optimale Wirkungs-
grad des Basisfalls zu 48,4 % (57,5 %). Der Eintrittsdruck in die HTGR betrdgt 1,92 MPa. Durch den
angenommenen relativen Druckverlust von 5 % sinkt in den Apparaten der Druck des Rauchgases auf
1,82 MPa. Der absolute Druckverlust betrdgt also in diesem Fall rund 0,1 MPa.

Der hochste Nettowirkungsgrad ergibt sich unter der (unrealistischen) Annahme, dass die HTGR
druckverlustlos durchgefiihrt werden konnte. In diesem Fall steigt der exergetische Nettowirkungsgrad
auf 48,8 % an (bezogen auf den Heizwert 58 %). Das heif3t, dass der relative Druckverlust von 5 % zu
einer Wirkungsgradminderung von 0,4 %-Punkten (0,5) fiihrt. Verdreifacht man hingegen den relati-
ven Druckverlust, gegeniiber dem Wert des Basis-Kraftwerks, auf 15 %, so sinkt der Wirkungsgrad
des Kombi-Prozesses auf etwa 47,5 % (56,5 %), bei konstant gehaltenem Verdichterdruckverhiltnis
von 19. Das entspricht einer Abnahme des Wirkungsgrades um 0,9 %-Punkten (1,0) gegeniiber dem
Basisfall bzw. um rund 1,5%-Punkten gegeniiber dem Fall, dass keine Druckverluste auftreten. Der
angenommene relative Druckverlust von 10 % fiihrt zu einer Abnahme des Drucks des Rauchgases
von 1,92 MPa vor der Gasreinigung auf 1,64 MPa. Das entspricht einem absoluten Druckverlust von
0,28 MPa.

Der Abbildung 3.41 ist zu entnehmen, dass auf Grund der Zunahme der Druckverluste zwischen
Kompressoraustritt und Turbineneintritt das optimale Verdichterdruckverhéltnis leicht ansteigt. Bei
der Annahme von 15 % relativen Druckverlusten liegt das optimale Verdichterdruckverhiltnis bei 20.
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Abbildung 3.42: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis bei verschiedenen rela-

tiven Druckverlusten der Hochtemperaturgasreinigung

In der Abbildung 3.43 wird der Einfluss des jeweils optimalen Verdichterdruckverhéltnisses in Ab-
héngigkeit des absoluten Wertes der Druckverluste der Hochtemperaturgasreinigung durch die gestri-

chelte Kurve dargestellt.
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Abbildung 3.43: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit vom absoluten Druckverlust der Hochtemperatur-
gasreinigung bei konstanten Verdichterdruckverhdltnis von 19 und bei jeweils op-

timiertem Verdichterdruckverhdltnis
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Thermische Verluste der Hochtemperaturgasreinigung

Fiir die Ermittlung des Einflusses von Warmeverlusten auf den Nettowirkungsgrad werden Ausle-
gungsrechnungen unter Beriicksichtigung unterschiedlich hoher relativer Warmeverluste in der Hoch-
temperaturgasreinigung (Variation von 0 bis 5 %) durchgefiihrt. Zunéchst wird davon ausgegangen,
dass der durch den relativen Warmeverlust bestimmte Wéarmestrom dem Kombi-Prozess vollstindig
verloren geht. Diese Annahme fiihrt zu Extremwerten der Wirkungsgradeinbul3e.

Es ergibt sich eine lineare Abnahme des Wirkungsgrades mit Zunahme der thermischen Verluste
entsprechend Abbildung 3.44. Gegeniiber dem Basis-Kombi-Kraftwerk (relativer Wéarmeverlust von
0,1 %), sinkt der Nettowirkungsgrad von 48,4 % (57,5 %) auf 45 % (53,7 %) bei 5 % relativen thermi-
schen Verlusten. Das entspricht einer Wirkungsgradeinbuf3e von 3,4 %-Punkten (3,9).
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Abbildung 3.44: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Prozesses in Abhdngigkeit vom relativen Wirmeverlust der Hochtemperatur-
gasreinigung bei unterschiedlichen Wéirmeriickgewinnungsgraden (bei Einkopp-

lung der Wirme in den Abhitzeprozess)

Glinstigere Ergebnisse fiir den Wirkungsgrad ergeben sich, wenn ein Teil der thermischen Verluste der
Hochtemperaturgasreinigung an anderer Stelle wieder in den Prozess eingekoppelt werden kann. Um
diesen Einfluss zu untersuchen, wird angenommen, dass analog zur Kiihlung der Brennkammerwand
auch die Behélterwénde der Gasreinigungsapparate mit einer Mantelkiihlung versehen werden. Der
ausgekoppelte Energiestrom wird dem Abhitzeprozess dampfseitig zugefiihrt, indem Sattdampf der
Mitteldruckschiene vor Eintritt in den Mitteldruck-Uberhitzer beigemischt wird. Auch in dem Fall,
dass die gesamte Leistung, die der HTGR durch Fehlleitung thermischer Energie verloren geht, dem
Abhitzeprozess zu Gute kommt, stellt sich ein linearer Zusammenhang zwischen den Verlusten und
der Wirkungsgradeinbu3e des Kombi-Prozesses ein. Die Einbufle fillt jedoch wesentlich geringer aus
als in dem Fall, dass kein Riickgewinn der Wérme stattfindet. Bei dem Maximalwert von 5 % relati-
vem Wirmeverlust ergibt sich ein Nettowirkungsgrad von 47,4 % (56,3 %) Das entspricht einer Wir-
kungsgradeinbufle von 1,0 %-Punkten (1,2) gegeniiber dem Basisfall.
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Gegeniiber der Betrachtungsweise ohne Warmerilickgewinn, kann der Wirkungsgradverlust auf fast ein
Viertel reduziert werden. Die tatsdchlich zu erwartende Wirkungsgradabnahme durch die thermischen
Verluste auf Grund Fehlleitung in der HTGR werden zwischen den beiden Extremwerten dieser
Grenzwertbetrachtung liegen. Dieses Ergebnis unterstreicht die Wichtigkeit der Warmeriickgewinnung
aus der HTGR fiir den Wirkungsgrad des Kombi-Pozesses, was auf das hohe Temperaturniveau in
dem betrachten Prozessschritt zuriickzufiihren ist. Es wird deutlich, dass der grofite Teil der Wir-
kungsgradeinbulle auf Grund thermischer Verluste, durch Warmeriickgewinnung abgewendet werden

kann.

Elektrischer Eigenbedarf der Hochtemperaturgasreinigung

Um den Wirkungsgradeinfluss, der durch elektrischen Eigenbedarf der Hochtemperaturgasreinigung
(HTGR) entstehen konnte, abzuschitzen, wird eine Sensitivititsanalyse dieser GroBe durchgefiihrt.
Unter Umsténden kann der erforderliche Eigenbedarf bzw. die dadurch erzeugten elektrischen Felder
zu Verdnderungen des zu reinigenden Rauchgases fiihren (denkbar wire z.B. eine Temperaturerho-
hung 0.4.). Solche Sekundireffekte werden in der hier vorgestellten Sensitivitidtsanalyse nicht beriick-
sichtigt, weil sie sich beim derzeitigen Kenntnisstand nicht quantifizieren lassen. Das bedeutet gleich-
zeitig, dass die berechneten Wirkungsgrade unter der ungiinstigsten Annahme (ohne jeden

Riickgewinn) ermittelt werden.
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Abbildung 3.45: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit von der elektrischen Leistung der Hochtemperaturgas-

reinigung

Ausgehend vom Basis-Kombi-Kraftwerk sinkt der Wirkungsgrad des Kombi-Prozesses linear mit
zunehmendem Eigenbedarf der Hochtemperaturgasreinigung (Abbildung 3.45) ab. Bei einem volu-
menbezogenen Eigenbedarf von 5000 £Wh pro eine Million Kubikmeter Rauchgas (im Normzustand)
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betragt der Nettowirkungsgrad noch 46,9 % (55,8 %5). Das entspricht einer Abnahme um 1,4 %-Punkte
(1,7) gegeniiber dem Basisfall ohne elektrischen Eigenbedarf. Die Eigenbedarfsleistung der HTGR hat
dann einen Anteil von iiber 70 % an der Gesamteigenbedarfsleistung des gesamten Kombi-Kraftwerks.

Als Vergleichswert kann der volumenbezogene Eigenbedarf der Rauchgasentschwefelungsanlage
herangezogen werden. Dieser wird mit einem Betrag von 2000 kWh pro 1 Million Kubikmeter Rauch-
gas (im Normzustand) in allen Auslegungsrechnungen beriicksichtigt.

Bezogen auf die Bruttoleistung entspricht die angenommene Eigenbedarfsleistung etwa 2,8 %. Der
elektrische Eigenbedarf der HTGR wirkt sich recht deutlich auf den Wirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks aus. Dabei muss nochmals darauf hingewiesen werden, dass sekundire Effekte, die evtl.
steigernd auf den Wirkungsgrad wirken konnen, in den Sensitivititsanalysen nicht beriicksichtigt
werden.

Die Untersuchungen moglicher Einfliisse der Hochtemperaturgasreinigung auf den Gesamtprozess
ergeben, dass durch zu erwartende Druckverluste von Fliissigasche- und Alkali-Abscheider die Mach-
barkeit des Kombi-Konzeptes nicht in Frage gestellt wird. Jedoch ergibt sich aus den Analysen die
Forderung, auftretende Wérmeverluste auf hohem Temperaturniveau durch Warmeriickgewinnung zu
integrieren. Der Wirkungsgradeinfluss eines evtl. erforderlichen elektrischen Eigenbedarfs fiir die
Gasreinigung hingt stark von der Hohe des spezifisches Eigenbedarfs ab. In der Realitit werden
vermutlich mehrere der hier unabhingig voneinander betrachteten Verlustmechanismen gemeinsam
auftreten. Daher sind die Ergebnisse als erste Abschétzung anzusehen, die im Laufe der Konkretisie-
rung der Abscheideverfahren datailliert werden miissen.



170 3 Ergebnisse der Prozessanalysen

3.4.5 Einfluss von Druckverlusten hinter Gasturbine

In diesem Abschnitt werden Ergebnisse der Untersuchung des Wirkungsgradeinflusses von Druckver-
lusten, die in den der Gasturbine nachgeschalteten Anlagenteilen entstehen, dargestellt. Die Analyse

des Einflusses der Druckverluste erfolgt am Beispiel der Druckverluste eines in den Abhitzekessel

integrierten DeNOx-Katalysators.
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Abbildung 3.46: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit vom Verdichterdruckverhdltnis und vom Druckverlust
des DeNOx-Katalysators im Abhitzekessel

Wie aus der Darstellung des aktuellen Standes der Entwicklung (Abschnitt 1.2.1, S. 16) zu entnehmen
ist, wird erwartet, dass bei der Druckkohlenstaubfeuerung von Trockenbraunkohle keine sekundiren
Entstickungsmafinahmen erforderlich sind. Innerhalb der Auslegungsrechnung fiir das Basis-Kombi-
Kraftwerk wurde der Druckverlust von drei Katalysatorscheiben berticksichtigt. Falls sich herausstellt,
dass auf die nachtrigliche Entstickung des Abgases verzichtet werden kann, entfdllt der Druckverlust,
der im Basis-Kombi-Kraftwerk 1,8 kPa betragt.

Um diesen Betrag kann infolgedessen der Austrittsdruck der Gasturbine gesenkt werden. Dies fiihrt zu
dem in Abbildung 3.46 dargestellten Einfluss auf den Nettowirkungsgrad des Kombi-Prozesses. Die
Hohe des Druckverlustes nach Gasturbine hat keinen nennenswerten Einfluss auf das optimale Ver-
dichterdruckverhéltnis, welches auch im betrachteten Fall ohne Katalysator bei 19 liegt. Der Nettowir-
kungsgrad des Kombi-Prozesses weist hingegen eine deutliche Abhingigkeit vom absoluten Betrag
der Druckverluste hinter der Gasturbine auf. Im Basis-Kombi-Kraftwerk mit einem Gesamtdruckver-
lust nach Gasturbine von 7,1 kPa wird ein Nettowirkungsgrad von 48,4 % (57,5 %) erreicht. Der
Druckverlust des darin beriicksichtigten Katalysators betrdgt 1,8 kPa bzw. rund 25 % des gesamten
Druckverlustes nach Gasturbine. Durch den Wegfall des Druckverlustes des Katalysators sinkt der
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Druckverlust hinter der Gasturbine auf 5,3 kPa, was zu einer Steigerung des Nettowirkungsgrades auf
48,5 % (57,7 %) also um 0,1 %-Punkte (0,2) fiihrt.

Ein gleich groBer Wirkungsgradeinfluss der Druckverluste vor Eintritt in die Gasturbine wird durch
einen Druckverlust von etwa 32 kPa hervorgerufen (siche Abschnitt 3.4.4). Das heif3t, dass der gleiche
relative Druckverlust vor und hinter der Gasturbine den gleichen Einfluss auf den Nettowirkungsgrad
des Kombi-Prozesses ausiibt. Hohe absolute Druckverluste vor der Gasturbine sind somit deutlich

weniger schidlich fiir die Effektivitit des Gesamtprozesses als solche hinter der Gasturbine.

3.4.6 Einfluss des Kondensatordrucks

Analog zur Optimierung des Kondensatordrucks innerhalb des Dampfkraftwerks (Abschnitt 3.2.4)
wird der Einfluss der Reduzierung des Kondensatordrucks auf den Wirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks ausgehend von der Auslegung des Basis-Kombi-Kraftwerk untersucht. Die Reduzierung
des Kondensatordrucks erfolgt auch hier durch schrittweise Verbesserung des kalten Endes. Der
Kiihlgrenzabstand des Kiihlturms, die Kiihlzonenbreite des Kiihlwasserkreislaufs und die Gradigkeit
des Kondensators werden dabei in gleichen Relationen reduziert. Der Zusammenhang mit dem resul-
tierenden Kondensatordruck ist der Abbildung 3.18 (S. 126) zu entnehmen. Die Reduzierung des
Kondensatordrucks bzw. der Kondensationstemperatur im Wasser-/Dampfkreislauf des Abhitze-
dampfprozesses reduziert die Exergieverluste, da die thermodynamische Mitteltemperatur der Warme-
abgabe an die Umgebung gesenkt wird. Die Reduzierung der Kiihlzonenbreite des Kiihlwasserkreis-
laufs erfordert eine Anhebung der Kiihlwassermenge, was bei konstanter Stromungsgeschwindigkeit
zu einer Steigerung der Leistungsaufnahme der Kiithlwasserpumpe fiihrt.
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Abbildung 3.47: Exergetischer und auf den Heizwert bezogener Nettowirkungsgrad des Kombi-
Kraftwerks in Abhdngigkeit vom Kondensatordruck des Abhitzedampfprozesses

Das Basis-Kombi-Kraftwerk weist einen Kondensatordruck von 3,55 kPa auf. Dieser Wert resultiert
aus einem Kiihlgrenzabstand des Kiihlturms von 10 K, einer Kiihlzonenbreite des Kiihlwasserkreislauf
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von 8 K und einer Gréadigkeit des Kondensators von 1,5 K. Eine Reduzierung dieser drei GroBen um
jeweils 10 % fiihrt zu einer Senkung des Kondensatordrucks auf 3,16 kPa.

