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Kurzfassung

In letzter Zeit betrachtet die Energieindustrie Brennstoffzellen als eine viel verspre-
chende Technologie, die sowohl hohe Wirkungsgrade als auch niedrige Schadstoff-
emissionen garantiert. Folglich ist der in allen Bereichen dieser vergleichsweise neuen
Technologie aufgebrachte Entwicklungsaufwand grof: in der Materialforschung, der
Geometriefestlegung, der Fertigung, der Brennstoffaufbereitung, der Simulation, der
Systemintegration und der Regelung.

Das Thema der vorliegenden Arbeit ist die Analyse des stationdren sowie des tran-
sienten Betriebsverhaltens eines SOFC/GT Hybridkraftwerks mit dem Ziel, notwen-
dige Anforderungen an ein geeignetes Regelungskonzept abzuleiten. Die Untersu-
chungen werden mit einem regelungsorientierten, nulldimensionalen Modell eines 20
MWe Hybridkraftwerks durchgefiihrt, welches auf einer veroffentlichten Konzeptstu-
die basiert. Als Besonderheit werden die Auswirkungen einer in der Gasturbinen-
brennkammer erfolgenden Zusatzfeuerung untersucht.

Nach der Definition eines Arbeitspunktes wird das stationire Betriebsverhalten ermit-
telt und in dreidimensionalen Kennfeldern dargestellt. Die unabhidngigen Parameter
sind die Stromdichte, die Gasturbinendrehzahl und die Turbineneintrittstemperatur.
Unter Beriicksichtigung von kritischen Betriebsgroen wie der Stacktemperatur, dem
Pumpgrenzenabstand sowie dem Differenzdruck zwischen Anode und Kathode wird
eine geeignete Betriebslinie festgelegt, welche einen Lastbereich zwischen 40 %
Teillast und 105 % Uberlast abdeckt.

Die Untersuchungen des transienten Betriebsverhaltens erfolgen anhand von fiinf
Testfillen. Wihrend in den ersten vier jeweils nur eine Eingangsgrofe verdndert wird,
simuliert der fiinfte eine Lastinderung entsprechend der stationdren Betriebslinie,
wozu alle Eingangsgroflen anzupassen sind. Die Ergebnisse geben Aufschluss iiber
die Wirkprinzipien innerhalb des Systems und Hinweise fiir die Entwicklung der
Regelung.

Zuletzt wird ein Regelungskonzept vorgeschlagen. Es besteht im Wesentlichen aus
einer proportionalen Ausgangsriickfithrung, welche den MIMO-Charakter des analy-
sierten Systems beriicksichtigt sowie aus 3 dezentralen PI-Reglern, die einen gefor-
derten Lastpunkt auf der Betriebslinie einstellen. Die Parametrierung der Regler ba-
siert auf der linearen Regelungstheorie. Das Regelungskonzept wurde anhand von drei
verschiedenen Testszenarien verifiziert.
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1 Einleitung

1.1 Hintergrund

Grundlage fiir eine moderne Industrie und fiir eine wirtschaftliche sowie technische
Entwicklung und damit auch fiir eine Verbesserung des Lebensstandards ist eine
zuverlissige, bedarfsgerechte Versorgung mit elektrischer und thermischer Energie.
Der kontinuierlich steigende Energiebedarf der Gesellschaft verbunden mit der Emis-
sion grofler Mengen des Klimagases CO, und der Schadstoffe NO,, SO,, CO, C,H,
verursacht jedoch nicht zu unterschitzende Probleme, die schon heute unsere Umwelt
beeinflussen. Beispiele sind die globale Erderwidrmung, stirkere Naturkatastrophen
sowie das Zuriickgehen der Waldgebiete durch Abholzung und Waldsterben.

Neben diesen 6kologischen Problemen erfordern auch neue politische Rahmenbedin-
gungen, die begrenzte Verfiigbarkeit fossiler Energietriger und technische Faktoren
einschneidende Veridnderungen in der Energieversorgung, die bis heute durch grofle,
zentrale Kraftwerke mit ausgedehnten Verteilungsnetzwerken gekennzeichnet ist.
Technische Faktoren sind z. B. eine begrenzte Ausbaufihigkeit der Ubertragungsnetze
und eine Verbesserung der Energiequalitét, d. h. konstante Frequenz und Amplitude,
geringer Oberschwingungsgehalt und Symmetrie der Wechselspannung im Dreipha-
sensystem. Die politische Einflussnahme besteht beispielsweise aus der Diskussion
der Kernenergie (in Deutschland), der Deregulierung der Strommérkte und der Er-
schlieBung regenerativer Energien.

Die notwendigen Verinderungen betreffen somit den gesamten Bereich der Energie-
technik von der Energiewandlung iiber die Energieverteilung bis hin zum End-
verbraucher. Wihrend der Endverbraucher durch einen verantwortungsbewussten
Umgang mit der Energie einen Beitrag leisten kann, ist die Umstellung von fossilen
zu regenerativen Primirenergietrigern fiir eine klimaneutrale und nachhaltige Ener-
gieversorgung von entscheidender Bedeutung. Infolgedessen werden neue bzw. ande-
re Energiewandler mit zumeist kleineren AnlagengrdBen erforderlich, sodass bei der
Energieverteilung ein Trend zu dezentralen Strukturen vorteilhaft und bereits zu
erkennen ist. Diese zeichnen sich durch eine grole Anzahl kleinerer, rdumlich verteil-
ter Energiewandler aus, die verbrauchernah elektrische wie thermische Energie bereit-
stellen, um so die Leitungsverluste und -belastung zu minimieren. Dennoch ist diese
Entwicklung umstritten, denn auBler verbindlichen Normen fiir den Netzanschluss
werden ebenso neue Steuerungs- und Regelungskonzepte, wie z. B. das Zusammen-
schliefen mehrerer Generatoren zu einem sogenannten virtuellen Kraftwerk notwen-
dig, um die Anzahl dezentraler Anlagen erhohen zu konnen. Noch wichtiger sind neue
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Energiewandlungstechnologien, die auch bei kleinen AnlagengréBen okologisch
vertretbar sind bzw. hohe Wirkungsgrade ermdoglichen. Neben Mikrogasturbinen,
Windkraft- und Solaranlagen bieten hier besonders Brennstoftzellen grofie Vorteile.

Die Entdeckung des Brennstoffzellenprinzips durch Sir William Grove erfolgte schon
1839. Materialprobleme sowie der Bau des ersten Dynamos durch Werner von Sie-
mens 1866 verhinderten jedoch die groftechnische Anwendung der neuen Technik.
Im folgenden Zeitalter der Industrialisierung dominierte der Generator als technische
Umsetzung des elektrodynamischen Prinzips die Energiewandlung. Auch heute spielt
die Brennstoffzelle nur eine Auflenseiterrolle. Bis in die jiingste Vergangenheit kam
sie aufgrund hoher Kosten und vergleichsweise geringer Lebensdauer nur in einigen
Spezialgebieten zum Einsatz, so z. B. im U-Boot-Bau oder in der Raumfahrt.

In naher Zukunft scheint sich dieses Bild indessen zu wandeln. Langjihrige, weltweite
Entwicklungsarbeiten diverser Industriezweige und Forschungseinrichtungen fiihrten
zu entscheidenden Verbesserungen der Brennstoffzellentechnologie und steigendem
offentlichen Interesse. Die Anstrengungen konzentrierten sich dabei auf 6 Zelltypen,
die sich im Zellmaterial, in der Betriebstemperatur sowie im verwendeten Brennstoff
unterscheiden. Zu den Niedertemperaturbrennstoffzellen mit Betriebstemperaturen um
100°C gehoren die alkalische Brennstoffzelle (AFC), die Polymerelektrolyt-
Brennstoffzelle (PEMFC) und die Direktmethanol-Brennstoffzelle (DMFC). Die
Phosphorsaure Brennstoftzelle (PAFC) ist bei einer Betriebstemperatur von ca. 200°C
eine Mitteltemperaturbrennstoffzelle. Die Schmelzelektrolyt-Brennstoffzelle (MCFC)
und die Festoxid-Brennstoffzelle (SOFC) arbeiten bei ca. 650 bzw. 1000°C und sind
damit Hochtemperaturbrennstoffzellen. Wihrend einige Typen sich noch in der De-
monstrationsphase befinden (DMFC, MOFC, PEMFC, SOFC), werden andere (AFC,
PAFC) mit einigem Erfolg bereits kommerziell vertrieben. Obwohl einzelne Brenn-
stoffzellentypen aufgrund ihrer spezifischen Eigenschaften bevorzugte Anwendungs-
gebiete sowohl im mobilen als auch im stationdren Bereich haben, sind ihre prinzip-
bedingten Vorteile gleich.

In der Brennstoffzelle wird die chemisch gebundene Energie des Brennstoffes direkt
und ohne die Zwischenstufen thermische und mechanische Energie in elektrische
Energie gewandelt. Der Prozess unterliegt daher nicht der Begrenzung durch den
Carnot-Wirkungsgrad und weist auch im Teillastbereich hohe elektrische Wirkungs-
grade auf. Die Brennstoffzelle emittiert verglichen mit konventioneller Verbrennung
praktisch keine Schadstoffe, arbeitet ohne bewegte Teile sehr gerduscharm und ver-
fiigt iiber einen modularen Aufbau. Zudem sind die MCFC und die SOFC wegen der
hohen Betriebstemperaturen fiir die Kraft-Warme-Kopplung gut geeignet und ermog-
lichen zur Wirkungsgradoptimierung eine Koppelung mit Gas- und/oder Dampfturbi-
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nen. Alle Brennstoffzellen erlauben die Verstromung einer Vielzahl von Brennstoffen,
angefangen von Erdgas und Kohle tiber Kraftstoffe aus Biomasse bis hin zu reinem
Wasserstoff. Dies erfordert zwar z. T. aufwindige Verfahren zur Gaserzeugung und -
aufbereitung (Wasserstoffgewinnung, Entschwefelung, CO- und Gasfeinreinigung),
aber damit verkniipfen sie ,,die iiberkommene Nutzung fossiler Rohstoffe mit der
dringend gebotenen ErschlieBung nachwachsender und regenerativer Quellen® [54] in
idealer Weise.

1.2 Aufgabenstellung und Vorgehensweise

Trotz der beachtlichen Entwicklung auf dem Gebiet der Brennstoffzellentechnologie
in den letzten zwei bis drei Jahrzehnten sind die Brennstoffzellen im Vergleich zu
konventioneller Technik noch immer nicht konkurrenzfihig. Mit dem Gesetz zum
Vorrang erneuerbarer Energien (April 2002) bzw. dessen Novellierung (Juli 2004)
und der Selbstverpflichtung zur Reduktion der Treibhausgase erleichtert die Politik in
Deutschland den Einstieg in die neue Technik; aber erst bei anhaltendem Anstieg der
Energiekosten oder weiterem technologischen Fortschritt wird sie sich durchsetzen
konnen. Dabei sind so unterschiedliche Fachgebiete gefordert wie die Thermodyna-
mik, die Werkstoffforschung, die Verfahrens-, Elektro-, Fertigungs- und die Rege-
lungstechnik. Die grofiten Probleme betreffen weiterhin die Kosten und die Lebens-
dauer; Zielvorgaben sind ca. 1000 US-Dollar/kWe und 40000 Betriebsstunden [104].

Einen Entwicklungsschwerpunkt stellen Hybridsysteme dar. Sie bestehen aus der
Kombination einer Brennstoffzelle und einer Gasturbine. Je nach Komplexitétsgrad
sind Wirkungsgrade bis zu 65 % moglich [70], [117]. Die Nutzung dieses Potentials
sowie einen sicheren Betrieb der Hybridsysteme gewéhrleisten jedoch erst eine griind-
liche Komponentenentwicklung, eine sorgfiltige Bestimmung von Arbeitspunkten im
Hinblick auf ckonomische und sicherheitstechnische Vorgaben sowie eine effektive
Regelung.