Der Einfluss eines abnehmenden Kondensatordrucks auf den Nettowirkungsgrad, ausgehend vom
Basis-Kombi-Kraftwerk, ist in Abbildung 3.47 dargestellt. Als sowohl technisch und auch wirtschaft-
lich machbar ist fiir mitteleuropdische Binnenstandorte die Auslegung einer Riickkiihlanlage mit
Naturzug-Nasskiihlturm einzuschétzen, die zu einer Kondensatortemperatur von etwa 25 °C fiihrt (der
entsprechende Kondensatordruck betridgt dann etwa 3,16 kPa). Durch die Reduzierung des Kondensa-
tordrucks von 3,55 kPa auf 3,16 kPa steigt entsprechend Abbildung 3.47 der Nettowirkungsgrad des
Kombi-Prozesses bezogen auf die Exergie der Kohle von 48,4 % auf 48,5 % also um 0,1 %-Punkte
(bzw. von 57,5 % auf 57,6 % bezogen auf den Heizwert der Kohle). Die thermodynamische Mittel-
temperatur der Wirmeiibertragung an die Umgebung sinkt durch diese Verbesserungsmafinahme von
21,4 auf 20 °C. Das fiihrt zu einer Abnahme der Exergieverluste des Damptkreises von 5,2 % auf
5,1 % (also um rund 0,1 %-Punkte).

3.4.7 Bewertung des Entwicklungspotenzials des Kombi-Kraftwerks

In der folgenden Abbildung werden die in den vorangegangenen Abschnitten betrachteten Einzelein-
flisse auf das Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtemperaturgasreinigung
zusammenfassend dargestellt. Um eine Vergleichbarkeit der Einzeleinfliisse zu gewéhrleisten, wurde
bei den oben dargestellten Betrachtungen jeweils das Basis-Kombi-Kraftwerk als Ausgangspunkt
verwendet. Hier wird ein Entwicklungsszenario fiir das Kombi-Kraftwerk aufgezeigt. Die Darstel-
lungsform entspricht der Abbildung 3.22, in der die Ergebnisse der Analysen des Dampfkraftwerks
veranschaulicht werden. Auf den beiden linken Ordinaten sind die Nettowirkungsgrade der Kraft-
werksvarianten angegeben. Die Zahlenwerte iiber den Sdulen stellen die ermittelten Werte dar, wobei
die auf den Heizwert bezogenen Nettowirkungsgrade in Klammern unter die exergetischen Wirkungs-
grade gesetzt sind. Unter den Sdulen sind die Wirkungsgraderh6hungen durch den jeweiligen Ent-
wicklungsschritt in Prozentpunkten angegeben.

Im unteren Bereich der Sdulen werden Kennzahlen zur Bewertung des Wirkungsgradvorteils jedes
Entwicklungsschritts dargestellt. Der oberste Wert gibt die Reduzierung der spezifischen CO,-
Emissionen pro erzeugter Kilowattstunde Strom wieder und die zweite Zeile die dazu korrespondie-
rende Reduzierung des spezifischen Brennstoffbedarfs fiir die Stromerzeugung.
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Abbildung 3.48: Zusammenfassende Darstellung der Ergebnisse der Analysen iiber das Wirkungs-
gradpotenzial des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und Hoch-

temperaturgasreinigung

Ausgangspunkt der Betrachtungen des weiteren Entwicklungspotenzials des Kombi-Kraftwerks mit
Druckkohlenstaubfeuerung stellt das Basis-Kombi-Kraftwerk dar. Die Auslegungsrechnungen des
Basisfalls fithren zu einer elektrischen Nettoleistung von 334 MW bei einer auf den Heizwert (H,)
bezogenen Brennstoffwirmeleistung von 582 MW. Das entspricht einem Nettowirkungsgrad von
57,5 % bei Bezug auf H,. Der exergetische Wirkungsgrad des Basisfalls betrdgt 48,4 % (siehe linke
Sdule in Abbildung 3.48). Das Basis-Kombi-Kraftwerk produziert bei Volllast pro Sekunde 93 kWh
Strom. Fiir die Erzeugung einer Kilowattstunde Strom werden 547 g Rohbraunkohle verbraucht und
605 g CO, an die Umgebung abgegeben.

Aus den in Abschnitt3.4.1 dargestellten Untersuchungen fiihrt der FEinsatz der Mecha-
nisch/Thermischen Entwisserung mit Briidennutzung trotz des deutlich héheren Restwassergehaltes
(21,8 % gegeniiber 12 %) der Trockenbraunkohle zu geringfiigig besseren Wirkungsgraden des Ge-
samtprozesses als beim Einsatz des WTA-Verfahrens zur Braunkohletrocknung zu erwarten sind.
Basierend auf den durchgefiihrten Analysen ist durch die Verbesserung der internen Wérmeriickge-
winnung im MTE-Prozess eine leichte Wirkungsgradsteigerung gegeniiber dem Basis-Kombi-
Kraftwerk moglich. Die Reduzierung des Anzapfdampfbedarfs fiihrt zu einer Zunahme des Dampftur-
binenleistung. Das optimale Verdichterdruckverhiltnis des Kombi-Prozesses bleibt von dieser MaB3-
nahme unbeeinflusst. Entsprechend dem ersten Treppenschritt in Abbildung 3.48 ldsst sich der Wir-
kungsgrad um 0,4 %-Pkt. (bzw. um 0,5 %-Pkt. bezogen auf H,) steigern, wodurch die CO,-
Emissionen um 4,9 g und der Brennstoffbedarf um 4,4 g pro erzeugter Kilowattstunde sinken.

Im zweiten Entwicklungsschritt wird das Potenzial der Abstimmung zwischen der Schlacke-
flieBtemperatur und der ISO-Eintrittstemperatur in die Gasturbine dargestellt. Der Zusammenhang
zwischen diesen beiden Temperaturen einerseits, und den thermischen Verlusten der Brennkammer

sowie den Mischungsverlusten der Quenchkiihlung vor Eintritt in die Gasturbine andererseits, wird in
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Abschnitt 3.4.2 analysiert. Um bei der im zweiten Entwicklungsschritt weiterhin giiltigen ISO-
Eintrittstemperatur in die Gasturbine (1200 °C), die Verluste des Prozesses zu minimieren, wére eine
Senkung der SchlackeflieBtemperatur um 200 K (auf 1260 °C) erforderlich. Durch diese Maflnahme
wiirde sich der Nettowirkungsgrad um weitere 0,06 %-Pkt. (bzw. 0,08 %-Pkt.) steigern lassen. Die
SchlackeflieStemperatur bzw. -eigenschaften stellen demnach ein wichtiges Kriterium fiir das optimale
Brennstoffband des Prozess dar. In diesem Zusammenhang wire der Einsatz von Brennstoffgemischen
oder Additiven zur gezielten Beeinflussung der SchlackenflieBeigenschaften zu untersuchen. Eine
weitere Einflussmoglichkeit auf die FlieBtemperatur ergibt sich gegebenenfalls durch eine mit der
Mechanisch/Thermischen Entwisserung einher gehende, gezielte Anderung der Menge und Zusam-

mensetzung der mineralischen Brennstoffsubstanz (Demineralisierung).

Die Steigerung der Eintrittstemperatur einer Gasturbine ist eine effektive MaBBnahme zur Steigerung
des Wirkungsgrades eines Gasturbinenprozesses. Anders als im Dampfturbinenprozess erfordert die
Steigerung der oberen Prozesstemperatur eine Anhebung der Temperatur der Verbrennung. Die daraus
resultierende Steigerung der thermodynamischen Mitteltemperatur der Warmeaufnahme des Gasturbi-
nenarbeitsmittels fiihrt direkt zu einer Reduzierung der Exergieverluste der Verbrennung bzw. der
Umwandlung der chemisch gebundenen Exergie des Brennstoffs in Exergie der Verbrennungsproduk-
te. Im dritten Entwicklungsschritt wird die Steigerung der ISO-Turbineneintrittstemperatur von 1200
auf 1250 °C betrachtet. Die Steigerung der Eintrittstemperatur um 50 K hat einige Anderungen des
Gesamtprozesses zur Folge. Unter Beibehaltung des Kiihlverfahrens fiir die Leit- und Laufrdder der
Gasturbine und der maximal zuldssigen Schaufeloberflichentemperaturen resultiert aus der héheren
Eintrittstemperatur eine Zunahme des Kiihlluftbedarfs von 19 auf 24 % des Ansaugmassenstroms des
Verdichters. Die Luftzahl der Brennkammer sinkt bei konstant angenommenem Ansaugmassenstrom
von 2,6 bei 1200 °C auf 2,3 bei 1250 °C, um nach der Hochtemperaturgasreinigung eine ausreichend
hohe Reingastemperatur (von etwa 1475 °C) zu erreichen. Der Wérmeverlust der Brennkammer und
der Hochtemperaturgasreinigung steigt durch die hohere Gastemperatur leicht an. Dies und die erfor-
derliche Steigerung der Brennkammer-Kiihlleistung (von 1,1 auf 1,2 % der Feuerungswérmeleistung)
reduziert den Wirkungsgradvorteil der hoheren Gasturbineneintrittstemperatur geringfiigig. Eine
Optimierung des Verdichterdruckverhiltnisses bei einer ISO-Temperatur von 1250 °C fiihrt zu einem
Wert von 22 gegeniiber 19 bei 1200 °C. Die Leistung der Gasturbine steigt von etwa 230 auf 250 MW
an. Die Austrittstemperatur der Gasturbine steigt durch diese Maflnahmen von 554 auf 564 °C. Aus
der daraus resultierenden leichten Steigerung der Frischdampftemperaturen im HD- und MD-Teil des
Abhitzedampfprozesses resultiert zusétzlich eine leichte Steigerung des Dampfturbinenleistung. Ent-
sprechend dem dritten Treppenschritt in Abbildung 3.48 ist durch die Steigerung der ISO-
Gasturbineneintrittstemperatur von 1200 auf 1250 °C ein deutlicher Wirkungsgradzuwachs von 1,0 %-
Pkt. (bzw. 1,1 %-Pkt. bei Bezug auf den Heizwert) zu erwarten.

Der Einfluss eines abnehmenden Kondensatordrucks auf den Nettowirkungsgrad, ausgehend vom
Basis-Kombi-Kraftwerk, wird im Abschnitt 3.4.6 bzw. in Abbildung 3.47 dargestellt. Durch die Redu-
zierung des Kondensatordrucks im vierten Entwicklungsschritt, von 3,55 kPa auf 3,16 kPa, steigt der
Nettowirkungsgrad des Gesamtprozesses um weitere 0,1 %-Punkte an. Die thermodynamische Mittel-
temperatur der Warmeiibertragung an die Umgebung sinkt durch die Verbesserung des kalten Endes
von 21,4 auf etwa 20 °C ab. Dadurch reduzieren sich die Exergieverluste des Prozesses um etwa
0,1 %-Punkte.
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In den Auslegungsrechnungen des Basis-Kombi-Kraftwerks und der ersten vier Entwicklungsstufen
wurde im Abbhitzekessel der Druckverlust von drei Katalysatorscheiben beriicksichtigt. Falls sich
herausstellt, dass auf die nachtridgliche Entstickung des Abgases verzichtet werden kann (siche Ab-
schnitt 1.2.1, S. 16), entfallt der Druckverlust der Katalysatoreinbauten, der etwa 1,8 kPa betrdgt. Um
diesen Wert sinkt im fiinften Entwicklungsschritt der Austrittsdruck der Gasturbine. Die Hohe des
Druckverlustes nach Gasturbine hat keinen nennenswerten Einfluss auf das optimale Verdichterdruck-
verhéltnis, welches demnach auch im Fall ohne Katalysatordruckverlust bei 22 liegt. Der Nettowir-
kungsgrad des Kombi-Prozesses weist hingegen eine deutliche Abhdngigkeit vom absoluten Betrag
der Druckverluste hinter der Gasturbine auf. Durch den Wegfall des Druckverlustes des Katalysators
sinkt der Druckverlust hinter Gasturbine auf etwa 5,3 kPa, was zu einer Steigerung des Nettowir-
kungsgrades um 0,2 %-Punkte fiihrt.

Die Untersuchungen moglicher Einfliisse der Hochtemperaturgasreinigung auf den Kombi-Prozess mit
Druckkohlenstaubfeuerung (Abschnitt 3.4.4) ergeben, dass durch zu erwartende Druckverluste von
Fliissigasche- und Alkali-Abscheider die Machbarkeit des Kombi-Konzeptes nicht in Frage gestellt
wird. Jedoch ergibt sich aus den Analysen die Forderung auftretende Warmeverluste auf hohem Tem-
peraturniveau durch Warmeriickgewinnung zu integrieren. Der Wirkungsgradeinfluss eines eventuell
erforderlichen elektrischen Eigenbedarfs fiir die Gasreinigung héngt stark von der Hohe des spezifi-
sches Eigenbedarfs ab. In der Realitit werden vermutlich mehrere der hier unabhéngig voneinander
betrachteten Verlustmechanismen gemeinsam auftreten. Daher sind die Ergebnisse als erste Abschit-
zung anzusehen, die im Laufe der zukiinftigen Konkretisierung der Abscheideverfahren detailliert

werden missen.

Ausgehend von dem hohen Wirkungsgradniveau des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaub-
feuerung und Hochtemperaturgasreinigung fiir Braunkohle in der Basis-Auslegung (48,4 % exerge-
tisch bzw. 57,5 % bei Bezug auf den Heizwert) ergibt die durchgefiihrte Potenzialabschétzung insge-
samt eine weitere Steigerungsfdhigkeit des Wirkungsgrades von etwa 1,6 %-Punkten (bzw. 2,0 %-
Pkt.). Den grofiten Einfluss auf den Wirkungsgrad hat die Eintrittstemperatur in die Gasturbine. Hier
wird eine Steigerung der Eintrittstemperatur nach ISO-Definition von 1200 auf 1250 °C betrachtet.
Eine weitere Anhebung der ISO-Temperatur, wie sie in vielen anderen Potenzialstudien bzw. Verof-
fentlichungen angenommen wird, konnte auch hier den Wirkungsgrad weiter steigern. Dies wiirde
allerdings voraussetzen, dass die Druckkohlenstaubbrennkammer deutlich hohere Abgastemperaturen
erzeugen miisste. Gleichzeitig wire mit einer weiteren Verschérfung der Reinheitsanforderungen der
zum Einsatz kommenden Gasturbinen zu rechnen, so dass die Hochtemperaturgasreinigung hohere

Gasreinheit bei noch héheren Temperaturen erzielen miisste.

Das Wirkungsgradniveau des optimierten Kombi-Kraftwerks von anndhernd 50 % (bzw. fast 60 % bei
Bezug auf den Heizwert) bei einer ISO-Temperatur von 1250 °C stellt jedoch bereits ein ausgezeich-
netes Ergebnis fiir einen Kraftwerksprozess zur Verstromung von Braunkohle dar. Pro Kilowattstunde
erzeugtem Strom wiirden von einem derartigen Kraftwerk 529 g Rohbraunkohle verbraucht und 585 g
CO, emittiert.
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4 Quervergleich der untersuchten Braunkoh-
lenverstromungsverfahren

Die dargestellten thermodynamischen Auslegungsrechnungen des konventionellen Dampfkraftwerks
und des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung basieren auf Berechnungsmodellen mit
vergleichbarem Detaillierungsgrad und auf gleichwertigen Annahmen. Daher ist ein Vergleich der
Berechnungsergebnisse fiir die beiden Prozesslinien zuléssig. Eine Gegeniiberstellung der verfahrens-
technisch sehr verschiedenen Prozesse kann sinnvollerweise iiber den Wirkungsgrad und die damit
direkt zusammenhingenden Grofen spezifische CO,-Emissionen und spezifischer Brennstoffbedarf
erfolgen.

Das Referenz-Dampfkraftwerk stellt per Definition den heute giiltigen Stand der Technik im Bereich
der Braunkohlenverstromung dar. Das Basis-Kombi-Kraftwerk wird als die Verfahrensvariante bzw.
Ausfiihrung verstanden, in der der Kombi-Prozess am ehesten realisierbar sein wird, sobald die Hoch-
temperaturgasreinigung die Anforderungen der Gasturbine an die Gasreinheit erfiillt. Daher wird
zunichst das Referenz-Dampfkraftwerk mit dem Basis-Kombi-Kraftwerk verglichen.

Das Referenzkraftwerk ist mit einem modernen Dampferzeuger mit einfacher Zwischeniiberhitzung
ausgestattet, der iiberkritische Frischdampfzustinde von 580/600 °C bei 27,4 bzw. 5,4 MPa erzielt.
Der Frischdampf wird iiber eine dreistufige Dampfturbine bis auf einen Druck von 3,55 kPa (26,9 °C
Kondensatortemperatur) entspannt. Die Bruttoleistung des Prozesses betrdgt 1016,7 MW. Das Kreis-
laufkondensat wird in einer neunstufigen, regenerativen Speisewasservorwarmung bis auf 294 °C vor
Eintritt in den Kessel vorgewdrmt. Die Dampferzeugung erfolgt durch konventionelle Rohkohlefeue-
rung mit Rauchgasriicksaugung und Schlagradmiihlen. Fiir die Einhaltung der Emissionsgrenzwerte
sind Anlagen zur Entstaubung, Entstickung und Entschwefelung in den Rauchgasweg integriert.
Dieser Prozess erzielt auf Basis der weiter vorne dokumentierten Annahmen und Randbedingungen
einen exergetischen Wirkungsgrad von 34,4 %, was bei Bezug auf den Heizwert der Rohbraunkohle
einem Nettowirkungsgrad von 44,5 % entspricht. In den Wirkungsgraden ist ein elektrischer Eigenbe-
darf von 51,7 MW (rund 5 % der Bruttoleistung) beriicksichtigt. Aus dem Nettowirkungsgrad ergibt
sich der pro erzeugter Kilowattstunde nutzbarer elektrischer Arbeit erforderliche Brennstoffeinsatz
von 706 g und die dabei anfallenden CO,-Emissionen von 782 g (siehe Abbildung 4.1).

Fiir die Ermittlung der Stromgestehungskosten des Referenzkraftwerks wird der Einsatz im Grundlast-
bereich vorausgesetzt (8000 Volllastbenutzungsstunden pro Jahr). Unter Beriicksichtigung der spezifi-
schen Investitionen des zuletzt in Deutschland errichteten Braunkohlekraftwerks (1185 EUR/KW),
ergeben sich fiir das Referenzkraftwerk, tiber die Lebensdauer der Anlage gemittelte, Stromgeste-
hungskosten von 2,84 ct/kWh.
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In der Abbildung 4.1 ist dem Referenzkraftwerk das Basis-Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaub-
feuerung (DKSF) und Hochtemperaturgasreinigung (HTGR) gegeniiber gestellt.

% ko I B

" 484 - 30
1 50 s
(57,5) [ 3 "
55 | - B
45 L 20
| [ - 10
i N 10
“o . o L
35 N An  —ACO,
40 (+13) Al —ABr
5 1185 +98  (1283) EURKW
3 E B \ | [ |
2L 8000 -612  (7388) h/a
sl 22 | \ : :
22| 82 782 477 (605) g/kWh CO,
s 85| 1. —
E N €% 706 -159  (547) g/kWh Brennstoff
Z o L= | | ! |
Referenz- Basis-

Dampfkraftwerk Kombi-Kraftwerk

Abbildung 4.1: Vergleich der wichtigsten Ergebnisse fiir das Referenz-Dampfkrafiwerk und das
Basis-Kombi-Kraftwerk

Im Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung ist verfahrensbedingt die Feuerung getrockneter
Braunkohle bzw. der Einsatz eines externen Braunkohlentrockungsverfahrens erforderlich. Im Basis-
Kombi-Kraftwerk kommt daher die Mechanisch/Thermische Entwésserung zur Anwendung. Der
getrocknete Braunkohlenstaub wird in einer indirekt befeuerten Druckbrennkammer verbrannt. Hier
wird vorausgesetzt, dass das aus der wassergekiihlten Brennkammer austretende Rauchgas in der
anschliefenden Hochtemperaturgasreinigung soweit gereinigt wird, dass es mit einer Temperatur von
1690 °C der luftgekiihlten Gasturbine zugefiihrt werden kann (ISO-Eintrittstemperatur der Gasturbine
1200 °C). Das optimale Verdichterdruckverhiltnis des Gasturbinenprozesses betrdgt im Basisfall 19.
Die Gasturbine liefert einen Beitrag von rund 66 % zur Gesamtleistung des Kombi-Prozesses. Das
verbleibende Drittel der Gesamtleistung wird von den Dampfturbinen des Abhitzedampfprozesses
aufgebracht. Aus der im Abgas der Gasturbine verbliebenen thermischen Energie wird im Abhitzekes-
sel Dampf auf drei (unterkritischen) Druckniveaus erzeugt (12 /5 /0,55 MPa). Die Frischdampftem-
peratur der HD- und MD-Schiene liegt mit 536 °C um 18 K unterhalb der Eintrittstemperatur des
Gasturbinenabgases. Die Griadigkeit der Verdampfer wird zu 15 K angenommen. Die Entspannung des
Dampfes in der Dampfturbine erfolgt, wie im Referenzkraftwerk, bis auf 3,55 kPa, wobei am Austritt
der ND-Turbine ein Dampfgehalt von 88 % vorliegt. Die Vorwiarmung des Kreislaufkondensats auf
130 °C erfolgt mittels Wérmeitibertragung aus einem Teil der Verdichterluft und durch Anzapfdampf
der ND-Turbine sowie einer Riickspeisung von siedendem Wasser aus dem Speisewasserbehilter. Das
Abgas verldsst den Abhitzekessel mit einer Temperatur von 140 °C, so dass ein Unterschreiten des
Sauretaupunktes im Abgas verhindert wird.
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Die Gesamtleistung des Prozesses betrdgt 334 MW nach Abzug des elektrischen Eigenbedarfs aller
Aggregate von 14 MW (rund 4 % der Bruttoleistung). Der exergetische Wirkungsgrad des Basis-
Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung betriagt 48,4 %. Bei Bezug auf den Heizwert der
eingesetzten Rohbraunkohle entspricht das einem Nettowirkungsgrad von 57,5 %. Somit {ibertrifft der
exergetische Wirkungsgrad des Basis-Kombi-Kraftwerks den des Referenzkraftwerks um
11 %-Punkte. Diese Wirkungsgraddifferenz entspricht 13 %-Punkten unter Verwendung des Heizwer-
tes.

Durch diese Effizienzsteigerung wird eine Senkung des Brennstoffbedarfs und der CO,-Emissionen
um etwa 22 % erzielt. Das Basis-Kombi-Kraftwerk bendtigt 547 g Rohbraunkohle zur Erzeugung
einer Kilowattstunde Strom und emittiert dabei 605 g CO, (siche Abbildung 4.1).

Um die wirtschaftliche Konkurrenzfihigkeit des Basis-Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaub-
feuerung gegeniiber dem Referenzkraftwerk zu ermitteln, werden als Grenzfallbetrachtung die zuléssi-
gen Zusatzinvestitionen bzw. die zuldssige Minderung der Verfiigbarkeit des Basis-Kombi-Kraftwerks
ermittelt, die sich unter der Voraussetzung der Stromgestehungskosten des Referenz-Kraftwerks fiir
das Basis-Kombi-Kraftwerk mit DKSF ergeben. Durch den Wirkungsgradvorteil des Basis-Kombi-
Kraftwerks von 13 %-Punkten darf bei gleichbleibenden Stromgestehungskosten und gleich hoher
Anlagenverfiigbarkeit die spezifische Investition gegeniiber dem Referenz-Kraftwerk um knapp 8 %
ansteigen, so dass der Leistungspreis 1283 statt 1185 EUR/kW betragen diirfte. Die zweite Grenzbe-
trachtung setzt gleiche Stromgestehungskosten und gleichbleibende spezifische Investitionen voraus.
Daraus ergibt sich, dass die Volllastbenutzungsstundenzahl des Basis-Kombi-Kraftwerks um knapp
8 % bzw. 612 Stunden pro Jahr geringer sein darf, ohne die Wirtschaftlichkeit gegeniiber dem Refe-
renzkraftwerk zu gefahrden.

Die hier betrachteten zuldssigen Zusatzinvestitionen fiir die zumeist deutlich aufwendigere Anlagen-
technik und hochtemperaturbestindigen Werkstoffe werden auf der Grundlage heutiger Kostenstruktu-
ren ermittelt. Zusatzkosten, beispielsweise fiir CO,-Emissionen, wie sie voraussichtlich durch den
anstehenden europdischen Emissionshandel entstehen, konnen hier nicht sinnvoll beriicksichtigt

werden.

Bezieht man in den Vergleich der beiden Entwicklungslinien Dampfkraftwerk und Kombi-Kraftwerk
mit Druckkohlenstaubfeuerung auch das zu erwartende Entwicklungspotenzial der beiden Prozessli-
nien mit ein, so ergibt sich die Darstellung in Abbildung 4.2.

Eine detaillierte Darstellung und Bewertung des Entwicklungspotenzials des Dampfkraftprozesses
erfolgt in Abschnitt 3.2.5 und eine iibersichtliche Darstellung in Abbildung 3.22 (S. 130). Der Wir-
kungsgradvorteil des optimierten Dampfkraftwerks von 8,2 %-Punkten gegeniiber dem Referenz-
Dampfkraftwerk wird zu etwa 60 % durch den Austausch der Mahltrocknung durch ein effektives,
externes Braunkohletrocknungsverfahren erzielt. Weitere 6 % des Wirkungsgradzuwachses gehen auf
Verbesserungen der Dampfturbineneffizienz zuriick und 34 % Wirkungsgradsteigerung resultieren aus
einer Steigerung der Frischdampfparameter auf 700/720 °C/ 34,5 MPa und einer Anhebung der
Speisewassereintrittstemperatur auf 304 °C. Die Dampfparameter des Kessels erfordern nach heutigem
Kenntnisstand den Ubergang auf Nickel-Basis-Werkstoffe in besonders belasteten Bereichen des
Kessels. Das somit definierte optimierte Dampfkraftwerk bendtigt 580 g Rohbraunkohle fiir die Er-
zeugung einer Kilowattstunde Strom und emittiert dabei 642 g CO,.
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Wirtschaftlich bewertet fiithrt dieser Wirkungsgradvorteil gegeniiber dem Referenz-Dampfkraftwerk zu
einer zuldssigen Zusatzinvestition von 78 EUR/kW fiir die Optimierungen des Damptkraftwerks bei
gleichbleibend hoher Verfligbarkeit und bei gleichen Stromgestehungskosten von 2,84 ct/kWh. Unter
der Annahme konstanter Stromgestehungskosten und Investition entspricht der Wirkungsgradvorteil
einer zuldssigen Abnahme der Volllastbenutzungsstundenzahl von 493 Stunden pro Jahr.
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Abbildung 4.2: Vergleich der wichtigsten Ergebnisse fiir das Dampfkraftwerk und das Kombi-
Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung

Der Vorteil der Entwicklungslinie Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung gegeniiber dem
Dampfkraftprozess wird dadurch erheblich verringert. Der in Abbildung 4.1 dargestellte Wirkungs-
gradunterschied zwischen Referenzkraftwerk und Basis-Kombi-Kraftwerk von 13 % sinkt durch das
ermittelte Entwicklungspotenzial des Damptkraftprozesses fiir Braunkohle auf etwa 3,3 %-Punkte. Da
beispielsweise die Realisierung eines Dampferzeugers unter Verwendung von Nickel-Basis-
Werkstoffen erhebliche Entwicklungsleistungen in Anspruch nehmen wird, ist auch auf Seiten der
Entwicklungslinie Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung das weitere Wirkungsgrad-
potenzial zu betrachten. Dieses wird entsprechend Abschnitt 3.4.7 bzw. Abbildung 3.48 (S. 173) zu
2 %-Punkten ermittelt. Die moglichen Wirkungsgradverbesserungen sind zu etwa gleichen Teilen auf
die Steigerung der Gasturbinen-Eintrittstemperatur von 1200 auf 1250 °C (ISO) und auf die Optimie-
rung der Prozessfiihrung zuriick zu fiihren.