Die ersten beiden Punkte bilden die Konzeptionsphase und miissen vor Inbetriebnah-
me der Anlage abgeschlossen sein. Dabei ist in Hybridsystemen die Abstimmung der
einzelnen Komponenten (Wirmeiibertrager, Gasturbine und Brennstoffzelle) beson-
ders wichtig, da diese in ihrem Zusammenwirken das Betriebsverhalten entscheidend
beeinflussen [11], [66], [75], [117]. Ebenso bedeutsam sind Untersuchungen des
stationdren Verhaltens von Hybridsystemen bei Nenn- und Teillast. Sie geben Auf-
schluss tiber Dimensionierung, konstruktive Gestaltung, Betriebsgrenzen und Effi-
zienz jeder Komponente sowie des Gesamtsystems. Ferner lassen sich optimale Be-
triebspunkte bestimmen und Vorgaben fiir die FiihrungsgroBen in einer Regelung
ableiten, die im Betrieb aktiv ist.
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Die Notwendigkeit einer Regelung ergibt sich aus der allgemeingiiltigen Definition
der Regelungsaufgabe: Eine messbare Grifle (Regelgrifie) eines dynamischen Sys-
tems (Regelstrecke) muss einem durch die Fiihrungsgrofie vorgegebenen zeitlichen
Verlauf nachgefiihrt werden. Dazu ist das System von auflen iiber eine Stellgrifie in
Abhiingigkeit der messbaren Grofie zu beeinflussen. Die Definition ist nicht auf je-
weils eine Grofe beschrinkt; in Regelungen fiir Mehrgrolensysteme gibt es mehrere
Regel-, Fithrungs- und StellgroBen. Speziellere Aufgaben wie z. B. die Unterdriickung
von Storungen, die Verbesserung der Systemdynamik oder die Stabilisierung von
instabilen Systemen sind bereits in der allgemeinen Definition enthalten.

Ubertragen auf Hybridsysteme hat der Regler einen vorgegebenen Lastpunkt unter
dem Einfluss von Storungen beizubehalten. Dabei kann der Lastpunkt durch die Leis-
tungsabgabe, die elektrische Spannung oder den elektrischen Strom festgelegt werden.
Mogliche Storungen sind die Umgebungsbedingungen (Druck und Temperatur) und
die elektrische Last. Dariiber hinaus muss der Regler zu jeder Zeit einen ausreichen-
den Abstand zu den Betriebsgrenzen sicherstellen, um Schéden an der Anlage oder
ein Abschalten zu vermeiden. Dies erfordert Regeleingriffe noch vor dem Uberschrei-
ten einer kritischen Grenze. Typische Betriebsgrenzen in Hybridsystemen sind z. B.
Maximaltemperaturen, der Pumpgrenzenabstand im Verdichter oder ein minimales
Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis im Reformer. Der Erfolg einer Regelung macht sich in
einem guten Wirkungsgrad, grolen Wartungsintervallen und einer hohen Lebensdauer
bemerkbar. Die Integration der Hybridsysteme in dezentrale Energieversorgungsnetze
erfordert jedoch einen Kompromiss zwischen den dynamischen Netzanforderungen
und den oben genannten Zielsetzungen.

Neben der Kenntnis des stationdren Betriebsverhaltens setzt die Entwicklung einer
geeigneten Regelungsstrategie und insbesondere die anschlieBende Parametrisierung
der Regler ein fundiertes Wissen iiber das dynamische Systemverhalten voraus. Die
Analyse der Systemdynamik liefert nicht nur Informationen zu Stabilitéits- und Damp-
fungseigenschaften, sondern auch iiber die Systemstruktur und kritische Betriebszu-
stdnde, die im stationdren Betrieb nicht moglich sind, von der Regelung aber trotzdem
beriicksichtigt werden miissen.

Modelle erlauben die Simulation des Betriebsverhaltens und vermitteln so die beno-
tigten Informationen. Die Modelle konnen einerseits mit den Methoden der System-
identifikation erstellt werden, wobei dieser Weg allerdings aufwindige Messungen an
ausgefiihrten Anlagen erfordert und daher z. B. in der Planungs- und Konzeptionspha-
se nicht durchfiihrbar ist. Bei der theoretischen Modellbildung gibt es diese Ein-
schrinkungen nicht. Ausgehend von den physikalischen Wirkprinzipien wird ein
Differentialgleichungssystem aufgestellt, welches ggf. mit algebraischen Gleichungen
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zu ergédnzen ist. Je nach Verwendungszweck werden unterschiedliche Anforderungen
an die Modelle gestellt. Ein qualitativ richtiges Modell geniigt zur Festlegung der
Reglerstruktur; die Bewertung von Aktuatoren hinsichtlich Stellgrolenbereich und
Dynamik sowie die eigentliche Parametrisierung der Regler kann dagegen nur mit
quantitativ genauen Modellen erfolgen. Dann konnen die Simulationsergebnisse auch
bei der Dimensionierung und der Konstruktion einzelner Komponenten beriicksichtigt
werden. Fiir zwei weitere Anwendungen ist zusitzlich Echtzeitfahigkeit gefordert. Als
Beobachter wird das Modell zu einem Teil des Reglers und berechnet im Betrieb
notwendige Messgroflen. Der Messaufwand sinkt, und damit die Kosten und die
Fehleranfilligkeit. In Hardware-in-the-Loop Priifstinden [61] simulieren Modelle das
reale System, um die realisierten Regler zu priifen.

In den letzten 10 Jahren wurden in der Fachliteratur eine Reihe von Modellen zur
Simulation des dynamischen Betriebsverhaltens und fiir regelungstechnische Untersu-
chungen von Hybridsystemen verdffentlicht. Andere Beitrige wiederum behandeln
die Einbindung von Brennstoffzellen-Systemen in das elektrische Energieversor-
gungsnetz, wobei ebenso dynamische Modelle zur Anwendung kommen (Kap. 2.6).
Die meisten der vorliegenden Veroffentlichungen konnen somit zwei Kategorien
zugeordnet werden: die zur ersten Kategorie gehorenden Arbeiten sind durch eine
eher thermodynamisch motivierte Herangehensweise charakterisiert und betrachten
die Vorginge innerhalb des Hybridsystems ausfiihrlicher. Die Festlegung des Be-
triebspunktes erfolgt sehr oft durch Vorgabe der Zellspannung als Randbedingung.
Die Arbeiten der zweiten Kategorie bestimmen stark elektrotechnisch geprigte Lo-
sungsansitze. Die Brennstoffzelle wird als reale Spannungsquelle in einem elektri-
schen Netzwerk behandelt. Quellspannung und Innenwiderstand der Spannungsquelle
sind variabel und dynamisch mit der Belastung bzw. mit dem Betriebszustand der
Brennstoffzelle verkoppelt.

Das Thema der vorliegenden Arbeit ist die Entwicklung dynamischer Modelle von
Hybridsystemen in dezentralen Energieversorgungsnetzen sowie die Untersuchung
und Optimierung des transienten Betriebsverhaltens des Gesamtsystems mit diesen
Modellen. Im Unterschied zu vielen fritheren Arbeiten (siche oben) werden dabei das
Hybridsystem, aber auch elektrische Betriebsmittel beriicksichtigt; die Energieversor-
gungskette Wandlung, Verteilung und Verbrauch wird als ein System betrachtet.

Es geht in dieser Arbeit jedoch nicht darum, ein spezielles System moglichst genau zu
modellieren und zu analysieren. Der Nutzen einer derartigen Aufgabenstellung wire
gering, solange keine ausgefiihrte, reale Anlage und damit keine Konstruktionsunter-
lagen fiir eine Bestimmung der Modellparameter und keine umfassenden Messdaten
fiir eine Validierung verfiigbar sind. Vielmehr soll die bei der Modellbildung und
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Analyse verwendete Vorgehensweise flexibel auf verschiedene Hybridsysteme ange-
wendet werden konnen. Eine Anpassung des Modells durch Variation von Modell-
konstanten, Zelltyp und Struktur ldsst sich dabei aber nicht vermeiden, da das Be-
triebsverhalten eines Systems nicht auf andere iibertragbar ist.

Im Vordergrund steht daher die Anwendung allgemeingiiltiger theoretischer Metho-
den auf den speziellen Fall eines Hybridsystems. Dies gilt nicht nur fiir die auf physi-
kalischen Wirkprinzipien basierende Modellbildung, sondern auch fiir die Systemana-
lyse und die Entwicklung der Regelung, die in dieser Arbeit ausschlieSlich mit
Verfahren der linearen Regelungstechnik erfolgt. Die verwendeten Verfahren (z. B.
die Dominanzanalyse, die Systemreduktion oder der Optimalreglerentwurf) basieren
alle auf linearen Modellen, was eine Linearisierung des nichtlinearen physikalischen
Modells erforderlich macht. Die Giiltigkeit der linearen Modelle ist nur in einer klei-
nen Umgebung um einen Arbeitspunkt gegeben, sodass zur Untersuchung des Teil-
lastverhaltens mehrere Linearisierungen notwendig sind, um die Nichtlinearitéiten des
Hybridsystems beriicksichtigen zu konnen. Mit vergleichsweise geringem Mehrauf-
wand ist daraus ein quasi-lineares Modell (ein lineares Modell mit zeitabhingigen
Koeffizienten) zu entwickeln, das wegen des geringen Rechenzeitbedarfs Validie-
rungsrechnungen beschleunigt und gewisse Echtzeitanforderungen erfiillt. Diese
Ausfiithrungen zeigen, dass es auch ohne die Moglichkeit experimenteller Arbeiten
geniigend theoretische Ansatzpunkte fiir interessante Untersuchungen gibt.

Aus der Vielzahl denkbarer Kreisprozesse fiir Hybridsysteme (Kap. 2.5.3) wird ex-
emplarisch ein Anlagendesign betrachtet. Dieses entspricht der 300 kWe Anlage, die
die Siemens Westinghouse Power Corporation zu Demonstrationszwecken bei der
RWE in Essen und bei der Edison S.P.A. in Italien konstruiert, gebaut und betrieben
hat [63], [119]. Bzgl. der Leistungsklasse lehnt sich das untersuchte Modell an das in
[66] vorgeschlagene 25 MWe Kraftwerk an. Die Brennstoffzelle des Typs SOFC
befindet sich darin zwischen dem Verdichter und der Brennkammer der Gasturbine.
Sie wird somit wirkungsgraderhohend bei dem Verdichteraustrittsdruck betrieben.
Das Hybridsystem ist iiber einen elektrischen Kondensator, eine doppeltgespeiste
Asynchronmaschine und einen Wechselrichter an ein Modellnetz mit drei Verbrau-
cherknoten und einem konventionellen Kraftwerk angeschlossen.

Aus der beschriebenen Themenstellung ergeben sich Teilaufgaben, die den Aufbau
der vorliegenden Arbeit bestimmen. Kapitel 2 gibt einen Uberblick iiber den Stand der
Technik bei der SOFC-Entwicklung und basierend auf ausgesuchten Veroffentlichun-
gen der letzten Jahre iiber die Modellierung von SOFC und Hybridsystemen sowie
von Brennstoffzellen in elektrischen Verteilungsnetzen. Kapitel 3 und 4 beschreiben
die Modellbildung fiir das Hybridsystem bzw. fiir die elektrischen Betriebsmittel.
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Ausgehend von den physikalischen Grundlagen werden allgemeingiiltige Gleichungen
mit sinnvollen Annahmen vereinfacht und die modellierten Gleichungen abgeleitet. In
Kapitel 5 wird das erstellte Modell zur Simulation des Betriebsverhaltens der betrach-
teten Anlage verwendet. Dabei werden Angaben zu den Betriebsgrenzen gemacht. Die
Anwendung von Verfahren aus der linearen Systemtheorie zur weiteren Analyse und
Optimierung des Betriebsverhaltens erfolgt in Kapitel 6. Nach der Linearisierung und
der Erstellung des quasi-linearen Modells wird eine Eigenwert- und Dominanzunter-
suchung durchgefiihrt und daran anschlieBend die Reduktion der Systemordnung
sowie der Reglerentwurf. Das 7. Kapitel fasst die wichtigsten Punkte und Ergebnisse
dieser Arbeit zusammen. Weiterfilhrende Arbeiten zu dem Thema werden vorge-
schlagen.