Insgesamt ergibt sich aus dem Vergleich der Wirkungsgrade, dass der thermodynamische Vorteil der
Entwicklungslinie Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung gegeniiber der Entwicklungslinie
Dampfkraftwerk mittelfristig im Bereich von 3 bis 5 %-Punkten liegt. Durch Verbesserungen des
Dampfkraftwerks lieBe sich zukiinftig der spezifische Brennstoffbedarf und die spezifischen CO,-
Emissionen um rund 18 % reduzieren. Eine dariiber hinausgehende Schonung der Brennstoffressour-
cen und der Umwelt, auf dem Wege der weiteren Effizienzsteigerung, wire durch den Ubergang auf
die Entwicklungslinie Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung mdéglich (technische Reali-
sierbarkeit vorausgesetzt). Den durchgefiihrten Untersuchungen zufolge, wiren dadurch weitere
Reduzierungen von Brennstoftbedarf und CO,-Emissionen um rund 9 % gegeniiber dem optimierten
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Dampfkraftwerk erreichbar. Dabei muss vorausgesetzt werden, dass die bisher technisch nicht voll-
stindig geklirte Hochtemperaturgasreinigung die geforderte Gasreinheit erzielen kann, wobei mit
einer weiteren Zunahme der Reinheitsanforderungen an das Gasturbinenarbeitsmedium bei héheren

Temperaturen zu rechnen ist.
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5 Zusammenfassung

Ein Grofiteil des weltweiten Bedarfs an Elektrizitdt und Wérme wird durch die Verbrennung fossiler
Primédr-/ und Sekundirenergietridger bereitgestellt. Soweit flichendeckende Leitungsnetze zur Vertei-
lung von Strom zur Verfligung stehen, kommen zentrale GroB3kraftwerke zum Einsatz, in denen haufig
Stein- und Braunkohle verfeuert werden. Der feste Aggregatzustand, der niedrige Preis und die relativ
groBe Reichweite der bekannten Kohlevorkommen kommt dem FEinsatz der festen Brennstoffe in
zentralen GroBkraftwerken entgegen. Gegeniiber den leichter verteil- und transportierbaren Edelbrenn-
stoffen Erdgas und Heizol weisen die festen Brennstoffe jedoch einen geringeren massenbezogenen
Energiegehalt und ein ungiinstigeres Kohlenstoff / Wasserstoffverhéltnis auf. Das hat zur Folge, dass
bei der Stromerzeugung aus Kohlen mehr Brennstoffmasse bendtigt wird, mehr Rauchgas entsteht und

insbesondere auch mehr CO, freigesetzt wird.

Auf Grund der hohen Versorgungssicherheit und Wirtschaftlichkeit der Stromerzeugung aus Stein-
und Braunkohle sowie auf Grund des derzeitigen Mangels an gleichwertigen alternativen Erzeugungs-
verfahren, wird in ndherer Zukunft nicht auf die Nutzung der festen fossilen Brennstoffvorrite ver-

zichtet werden konnen.

Ziel der Forschung in der Kraftwerkstechnik ist es daher, die Kohlenverstromungsverfahren dahinge-
hend zu verbessern, dass die Brennstoffressourcen geschont und die Schadstoffemissionen bei der
Stromerzeugung reduziert werden. Durch die Steigerung der Effizienz der angewendeten Umwand-
lungsverfahren besteht die Moglichkeit, beide Anforderungen gleichzeitig zu erfiillen und dabei ggf.
auch die Wirtschaftlichkeit der Anlagen zu steigern. Im Bereich der Verstromung von Braunkohle
wird in erster Linie die Weiterentwicklung des konventionellen Dampfkraftwerks verfolgt. Auf Grund
der langjdhrigen Erfahrungen mit diesem Kraftwerkstyp sind die Verbesserungsmafnahmen mit relativ
geringem Investitionsrisiko verbunden. Andererseits sind groBe Entwicklungsschritte in dieser weitge-
hend ausgereiften Technologie schwer zu erschlieBen. Ein anderes Kraftwerkskonzept fiir die hochef-
fiziente Verstromung von Braunkohle befindet sich in der Entwicklung. Grundgedanke des Kombi-
Kraftwerkskonzeptes mit Druckkohlenstaubfeuerung ist die Ubertragung des Prinzips des kombinier-
ten Gas- und Dampfturbinenprozesses, dass bisher den Edelbrennstoffen vorbehalten ist, auf die festen
Brennstoffe. Auf Grund der deutlich hoheren oberen Prozesstemperatur gegeniiber dem klassischen
Dampfkraftprozess ist das Wirkungsgradpotenzial dieses Konzeptes sehr hoch. Eine Realisierung
eines derartigen Kraftwerks scheitert derzeit noch an der mangelnden Verfiigbarkeit der HTGR, die
die Verwendung des Abgases der unter Druck betriebenen Kohlenstaubfeuerung als Arbeitsmedium

fiir die Gasturbine ermoglichen soll.

In dieser Arbeit werden diese beiden Entwicklungslinien der Braunkohlenverstromungstechnologie
vergleichend gegeniiber gestellt, so dass Risiken und Entwicklungschancen der beiden Prozesse be-
wertet werden konnen. Als Vergleichsmafstab wird der aktuelle Stand der Technik, der durch den vor
kurzem in Betrieb gegangenen BoA-Block in Niederaulem markiert wird, herangezogen. Zur Bewer-
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tung der Prozesse werden thermodynamische Auslegungsrechnungen (stationdrer Volllastbetriebs-
punkt) mit vergleichbarem Detaillierungsgrad aller Modelle sowie mit vergleichbaren Annahmen und
Randbedingungen durchgefiihrt. Ein thermodynamisch exakter Vergleich der verschiedenen Kraft-
werksprozesse wird durch die Verwendung des exergetischen Nettowirkungsgrades der Prozesse
ermdglicht. Aus Griinden der Vergleichbarkeit mit anderen Literaturangaben wird in dieser Arbeit
grundsitzlich auch der auf den Heizwert bezogene Wirkungsgrad angegeben. Uber die thermodynami-
sche Bewertung der Kraftwerksprozesse hinaus werden mit einfachen Mitteln die wirtschaftlichen
Risiken der Prozesse quantifiziert.

Folgende Eckdaten charakterisieren das betrachtete konventionelle, liberkritische Dampfkraftwerk fiir
Braunkohle: die Nettoleistung betrdgt 965 MW, der Frischdampf liegt bei 27,4 MPa mit 580 °C vor;
die einfache Zwischeniiberhitzung erfolgt bis 600 °C bei 5,4 MPa; das Speisewasser wird vor Kessel-
eintritt auf 294 °C aufgeheizt; die Vorwarmstrecke ist neunstufig und enthélt eine Anzapfung der HD-
Turbine, sowie einen vorgezogenen Enthitzer als letzte Stufe der Temperaturerhéhung des Speisewas-
sers; die Kesselspeisepumpe wird mit einer Turbine angetrieben; der Druck des Hauptkondensators
betrigt 3,55 kPa; das aus dem Kessel austretende Rauchgas wird durch Vorwarmung der Verbren-
nungsluft und in LuVo-Bypass-Economisern durch Vorwéirmung des Speisewassers abgekiihlt; die
Eintrittstemperatur in die nasse Rauchentschwefelung betrdgt 100 °C; die direkte Ableitung der gerei-
nigten Abgase erfolgt iiber den Kiihlturm; die spezifischen CO,-Emissionen des Referenz-Kraftwerks
betragen 782 g/kWh; der Brennstoftbedarf 706 g/kWh; als Nettowirkungsgrad im Volllastpunkt wird
ein Wert von 37,4 % (bezogen auf die Exergie des Brennstoffs ermittelt). Bezogen auf den Heizwert
der Rohkohle entspricht das einem Nettowirkungsgrad von 44,5 %. Die Berechnung der iiber die
Lebensdauer des Kraftwerks gemittelten Stromgestehungskosten erfolgt unter der Voraussetzung von
spezifischen Investitionen von 1185 EUR/KW, 8000 Volllastbenutzungsstunden in Jahr, Abschrei-
bungszeit 35 Jahre, allgemeine Preisgleitung von 1 %/a und einem Diskontsatz von 6,5 %. Der Brenn-
stoffpreis wird mit 9,05 EUR/t angenommen. Diese Annahmen fithren zu mittleren Stromgestehungs-
kosten von 2,84 Ct/kWh.

Die Brennstoffaufbereitung im Referenz-Damptkraftwerk erfolgt entsprechend dem Stand der Technik
mittels Mahltrocknung mit Rauchgasriicksaugung vom Ende der Brennkammer. Dieses Verfahren
fiihrt auf Grund der hohen Temperatur des zur Trocknung riickgesaugten Rauchgases zu hohen Exer-
gieverlusten. Mit den fortschrittlichen Entwésserungsverfahren Wirbelschichttrocknung mit Abwdér-
menutzung (WTA) und Mechanisch/Thermische Entwésserung (MTE) stehen zwei bis zum Demonst-
rationsmafstab entwickelte Alternativen zur Verfliigung. Im Rahmen dieser Arbeit werden die
thermodynamischen Berechnungsmodelle dieser Entwisserungsverfahren in das Kraftwerksmodell
integriert und Gesamtsystemanalysen eines fortschrittlichen Dampfkraftwerkskonzeptes durchgefiihrt.
Es wird ein Wirkungsgradsteigerungspotenzial von 4,9 %-Punkten (erxergetisch) bzw. von 5,8 %-
Punkten bei Bezug auf den Heizwert bei der Verwendung der WTA-Trocknung mit einer Restfeuchte
der Trockenbraunkohle von 12 % ermittelt. Daraus folgt eine Reduzierung der spezifischen CO,-
Emissionen und des Brennstoffbedarfs von knapp 12 %. Die Randbedingungen der Wirtschaftlichkeit
dieser Optimierungsmafinahme gegeniiber dem Referenzkraftwerk werden unter der Annahme gleich-
bleibender Stromgestehungskosten ermittelt. Daraus ergeben sich maximal zuldssige Zusatzinvestitio-
nen von 50 EUR/kW bei gleichbleibender Anlagenverfiigbarkeit (ausgedriickt durch konstante Voll-
lastbenutzungsstunden). Unter der Annahme gleichbleibender spezifischer Investitionen ergibt sich
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aus der Betrachtung eine maximal zuldssige Reduzierung der Volllastbenutzungsstundenzahl von

maximal 325 h/a.

Als weitere Optimierungsmafinahme werden Verbesserungen des inneren Wirkungsgrades der Dampf-
turbinen analysiert. Unter der Voraussetzung einer Steigerung des isentropen Wirkungsgrads der
Entspannung in den Turbinen um 2 %-Punkte ergibt sich ein Optimierungspotenzial von
0,5 %-Punkten (exergetisch) bzw. 0,6 %-Punkten bei Bezug auf den Heizwert. Dadurch werden die
spezifischen Emissionen und der Brennstoffbedarf nochmals um gut 1 % reduziert. Der Wirkungs-
gradvorteil erlaubt eine Steigerung der spezifischen Investition um knapp 5 EUR/KW, oder alternativ
knapp 30 /4/a niedrigere Volllastbenutzungsstunden.

Da die Steigerung der Frischdampfparameter die wichtigsten Exergieverluste des Dampfkraft-
prozesses, die der Feuerung zugeordnet werden miissen, zu reduzieren vermag und Gegenstand aktuel-
ler Entwicklungsprogramme darstellt, wird diese Maflnahme ebenfalls analysiert. Dazu wird der
Einfluss der Frischdampf- und Zwischeniiberhitzertemperatur, des Frischdampf- und Zwischen-
iiberhitzerdrucks, sowie der Eintrittstemperatur des Kesselspeisewassers unter Beriicksichtigung der
Endfeuchte am Austritt aus der ND-Turbine untersucht. Durch Anhebung der Dampfparameter von
580/600 °C bei 27,5 MPa und 294 °C Speisewassertemperatur am Kesseleintritt auf 650/670 °C bei
29,5 MPa und 299 °C Speisewassertemperatur steigt der Nettowirkungsgrad um 1,6 %-Punkte (bzw.
1,9 %-Punkte bei Bezug auf den Heizwert) deutlich an. Die spezifischen Emissionen und der Brenn-
stoffbedarf sinken dabei um weitere 3 %-Punkte. Die maximal zuldssige Zusatzinvestition fiir diese
MafBnahme wird zu rund 13 EUR/kW ermittelt. Der Einsatz von Nickel-Basis-Werkstoffen konnte
moglicherweise die Anhebung der Dampfparameter auf 700/720 °C bei 34,5 MPa und 304 °C Kessel-
eintrittstemperatur ermdglichen. Fiir ein braunkohlebefeuertes Dampfkraftwerk mit diesen Parametern
wird ein Wirkungsgrad von 45,6 % (exergetisch) bzw. 54,2 % (bei Bezug auf den Heizwert) errechnet.
Spezifische Emissionen und Brennstoffbedarf wiirden um weitere 2 %-Punkte gesenkt werden. Ge-
geniiber der Variante mit 650/670 °C stiinden zusitzlich maximal 9,7 EUR/kW Zusatzinvestitionen zur
Verfiigung.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden dariiber hinaus Auslegungsrechnungen fiir ein Dampfkraftwerk mit
800 / 820°C HD- / ZU-Dampftemperatur durchgefiihrt, die auf eine nochmals deutliche Steigerung der
Wirkungsgrade hinweisen (etwa 1,7 %-Punkte exergetisch und etwa 2,0 %-Punkte auf Heizwert
bezogen gegeniiber 700 / 720 °C). Fiir diesen Temperaturbereich kime ggf. der Einsatz von pulverme-
tallurgisch hergestellten ODS-Legierungen in Frage. Diese ferritisch- oder nickelbasierten Werkstoffe
konnen auf Grund des Herstellungsverfahrens deutliche hohere Anteile verfestigender Oxide aufwei-
sen. Insbesondere die ferritisch-basierten ODS-Superlegierungen weisen dariiber hinaus, durch hohe
Chrom- und Aluminiumgehalte, besondere Hei3gaskorrosionsbestidndigkeit auf. Unter oxidierenden
Bedingungen in einer Heillgasatmosphére bilden diese Werkstoff eine schiitzende Aluminiumoxid-
schicht aus. Der Nachweis der Verwendbarkeit dieser Werkstoffgruppe im Dampferzeugerbau steht
noch aus. Eine Bewertung der Wirtschaftlichkeit der Realisierung von 800 / 820 °C Dampftemperatu-
ren mit ODS-Werkstoffen ist auf Grund ungewisser Preisentwicklung derzeit nicht mdglich. Daher
stellt diese Betrachtung hier eine reine Abschitzung des Potenzials hoherer Dampftemperaturen dar.