2 Festoxid-Brennstoffzelle

2.1 Anféange

Die Entwicklung der SOFC begann 1897, als W. Nernst eine Glithlampe mit einem
Gluhkoper (dem Nernst-Stift) aus yttriumstabilisiertem Zirkoniumdioxid (YSZ) er-
fand. Das damals Nernstmasse genannte Material war der erste Sauerstoffionen lei-
tende Festkorper. 1935 hatte der Nernst-Schiiler W. Schottky bei Siemens die Idee
einer Brennstoffzelle mit einem Elektrolyten aus YSZ. Zwei Jahre spiter bauten Baur
und Preis die erste SOFC. Ab 1958 bestimmte die Westinghouse Electric Corp. (heute
Siemens Westinghouse) den technologischen Fortschritt der SOFC mit ihrem Rohren-
konzept. In den achtziger Jahren des vorigen Jahrhunderts entstanden das Monolith-
(US-Argonne National Lab.) und das Flachzellenkonzept (Siemens, Dornier, u. a.).
Seit 1992 arbeitet Rolls-Royce Fuel Cell Systems an einem weiteren Konzept, der
Integrated Planar SOFC. [1], [54], [57], [88]

2.2 Funktionsprinzip

Brennstoffzellen und damit auch SOFC sind galvanische Elemente ohne direkte
Verbrennung und offene Flamme. Der Verbund aus Anode, Elektrolyt und Kathode
trennt den Brennstoff vom Sauerstoff, sodass die Reduktion (Gl. 2.1) und die Oxidati-
on (Gl. 2.2) separat an Kathode und Anode ablaufen.

Kathodenreaktion: 050,(9)+2e =0 2.1
Anodenreaktion: H,(9)+O* (s)=H,0(g)+2¢ (2.2)
H,+0.50, = HO0 2.3)

Beide Elektrodenreaktionen sind heterogene Reaktionen. Die Wasser- und Sauer-
stoffmolekiile aus der Gasphase werden an der Oberfliche der porosen Elektroden
adsorbiert und dissoziieren. Aus den Wasser- und Sauerstoffatomen entstehen dann
durch Elektroneniibertragung zwischen Atom und Elektrode Ionen, und die Elektro-
den laden sich elektrisch auf. Das elektrische Potential der Elektroden ist unterschied-
lich und ergibt sich aus den dynamischen Gleichgewichten zwischen Ad- und Desorp-
tion. Eine elektronenleitende Verbindung zwischen Anode und Kathode erméglicht
einen Ladungsausgleich und stort so die Gleichgewichte. Dann diffundieren die Sau-
erstoffionen in den gasdichten aber ionenleitenden Elektrolyten und migrieren — ange-
trieben von der Potentialdifferenz — zur Anode, wo sie mit den Wasserstoffionen zu
Wasser reagieren; der Stromkreis ist geschlossen. Zuletzt erfolgt die Desorption der
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Wassermolekiile in die Gasphase. Neben Wasserstoff kann in der SOFC an der Anode
auch Kohlenmonoxid zu Kohlendioxid aufoxidiert werden. Damit die beschriebenen
Schritte tatsachlich ablaufen, sind Drei-Phasen-Grenzen zwischen dem Elektrolyten,
jeweils einer elektronenleitenden Elektrode und der Gasphase erforderlich. Bild 2.1
zeigt das Funktionsprinzip der Brennstoffzelle am Beispiel der SOFC.

Drei-Phasen-Grenze [ Last |

Usors  +
/&l g Vip DY
Gaspore  H,OH, S do
- o
O

® oo +-F
&  Anode Elektrolyt ~ Kathode Q

oo Wasserstoff - Elektron
QO Sauerstoff &» Wasser

YA

Anode Elektrolyt

Bild 2.1: Funktionsprinzip

Die chemisch gebundene Energie wird durch den Elektronenstrom im dufieren Strom-
kreis direkt in elektrische Leistung umgewandelt. Der Wert des elektrischen Wider-
standes erlaubt zudem eine Kontrolle der Umsatzrate nach GI. (2.3). Die Reaktion
endet erst, wenn der Stromkreis unterbrochen oder ein thermodynamisches Gleichge-
wicht erreicht wird. Um dies zu verhindern, sind der Brennstoffzelle kontinuierlich
Brenn- und Sauerstoff zu- und die Produkte abzufiihren.

2.3 Betriebsverhalten

Dieses Kapitel macht keine quantitativen Angaben zum Betriebsverhalten von SOFC,
dazu sei auf Kapitel 5 verwiesen. Stattdessen stehen die grundlegenden physikali-
schen Eigenschaften von Brennstoffzelle im Vordergrund. Es wird aufgezeigt, wie
diese ermittelt, dargestellt und mathematisch beschrieben werden kénnen.

231 Idealer Wirkungsgrad und Strom-Spannungs-Kennlinie

Konventionelle Verbrennungs- und Wirmekraftanlagen wandeln Primédrenergie von
chemischer tiber thermische und mechanische in elektrische Energie. Sie basieren auf
thermodynamischen Kreisprozessen, in denen ein aufgenommener Warmestrom Q in
mechanische Nutzleistung P iiberfithrt wird. Aus dem ersten und zweiten Hauptsatz
der Thermodynamik folgt der Carnot-Faktor, der den Anteil von P aus Q begrenzt:
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P T
e o) T (2.4)

In Brennstoftzellen gibt es mit dem idealen oder reversiblen Wirkungsgrad eine ver-
gleichbare Beziehung, die im Folgenden hergeleitet wird. Sie bestimmt den Anteil der
chemisch gebundenen Energie, der sich bei reversibler Prozessfithrung maximal in
Nutzarbeit umwandeln ldsst. Dazu betrachtet man die Brennstoffzelle als ein offenes
System, in das ein Stoffstrom im Umgebungszustand ein- und aus dem ein Stoffstrom
anderer Zusammensetzung im Umgebungszustand wieder austritt. Schreibt man ferner
Gl. (2.3) als allgemeine Reaktionsgleichung der Form:

0=Y VA, (2.5)

wobei V; die stochiometrischen Koeffizienten (bei Produkten positiv und Edukten
negativ) und A; die chemischen Symbole ersetzen, liefert der erste Hauptsatz die
Reaktionsenthalpie

ATH =3 Vb =W, + Gy, - (2.6)

Diese entspricht der Summe aus der Wirme grev und der Nutzarbeit Wrey, die bei der
beschriebenen Prozessfiihrung iiber die Systemgrenze zu oder abzufiihren sind. Eine
Entropiebilanz (zweiter Hauptsatz) ergibt die Reaktionsentropie sowie Qrev:

TA'S=T>vs =q,,. 2.7)

Die Differenz der beiden letzten Gleichungen ist die Reaktions-Gibbs-Funktion A?G
und identisch mit der maximalen Nutzarbeit pro Reaktionsumsatz:
AFG=APH-TAS=w_,. (2.8)
Das Verhiltnis von A®G zu ARH definiert den idealen Wirkungsgrad einer Brenn-
stoffzelle und damit das Gegenstiick zu Gl. (2.4):
R R
By = W 4G _y TA'S 2.9)
A"H A"H A"H

Im Gegensatz zu 7¢ sinkt 7Jrev in der SOFC mit steigender Prozesstemperatur, da sich
die Stoffmenge bei den Zellreaktionen verkleinert und die Reaktionsentropie sowie
die -enthalpie negativ sind. Daher weist der Carnot-Faktor bei den fiir SOFC typi-
schen Betriebstemperaturen von ca. 1000°C sogar groflere Werte auf als der ideale
Wirkungsgrad (77 zu 71 %). Trotzdem tiibersteigt der effektive Wirkungsgrad der
SOFC den konventioneller Energiewandler, da die im realen Prozess unvermeidbaren
Verluste dort grofer sind.

Die bisher vernachldssigte Temperatur-, Druck- und Gaszusammensetzungsabhéngig-
keit von A"G folgt aus der Gibbsschen Hauptgleichung [8]:
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dG =-SdT +Vdp+ > u,dn, . (2.10)

Konstante, aber beliebige Werte fiir Temperatur und Druck (dT=dp=0), Einsetzen der
stochiometrischen Bedingung dni=v; dz, die die molaren Stoffmengeninderungen dn;
mit dem Reaktionsumsatz dz verkniipft und anschlieBendes Ableiten nach dz fiihrt zu
einer Definition der Reaktions-Gibbs-Funktion mit den chemischen Potentialen £

AG=Yvu,. 2.11)

Das chemische Potential einer Gasmischungskomponente g kann der Gibbs-Funktion
des reinen Gases gleichgesetzt werden, wenn beide an einer gedachten semipermeab-
len Membran im (stofflichen) Gleichgewicht stehen, d. h.

,ui(Ta p’{Xi}) = gi(T’ Xip) = hi(T)_ Tsi(T! Xip) mit (2.12)
T
B(T) = By (Ty)+ [ ¢, (T)AT und 2.13)
T
:
s,(T, xp) = so,.(7;,p0)+jL(T)dT-R|nﬂ 2.14)
T Po

als spezifische Enthalpie hj bzw. Entropie s; der Komponente /. Gl. (2.12) gilt nur fiir
die in Brennstoffzellen zuldssige Annahme idealer Gase; zur Beriicksichtigung des
Realgasverhaltens ist der Partialdruck mit dem Fugazititskoeffizienten @ zu multipli-
zieren [6]. Einsetzen von GIl. (2.12) in Gl. (2.11), Sortieren und Zusammenfassen
filhrt zu der temperatur-, druck- und gaszusammensetzungsabhidngigen Reaktions-
Gibbs-Funktion:
R R XiP X
AG(T, p{x.}) = A"G(T, p,) + RTIn[H[é] ] (2.15)
i o

Durch Vorzeichenumkehr, Division mit der Faraday-Konstanten F und der pro Reak-
tionsumsatz ausgetauschten Elektronenzahl z wird daraus die Nernst-Gleichung. Sie

gibt fiir eine Gaszusammensetzung {X;} und den Zustand (7T, p) die theoretisch maxi-
mal mogliche Spannungsdifferenz zwischen den Elektroden an:

R Vi
U, = -2 8T AT, [ 2] | 2.16)
zF zF e
Angewendet auf die SOFC-Zellreaktion (GI. 2.3) und fiir eine konstante Gaszusam-

mensetzung {x;} zeigt Bild 2.2a die Temperatur- und Druckabhingigkeit dieser auch
Nernst-Spannung genannten Spannung.
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Ruhepotential oder Ruhespannung sind weitere Bezeichnungen von Uyey, da sie nur
im stromlosen Zustand gemessen werden kann. Kommt es durch eine elektronenlei-
tende Verbindung der Elektroden zu einem Stromfluss und gibt die SOFC Nutzarbeit
in Form von elektrischer Energie ab, verringert sich diese Spannung. Der Spannungs-
verlust hidngt nichtlinear vom elektrischen Strom ab und ist auf eine Reihe von unter-
schiedlichen Effekten zuriickzufiihren, die nachfolgend einzeln erldutert werden.
Daraus resultiert eine fiir Brennstoffzellen bzw. SOFC typische Strom-Spannungs-
Kennlinie, die mit Gleichstrommessungen ermittelbar und in Bild 2.3 darstellt ist.
Analog zu anderen, realen Spannungsquellen wird ein Innenwiderstand eingefiihrt,
der die Leerlaufspannung bei Stromfluss auf die Klemmspannung reduziert, in der
Brennstoffzelle aber eine Abhingigkeit vom Strom aufweist. Bild 2.2b veranschau-
licht die durch die oben beschriebenen Effekte induzierte Potentialinderung einer
Ladung (Elektron/Ion) bei der Migration durch die Elektroden und den Elektrolyten.