Dariiber hinaus wird das Potenzial der Optimierung des kalten Endes analysiert. Fiir die Berechnung
des Referenzkraftwerks wird der Einsatz eines Naturzug-NaBkiihlturms vorausgesetzt. Der Kiihlgrenz-

abstand des Kiihlturms wird zu 10 K angenommen, die Kiihlzonenbreite des Kiihlwasserkreislaufs zu
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8 K und die Kondensatorgriadigkeit zu 1,5 K. Daraus resultiert ein Kondensatordruck von 3,55 kPa
(26,5 °C) bei einer angenommenen Umgebungstemperatur von 15 °C, einem Umgebungsdruck von
101,3 kPa und einer relativen Feuchte von 60 %. Bei gleichen Umgebungsbedingungen und Verbesse-
rungen der Parameter Kiihlgrenzabstand (9 K), Kiihlzonenbreite (7,2 K) und Kondensatorgradigkeit
(1,35 K) stellt sich bei einer Kondensatortemperatur von 24,9 °C ein Kondensatordruck von 3,16 kPa
ein. Diese Mafinahme steigert den Wirkungsgrad um weitere 0,2 %-Punkte. Die zuldssigen Zusatzin-
vestitionen auf Grund des Wirkungsradvorteils betragen 1,5 EUR/LW.

Die betrachteten Verbesserungsmafinahmen zusammengenommen, fiihren zu einem optimierten
Dampfkraftwerk mit einem exergetischen Nettowirkungsgrad 45,6 % (bzw. 54,2 % bezogen auf den
Heizwert der Rohbraunkohle). Die maximal zuléssige Investition fiir diesen Kraftwerksprozess unter
der Voraussetzung von Stromgestehungskosten von 2,84 Ct/kWh betrigt 1263 EUR/KW (gegeniiber
1185 EUR/kW fiir das Referenzkraftwerk). Ohne Steigerung der spezifischen Investition diirften die
Volllastbenutzungsstunden von 8000 auf etwa 7500 /4/a sinken. Die spezifischen CO,-Emissionen des
optimierten Dampfkraftwerks betragen 642 g/kWh, wobei 580 g/kWh Rohbraunkohle bendtigt werden.

Der mit dem Referenzkraftwerk wiedergegebene Stand der Technik und das dargestellte, absehbare
Entwicklungspotenzial dieser Technologie, sind bei der Diskussion alternativer Prozesse bzw. Ent-

wicklungslinien in Betracht zu ziehen bzw. als Mallstab anzusetzen.

Im Rahmen dieser Arbeit wird dem Damptkraftwerksprozess die Entwicklungslinie des kombinierten
Gas- und Dampfturbinenkraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtemperaturgasreinigung
gegeniiber gestellt. Dazu wird das Konzept der Druckkohlenstaubfeuerung zu einem Gesamtkonzept

fiir ein GroBkraftwerk basierend auf der druckaufgeladenen Staubfeuerungstechnik entwickelt.

Da derzeit die verfahrenstechnische Vorgehensweise der erforderlichen Hochtemperaturgasreinigung
vor Eintritt des Abgases in die Gasturbine noch nicht gekléart ist, wird hier zunichst eine Basisvariante
des Kombi-Kraftwerks betrachtet, die nach derzeitigem Kenntnisstand am wahrscheinlichsten reali-
siert werden konnte, sobald die Gasreinigung die Anforderungen der Gasturbinenreinheit erfiillt.

Die Auslegungsrechnungen fiir den Volllastbetriebspunkt des Basis-Kombi-Kraftwerks ergeben einen
exergetischen Wirkungsgrad von 48,4 %. Das entspricht, bei Bezug auf den Heizwert, einem Netto-
wirkungsgrad von 57,5 %. Gegeniiber dem Referenz-Dampfkraftwerk stellt dies einen Vorteil von
11 %-Punkten (bzw. 13 %-Punkten) beziiglich des Nettowirkungsgrades sowie von 177 g/kWh bzgl.
CO,-Emissionen und 159 g/kWh bzgl. Brennstoftbedarf dar. Dazu ist jedoch nicht nur die Realisierung
der Hochtemperaturgasreinigung und der Druckkohlenstaubbrennkammer in groBtechnischem Mafi-
stab, sondern auch der Einsatz eines fortschrittlichen Trocknungsverfahrens fiir die Rohbraunkohle
vorauszusetzen, da eine Integration des dem Stand der Technik entsprechenden Mahltrocknungsver-
fahrens mit Rauchgasriicksaugung in den Kombi-Kraftwerksprozess nicht sinnvoll méglich ist. Ver-
glichen mit dem optimierten Dampfkraftwerk ermoglicht die Realisierung des Kombi-Kraftwerks mit
Druckkohlenstaubfeuerung eine weitere Steigerung des Wirkungsgrades um 2,8 %-Punkte (bzw.
3,3 %-Punkte bei Bezug auf den Heizwert), wobei allein der Ersatz der Mahltrocknung durch ein
effektiveres Trocknungsverfahren den Dampfkraftwerksprozess um gut 5 %-Punkte verbessert.

Die groBitechnische Realisierung der Trocknungsverfahren fiir Braunkohle (WTA und MTE) stellt
einerseits eine notwendige Voraussetzung fiir den Einsatz der DKSF-Technologie im Bereich Braun-

kohle dar, aber ermoglicht andererseits auch eine deutliche Verbesserung des Dampfkraftprozesses.
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Daher kommt der Entwicklung dieser alternativen Entwisserungsverfahren eine groe Bedeutung fiir

die zukiinftige Braunkohleverstromung zu.

Zur Untersuchung der charakteristischen Eigenschaften und des weiteren Optimierungspotenzials des
hier vorgestellten GroBkraftwerkskonzeptes fiir ein braunkohlebefeuertes Kombi-Kraftwerk mit
Druckkohlenstaubfeuerung werden ausgehend vom Basisfall Sensitivitdtsanalysen durchgefiihrt.
Durch gezielte Variation einzelner Anlagenparameter wird der qualitative und quantitative Einfluss
auf wichtige Prozessgroflen und —eigenschaften untersucht. Die Erkenntnisse dieser Parameterstudien
dienen zur Definition einer optimierten Prozessauslegung fiir das Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlen-
staubfeuerung, das als Entwicklungspotenzial dieser Prozesslinie angesehen wird.

Zunichst werden die Einfliisse des eingesetzten Vortrocknungsverfahrens fiir die Rohbraunkohle auf
den Gesamtprozess analysiert. Der Wechsel vom MTE-Verfahren der Basisvariante zum
WTA-Verfahren ermdglicht eine weitere Reduzierung der Einsatzfeuchte der Kohle, jedoch bei
gleichzeitiger Steigerung des elektrischen Eigenbedarfs. Gegeniiber dem Basis-Kombi-Kraftwerk ware
mit einer WTA-Trocknung (12 % Restfeuchte) eine leichte Steigerung des Nettowirkungsgrades um
etwa 0,2 %-Punkte zu erwarten. Durch eine Verbesserung der Warmerilickgewinnung des betrachteten
MTE-Verfahrens ist u.U. eine Reduzierung des Warmebedarfs der Trocknung mdglich. Der Wirme-
bedarf wird durch eine Anzapfung der ND-Turbine gedeckt, so dass die Minderung des Warmebedarfs
bei gleichbleibender Restfeuchte der Trockenbraunkohle von 21,8 % zu einer Steigerung des Netto-
wirkungsgrades um etwa 0,5 %-Punkte gegeniiber dem Basis-Kombi-Kraftwerks fiihrt. Ein weiterer
verfahrensbedingter Vorteil der Mechanisch/Thermischen Entwésserung, im Hinblick auf die Hoch-
temperaturgasreinigung, besteht in der Moglichkeit durch gleichzeitige Demineralisierung den Asche-
gehalt bzw. die Zusammensetzung und Eigenschaften der Mineralsubstanz des Brennstoffs gezielt zu
beeinflussen. Diese Moglichkeit ist nicht als Wirkungsgradvorteil bewertbar, konnte jedoch entschei-
denden Finfluss auf die Realisierbarkeit der Hochtemperaturgasreinigung und damit des gesamten
Verfahrens flir den Brennstoff Braunkohle haben. Aus diesem Grund ist der Entwicklung des MTE-

Verfahrens mit integrierter Demineralisierung besondere Aufmerksamkeit zu widmen.

Ein weiterer Schwerpunkt bei der Untersuchung des Kombi-Kraftwerksprozesses fiir Braunkohle steht
ebenfalls im direktem Zusammenhang mit dem Brennstoff. Die FlieBtemperatur der Schlacke beein-
flusst den Prozess in vielfacher Weise. Die Untersuchungen der komplexen Zusammenhénge zwischen
SchlackeflieBtemperatur, Luftzahl der Brennkammer, Brennkammerkiihlleistung, Austrittstemperatur
aus der Hochtemperaturgasreinigung (HTGR), Quenchluftbedarf und ISO-Eintrittstemperatur in die
Gasturbine ergeben, dass eine Abstimmung der SchlackeflieBtemperatur mit der Eintrittstemperatur
der Gasturbine ein Potenzial zur Verbesserung des Wirkungsgrades beinhaltet. Daraus lassen sich eine
Anforderungen an das einsetzbare Brennstoffband, oder Potenziale einer Einflussnahme auf den
SchlackeflieBpunkt (z.B. durch Einsatz von Additiven bzw. durch die oben genannte Demineralisie-
rung) einschitzen. Auf diesem Gebiet sind weiterfiihrende Untersuchungen erforderlich.

Die Steigerung der Eintrittstemperatur einer Gasturbine ist bekanntermafen eine effektive MaBinahme
zur Steigerung des Wirkungsgrades eines Gasturbinenprozesses, da sie direkt zu einer Reduzierung der
Exergieverluste bei der Verbrennung fiihrt. Hier wird eine Anhebung der ISO-Eintrittstemperatur der
luftgekiihlten Gasturbine von 1200 auf 1250, 1300 und 1400 °C untersucht. Mit dem verwendeten
Stufenmodell der Gasturbine wird der fiir jede Leit- und Laufschaufelreihe erforderliche Kiihlluftmas-

senstrom unter der Annahme gleichbleibender Kiihlmethoden und gleichbleibender zuldssiger Schau-
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feloberflichentemperaturen auf Basis halbempirischer Modelle ermittelt. Da Einfliisse auf die Kiihlef-
fektivitiat und konstruktive Beschrankungen, insbesondere der Kiihlkanéle, hierbei nicht beriicksichtigt
werden konnen, sind diese Betrachtungen als Potenzialabschitzungen zu verstehen. Aus den umfang-
reichen Untersuchungen des Einflusses der Turbineneintrittstemperatur auf den Kombi-Prozess wird
fiir eine moderate Steigerung der Temperatur von 1200 auf 1250 °C ein Wirkungsgradsteigerungspo-

tenzial von etwa 1 %-Punkt ermittelt.

Als OptimierungsmaBBnahmen fiir den Abhitzeprozess kommt grundsitzlich eine Anhebung des
Frischdampfzustandes und eine Senkung des Kondensatorzustandes in Betracht. Auf Grund des relativ
niedrigen Abgastemperaturniveaus der Gasturbine ist keine weitere Steigerung der Frischdampf-
temperatur des Abhitzeprozesses moglich. Fiir die Optimierung des kalten Endes werden die gleichen
Parameter zugrunde gelegt, die auch fiir die Optimierung des kalten Endes des Dampfkraftwerks
verwendet werden. Die Reduzierung des Kondensatordrucks von 3,55 kPa auf 3,16 kPa fiihrt zu einer
Verbesserung des Basis-Kombi-Kraftwerks um rund 0,1 %-Punkte.

In dem Konzept des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaubfeuerung fiir Braunkohle wird ein in den
Abhitzekessel integrierter DeNOx-Katalysator zur Entstickung berticksichtigt. Falls eine ausreichende
Minderung der Stickoxidemissionen durch PrimirmaBnahmen experimentell nachgewiesen wird,
konnte in dem Kraftwerkskonzept der Katalysator entfallen. Dieser MaBBnahme wird ein Optimie-
rungspotenzial zugeordnet, welches sich aus den Wegfall der durch den Katalysator induzierten
Druckverluste ergibt. Im Basis-Kombi-Kraftwerk betrigt der Gesamtdruckverlust hinter der Gasturbi-
ne 7,1 kPa, wovon 1,8 kPa auf die Katalysatoreinbauten zuriickzufithren sind. Die Reduzierung des
Gesamtdruckverlustes hinter der Gasturbine auf 5,3 kPa steigert den Nettowirkungsgrad des Gesamt-
prozesses um etwa 0,2 %-Punkte.

Einen weiteren Schwerpunkt der Sensitivititsanalysen des Kombi-Kraftwerks mit Druckkohlenstaub-
feuerung stellen die Eigenschaften der Hochtemperaturgasreinigung dar. Da die verfahrenstechnische
Ausfithrung der Abscheidestufe noch nicht abschlieBend erforscht ist, wird aus den durchgefiihrten
Analysen des Wirkungsgradeinflusses verschiedener Parameter der Reinigungsapparate kein Wir-
kungsgradoptimierungspotenzial abgeschétzt. Die ermittelten Wirkungsgradeinfliisse dienen hingegen
zur Bewertung der zuldssigen GroBe unterschiedlicher moglicher Verluste, um Anforderungen an die

Gasreinigung aus thermodynamischer Sicht des Gesamtprozesses abzuleiten.

Die durchgefiihrten Untersuchungen zeigen, dass durch zu erwartende Druckverluste von Fliissig-
asche- und Alkali-Abscheidung die Machbarkeit bzw. Sinnhaftigkeit des Kombi-Konzeptes nicht in
Frage gestellt wird. Auch wenn erhebliche Druckverluste angesetzt werden, sinkt der Nettowirkungs-
grad des Prozesses nicht iiberméBig ab. Aus den Analysen ergibt sich jedoch die Forderung, auf Grund
des hohen Temperaturniveaus moglicherweise auftretender Warmeverluste, diese durch Wérmertick-
gewinnung in den Kraftwerksprozess zu integrieren (z.B. analog zur Brennkammerkiihlung). Der
Wirkungsgradeinfluss eines eventuell erforderlichen elektrischen Eigenbedarfs fiir die Gasreinigung
héngt von der Hohe des spezifischen Bedarfs ab und ist im Laufe der weiteren Konkretisierung des
Abscheideverfahrens nochmals zu betrachten. Aus der Untersuchung ergibt sich insgesamt, dass die
Hochtemperaturgasreinigung aus thermodynamischer Sicht bzw. aus Sicht des Wirkungsgradniveaus
des Gesamtprozesses mit hoher Wahrscheinlichkeit kein Ausschlusskriterium fiir das Gesamtkonzept
darstellt.
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Ausgehend von dem Wirkungsgrad des Basis-Kombi-Kraftwerks (48,4 % bzw. 57,5 %) wird durch
oben aufgefiihrte Optimierungsmafinahmen ein exergetisches Wirkungsgradpotenzial von 50 % bzw.
59,5 % (bei Bezug auf den Heizwert) abgeschitzt. Dies stellt auch gegeniiber dem optimierten Dampf-
kraftwerk eine deutliche Steigerung der Effizienz der Braunkohleverstromung dar. Der Primérenergie-
bedarf des optimierten Kombi-Prozesses mit Druckkohlenstaubfeuerung betrégt 529 g/kWh Rohbraun-
kohle. Die CO,-Emissionen betragen 585 g/kWh. Gegeniiber dem Basis-Kombi-Kraftwerk stellt das
eine Verbesserung der Ressourcenschonung und Emissionsminderung von gut 3 % dar. Gegeniiber
dem optimierten Dampfkraftwerk entspricht dies einer Verbesserung um knapp 9 % und gegeniiber
dem heutigen Stand der Technik um etwa 25 %.

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Verfahrenskonzept fiir ein GrofSkraftwerk basierend auf dem Prin-
zip der Druckkohlenstaubfeuerung fiir den Brennstoff Braunkohle entwickelt. Mit einem dafiir aufge-
bauten, detaillierten thermodynamischen Berechnungsmodell werden belastbare Angaben zum Wir-
kungsgradpotenzial dieser Entwicklungslinie der Braunkohleverstromung gemacht. Durch einen
direkten Vergleich zum Stand der Technik (liberkritisches Dampfkraftwerk) und dessen moglicher
Weiterentwicklung auf der Grundlage gleichwertiger Modelle und Auslegungsrechnungen ist der
Nachweis erbracht worden, dass das Kombi-Kraftwerk mit Druckkohlenstaubfeuerung und Hochtem-
peraturgasreinigung im Bereich der rationellen Energieumwandlung aus Braunkohle einen wertvollen
Beitrag zur Schonung von Primérenergieressourcen und zur Schonung der Umwelt durch Einsparung
von CO,-Emissionen leisten kann. Der derzeitige Entwicklungsstand der DKSF-Technologie lésst
noch keine gesicherten Angaben iiber Verfiigbarkeit und spezifische Anlageninvestitionen zu. Beide
Parameter haben entscheidenden Einfluss auf einen wirtschaftlichen Einsatz eines kommerziell betrie-
benen Kraftwerks. Die Grenzen der Wirtschaftlichkeit werden in dieser Arbeit durch zulédssige Zusatz-
investitionen bzw. zuldssige Reduzierungen der Volllastbenutzungsstundenzahlen ausgedriickt. Auf
Grund des hohen Wirkungsgradpotenzials und der erfolgversprechenden Fortschritte im Bereich der
Umsetzung der Hochtemperaturgasreinigung wird eine Weiterentwicklung der Technologie als sinn-
voll erachtet. Dies gilt um so mehr als insbesondere die Fliissigasche- und Alkaliabscheidung auf
hohem Temperaturniveau auch fiir andere Kraftwerkstechnologien eine notwendige Grundvorausset-
zung darstellt und langfristig auch die Entwicklung eines Kraftwerksprozesses auf Braunkohlebasis
mit effizienter CO,-Abscheidung in Aussicht stellt.
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6 Anhang

6.1 Herstellung und Eigenschaften Oxiddispersionsverfestigter Werkstoffe

Eine neue Werkstoffgruppe, die fiir den Einsatz in kohlenbefeuerten Dampferzeugern zur Steigerung
der Frischdampfparameter geeignet sein konnte, stellt die Gruppe der mechanisch legierten oxiddis-
persionsverfestigten Hochtemperaturwerkstoffe (ODS-Legierungen) dar. Auf Grund des pulvermetal-
lurgischen Herstellungsverfahrens weisen diese Werkstoffe aullergewohnliche Hochtemperatureigen-
schaften auf. Das Rohrmaterial kann aus den metallischen Pulvern durch Extrudieren hergestellt
werden. Da im Rahmen dieser Arbeit das Wirkungsgradpotenzial dieser, im Bereich des Kesselbaus,
derzeit uniiblichen Werkstoffe fiir den Einsatz in iiberkritischen Dampferzeugern ermittelt wird, sind
im Folgenden ndhere Details liber das Herstellungsverfahren, die Werkstoffeigenschaften von ODS-

Legierungen sowie die Verarbeitung von ODS-Rohrmaterial aufgefiihrt.

Oxiddispersionsverfestigte (ODS®) Werkstoffe werden pulvermetallurgisch durch mechanisches
Legieren hergestellt. Mechanisches Legieren ist ein Veredelungsverfahren, ohne Schmelzen, bei dem
aus elementaren oder legierten Metallpulvern durch hochenergetisches Mahlen Legierungspulver mit

einer homogenen, extrem feinkdrnigen Struktur erzeugt wird (Abbildung 6.1).
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Master Alloy

p

Yitrium Oxide
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Pulverrohstoffe Mechanisches Legieren HeiBverdichtung War n Kz zen Warmebehandiung
Powder Raw Materials Mechanical Alloying Hot Compaction Hot Rolling Cold Rolling Heat Treatment

Abbildung 6.1: Schematischer Ablauf der Herstellung von Halbzeugen aus ODS-Legierungen
[PLA-98]

33 ODS: Oxide Dispersion Strengthened
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Dieses Verfahren bietet die Moglichkeit festigkeitssteigernde Oxidteilchen in der Legierung zu disper-
gieren [CAP-01a], wobei keine Einschriankung des Legierungsanteils durch die Loslichkeit der Oxide
in der Schmelze (klassisches Legierungsverfahren) bestehen (Ausscheidungshértung). Der Hersteller
Plansee bringt beispielsweise thermisch hochst stabiles Yttriumoxid (Y>05) in das Legierungspulver
ein, wo es in Form isolierter, sphérischer Teilchen mit GroBen im Bereich einiger Nanometer sehr
homogen verteilt vorliegt [PLA-98]. Als weiteres festigkeitssteigerndes Oxid kommt alternativ oder
zusétzlich Titanoxid (77,0;) zum Einsatz (Tabelle 6.1).

Auf diese Weise werden verschiedene ferritische und nickelbasierte ODS-Legierungen hergestellt
[KUH-97]. Die Zusammensetzungen einiger typischer Legierungen verschiedener Hersteller dieser
Werkstoffgruppe sind in Tabelle 6.1 aufgefiihrt.

Tabelle 6.1: Zusammensetzungen einiger typischer ODS-Legierungen [ CAP-01a]

ferritisch C Cr Al Mo Ti N Ti,O03 Y,05 Fe
Zusammensetzung in Gewichtsprozent Rest
MA 957 0,01 14,0 - 0,3 1,0 0,012 - 0,27 84,4
DT 2203 Y05 13,0 - 1,5 2,2 - 0,50 82,8
ODM 331 13,0 3,0 1,5 0,6 - 0,50 81,4
ODM 751 16,5 4,5 1,5 0,6 - 0,50 76,4
ODM 061 200 6,0 1,5 0,6 - 0,50 71,4
MA 956 0,01 20,0 4,5 - 0,5 0,045 - 0,50 74,4
PM 2000 <0,04 200 55 0,5 - 0,50 ~734
PM 2010 <0,04 20,0 5,5 0,5 - 1,00 ~72,9
DT 13,0 - 1,5 2,9 1,8 - 80,8
DY 13,0 - 1,5 2,2 0,9 0,50 81,9

nickelbasiert C Cr Al Ti w Fe N TotalO Y,04 Ni

Zusammensetzung in Gewichtsprozent Rest
MA 6000 0,06 15,0 4,5 2,3 3,9 1,5 0,2 0,57 1,1 70,9
MA 760 0,06 19,5 6,0 3,4 1,2 0,3 0,60 1,0 67,9
MA 758 0,05 300 0,3 0,5 0,37 0,6 68,2

PM 1000 20,0 0,3 0,5 3,0 0,6 75,6
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Durch HeiBverdichtung® der mechanisch legierten Pulver entstehen kompakte Werkstoffe, die an-
schlieBend zu Halbzeugen umgeformt und durch thermo-mechanische Behandlung, zur Einstellung
des Gefiiges, ihre Eigenschaften erhalten (Abbildung 6.1). Das abschlieende Hochtemperaturglithen
des Werkstoffs fiihrt zu einem groben rekristallisierten Korngefiige im Halbzeug, das je nach Formge-
bung des Bauteils faserig oder dachziegelartig ausgebildet sein kann [PLA-98].
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Abbildung 6.2: Kriechverhalten von austenitischen Stihlen, Nickelbasis-Legierungen (IN 617),
ferritischen- (PM 2000) und nickelbasierten- (PM 1000) ODS-Legierungen und ei-
niger refraktomer Metalle: Titan-Zirkon-Molybddn (TZM), Molybddin (Mo) und
Wolfram (W) [PLA-00]

Durch diese Gefiigestruktur und die feinen Dispersoide weisen ODS-Werkstoffe selbst bei Temperatu-
ren nahe ihres Schmelzpunktes eine hohe Kriechfestigkeit (Abbildung 6.2) auf und gelten daher als
Superlegierungen® mit einem Anwendungsbereich (Abbildung 6.3), der in den unteren Einsatzbereich
keramischer Werkstoffe hinein reicht [WRI-99] und oberhalb der Einsatzmdglichkeiten von Nickelba-
sis-Legierungen liegt.

3* auch: HeiBisostatisches Pressen (oder: ,,hippen*)

3> metallische Werkstoffe, die bei 85 % ihrer absoluten Schmelztemperatur noch hohe Warmfestigkeit zeigen
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Abbildung 6.3: Anwendungsbereiche von Strukturwerkstoffen [PLA-98]

Der hohe Gehalt an Chrom bzw. Chrom und Aluminium (Tabelle 6.1) stellt die Grundvoraussetzung
fiir die HeiBBgaskorrosionsbestdndigkeit insbesondere der ferritischen ODS-Legierungen dar. Die
primér zur Verfestigung der Werkstoffe eingebrachten Oxidteilchen verbessern dariiber hinaus (durch
den Selten-Erden-Effekt) auch noch die Bestindigkeit gegen heifle Prozessgase und Luft [JON-98],
[PLA-98]. Durch den hohen Gehalt an Chrom und Aluminium bilden die entsprechenden Legierungen
unter oxidierenden Bedingungen in einer korrosiven Hei3gasatmosphire eine inhérente (etwa 5 um
starke) Aluminiumoxidschicht (4/,0;). Diese Schicht ist bis etwa 1100 °C (laut [KUH-97] sogar bis
1200 °C) stabil, sehr dicht und gut anhaftend, so dass sie effektiv vor weiterem Korrosionsangriff
schiitzt [WRI-99], [PLA-98]. Diese Oxidschicht stellt dariiber hinaus einen ausgezeichneten Schutz
gegeniiber Wasserdampfkorrosion (Verzunderung), vergleichbar mit einer Chromoxidschicht
[HUS-99b], dar.

Nahtlose gerade Rohre und Rohrbogen kdnnen aus mechanisch legierten Metallpulvern durch Extrusi-
on (Abbildung 6.1) hergestellt werden. In diesem Bereich existieren langjéhrige, iibertragbare Erfah-
rungen (z.B.: [KAN-96]). Problematisch ist jedoch die Festigkeit derartiger Rohre gegeniiber innerem
Uberdruck. Auf Grund der durch den Herstellungsprozess bedingten Gefiigestruktur, die durch lang-
gestreckte Kornstrukturen in Léngsrichtung und feine Kornstrukturen in Umfangsrichtung gekenn-
zeichnet ist, weisen extrudierte Rohre hohe Festigkeit in der Langsachse (longitudinal) und geringere
Festigkeit in Umfangsrichtung (circumferential) auf [KUH-97], [HAR-02]. Durch Optimierung des
Extrusionsverfahrens und der mechano-thermischen Einstellung des Gefliges konnte in der Vergan-
genheit die zuldssige Umfangsspannung bereits merklich erhoht (bzw. die erforderliche Wanddicke
reduziert) werden [CAP-01b]. Abbildung 6.4 verdeutlicht den Unterschied der zuldssigen Spannungen
in den verschiedenen Belastungsrichtungen im Vergleich zu einigen konventionellen Werkstoffen.
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1100

Zuldssige Spannungen fiir einige Austenite (800 H, 347 und 310), eine Nickelbasis-

Legierung (IN 617) und fiir eine ferritische ODS-Legierung (MA 956) basierend
auf 2/3 10.000 h Zeitstandfestigkeit in Abhdngigkeit von der Metalltemperatur

nach [HAR-02]

Den Zusammenhang zwischen der Zeitstandfestigkeit von extrudiertem Rohrmaterial aus ferritischen

ODS-Werkstoffen in Abhéngigkeit von der Materialtemperatur und der Hohe der Umfangsspannung

stellt Abbildung 6.5 dar.