Kathode Anode

Elektrolyt Interkonnektor
T e
! H'le’ .
H H'le —>
8 oo | o
B oS
:!82 — - mit Stromfluss
! 1 ~2 -===ohne Stromfluss
—p ! +10 -
L L IR — . >

0. L | b
gOO 1000 1100 1200 1300 | - -

Temperatur [K]

Bild 2.2: (a) Temperatur- und Druckabhdingigkeit der Nernst-Spannung (links)
(b) Qualitativer Potentialverlauf in einer Brennstoffzelle (rechts)

Nernst-Spannung
°_ladungsdurchtritt ]
dominiert Ohmscher _\/V_lderstand
dominiert

Spannung

U-Be -l - AN - - Diffusion
dominiert

Strom

Bild 2.3: Strom-Spannungs-Kennlinie

Durchtrittsiiberspannung
An den Dreiphasengrenzen geben adsorbierte Atome, Ionen oder Molekiile, im Fol-
genden kurz Teilchen genannt, Elektronen ab, die durch eine elektrische Doppel-
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schicht in die Elektrode iibertreten. Parallel findet die Umkehrreaktion statt, bei der
adsorbierte Teilchen Elektronen aus der Elektrode aufnehmen. Der Elektronenstrom
in die Elektrode aufgrund der Oxidation wird dabei als anodische Stromdichte ia, der
entgegen gesetzte Strom aufgrund der Reduktion als kathodische Stromdichte ix be-
zeichnet. Bei einer durch die Elektrodenreaktionen definierten Potentialdifferenz in
der elektrischen Doppelschicht sind beide Stromdichten gleich der sogenannten Aus-
tauschstromdichte Jp. Die resultierende Stromdichte Jist Null, und es flieBt kein duBe-
rer Strom. Diesen ermoglicht erst eine Anderung der Potentialdifferenz in Hohe der
Durchtrittsiiberspannung Up. Den quantitativen Zusammenhang zwischen Up und i
beschreibt die Butler-Volmer-Gleichung mit Hilfe des Durchtrittsfaktors o

(1-a)zF 7LZFU

7UD D .
i:iA—iK:iO(e AT Y _g AT jrmt0<a<1. 2.17)

Eine positive Uberspannung begiinstigt die Oxidation, der anodische Strom iiberwiegt
und die betrachtete Elektrode wird zur Anode; demgegeniiber machen negative Uber-
spannungen die Elektrode zur Kathode. Die Durchtrittsiiberspannungen bestimmen
bei geringen Stromdichten die Spannungsverluste (Aktivierungsbereich) und bleiben
bei hoheren Stromdichten fast konstant (Bild 2.3).

Diffusionsiiberspannung

Um die Zellreaktion als Voraussetzung fiir einen elektrischen Strom im &dufBeren
Stromkreis aufrechtzuerhalten, ist ein kontinuierlicher Massentransport von Edukten
und Produkten zwischen den Dreiphasengrenzen und den Gaskanidlen notwendig.
Dieser erfolgt jedoch senkrecht zur Hauptstromungsrichtung in den Kanilen und
daher ausschlieBlich durch Diffusionsprozesse. In der Folge entstehen Konzentrati-
onsgradienten, und die Gaszusammensetzung {X,'*} an der Dreiphasengrenze unter-
scheidet sich von der im Gaskanal {X,-O}. Beriicksichtigt man, dass ohne &@ufleren
Stromfluss beide identisch sind, ldsst sich die Diffusionsiiberspannung als Differenz
zwischen den Nernst-Spannungen ohne und mit Stromfluss definieren:

RT x )
U,y =—=In — . 2.18
Diff ZF H [ X? } ( )
Die Diffusionsiiberspannungen bestimmen bei hohen Stromdichten die Spannungsver-
luste (Bild 2.3), wobei das endliche Konzentrationsgefille die Stromdichte begrenzt
und damit eine Grenzstromdichte festlegt (Grenzstrombereich).

Reaktionsiiberspannung

Die Reaktionsiiberspannung Ugeax wird ebenfalls mit Gl. 2.18 beschrieben. Die Ursa-
che fiir die unterschiedlichen Gaszusammensetzungen und damit fiir die Nernst-
Spannungen mit und ohne dufleren Stromfluss liegt jedoch nicht im Massentransport,
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sondern in den chemischen und Oberflichen-Reaktionen (Adsorption, Kristallisation)
vor und nach dem Ladungsdurchtritt bzw. der eigentlichen Zellreaktion. Analog zum
endlichen Konzentrationsgefille konnen auch endliche Reaktionsgeschwindigkeiten
Grenzstromdichten bestimmen. Die Summe aus Diffusions- und Reaktionsiiberspan-
nung ergibt die Konzentrationsiiberspannung.

Ohmsche Verluste

Die ohmschen Verluste entstehen durch den Elektronenstrom in den Elektroden und
durch den Ionenstrom in dem Elektrolyten. Die endlichen, temperaturabhingigen
Leitfahigkeiten fiir Elektronen in den Elektroden bzw. fiir Ionen im Elektrolyten
verursachen dabei den Spannungsabfall

A

UOhm=Z"’é,"=Z"%’k 2.19)

i

der die Strom-Spannungskennlinie bei mittleren Stromdichten (Bild 2.3) bestimmt
(Arbeitsbereich).

2.3.2 Effektiver Wirkungsgrad und Leistung
Die theoretisch maximal mogliche elektrische Leistung errechnet sich mit dem Brenn-
stoffmolenstrom N zu

P

rev

=-nA"G(T,p) = I, U, - (2.20)
Im realen Betrieb liegt jedoch nicht nur die tatséchliche Zellspannung unter Upey (Kap.
2.3.1). Auch der maximale Strom kann nicht erreicht werden, da ein vollstindiger
Brennstoffumsatz einen Wasserstoffpartialdruck von Null zur Folge hitte und die
Nernst-Spannung minus unendlich wiirde. Unbeabsichtigte chemische bzw. elektro-
chemische Nebenreaktionen konnen ebenso einen Teil des Brennstoffes beanspruchen
und damit der eigentlichen Zellreaktion entziehen. Praktische Brennstoffnutzungsgra-
de liegen zwischen 70 und 90 % [84]. Die reale Strom-Leistungs-Kennlinie ergibt sich
aus der Strom-Spannungs-Kennlinie in Bild 2.3 durch Multiplikation mit dem jewei-
ligen Strom und hat die Form einer Parabel mit einem Maximum im Arbeitsbereich.
Die effektiven Wirkungsgrade einer SOFC betragen abhingig vom eingesetzten
Brennstoff und von der Prozessfiihrung zwischen 55 und 65 % [54].

233 Impedanzspektrum und Ersatzschaltbilder

Die Impedanzspektroskopie ermdglicht die Untersuchung sowie die Beschreibung der
Kinetik von Elektrodenvorgidngen, deren Zeitkonstanten eine Bandbreite von iiber 15
GroBenordnungen aufweisen konnen. Zur Aufnahme von Impedanzspektren wird der
Brennstoffzelle in einem definierten Betriebszustand (/, U) ein Wechselstrom J kleiner
Amplitude aufgepridgt und die daraus resultierende Wechselspannung U gemessen
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(Bild 2.3). Variation der Frequenz und Division der Laplace-Transformierten beider
Wechselgrofien ergibt die oft als Ortskurve in der komplexen Ebene dargestellte
frequenzabhingige Impedanz Z(w) (Bild 2.4a), die sich bei sehr kleinen Frequenzen
dem differentiellen Innenwiderstand der Brennstoffzelle annéhert (Kap. 2.3.1).

02—~ ——F - — - - ==, 9 N\
I I I I I I I 3
_ 015 — -1 r [ r r I
g I I I I I 0.2
S e R S 72 ma Nl [ 0.4 N
I | . N
0.05 - = Tz - - T - - = - =TT i
| T00HZ | | |
oL Lro0epz | ‘1Hz ‘ 0P1 Hz | 0 A \
0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 0.8 2 0 1 2 3 4 5 x/IN10

Re) (0]
Bild 2.4: (a) Impedanzspektrum einer SOFC (links)
(b) Beispiel einer Verteilungsfunktion g(y-x)=y7)7, x=In(aw/2/7), y=In(wz) (rechts)

Spezielle Elektrodenkonfigurationen mit einer nicht vom Strom durchflossenen Refe-
renzelektrode lassen dabei sogar die Bestimmung der Uberspannung einer Elektrode
zu. Messtechnische Faktoren begrenzen jedoch die minimale Spannungsamplitude
(Signal-Storabstand) sowie den erfassbaren Frequenzbereich nach oben (Induktivitd-
ten und Kapazititen der Verkabelung) und nach unten (Betriebspunktdrift). Daher
bleiben die sehr langsamen thermischen Ausgleichs- und Degradationsprozesse unbe-
riicksichtigt.

Das Impedanzspektrum der SOFC hat im Allgemeinen zwar drei Kurvenbdgen, den
Elektrolytbogen bei hohen, den Elektrodenbogen bei mittleren und den Stofftrans-
portbogen bei kleinen Frequenzen; es gelingt aber nicht, in der Ortskurve einzelne
dynamische Prozesse und deren Zeitkonstanten zu identifizieren, da sie miteinander
gekoppelt sind und z. T. parallel ablaufen. Dies ermoglichen erst zwei weiterfiihrende
Analyseverfahren. Mit bereits existierendem Wissen iiber die physikalischen Vorgén-
ge in Brennstoffzellen oder rein empirisch werden elektrische Ersatzschaltbilder
erstellt. Die Bestimmung der Parameter stellt ein komplexes nichtlineares Aus-
gleichsproblem dar, das z. B. mit der Methode der kleinsten Fehlerquadrate 16sbar ist.
Die Nachteile dieser Methode sind die nicht vorhandene Eindeutigkeit der Ersatz-
schaltbilder sowie die geringe Auflosung, d. h. es konnen nur Prozesse eindeutig
identifiziert werden, deren Zeitkonstanten sich um mehrere Gréenordnungen unter-
scheiden. Bild 2.5 zeigt als Beispiel ein Ersatzschaltbild einer SOFC, in dem Zpjr die
Diffusionsprozesse, Cp die Doppelschichtkapazitit, Rp den Durchtrittswiderstand,
Rp//Cp die Elektrodenvorginge und Re den Elektrolytwiderstand abbilden sollen.
Neben Widerstinden und Kapazititen werden auch sogenannte Konstant-Phasen
Elemente Q=K ( ja))fK2 verwendet, mit denen sich Vorginge mit rdumlich verteilten
Parametern beschreiben lassen, z. B. Diffusionsprozesse mit einer Konzentrationsver-
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teilung. Dariiber hinaus erzeugen RIIQ-Glieder in der komplexen Ebene die in gemes-
senen Impedanzspektren hdufig auftretenden deformierten Halbkreise, RIIC-Glieder
dagegen nur exakte Halbkreise.

Die zweite Methode verspricht ein besseres Auflosungsvermogen, indem eine Serien-
schaltung aus unendlich vielen RIIC-Elementen zugrunde gelegt und die Verteilung
ihrer Impedanz-Anteile vy als Funktion der Zeitkonstanten T berechnet wird:

Z(@)=R[ D) g4 [n)az=1. 2.21)
51+ jor 0

Jeder Peak in der Verteilungsfunktion charakterisiert dabei einen Prozess mit einer
Zeitkonstanten (Bild 2.4b). Eine abschlieBende physikalische Interpretation der Er-
gebnisse und die Ableitung dynamischer, mathematischer Modelle erfolgt tiber die
Variation einzelner Betriebsparameter der Brennstoffzelle, wiederholte Aufnahme und
Analyse der Impedanzspektren und Korrelation mit den auftretenden Anderungen in
der Verteilungsfunktion (Peak-Hohe und zugehorige Zeitkonstante). Weiterfithrende
Informationen zu diesem Thema findet der Leser in [48], [54].