Unter Einsatzbedingungen bei denen die mechanischen Belastungen unterhalb der FlieBgrenze des
Werkstoffs bleiben, wird die effektive Lebensdauer der Bauteile nicht durch die Zeitstandfestigkeit
begrenzt, sondern (unter oxidierender Atmosphéare) durch die Aufzehrung des Aluminiums aus dem
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Abbildung 6.5: Zeitstandfestigkeit von PM 2000 Rohren (Wandstirke 2 mm) unter innerem Uber-
druck im Vergleich zu anderen ebenfalls ferritischen ODS-Werkstoffen (MA 956
und ODM 751) bei 1000 °C bzw. 1100 °C [PLA-98]
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Werkstoff. Die Zeitspanne bis zum Erreichen des kritischen Aluminiumgehalts, der keine weitere
Bildung der vor Korrosion schiitzenden Aluminiumoxidschicht ermdglicht, ist vom urspriinglichen
Aluminiumgehalt, von der Geschwindigkeit von Transportvorgingen im Werkstoff und von der Dicke
der gebildeten Schutzschicht abhéngig. Ein einfacher Zusammenhang zur angeniherten Berechnung
der durch die Aufzehrung von Aluminium begrenzten Lebensdauer #, von ferritischen ODS-
Werkstoffen wurde von Quadakkers et al. aufgestellt [WRI-99]:

t, =[4,44-10°-(C,~C,)- p-d/k]" (6.1)

mit Lebensdauer, bedingt durch Aufzehrung von Aluminium
urspriinglicher Aluminiumgehalt

kritischer Aluminiumgehalt am Ende der Lebensdauer
Werkstoffdichte

Dicke der Aluminiumoxidschicht (temperaturabhingig)

a“&b@qoﬁww

Oxidationsrate

N

zeitabhingiger Exponent (0,5 bei parabolischem Oxidationsverlauf)

Basierend auf experimentellen Daten systematischer Werkstofftests wurde die einfache Beziehung
nach Gleichung 6.1 weiterentwickelt, wobei zwei verschiedenen Stadien (parabolische und lineare
Oxidation) der Aluminiumaufzehrung unterschiedliche Beriicksichtigung finden. Der komplexere
Modellansatz, die temperaturabhéngigen Koeffizienten und eine Gegeniiberstellung von vorausbe-
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Abbildung 6.6: Ubersicht der PLANSEE Hochleistungswerkstoffe im Vergleich mit anderen Mate-
rialien (nach M. F. Ashby) [PLA-00]
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rechneten und gemessenen Lebensdauern werden in [WRI-01] dargestellt.

Besonders interessant fiir den Einsatz in Dampferzeugern sind ODS-Superlegierungen auf ferritischer
Basis, die beziiglich des thermischen Ausdehnungsverhaltens und der Warmeleitfihigkeit gilinstige
Voraussetzungen fiir den Einsatz in Kombination mit eingefiihrten ferritischen Kesselstdhlen in weni-
ger belasteten Kesselabschnitten mitbringen (Abbildung 6.6).

Die Problematik der Verbindungstechnik von ODS-Rohren untereinander und mit Rohrleitungen aus
anderen Werkstoffen (konventionelle Kesselbaustéhle) ist noch nicht zufriedenstellend geklért. Nach
Ansicht von Wright [WRI-01] stellt der erhohte Verbindungsaufwand derzeit ein wesentliches Hin-
dernis fiir die groBtechnische Anwendung von ODS-Werkstoffen dar. Grundsétzlich ist das Schweillen
unter Verwendung von Diffusions- und Reibschweillverfahren [PLA-98] auch von ODS-
Hochleistungswerkstoffen moglich. Bei Anwendung konventioneller Schweillverfahren wird die
Gefiigestruktur derart negativ beeinflusst, dass die besonderen Eigenschaften des Materials weitestge-
hend verloren gehen [WRI-99]. Das Gefilige wird sprode. Auf Grund der auBergewohnlichen aber
beabsichtigten Hochtemperatur-Eigenschaften dieser Werkstoffe, ist der Verarbeitungs- und der finan-
zielle Aufwand im Vergleich zur Verwendung konventioneller Kesselbaustéhle als problematisch zu

betrachten.

Bei der Anwendung von ODS-Werkstoffen im Dampferzeugerbau und dem damit verbundenen
Einsatztemperaturbereich bietet sich auch die Verbindung einzelner Bauteile durch Hochtemperaturlo-
ten unter Hochvakuumbedingungen an. Die mechanischen Eigenschaften von Lotverbindungen zwi-
schen PM 2000-Rohren (Hersteller: Plansee [PLA-00]) mit Nickel-Palladium-Lot (Pd-40Ni) wurden
bei Temperaturen bis zu 800 °C getestet und als zufriedenstellend bezeichnet [WRI-99]. Uber Erfah-
rungen mit der Anwendung einer Auswahl an modernen Schweiflverfahren wird auch von Harper
berichtet [HAR-02].
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Abbildung 6.7: Vergleich thermischer Ausdehnungskoeffizienten verschiedener Werkstoffgruppen;
PM2000 (ODS-Legierung) nach [PLA-98] andere nach [LOR-95]
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Beziiglich Mischverbindung bieten insbesondere ferritische ODS-Legierung (beispielsweise PM 2000)
den Vorteil, dass der thermische Ausdehnungskoeffizient gut mit dem Wert des im Uberhitzerbereich
gebriuchlichen ferritischen 9 %-Chromstahls P 9-1 (X 10 CrMoVNb 9-1) iibereinstimmt. Damit bietet
PM 2000 giinstigere Voraussetzungen fiir Mischverbindungen als einige austenitische Stihle und
Nickelbasis Legierungen (Abbildung 6.7).

6.2 Erlauterungen zur Berechnung der Exergie

Um Exergien von Gasen und Brennstoffen ermitteln zu konnen, ist die Vereinbarung einer Gleichge-
wichtsumgebung erforderlich. Definitionsgemall sind alle Stoffe bzw. Stoffstrome, die mit dieser
Umgebung im mechanischen, thermischen und chemischen Gleichgewicht stehen exergielos. Die
Gleichgewichtsumgebung stellt fiir alle exergetischen Bewertungen den Vergleichszustand dar, in den
alle zu bewertenden Zustinde rechnerisch {iberfiihrt werden miissen, um die jeweilige Exergie zu
ermitteln. Bei der Wahl dieser Umgebung gibt es eine gewisse Willkiir in der Wahl der beriicksichtig-
ten Umgebungskomponenten. Im Rahmen dieser Arbeit wird auf ein {iberschaubares Umgebungsmo-
dell von Baehr [BAE-79], [BAE-87], [BAE-92] zuriickgegriffen.

Auf Grund der besonderen Aufgabenstellung wird in dieser Arbeit der Gleichgewichtszustand auf
T, =273,16 K (=0,01°C, entsprechend dem Tripelpunkt von Wasser) und p, =100 kPa gelegt.
Die von Baehr verwendete Bezugstemperatur entsprechend der Standardtemperatur von
T =298,15K (z 25°C ) liegt zwar ndher an den klimatischen Umgebungsbedingungen in unseren
Breitengraden, flihrt jedoch zu Problemen, wenn die untere Prozesstemperatur eines exergetisch zu
bewertenden Prozesses unterhalb dieser Umgebungstemperatur liegt, die obere Prozesstemperatur
jedoch dariiber. Hier wird eine Temperatur als Bezugszustand fiir das Umgebungsmodell gewéhlt, die
in jedem Fall unterhalb der Temperaturen liegt, bei denen exergetisch zu bewertende Warmestrome
innerhalb der Kraftwerksprozesse ausgetauscht werden. Als niedrigste, sinnvolle Gleichgewichtstem-
peratur fiir die Betrachtung von Prozessen mit fliissigem Wasser bietet sich die Tripelpunkttemperatur

dieser Verbindung an.

Aus dem Modell von Baehr wird die Forderung {ibernommen, dass atmosphérische Luft und fliissiges
Wasser im Umgebungszustand exergielos sein sollen. Diese Bedingungen sind gleichzeitig nur dann
zu erfiillen, wenn Luft und Wasser miteinander im thermodynamischen Gleichgewicht stehen
[BAE-92]. Das ist der Fall, wenn die Luft mit Wasserdampf gesittigt ist.

Die Zusammensetzung trockener Luft wird entsprechend Tabelle 2.5 (S. 97) angenommen. Der Parti-
aldruck pzzo, bei dem Wasserdampf exergielos ist, ergibt sich entsprechend obiger Forderung aus
dem Sattigungsdruck. Infolge der Anwesenheit nicht kondensierbarer Gaskomponenten stellt sich in
einem gesattigten Gas-Dampf-Gemisch ein Sattigungsdruck p, ein, der sich leicht vom Dampfdruck
des reinen Dampfes p . unterscheidet. Zur Bestimmung der Temperatur- und Druckabhéngigkeit des

Sattigungsdruckes wird folgender Zusammenhang [BAE-92] zugrunde gelegt:
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ln(p‘Y(T’p)j = VK(T) '[p_st(T)] (6.2)
Pps(T) R,-T
mit  p (T, p) Sattigungsdampfdruck in Pa

Pbps (1) Dampfdruck des reinen Dampfes in Pa

\ K(T ) spezifisches Volumen des Kondensats  in m%kg

R, spezielle Gaskonstante des Dampfes inJ/kg K

T Temperatur inK

p Druck in Pa

Der Dampfdruck von reinem Wasser bei 7, =273,16 K betrdgt 611,7 Pa . Unter Beriicksichtigung
der nicht kondensierbaren Gaskomponenten ergibt sich unter Verwendung der Gleichung 6.2 ein
Partialdruck des Wasserdampfes in der gesittigten feuchten Luft von 612,7 Pa . Die Partialdriicke
aller Gaskomponenten werden in Tabelle 6.2 angegeben. Die Gaskomponenten sind beim jeweiligen
Partialdruck p = p; und bei ' =T, exergielos, ebenso wie fliissiges Wasserbei p=p, und T =T, .

Die Exergien e, der gasformigen Umgebungskomponenten bei 7, und einem Gesamtdruck von
p = p, ergeben sich aus [BAE-92]:

ei(Tuapu):Ri 7:4 .ln(%kj (6-3)

mit e,.(Tu, pu) spezifische Exergie einer Gaskomponente 7, und p, inkJ/kg

R, spezielle Gaskonstante der Gaskomponente in kJ/kg K
1, Umgebungstemperatur in K

P, Umgebungsdruck in Pa

p/ Partialdruck einer Gaskomponente bei 7, in Pa

Dies entspricht einer isothermen Zustandsinderung eines idealen Gases zwischen p,', wo e =0 ist
und p = p, also im entmischten Zustand. Die sich daraus ergebenden Werte sind in Tabelle 6.2 den
Werten des Umgebungsmodells von Baehr bei 7, =298,15 K und p, =100 kPa gegeniiber gestellt.
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Tabelle 6.2: Partialdriicke p;' der Komponenten gesdttigter feuchter Luft und ihre molaren und
=298,15K und p, =100 kPa
(nach Baehr) sowie im Vergleich bei Umgebungsbedingungen T, =273,16 K und

spezifischen Exergien bei Standardbedingungen T

u

p, =100 kPa .

Komponente pi“ Ei(T., pu) ei(Ty, pu)
i kPa kJ/mol kJ/kg

298,15 K 273,16 K 298,15 K 273,16 K 298,15 K 273,16 K
N; 75,608 77,606 0,693 0,576 24,7 20,6
0; 20,284 20,820 3,955 3,564 123,6 1114
H>;O0 3,171 0,613 8,555 11,572 4749 6423
Ar 0,906 0,930 11,660 10,623 291,9 265,9
CO, 0,031 0,0318039 20,027 18,291 455,1 415,6

Da SO, normalerweise kein Bestandteil der Umgebungsluft ist, kann auf diese Weise sein Exergie-
nullpunkt nicht festgelegt werden. Da SO, jedoch als Reaktionsprodukt der Kohlenverbrennung
auftritt, ist die Bestimmung der entsprechenden Exergie erforderlich. Dafiir wird, analog zum Modell
von Baehr eine andere feste Schwefelverbindung in das Umgebungsmodell aufgenommen, und zwar
Gips (CaSO, -2H,0), dessen Exergie im festen Zustand bei 7, und p, null sein soll. Dadurch
kommt jedoch neben Schwefel ein weiteres Element in das Umgebungsmodell hinein, ndmlich Kalzi-
um (Ca ), was wiederum die Aufnahme einer weiteren Kalziumverbindung zur Nullpunktfestlegung
erfordert. Hierzu wird Kalkspat (CaCO,) in das Umgebungsmodell aufgenommen und seine Exergie
bei 7, und p, zu null gesetzt [BAE-92].

u

Das Umgebungsmodell enthdlt nun eine Gasphase bestehend aus gesittigter feuchter Luft, die mit
reinem fliissigen Wasser im Gleichgewicht steht, sowie zwei festen Phasen Gips und Kalkspat. Mit
diesem Modell lassen sich die Exergienullpunkte aller Stoffe, die kein anderes Element als H , O, C,
N, Ar, § und Ca enthalten, aufeinander abstimmen. Insbesondere ermoglicht es auch die Berech-
nung der Brennstoffexergie.

Die Exergien aller anderen Gaskomponenten, die nicht in der Umgebungsluft vorkommen, kénnen aus
der Exergiebilanz einer reversiblen chemischen Reaktion ermittelt werden, wenn die Exergien der

anderen teilnehmenden Stoffe bereits bekannt sind.

So zum Beispiel fiir SO, aus der Reaktion:
SO, +CaCO, +2H,0" + Y40, - CaSO, -2H,0 + CO, (6.4)

Die Exergiebilanz dieser Reaktion bei T

u

und p, ergibt
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Eg, =W + Eq,, _%'Eoz (6.5)

mit E,,  molare Exergie von SO, bei T, und p, inkJ/mol
w molare reversible Reaktionsarbeit in kJ/mol
E.,  molare Exergie von CO, bei T, und p, inkJ/mol

E, molare Exergie von O, bei T, und p, in kJ/mol

weil die Exergien E,(7,,p,) der anderen Reaktionsteilnehmer gleich null sind. Die reversible Reakti-

u

onsarbeit W, wird aus der Bilanz der freien Enthalpien gebildet [BAE-92].

W = A'G= GCaSO4-2H2O + Gco2 - GSO2 - GCaCOz -2 ij;lzo B % ’ Goz (6.6)
mit W molare reversible Reaktionsarbeit in kJ/mol
A*G  Differenz der freien Enthalpien in kJ/mol
G, molare freie Enthalpien bei 7, und p, in kJ/mol

Die molaren freien Enthalpien G, oder Gibbs-Funktionen sind meist im Standardzustand also fiir
T, =298,15K und p, =100 kPa vertafelt. Fiir die Exergieberechnungen im hier betrachteten Umge-
bungsmodell miissen diese Werte zunichst auf 7, =273,16 K umgerechnet werden.