Anode Kathode

Bild 2.5: Elektrisches Ersatzschaltbild einer SOFC

24 Materialien, Fertigung und Designs

24.1 Elektrolyt

Das Elektrolytmaterial muss gasdicht, gut ionenleitend und schlecht elektronenleitend
sein. Ferner sollte es iiber eine ausreichende mechanische Stabilitit und eine hohe
Bestindigkeit unter oxidierenden und unter reduzierenden Bedingungen verfiigen.
Obwohl es heute verschiedene ionenleitende Festkorper wie z.B. dotiertes Lanthan-
gallat oder seltenerdmetalldotiertes Cerdioxid mit z. T. besseren Eigenschaften gibt,
bietet mit 8mol% Y,0; dotiertes Zirkoniumdioxid (ZrO,) immer noch den besten
Kompromiss. Durch die Dotierung mit Y,O3 werden im Fluoritgitter des ZrO, anstatt
zwei Zr**- und vier O*-Ionen zwei Y**- und drei O*-Ionen eingebaut. Dadurch ent-
stehen Oxidfehlstellen (unbesetzte Gitterplitze), die den O*-Ionentransport ermdgli-
chen. Die Leitfdhigkeit zeigt eine starke Abhéngigkeit von Verunreinigungen, Mikro-
strukturen und dem Herstellungsprozess und erreicht erst bei Temperaturen von iiber
700°C akzeptable Werte. [54], [57]
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24.2 Kathode

Das Kathodenmaterial muss den stark oxidierenden Bedingungen standhalten, fiir die
0O,-Reduktion als Katalysator wirken und trotz der fiir einen schnellen Gastransport
zur Dreiphasengrenze notwendigen Porositit (> 30 %) eine gute Leitfihigkeit fiir
Elektronen aufweisen. Entscheidend ist zudem ein thermischer Ausdehnungskoeffi-
zient, der dem von YSZ idhneln muss, um mechanische Spannungen klein zu halten.
Diese Anforderungen erfiillt z. Zt. mit Strontium dotiertes Lanthanmanganat (LSM,
La; ,Sr;MnOs;, x=0.1...0.15) am besten. Als p-Halbleiter leitet das Material auch bei
hohen Temperaturen Elektronen gut, und die durch Stochiometrie und Korngrofien
bestimmte thermische Ausdehnung tibertrifft die von YSZ nur geringfiigig, bietet aber
Raum fiir Verbesserungen. [54], [57]

243 Anode

Wie das Kathoden- muss auch das Anodenmaterial einen geringen elektrischen Wi-
derstand, ungefihr den gleichen thermischen Ausdehnungskoeffizient wie YSZ und
eine Porositét grofer als 30 % besitzen, um den Gastransport zur und von der Drei-
phasengrenze zu ermoglichen. Zudem ist eine gute Stabilitit unter reduzierenden
Bedingungen wichtig. Neben der Zellreaktion muss das Material gleichzeitig die
Dampfreformierung von Methan katalysieren. Ein Gefiige aus Nickel und YSZ, das
sogenannte Nickel-Zirkonium-Cermet (keramisches Metall) wird den aufgefiihrten
Anspriichen am besten gerecht. Dabei kommt dem YSZ die Aufgabe zu, die Dreipha-
sengrenze zu vergroflern, die mechanische Stabilitit zu erhthen, ein Zusammensintern
der Nickelanteile zu verhindern und den thermischen Ausdehnungskoeffizienten von
reinem Nickel zu verkleinern und dem des YSZ anzupassen. Das Nickel dient als
Katalysator fiir die Anodenreaktionen und gewihrleistet eine gute Elektronenleitfd-
higkeit, wofiir jedoch aufgrund der Perkolationstheorie ein Mindestanteil von 30 %
Nickel notwendig ist. Nur dann entstehen in der Anode durchgingige elektronenlei-
tende Pfade. [32], [54], [57]

244 Interkonnektor

Der Interkonnektor verbindet die Anoden mit den Kathoden aufeinanderfolgender
Einzelzellen. Dadurch entsteht eine Serienschaltung, mit der sich die Spannung einer
Zelle (< 1V) auf praktisch nutzbare Werte erhthen ldsst. Daraus ergibt sich folgendes
Anforderungsprofil fiir das eingesetzte Material: Gasdichtheit, Bestidndigkeit bei
reduzierenden und oxidierenden Bedingungen, thermische Ausdehnung wie YSZ
sowie eine gute Leitfahigkeit fiir Elektronen. Stand der Technik ist mit Strontium oder
Magnesium dotiertes Lanthanchromat (La; Mg,CrOs, x=0.02...0.1), wobei die Dotie-
rung die Leitfdhigkeit des p-Halbleiters und Perowskits (Oxide des Typs ABO;)
LaCrO; entscheidend erhoht. [54], [57]
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Eine tabellarische Ubersicht iiber die beschriebenen Materialien mit den wichtigsten
Eigenschaften und einigen Zahlenwerten befindet sich im Anhang A1, weiterfiihrende
Informationen z. B. in [57].

245 Fertigungstechniken

Die Elektroden, der Elektrolyt und der Interkonnektor werden als moglichst diinne
Schichten ausgefiihrt, um erstens einen schnellen Stofftransport sicherzustellen und
zweitens die ohmschen Verluste, den Materialaufwand und die Kosten gering zu
halten. Je nach Zelldesign und -komponente kommen unterschiedliche Fertigungsver-
fahren aus der Beschichtungstechnik zum Einsatz. Bei der chemischen und der elekt-
rochemischen Dampfabscheidung reagieren Metallhalogenide mit Wasser zu Metall-
oxiden. Dazu werden die Edukte durch die zu beschichtende, pordse Unterlage
getrennt zugefithrt. Im ersten Verfahren stoppt die Reaktion und damit die Abschei-
dung, wenn die Metalloxide die Poren verschlieBen. Leiten die Metalloxide dagegen
O%-Tonen, kann die Reaktion elektrochemisch weiter ablaufen und die Schicht wach-
sen (z. B. die YSZ-Schicht auf der Kathode der Siemens Westinghouse Zelle). In
einem weiteren Verfahren wird Keramikpulver durch Flamm- oder Plasmaspritzen auf
einem Substrat abgelagert (z. B. der Interkonnektor auf der Kathode der Siemens
Westinghouse Zelle). Die néchsten Verfahren erfordern eine mehr oder weniger fliis-
sige Masse aus Keramikpulver, Binder u. a. Beim Bandgielen wird diese auf eine
Polymerunterlage aufgestrichen (z. B. bei planaren Zellkomponenten). Beim Ka-
landrieren pressen sie zwei Walzen zu einer Folie (z. B. beim Monolithkonzept). Die
Tauchbeschichtung erfolgt durch Eintauchen eines Trigers in die Masse, die dabei
allerdings sehr diinnfliissig sein muss, damit die Schichtdicke nach dem Tauchen
gleichmiBig ist (z. B. die Anode der Siemens Westinghouse Zelle). Beim Siebdruck
wird die Masse durch ein Sieb, dessen Dicke und Netzweite die Schichtdicke bestim-
men, auf eine Unterlage gedriickt (z. B. beim Monolithkonzept). Die so erzeugten
Schichten miissen im Anschluss noch trocknen und gesintert werden. Dabei legen
Temperatur und Dauer die Porositit der entstehenden Schichten fest. Die mechanisch
stabilen und daher dickeren Trigergeometrien werden hiufig durch Extrudieren her-
gestellt (z. B. die Kathode der Siemens Westinghouse Zelle oder der Triger der In-
tegrated Planar SOFC). [1], [54]

2.4.6 Zell- und Stackdesign
Im Laufe der Jahre entstanden begiinstigt durch die Tatsache, dass alle Zellkomponen-
ten fest sind, vier unterschiedliche Zellkonfigurationen (Bild 2.6).
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Rohrenkonzept

Bei der Siemens Westinghouse Zelle ist die Kathode als pordse, einseitig geschlosse-
ne Rohre und tragende Struktur mit einer Elektrolyt- und einer Anodenschicht sowie
einem Streifen als Interkonnektor ausgefiihrt. Luft gelangt durch eine im Inneren
konzentrisch angeordnete Rohre vorgewidrmt zur Kathode. Dann stromt die Luft innen
an der Kathode und der Brennstoff (Erdgas, Methan oder H,) parallel dazu auflen an
der Anode entlang, wobei die elektrochemische Reaktion stattfindet. Ein Biindel setzt
sich aus drei mal acht in Serie geschalteten Rohren zusammen, ein typischer Substack
wiederum aus 6 Reihen mit je 4 Biindeln. Die elektrische Verbindung der einzelnen
Rohren gewihrleisten Nickelfilzstege zwischen Anode und Interkonnektor bzw.
zwischen Anode und Anode. Vorteilhaft ist der niedrige Dichtungsaufwand (“seal less
design®) und die vergleichsweise hohe Stabilitit gegeniiber thermischen Spannungen.
Die Nachteile bilden der wegen der dicken Tragstruktur hohe Material- und Kosten-
aufwand sowie die aufgrund der langen Ladungstrigerwege niedrige Leistungsdichte
(bezogen auf die aktive Zellfldche, das Volumen oder das Gewicht). Diese zu mildern
ist das Ziel einer Weiterentwicklung von Siemens Westinghouse. Eine abgeflachte
Rohre verfiigt iiber breitere Interkonnektoren und drei elektronenleitende Stege im
Inneren. Dadurch verkiirzen sich die Ladungstrigerwege und die strukturelle Stabilitit
nimmt zu, so dass die Kathode insgesamt diinner ausfallen kann. Zudem iibernehmen
die durch die Stege gebildeten Kammern die Luftzufithrung und machen das Luftzu-
filhrungsrohr tiberfliissig. Daraus resultiert ein geringerer Material- und Kostenauf-
wand bei gleichzeitig verbesserter Leistungsdichte. [12], [54], [57], [104]

Nickelfilz

Interkonnektor
Interkonnektor

Elektrolyt Anode
Elektrolyt
Kathode NAAZ Kathode

Kathode Interkonnektor

Interkonnektor
Anode
Elektrolyt
Kathode

™ Traegermaterial ™ Elektrolyt Anode

Bild 2.6: (a) rohrenformige Zelle (oben links), (b) monolithische Zelle (oben rechts),
(c) planare Zelle (unten links) und (d) multi-cell membrane electrode assemblies
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Flachzellenkonzept

In der planaren Zelle sind Kathode, Elektrolyt und Anode als ebene Schichten aufein-
ander angeordnet. Stapelt man viele dieser Dreierverbunde getrennt durch eine bipola-
re Platte iibereinander, entsteht ein Stack. Die bipolare Platte iibernimmt durch inte-
grierte Kanile die Gasversorgung und als Elektronenleiter die Verbindung zwischen
Anode und Kathode. Vorteilhaft ist die hochste auf die aktive Oberfliche bezogene
Leistungsdichte und die einfache Fertigung, problematisch dagegen der groe Dich-
tungsaufwand und die Empfindlichkeit gegeniiber thermischen Spannungen. [54]

Monolithkonzept

Bei diesem Konzept haben die Dreiverbunde eine wellblechformige Struktur. Sie sind
aber mittels ebener bipolarer Platten zu einem Stack iibereinander gestapelt. Die
Linge der Ladungstrigerwege liegt in etwa zwischen den beiden vorigen Geometrien.
Die volumenbezogene Leistungsdichte ist sehr hoch, die Fertigung jedoch schwierig,
da der Dreiverbund zusammen gesintert werden muss. [57]

Integrated Planar Design

Mit der Integrated Planar SOFC versucht der Entwickler Rolls Royce Fuel Cells
Systems den geringen Dichtungsaufwand der Rohrenform mit der hohen Leistungs-
dichte und der einfachen Fertigung der planaren Geometrie zu vereinen. Viel Wert
wird ferner auf eine effektive Materialausnutzung und eine gute Kostenbilanz gelegt.
Auf einem einfachen, ebenen, keramischen Tragermaterial befinden sich 20 kleine, in
Serie geschaltete Einzelzellen, deren Anordnung Bild 2.6d verdeutlicht. Damit liefert
bereits eine dieser multi-cell membrane electrode assemblies genannten Module eine
hohe Spannung und der Materialeinsatz fiir die so diinn wie moglich ausfithrbaren
Zellkomponenten ist minimiert. Diese Module (=50 W) werden erst zu Biindeln
(=500 W), dann zu Streifen (=3 kW) und letztendlich zu Blocken (=50 kW) und
Stacks (= 800 kW) zusammengebaut. [1], [35], [70], [104]

Zum Vergleich der einzelnen Konzepte sind in Anhang A2 entscheidende Parameter
zusammengefasst.

2.5 Kraftwerkssysteme

Neben der eigentlichen Brennstoffzelle gehdren zu einem Brennstoffzellen-Kraftwerk
weitere Komponenten (balance of plants), um eine kontinuierliche Stromerzeugung
aufrechtzuerhalten. Darunter sind Anlagen zur Brenngaserzeugung und -aufbereitung,
zur Forderung der Gasstrome und solche zur Regelung des Wirmehaushalts der
Brennstoffzelle. Eine Anlagensteuerung und -regelung sowie leistungselektronische
Bauteile zum Anschluss an die Last sind ebenso unerldsslich. Nach einem Kapitel
iiber die Brenngaskonditionierung werden beispielhaft das SOFC-Generatormodul
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von Siemens Westinghouse sowie darauf aufbauende Kraftwerke beschrieben, da sie
technisch am weitesten entwickelt und Vorlage fiir die in dieser Arbeit erstellten
Modelle sind.

2.5.1 Brenngaserzeugung und —aufbereitung

Die in SOFC genutzten Energietriager H, und CO sind keine Primérenergietriager und
miissen daher erzeugt werden. Die H,-Gewinnung durch Wasserelektrolyse mit elekt-
rischer Energie ist machbar, z. Zt. jedoch weder 6konomisch noch 6kologisch sinn-
voll. Daher wird auf chemischem Wege aus wasserstoffreichen fossilen Brennstoffen
wie Erdgas oder Benzin, aber auch aus Biogas, fermentierter Biomasse und Kohle ein
geeignetes Brenngas gewonnen, wobei in stationdren Anlagen dem Erdgas wegen der
geringen CO,-Emissionen (hohes H/C-Verhiltnis) und der guten Infrastruktur die
grofite Bedeutung zukommit.

Dampfreformierung von Methan

Bei der Dampfreformierung reagieren CH, und Wasserdampf endotherm und kataly-
tisch an Gruppe VIII Metallen, insbesondere an Nickel zu CO und H, (Tabelle 2.1).
Die hochsten H,-Gehalte (72 %) im Synthesegas werden bei niedrigen Driicken und
Temperaturen von 680°C erreicht [54]. Neben der externen ist in SOFC die interne
Reformierung moglich und vorteilhaft. Die direkte interne Reformierung erfolgt an
der Ni-Anode, bei der indirekten gibt es separate Zonen innerhalb der Brennstoftzel-
lenstacks. In beiden Fillen liefert die durch die Irreversibilitit der Zellreaktionen
freiwerdende Wirme die zur Dampfreformierung benétigte Energie. Diese ansonsten
abzufiihrende Energie wird in Primirenergie gewandelt und eine externe Wérme- und
Dampfzufuhr entfillt.

Tabelle 2.1:  Chemische Reaktionen bei der Brenngaserzeugung

. . . ARHO
Reaktion Reaktionsgleichung
[kJ/mol]
Dampfreformierung CH,+HO=CO+3H, +206
Wassergasshiftreaktion CO+H,O=CO,+H, -41
Partielle Oxidation CH,+050,=C0+2H, - 36
Autotherme Reformierung  2CH, +0.50,+ HO=2CO+5H, +170
Pyrolysereaktion CH,=C+2H, +75
Boudouardreaktion 2CO=C+CO - 172

Verunreinigungen der Ausgangsgase und Ruf, der unter den Bedingungen der inter-
nen Reformierung durch Pyrolyse (> 650°C), die Boudouardreaktion (< 700°C) oder
durch Reduktion von CO bzw. CO, mit H, entsteht (Tabelle 2.1), deaktivieren den
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Katalysator und reduzieren die Umsatzraten. Vor allem der in verschiedenen Verbin-
dungen enthaltene Schwefel adsorbiert an der Katalysatoroberfliche und verkleinert
so die aktive Fldche [104]. Daher ist eine Entschwefelung der Ausgangsgase erforder-
lich. Schwefelwasserstoff (H,S), Thiole (R-SH) und Kohlenstoffoxidsulfid (COS)
konnen mit Aktivkohlefiltern oder an Zinkoxid unschédlich gemacht, Thiophene
(heterozyklische Schwefelverbindungen, z.B. C4H,S) miissen vorher katalytisch in
H,S umgesetzt werden (Hydrodesulfurierung) [54]. Der Ruf3 lagert sich an die pordse
Anodenobertliche an und erschwert die Diffusionsprozesse. Zudem bildet sich NiC;,
dessen Schmelzpunkt bei der Zelltemperatur erreicht und teilweise sogar iiberschritten
wird, sodass sich die Anode langsam auflost. Gegenmafinahmen sind eine Vorrefor-
mierung von ca. 30 % durch indirekte interne Reformierung und ein hoher Dampf-
iiberschuss (Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis > 2.5) [54].

Aufgrund der vergleichsweise guten Schwefeltoleranz (90 ppm bei 1000°C) [54], der
CO-Vertraglichkeit und der internen Reformierung eignet sich die SOFC besonders
fiir die Nutzung von Synthesegas. Eine externe Reformierung und eine CO-Reinigung
(durch Shiftreaktion, katalytische Methanisierung, selektive katalytische Oxidation,
Druckwechselabsorption, Membrandiffusion) ist nicht notwendig.

Wassergasshiftreaktion (Konvertierung)

Die leicht exotherme Wassergasshiftreaktion konvertiert H,O mit CO in H, und CO,
(Tabelle 2.1). Sie wird bei niedrigen Temperaturen im Anschluss an die Dampfrefor-
mierung zur Reduzierung des CO-Gehalts im Synthesegas verwendet. Die Reduktion
erfolgt in zwei Stufen: von ca. 10% auf <3 % bei 350°C an Fe,0;/Cr,05-
Katalysatoren und von <3 % auf <0.3 % bei 225°C an CuO/ZnO-Katalysatoren
[54], [55]. Bei hohen Temperaturen (> 800°C) lduft die Reaktion ohne Katalysator
parallel zur Dampfreformierung sehr schnell bis zum Gleichgewicht ab [88], das dann
auf der Eduktseite liegt.

Partielle Oxidation

Die partielle Oxidation nutzt O, anstatt H,O als Oxidationsmittel (Tabelle 2.1) und
lauft mit oder ohne (> 1200°C, 30-40 bar) Katalysator ab [54]. Zur Vermeidung von
vollstindiger Aufoxidierung zu CO, und H,O darf der O,-Gehalt im Ausgangsgas
aber nicht zu hoch sein. Die Zumischung eines kleinen Anteils O, ins Anodengas hat
dagegen einen positiven Effekt [25]. Die bei der partiellen Oxidation freiwerdende
Wirme verhindert starke, lokale Auskiithlungen aufgrund des Wéirmebedarfs der
direkten internen Reformierung und fiihrt damit zu einer gleichméBigeren Tempera-
turverteilung in der Brennstoffzelle. Nachteilig wirkt sich die verglichen mit der
Dampfreformierung geringere Umsatzrate und das kleinere H,/CO-Verhiltnis aus.
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Autotherme Reformierung

Die autotherme Reformierung ist eine Kombination aus Dampfreformierung und
partieller Oxidation (Tabelle 2.1). Bei einem bestimmten Verhiltnis zwischen beiden
Reaktionen wird die resultierende Reaktionsenthalpie Null und die Reaktion kann in
einem adiabaten Reaktor ablaufen [83]. Die H,-Ausbeute betrigt bis zu 65 %. Nach
[83] sind die Dampfreformierung, die partielle Oxidation und die autotherme Refor-
mierung auch bei hoheren Kohlenwasserstoffen C,H, anwendbar.

2.5.2 SOFC-Generatormodul von Siemens Westinghouse

Die Grundeinheit der SOFC-Kraftwerke von Siemens Westinghouse bildet der Sub-
stack mit 576 senkrecht angeordneten Zellen (Kap. 2.4.6). Bild 2.7 zeigt eine Auflen-
ansicht mit den Hauptabmessungen und ein vereinfachtes Funktionsschema mit allen
Komponenten sowie deren Anordnung.

Luft
) tl% Brenn-
Luftplenum gas
Verbrennungsplenum E'—
Rezirkulations- -t + =
plenum - i
Ejektor-
pumpe
aktives- e | |
Zellvolumen interner
Reformer
Brenngas- R R J
verteilungsplenum ! | < Vorreformer

Bild 2.7: Substack: (a) Aufenansicht [118] (links), (b) Funktionsschema (rechts)

Die Zufuhr von entschwefeltem Erdgas erfolgt durch eine Ejektorpumpe, wobei der
Eintrittsdruck ungefahr dem vierfachen Stackdruck entspricht. Dort wird H,O-reiches
Anodenabgas angesaugt und mit dem Erdgas gemischt. Dadurch entsteht der fiir die
Reformierung benotigte Dampfiiberschuss. Dann stromt das Gasgemisch in den adia-
baten Vorreformer, der die hoheren Kohlenwasserstoffe und einen kleinen Teil des
Methans umsetzt. Der Rest reagiert in den internen Reformern, die sich jeweils zwi-
schen zwei Zellbiindelreihen befinden, katalytisch unter Ausnutzung der Zellwirme
zu H, und CO. Uber das Brenngasverteilungsplenum gelangt das ca. 700°C heiBe
Synthesegas ins Zellvolumen, wo zusammen mit Luft die elektrochemische Reaktion
stattfindet. Dabei erhitzen sich Rohrbiindel und Gasstrome auf 950 bis 1000°C. Im
Rezirkulationsplenum teilt sich das abgereicherte Brenngas; der grofite Teil rezirku-
liert und der Rest erreicht das Verbrennungsplenum, wo er von Luftsauerstoff voll-
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standig aufoxidiert wird. Die freiwerdende Reaktionswirme erwiarmt die mit ca.
600°C in das Luftplenum eingeleitete Luft. Diese stromt dann durch die Luftzufiih-
rungsrohren zur Kathode und von dort ebenfalls ins Verbrennungsplenum. Die
Verbrennungsabgase verlassen mit ca. 850°C den Stack und konnen anschlieffend in
Wirmeitibertragern zur Frischluftvorwdrmung und Wirmeauskopplung genutzt wer-
den [55], [38].

253 SOFC-Kraftwerksanlagen

Wie konventionelle Kraftwerke lassen sich Brennstoffzellenanlagen durch zusitzliche
Anlagenkomponenten verbessern. Dabei steigt der Aufwand und die Wirkung mit der
Anlagengrofle. In [55] werden drei Kategorien genannt. Einfachen Blockheizkraft-
werken (BHKW) mit Leistungen zwischen 0.1 und 1 MW und eher niedrigen Strom-
kennzahlen (bis 1.5) stehen dezentrale Anlagen zur Stromversorgung mit 0.5 bis ca.
10 MW gegeniiber. Hohere elektrische Wirkungsgrade und Stromkennzahlen (bis 2.5)
ergeben sich durch Anhebung des Stackdrucks (Bild 2.2) und Nutzung der im Abgas
enthaltenen Energie. Beides ermdglicht die Kombination mit einer Gasturbine. Bei
noch hoheren Leistungen lohnen sich weitere Maflnahmen zur Wirkungsgradsteige-
rung, z. B. die Integration eines Dampfkreislaufs. Im Folgenden wird nun ein Uber-
blick iiber verschiedene Anlagen gegeben.

Bereits 1997 hat Siemens Westinghouse eine Demonstrationsanlage eines SOFC-
BHKW an die EDB/Elsam in den Niederlanden geliefert [38], zu der neben zwei
seriell verschalteten Substacks (Kap. 2.5.2) zwei Rekuperatoren, ein Luftgebldse und
ein System zur Wirmeauskopplung gehoren. Zusitzliche Komponenten wie z. B.
elektrische Lufterhitzer oder regelbare Bypisse dienen zum Hochfahren der Anlage
und zur Regulierung des Wirmehaushalts. Bis Mitte 1999 produzierte die bei atmo-
sphirischem Druck betriebene Anlage fast 6000 h lang bis zu 127 kWe DC bei 250 V
und AC-Wirkungsgraden von max. 46 %.

Auf den gleichen zwei Substacks basiert das erste realisierte SOFC/GT-
Hybridkraftwerk [117], [119]. Darin befindet sich die SOFC zwischen der Verdichter-
und der Turbinensektion der rekuperativen, zweiwelligen Gasturbine. Sie iibernimmt
also die Funktion der Brennkammer und erzeugt dabei elektrische Energie. Trotz nicht
optimaler Abstimmung zwischen Gasturbine und SOFC wurden zwischen 2000 und
2002 wihrend der insgesamt 1737 Betriebsstunden am National Fuel Cell Research
Center in Irvine, Kalifornien AC-Wirkungsgrade von iiber 52 % erreicht. Der auf ca.
3 bar angehobene Betriebsdruck steigert die Stackleistung von 127 auf 175 kWe DC;
22 kWe trigt zusitzlich die Arbeitsturbine der Gasturbine bei.