Die Temperaturabhéngigkeit der Gibbs-Funktionen G, wird durch folgenden Zusammenhang wieder
gegeben [BAE-92]:

G.(T)=H/!(T)-T-S,(T) (6.7)

1

mit G (T) molare freie Enthalpien  in kJ/mol
H/ (T) molare Bildungsenthalpie in kJ/mol
S,(T)  molare absolute Entropie  in kJ/mol K

Zur Bestimmung der temperaturabhdngigen freien Enthalpien G, (7) der Reaktionsteilnehmer im
gewihlten Umgebungszustand miissen zunéchst die ebenfalls fiir Standardbedingungen vertafelten
molaren Bildungsenthalpien H; (T) und die molaren absoluten Entropien S,(7) auf die niedrigere

1

Umgebungstemperatur umgerechnet werden.
Bildungsenthalpie

Als Bildungsenthalpie H' eines Stoffes bezeichnet man die Reaktionsenthalpie A*H seiner Bil-
dungsreaktion. Das ist die Reaktion, durch die der Stoff aus den chemischen Elementen gewonnen
wird. Aus praktischen Erwdgungen sieht man jedoch nicht H, O und N als Elemente an, sondern
die normalerweise stabilen Molekiile H,, O, und N, . Der hochgestellte Index f steht fiir die engli-
sche Bezeichnung von Reaktion: formation. Man vereinbart die Bildungsenthalpien der Elemente im
thermo-chemischen Standardzustand, 7, =298,15K und p, =100 kPa , gleich null zu setzen, womit
die Bildungsenthalpie jeder anderen chemischen Verbindung im Standardzustand einen eindeutigen,
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aus Messungen zu bestimmenden, Wert erhélt. Diese sind in verschiedenen Quellen zusammengestellt
worden und fiir eine Auswahl wichtiger Verbindungen beispielsweise auch in [BAE-92] tabelliert.
Durch die Zuriickfiihrung beliebiger Reaktionsenthalpien auf die Bildungsenthalpien der beteiligten
chemischen Verbindungen werden die Enthalpiekonstanten aufeinander abgestimmt, so dass sich die
Reaktionsenthalpien aller denkbaren chemischen Reaktionen widerspruchsfrei bestimmen lassen.

Als molaren Brennwert H,, eines chemisch einheitlichen Brennstoffs bezeichnet man die negative
Reaktionsenthalpie A®H seiner Verbrennungsreaktion. Die Bildungsenthalpien der Produkte und
Reaktionsteilnehmer (Ausgangsstoffe) sind fiir dieselbe Temperatur und denselben Druck zu verwen-

den. Fiir eine Oxidations- oder Verbrennungsreaktion gilt [BAE-92].

AMH(T,) =2 v, H/(T,) = H; (T,) = Oy - H, (T,) = -H,,,(T,) (6:8)
mit A*H(7,) molare Reaktionsenthalpie in kJ/mol
v, Molmassenanteil des Reaktionsproduktes i in -
H/(1,) molare Bildungsenthalpie des Reaktionsproduktes in kJ/mol
H} (1)) molare Bildungsenthalpie des Brennstoffs in kJ/mol
@) molarer Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs in -

H;, (7,) molare Bildungsenthalpie des Sauerstoffs (= 0 kJ/mol) in kJ/mol

H, (7,) molarer Brennwert des Brennstoffs in kJ/mol

u

Der molare Brennwert eines Brennstoffs stimmt mit der negativen Reaktionsenthalpie seiner Oxidati-
onsreaktion iiberein. Gehort H,0 zu den Produkten, muss in die Gleichung 6.8 die molare Enthalpie
H -[,720 des fliissigen Wassers eingesetzt werden. Benutzt man dagegen die molare Enthalpie Hy; , des

dampfformigen Wassers, so stimmt die Reaktionsenthalpie mit dem negativen Heizwert {iberein.

Um die experimentell flir den thermo-chemischen Standardzustand ermittelten Bildungsenthalpien
H’ fiir den hier vereinbarten Bezugszustand von 7, =273,16 K und p, =100 kPa verwenden zu
konnen, wird folgende Umrechnung durchgefiihrt. Bildet man die Differenz der Bildungsenthalpien
bei der Temperatur 7 zur Bildungsenthalpie im Standardzustand ergibt sich unter Verwendung der

Gleichung 6.8 der Zusammenhang;:

u

AH(T) =AM (1,)=2v, (1] (1) -1/ (T,)) = (H;(T) - H} (T,)) ©9)
Oy -(Hg, (T)=Hy, (T,))

u

mit A®H(T), A*"H(T,) molare Reaktionsenthalpie bei T bzw. T, in kJ/mol

Vv, Molmassenanteil des Reaktionsproduktes i in-
H/(T), H/(1,)  molare Enthalpie des Reaktionsproduktes i bei 7 bzw. T,  in kJ/mol
H}(T), H{(1,)  molare Enthalpie des Brennstoffs bei 7' bzw. T, in kJ/mol

O . molarer Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs in -

H! (T), H/} (7,) molare Enthalpie des Sauerstoffs bei 7' bzw. T, in kJ/mol

u
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Die Differenzen der molaren Bildungsenthalpien der Reaktionsprodukte, des Brennstoffs und des
Sauerstoffs werden, unter der Annahme konstanter Warmekapazitéten, ersetzt. Gleichung 6.9 verein-
facht sich dann folgendermaf3en.

A'H(T)=A"H(T,)+ Y v, ch . (T=T,)=Cpps (T =T,) = O - oo, (T —T,) (6.10)
mit A*H(T), A*H(T,) molare Reaktionsenthalpie bei ' bzw. T, in kJ/mol
vV, Molmassenanteil des Reaktionsproduktes i in -
Cgm,i molare isobare Warmekapazitit des Reaktionsproduktes i in kJ/mol K
Cgm, » molare isobare Wiarmekapazitéit des Brennstoffs bei 7, in kJ/mol K
0., Mindestsauerstoftbedarf des Brennstoffs in -
Cgm, 0, molare isobare Wiarmekapazitét des Sauerstoffs bei 7, in kJ/mol K

Die molaren isobaren Wérmekapazitéten c;’]m’l. (auch: Molwiérmen) stellen ebenfalls experimentell
ermittelte GroBen der Verbindungen im thermo-chemischen Standardzustand dar. Die Vernachléssi-
gung der Temperaturabhéngigkeit dieser Stoffeigenschaft ist in einem eng begrenzten Temperaturbe-
reich mit vertretbaren Abweichungen moglich [BAE-92]. Unter dieser Voraussetzung ergibt sich die
Reaktionsenthalpie A®H bei der Temperatur 7T .

A"H(T)=A"H(T,)+ |:ZV,. €= Cons = Ohin Coo, } (T-T,) (6.11)
mit A*H(T), A"H(T,) molare Reaktionsenthalpie bei 7 bzw. T, in kJ/mol
v, Molmassenanteil des Reaktionsproduktes i in -
cﬁm molare isobare Warmekapazitit des Reaktionsproduktes i in kJ/mol K
Cgm, » molare isobare Warmekapazitit des Brennstoffs in kJ/mol K
0. molarer Mindestsauerstoffbedarf des Brennstoffs in -
cgm 0, molare isobare Warmekapazitit des Sauerstoffs in kJ/mol K

Damit ist die Temperaturabhiingigkeit der Bildungsenthalpien H’ (T ) fiir die Umrechnung der Stan-
dard-Bildungsenthalpien auf die hier verwendete Umgebungstemperatur und fiir die Ermittlung der
Temperaturabhéngigkeit der Gibbs-Funktion der Verbindungen nach Gleichung 6.7 gegeben.

Absolute Entropie

Ein Vergleich der Entropie verschiedener Stoffe im gleichen Zustand wird durch die Verwendung der
absoluten Entropie der Stoffe ermdglicht. Die Definition der absoluten Entropie geht auf das
Nernst’sche Warmetheorem zuriick. Diesen Erfahrungssatz hat Nernst erstmalig 1906 formuliert. In
einer Fassung von Planck lautet das Warmetheorem [BAE-92]:

Die Entropie eines jeden reinen kondensierten Stoffes, der sich im inneren Gleichge-
wicht befindet, nimmt bei T =0 K ihren kleinsten Wert an; dieser kann zu null nor-

miert werden.
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Dieser Satz, der auch als 3. Hauptsatz der Thermodynamik bezeichnet wird, definiert einen gemeinsa-
men Bezugszustand fiir die Entropie aller Stoffe: bei 7'=0 K ist die Entropie aller Elemente und
Verbindungen gleich null. Die absolute Entropie in einem beliebigen Zustand (T , p) erhélt man nach
Baehr [BAE-92] durch Integration des Entropiedifferentials beginnend bei 7 =0 K bis zum gesuchten
Zustand (T,p).

_dH-V-dp

ds T

(6.12)

mit dS  differentielle Entropieéinderung  in J/mol K
dH  differentielle Enthalpiednderung  in J/mol
V Volumen in m?
dp differentielle Druckédnderung in Pa
T Temperatur inK

Diese Integration ist meist recht umstindlich auszufiihren, und es miissen zahlreiche thermische und
kalorische Daten des Stoffes bekannt sein. Fiir praktische Zwecke findet man die absoluten Entropien
als sogenannte Standardentropien S’ im thermo-chemischen Standardzustand bei T, = 298,15 K und
p, =100 kPa tabelliert. Unter Verwendung dieser aufeinander abgestimmten Entropien lassen sich
Entropiedifferenzen verschiedener Stoffe im selben Zustand bilden, da fiir alle Stoffe der gleiche
Bezugszustand definiert wurde.

Absolute Entropien in anderen Zustinden erhélt man aus den Standardentropien durch Umrechnung.
Andert sich der Druck nicht gegeniiber dem Druck im Standardzustand, so erhilt man folgende Tem-
peraturabhéngigkeit der absoluten Entropie aus Gleichung 6.12.

S(T)-S(T,)=[2~dT (6.13)

Nach Ausfithrung der Integration und unter der Annahme einer temperaturunabhéngigen isobaren
Wirmekapazitit (wie oben bei der Umrechnung der Bildungsenthalpien) gilt fiir die molare absolute

Entropie bei der Temperatur 7':

T
S(T)=S°(7L)+C§m'ln(;j (6.14)
mit S(7)  molare absolute Entropie bei T in J/mol K
S°(T,) molare absolute Entropie bei 7, in J/mol K
cgm molare isobare Wirmekapazitit im Standardzustand in J/mol K
T Temperatur inkK

T Temperatur des Standardzustandes (298,15 K) in K

u




6.2 Erlduterungen zur Berechnung der Exergie 205

Damit ist die Temperaturabhidngigkeit der absoluten Entropie S (7) fiir die Ermittlung der Tempera-
turabhéngigkeit der Gibbs-Funktion G(T ) der Verbindungen nach Gleichung 6.7 gegeben. Die Bil-
dungsenthalpien H’ (T) ergeben sich aus Gleichung 6.11, so dass auch die reversible Reaktionsarbeit
W nach Gleichung 6.6 berechnet werden kann.

In der folgenden Tabelle 6.3 sind die relevanten Eigenschaften wie Molmasse M , Gaskonstante R,
molare isobare Wiarmekapazitét cg , molare Bildungsenthalpie H’, molare absolute Entropie S°,
Gibbs-Funktion G° und ggf. molare Brennwerte #,, aller betrachteten Elemente und Verbindungen
aufgefilhrt. Die experimentell ermittelten Werte fiir den Standardzustand 7, =298,15 K und
p, =100 kPa wurden [BAE-92] entnommen und bilden die Grundlage fiir die Umrechnung auf die
hier vereinbarte Umgebungstemperatur von 7, =273,16 K . Die Ergebnisse der Umrechnung nach

oben dargestellter Vorgehensweise sind in der Tabelle 6.3 den Ursprungswerten gegeniibergestellt.

Tabelle 6.3: Ergebnisse der Umrechnung von Standard-Umgebungsbedingungen
T, =298,15K und p, =100 kPa (nach Baehr) auf die hier verwendete Umge-
bungstemperatur T, =273,16 K fiir alle betrachteten Verbindungen des Umge-

bungsmodells
Stoff M R c,’ bzw.c,, H s’ H,, Form-
g/mol kJ/kg K kJ/kg K kJ/mol J/mol K kJ/mol art
298,15K 298,15K 273,16 K 298,15K 273,16 K 298,15K 273,16 K
0, 31,9988 0,25984 0,91810 0 0 0,205 0,203 0 0 g
H, 2,0158  4,12465 14,30400 0 0 0,131 0,128 285,840 285,592 g
H,0 18,0152 0,46153 1,86460 -241,830 -241,582 0,189 0,186 0 0 g
4,18190 -285,840  -285,592 0,070 0,063 0 0 fl
Ar 39,9480  0,20813 0,52030 0 0 0,155 0,153 0 0 g
SO, 64,0590  0,12979 0,62190  -296,800 -296,493 0,248 0,245 0 0 g
H,S 34,0760  0,24400 1,00490 -20,600 -20,167 0,206 0,203 562,040 561,918 g
N, 28,0134  0,29680 1,03960 0 0 0,192 0,189 0 0 g
cO 28,0104  0,29684 1,04040 -110,530 -110,678 0,198 0,195 282,980 282,813 g
co, 44,0098 0,18892 0,84380 -393,510 -393,491 0,214 0,211 0 0 g
CH, 16,0430  0,51826 2,18500 -74,870 -74,092 0,186 0,183 890,320 890,583 g
COS 60,0760 0,13840 0,67200 -138,400 -138,260 0,232 0,228 551,910 551,723 g
S 32,0660  0,25929 0,70950 0 0 0,032 0,030 296,830 296,493 rhomb.
C 12,0107 0,69226 0,70910 0 0 0,006 0,005 393,510 393,491 Graphit
Ca 40,078 0,20746 0,64700 0 0 0,042 0,039 814,993  fest
CaCO; 0,81800 -1208,400 -1208,484 0,093 0,086 0 0 fest
CaS0O4 0,73200 -1434,100 -1434,213 0,107 0,098 0 0 fest
CaSO, " 2H,0 1,08032 -2020,000 -2022,270 0,194 0,178 0 0 fest

Damit sind alle Voraussetzungen geschaffen, die Exergien anderer Gaskomponenten zu berechnen, die
nicht in der Umgebungsluft vorkommen (z.B. fiir SO, nach Gleichung 6.5), wenn die Exergien der
anderen Reaktionsteilnehmer bereits bekannt sind. Die Ergebnisse dieser Berechnung der aufeinander
abgestimmten Exergien fiir alle hier beriicksichtigten zusétzlichen Gaskomponenten fiir eine Umge-
bungstemperatur von 7, =273,16 K sind in Tabelle 2.1 (S. 86) aufgefiihrt und den Werten von Baehr
fiir die {ibliche Standard-Umgebungstemperatur (298,15 K ) gegeniibergestellt.
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