Eine Weiterentwicklung stellt die PH300 Anlage dar, die Siemens Westinghouse fiir
die RWE Energie in Essen entwickelt hat. Die zweiwellige Gasturbine ist durch eine
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einwellige ersetzt und die Zellzahl auf 1704 erhoht worden. Damit steigt die Leistung
der SOFC auf max. 254 kWe AC, die der Gasturbine auf 57 kWe AC; der AC-
Wirkungsgrad liegt bei fast 56 % [119]. Das Projekt wurde nach 500 Betriebsstunden
aufgrund eines Spannungseinbruchs in einer Zellbiindelreihe gestoppt [63].

Die zweite realisierte Hybridanlage wurde bei der FuelCell Energy, Inc. entwickelt
und gefertigt [40], [56]. Das Direct FuelCell/Turbine® System nutzt zwar eine planare
MCFC mit interner Reformierung, es sei hier als Entwicklungsschritt der Hybridtech-
nologie trotzdem aufgefiihrt. Im Gegensatz zum Siemens Westinghouse-System wird
die Brennstoftzelle nach der Gasturbine durchstromt, der Stackdruck liegt somit auf
Umgebungsniveau. Die Erwidrmung der Luft auf die Turbineneintrittstemperatur
erfolgt ausschlieflich in zwei Rekuperatoren. Der MCFC-Stack produzierte iiber
6800 h fast 223 kWe DC. Im kombinierten Betrieb lieferte die Gasturbine iiber 2900 h
zusitzliche 9.5 kWe und steigerte den AC-Wirkungsgrad auf fast 52 %.

Bei Rolls Royce entsteht derzeit mit mehreren Projektpartnern (Universititen von
Genua und Cambridge, u. a.) ein weiteres Hybridsystem [1], [2], [3], [31] mit einer
speziell dafiir entwickelten Gasturbine [11]. Die Brennstoffzellenstacks sind im In-
tegrated Planar Design mit interner Reformierung gestaltet und wie im Siemens
Westinghouse-System arbeitet die Brennstoffzelle unter hohem Druck zwischen
Verdichter und Turbine. Im Unterschied zu den bisher vorgestellten Systemen ver-
zichtet Rolls Royce auf teure Hochtemperaturwérmeiibertrager zur Luftvorwidrmung
und rezirkuliert stattdessen durch einen zweiten Ejektor einen Teil der heiflen Brenn-
stoffzellenabgase. In 2006 sollen erste Tests des Generatormoduls mit 250 kWe erfol-
gen, aus dem 2007 ein 1 MW Kraftwerk zusammengebaut wird. Die erwarteten Wir-
kungsgrade erreichen fast 55 %.

In der Literatur werden weitere Systemkonfigurationen vorgeschlagen und analysiert,
die sich im Wesentlichen in der Reformierungsmethode (intern oder extern) und im
Druckniveau des Brennstoffzellenstacks (aufgeladen oder atmosphérisch) unterschei-
den. Aus den obigen Beschreibungen folgt, dass sich eine aufgeladene SOFC immer
zwischen Verdichter und Turbine befinden muss und dass das heifle Brennstoftzellen-
abgas direkt in die Turbine stromt. In atmosphirischen Anlagen wird die SOFC dage-
gen nach der Expansion in der Turbine angeordnet, sodass der Stackdruck nahezu
dem Umgebungsdruck entspricht. Dabei muss das Brennstoffzellenabgas den Gas-
strom durch die Turbine tiber einen Warmetibertrager auf die Turbineneintrittstempe-
ratur bringen. In beiden Fillen ist eine Temperaturerhhung durch eine Zusatzfeue-
rung moglich. (Bild 2.8)
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Bild 2.8: Hybridsysteme (a) aufgeladenes SOFC/GT-System [66] (links)
(b) atmosphdrisches SOFC/GT-System [63] (rechts)

Die Autoren von [117] vergleichen vier verschiedene Systemkonfigurationen. Varian-
te eins und zwei sind einfache atmosphérische bzw. aufgeladene SOFC/GT-Systeme.
In Variante drei macht der Verzicht auf einen Generator die Gasturbine zu einem
einfachen Turbolader, wihrend Variante vier iiber zwei aufgeladene SOFC mit unter-
schiedlichem Druckniveau verfiigt. Die gleichen Autoren stellen nach den mit zwei
Demonstrationsanlagen (s. 0.) gemachten Erfahrungen in [63] fest, dass aufgeladene
SOFC/GT-Hybridsysteme zu groB, zu schwer, zu komplex und zu teuer seien und
untersuchen daraufhin fiinf atmosphérische SOFC/GT-Anlagen. Sie unterscheiden
sich darin, wie sich kommerzielle Gasturbinen integrieren lassen, ohne die zulédssige
Eintrittstemperatur des Wérmetibertragers zu iiberschreiten: (1) Reduktion der Turbi-
neneintrittstemperatur, (2) Warmetransport vom Turbinen- zum Verdichteraustritt, (3)
Dampferzeugung, (4) Dampferzeugung mit Reformer und (5) Wirmeauskopplung am
Turbinenaustritt.

Cocco und Tola untersuchen aufgeladene SOFC/GT-Systeme mit interner und exter-
ner Reformierung von Methanol [22]. Yang et al. analysieren vier weitere Reformie-
rungskonfigurationen fiir aufgeladene SOFC/GT-Anlagen [121]. Konfiguration A und
B verfiigen iiber eine externe Zufuhr von Dampf, wihrend dieser in C aus der Anode
kommt. Die benétigte Reaktionswirme bezieht der Reformer in Konfiguration A von
einem eigenen Brenner und in B und C von einem Wirmeiibertrager am Kathodenaus-
tritt. Konfiguration D ist schlieBlich die klassische interne Reformierung.

Vier etwas komplexere Anlagen mit externer Reformierung werden in [74] unter-
sucht. Die ersten beiden sind atmosphirische SOFC/GT-Systeme mit nachgeschalte-
ten Dampfkreisldufen. Die Anordnung der einzelnen Wiarmeiibertrager ist verschieden
und im ersten Layout ist eine Zusatzfeuerung zur Erhohung der Turbineneintrittstem-
peratur moglich. Die beiden anderen Anlagen sind aufgeladene SOFC/GT-Systeme
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mit Zusatzfeuerung nach der Turbine und nachgeschalteten Dampferzeugern. In Lay-
out drei wird der produzierte Dampf in einem Dampfkreislauf verwendet, in Layout
vier dagegen vor der Turbine eingediist.

Milewski et al. ersetzen in einem von Siemens Westinghouse vorgeschlagenen Hyb-
ridsystem den Ejektor durch ein Gebldse und zeigen Vor- und Nachteile auf [77].

2.6 Modellierung

In den meisten Fillen konnen mathematische Modelle nicht die ganze physikalische
Wirklichkeit abbilden. Das gilt insbesondere fiir Brennstoffzellen. Die darin ablaufen-
den Vorginge unterscheiden sich nicht nur in ihren Zeitskalen um mehrere Grofien-
ordnungen (Kap. 2.3.3); auch rdumlich ist eine hohe Auflosung notwendig, da sich
viele Prozesse auf molekularer Ebene abspielen. Unter Beriicksichtigung des Verwen-
dungszwecks des Modells ist es daher sinnvoll, einige Effekte zu vernachlédssigen
bzw. mit geeigneten Annahmen zu vereinfachen. Folglich gibt es sowohl stationire
als auch transiente Brennstoffzellenmodelle. Zudem weisen sie unterschiedliche Di-
mensionalititen, Lingen- und Zeitskalen auf. Der folgende allgemein gehaltene Uber-
blick iiber die Modellierung von SOFC und deren Anwendung zeigt die Vielseitigkeit
des Themas.

2.6.1 Stationiire Modelle

Selimovic unterteilt die Brennstoffzellenmodelle nach rdumlichem Aufldsungsvermo-
gen [104]. Modelle auf Molekular- (nm) und Elektrodenebene (mm) betrachten die
chemischen und elektrochemischen Reaktionen sowie deren Kinetik und die Ladungs-
und Massentransportvorgédnge innerhalb der Elektroden-Elektrolyt-Struktur. Sie tra-
gen damit zur Werkstoff- und Strukturverbesserung bei. Mit Zell- (mm), Stack (cm)
und Systemmodellen (m) ldsst sich das Betriebsverhalten untersuchen und in Kombi-
nation mit anderen Komponenten, z. B. elektrotechnischen Anlagen auch deren ge-
meinsames Verhalten. Mit mehrdimensionalen Zell- bzw. Stackmodellen, die auf der
Losung von verkoppelten partiellen Differentialgleichungen beruhen, kénnen rdumli-
che Verteilungen wichtiger Betriebsgroflen vorhergesagt und visualisiert und damit
kritische Betriebszustinde identifiziert werden.

Rechenauer und Achenbach erstellten 1994 ein 3D-Modell eines planaren SOFC-
Stacks mit interner Reformierung [88]. Reus erweiterte das Modell, um die Druckver-
teilung im Stack berechnen zu konnen und untersuchte damit die Auswirkungen
ungleichmiBiger Stromungsverhiltnisse [90]. Basierend auf Erhaltungs- und Stoffge-
setzen entwickelten Ferguson et al. ein auf sdmtliche Zellgeometrien anwendbares
3D-Modell und benutzten es als Design-Werkzeug [28]. In mehreren Arbeiten wurden
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rotationssymmetrische, quasi-2D-Modelle fiir die Rohrengeometrie von Siemens
Westinghouse vorgestellt [19], [32], [69], [107]. Magistri et al. [70] und Costamagna
et al. [26] erstellten 1D-Modelle der Integrated Planar SOFC von Rolls Royce. Ein
3D-Modell fiir Integrated Planar und planare Zellen erstellte Selimovic [104].

Vergleichsweise einfache, stationdre 0D-Modelle werden zur Bestimmung des Be-
triebsverhaltens der Brennstoffzelle im Arbeitspunkt und unter Teillast verwendet.
Die Kombination mit anderen Komponentenmodellen, z. B. solchen von Turboma-
schinen oder Wirmeiibertragern ermoglicht zudem eine Leistungsvorhersage sowie
die Berechnung des Betriebsverhaltens kompletter Hybridsysteme. Costamagna et al.
untersuchen mit ihrem Zellgeometrie-unabhidngigen Modell zuerst das Verhalten eines
SOFC-Generators allein und dann das eines aufgeladenen SOFC/GT-Systems in
einem weiten Betriebsbereich [24]. Mit dhnlichen Modellen arbeitet Campanari, um
zuerst den SOFC-Generator und dann ein aufgeladenes SOFC/GT-System zu analy-
sieren [15], [16], [18]. Neben Betriebsparametern variiert er in seinen Parameterstu-
dien jedoch auch Komponentenparameter, z. B. Wirkungsgrade. Fiir Luft- und Raum-
fahrtanwendungen entwickelten Freeh et al. ein OD-Modell fiir eine SOFC und
validierten es anhand experimenteller Daten einer Siemens Westinghouse-Rohrenzelle
[34]. Doch auch mehrdimensionale Modellen lassen sich zur Analyse des Hybridsys-
temverhaltens nutzen. Hildebrandt et al. vergleichen mit 1D-Modellen aufgeladene
SOFC/GT-Anlagen mit ein- und zweiwelligen Gasturbinen [44] und ermitteln Be-
triebsgrenzen aufgrund technischer Einschrénkungen [49].

Ein weiteres Anwendungsgebiet fiir Brennstoffzellenmodelle liegt in der Untersu-
chung von SOFC/GT-Kraftwerken mit CO,-Abtrennung. Franzoni et al. [33] und
Campanari [17] machen fiir verschiedene Anlagenlayouts Angaben zu Wirkungsgra-
den, Abtrennungsgraden und Kosten.

Andere Autoren ermitteln den Einfluss alternativer Brennstoffe wie Kohlesynthesega-
se und Biogase auf das Leistungsverhalten von SOFC-BHKW und SOFC/GT-
Systemen [64], [72].

2.6.2 Dynamische Modelle

Neben stationdren haben auch transiente Modelle einen groflen Anwendungsbereich.
Sie komplettieren die Erkenntnisse iiber das Betriebsverhalten durch Vorhersage des
Ubergangsverhaltes. Dies ist wichtig, da dabei u. U. Zustinde jenseits des zulissigen
Betriebsbereichs auftreten, die von stationdren Modellen nicht berechnet werden
konnen. Ebenso wichtig ist ihre Verwendung zur Entwicklung von effektiven Rege-
lungsstrategien. Ahnlich Selimovic” riumlicher Klassifizierung lassen sich Brenn-
stoffzellenmodelle auch nach zeitlichem Auflosungsvermogen einteilen, wobei die
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jeweils nicht aufgelosten physikalischen Prozesse als stationér betrachtet werden. Eine
Ubersicht iiber die verschiedenen Prozesse gibt Tabelle 2.2.

Eine erste Klasse von dynamischen Modellen beriicksichtigt ausschlieflich die lang-
samen, thermischen Ausgleichsvorginge, indem sie die Elektroden-Elektrolyt-
Struktur als Warmespeicher modellieren [49], [88]. Mit den Modellen werden Auf-
heizvorgidnge und Lastinderungen simuliert. Die dabei berechneten Temperaturgra-
dienten weisen auf mechanische Spannungen hin und bestimmen die Gefahr von
Rissbildungen.

Die zweite Klasse bezieht zusétzlich die Volumendynamik ein, wozu Druck-, Impuls-
und Temperaturausgleichsprozesse in den Gasvolumina gehoren. Oft werden die
beiden letzten vernachléssigt, da sie sehr schnell abklingen. Zur Begrenzung des
Rechenaufwands handelt es sich meistens um OD-Modelle. Hildebrandt et al. fiihren
transiente Simulationen von Hybridsystemen durch und legen dabei den Schwerpunkt
auf das Verhalten des Verdichters an der Pumpgrenze [44]. Liese et al. erstellten 1999
ein transientes 1D-Modell einer planaren SOFC [60], mit dem 2000 u. a. das Ziinden
und Loschen einer Zelle [37] und 2006 das Ubergangsverhalten eines aufgeladenen
SOFC/GT-Systems [96] untersucht wurde. 2002 ermoglichte eine Erweiterung des
Modells transiente Simulationen von atmosphérischen MCFC/GT-Hybridsystemen
[59], [93], [94], [95]. In [61] wird ein echtzeitfihiges 0D-SOFC/GT-Systemmodell
entwickelt und fiir einen Hardware-in-the-Loop-Priifstand genutzt. Roberts et al.
simulieren mit einem dynamischen OD-Modell die Demonstrationsanlage von Sie-
mens Westinghouse in Irvine, Kalifornien. Sie integrieren zusétzlich die instationédren
Erhaltungsgleichungen fiir alle Gaskomponenten und validieren ihr Modell anhand
experimenteller Daten [92]. Magistri et al. erstellten ebenfalls ein 0D-Modell fiir ein
einwelliges SOFC/GT-System. Sie beriicksichtigen die Brennstoffzufuhr mit einem
instationdren Ejektormodell und simulieren eine Lastdnderung mit konstanter Dreh-
zahl [71].

Die letzte Klasse umfasst abgesehen von den schleichenden Prozessen im Langzeitbe-
trieb und beim Startvorgang (Tabelle 2.2) alle physikalischen Prozesse. In ihrem OD-
SOFC-Modell modellieren Kopasakis et al. neben der Volumendynamik in den Gas-
kanilen die Dynamik der Gasdiffusion in den pordsen Elektroden und die Dynamik
des Ladungsiibergangs [52]. Dazu werden instationdre Transportgleichungen ohne
Konvektions- und mit Diffusionsterm fiir die pordsen Elektroden und an den Dreipha-
sengrenzen jeweils Mehrschrittreaktionsmechanismen mit Oberflichenreaktionen
verwendet. Durch Linearisierung erhalten die Autoren ein Ersatzschaltbild
(s. Bild 2.5) und konnen damit eine Brennstoffzellen-Impedanz definieren. Es ist
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beabsichtigt, damit Stabilitdtsuntersuchungen von SOFC/GT-Systemen in elektrischen
Energieverteilungsnetzen im Kurzzeitbereich durchzufiihren.

Tabelle 2.2:  Physikalische Prozesse in einer Brennstoffzelle und ihre Zeitkonstanten [48], [71]

Physikalischer Prozess Zeitkonstante
Korrosion, Interdiffusion, Degradation 30 min — 40000 h
Agglomeration
Elektrodenformation, Adsorption
von Gasverunreinigungen, Start 30 min — 900 h
mikrostrukturelle Anderungen
Wirmespeicherung min
Massentransport ms—s
Energietransport ms—s
Impulstransport Betrieb ms
Ladungstransport, Elektronen- und
Ionenleitung, Adsorption, Dissozi- 1 us — 1 min

ation, lonisierung, Gasdiffusion

Mit einigen der aufgefiihrten Modelle wurden Regelungskonzepte fiir Hybridanlagen
entworfen und getestet. Liese et al. regeln in einem atmosphérischen MCFC/GT-
Anlagenmodell die Drehzahl der Gasturbine und damit den Kathodenmassenstrom,
um die Kathodeneintrittstemperatur konstant zu halten [59]. Mit dem gleichen Ziel
werden in [93] zwei Regelungskonzepte untersucht. Das erste nutzt neben einer Varia-
tion der Gasturbinendrehzahl zusitzlich die des Brennstoffstroms, damit sich der
Brennstoffnutzungsgrad nicht dndert. Das zweite variiert dagegen ausschlieflich den
Brennstoffstrom. Die gleichen Autoren testen in [94] ein weiteres Konzept, in dem die
Regelung des Brennstoffnutzungsgrads erhalten bleibt, die Regelung der mittleren
Stacktemperatur aber iiber eine Kaskade mit drei PI-Reglern und der Gasturbinen-
drehzahl als StellgroBe erfolgt. Obwohl diese Konzepte in MCFC/GT-Modelle imp-
lementiert wurden, ist ihre Verwendung in SOFC/GT-Systemen ebenso moglich.
Roberts et al. schlagen in [96] eine dezentrale Regelungsstruktur mit vier Reglern fiir
ein aufgeladenes SOFC/GT-System vor, um die Systemleistung bei sich dndernden
Umgebungsbedingungen konstant zu halten bzw. einem vorgegebenen typischen
Lastprofil nachzufiihren. Der erste Regler regelt die Systemleistung durch Anpassung
des Zellstroms, aus dem ein P-Regler wiederum den Brennstoffstrom berechnet. Ein
Kaskadenregler fiihrt im inneren Kreis die Gasturbinendrehzahl einer Sollgrofle nach,
die durch einen duBleren Kreis zur Regelung der Stacktemperatur und zusétzlich in
Abhingigkeit von der Systemsleistung angepasst wird. Der vierte Regler ermoglicht
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tiber einen Bypass zwischen Turbinen- und Rekuperatoraustritt eine parallele Tempe-
raturregelung. Ferrari et al. [30] entwickeln ebenfalls eine dezentrale Regelung fiir
eine aufgeladene SOFC/GT-Anlage und iiberpriifen diese an dem Modell in [71]. Im
Gegensatz zu [96], wo die Gasturbinendrehzahl direkt tiber die angelegte Generator-
last geregelt wird, verwenden die Autoren in [30] einen Bypass vom Verdichteraus-
tritt zum Turbineneintritt mit einem regelbaren Ventil fiir den gleichen Zweck. Die
Generatorlast ergibt sich hier aus der Differenz zwischen angeforderter System- und
aktueller Brennstoffzellenleistung.

Die bisher vorgestellten Arbeiten zum Thema Regelung basieren auf vergleichsweise
detaillierten Modellen der Brennstoffzellensysteme und betrachten die Systemgrofien,
die wihrend des Betriebs der Anlage aufgrund technologischer Beschrinkungen nicht
oder nur kurzzeitig iiberschritten werden diirfen, da die Anlage ansonsten Schaden
nehmen kann. Beispiele kritischer Systemgrofien sind die Zelltemperatur oder das
Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis. Die Eingangsgrofe der Regelkreismodelle ist die
geforderte Systemleistung, manchmal aber auch die Spannung oder der Strom. Die
nun folgenden Arbeiten konzentrieren sich dagegen eher auf die Frequenz- und Span-
nungshaltung im Mittel- (s) und Langzeitbereich (min) in Energieversorgungsnetzen
mit Brennstoffzellen.

Fiir ein Softwarepaket zur Simulation von elektrischen Energiesystemen erstellen
Padullés et al. [84] ein aus einfachen Ubertragungsfunktionen bestehendes Brenn-
stoffzellenmodell. Basierend auf der Nernstgleichung und drei instationdren Erhal-
tungsgleichungen fiir die Partialbriiche von H,, H,O und O, erfolgt die Ableitung
einfacher Ubertragungsfunktionen. Die Uberspannungen werden mit einem ohmschen
Widerstand simuliert. Sedghisigarchi et al. [100] leiten ihr Modell davon ab und
untersuchen damit ein Modellnetz mit Brennstoffzelle, Inverter, u. a. Sie zeigen, dass
nach einer Storung durch schnelle Regelung der Phase der Inverterausgangsspannung
entweder die Brennstoffzellenleistung konstant gehalten oder die Netzstabilitéit ver-
bessert werden kann. Zwei Jahre spéter erweitern die gleichen Autoren [101], [102]
das Modell zur Beriicksichtigung der Temperaturdynamik und um eine detailliertere
Berechnung der Uberspannungen. Sie simulieren zwei Modellnetze mit mehreren
verteilten Generatoren nach dem Auftreten einer Storung. Netz eins verfiigt nur iiber
Gasturbinen und die Systemantwort ist aufgrund der Massentrigheit der Gasturbi-
nenwellen vergleichsweise langsam und geprigt von geringer Ddmpfung. Netz zwei
hat neben den Gasturbinen zwei Brennstoffzellen, deren Inverter durch zwei schnelle
Regelkreise mit den Stellgrolen Phase und Amplitude der Ausgangsspannung ein
besseres Ubergangsverhalten ermdglichen. Ahnliche Untersuchungen fiihren Sedghi-
sigarchi et al. in [103] nach Lastidnderungen durch, wobei sie jedoch die Brennstoff-
zelle um einen Regelkreis ergédnzen, um durch Variation der Hy-Zufuhr den Brenn-
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stoffnutzungsgrad konstant zu halten. Mit dem gleichen Brennstoffzellenmodell simu-
lieren Al-Hinai et al. [5] das Verhalten eines weiteren Modellnetzes mit Brennstoff-
zellen und Gasturbinen nach Netzfehlern im Kurzzeitbereich und stellen Gegenmal3-
nahmen vor. Ro et al. [91] betrachten ebenfalls ein Modellnetz mit
Synchrongenerator, Brennstoffzelle und Inverter. Darin wird die Brennstoffzelle mit
einer stationdren Strom-Spannungskennlinie modelliert und iiber einen Kondensator
im Gleichspannungskreis an den Inverter angeschlossen. Auch sie kommen zu dem
Ergebnis, dass eine schnelle Regelung des Inverters und damit der Brennstoffzelle das
Systemverhalten bei Lastdnderungen verbessern kann.

Sakhare et al. [97] verwenden das Modell aus [100] und entwerfen fiir die aus Gleich-
stromsteller und DC/AC-Wandler bestehende Schnittstelle zwischen Brennstoffzelle
und Wechselstromnetz zwei Fuzzy-Regler. Kim und Kim [50] untersuchen ebenfalls
einen Fuzzy-Regler fiir einen Gleichstromsteller. Sie modellieren die Brennstoffzel-
lenanlage dagegen mit zwei Verzogerungsgliedern erster Ordnung fiir Reformer und
Zellstack und betrachten nur eine Gleichstromlast.

Huang et al. [47] entwickeln ein Konzept, mit dem die Gasturbine eines SOFC/GT-
Systems mit nur einer Synchronmaschine gestartet werden kann und weisen die Reali-
sierbarkeit mittels Simulation nach. Die Synchronmaschine arbeitet dabei zuerst als
Motor und dann als Generator.

2.7 Entwicklungstendenzen

Die Entwicklung der SOFC-Technologie ist nicht abgeschlossen. Das Hauptaugen-
merk gilt den verwendeten Materialien. Der Interkonnektor weist nach dem Elektroly-
ten die geringste elektrische Leitfdhigkeit auf, sodass Alternativen wiinschenswert
sind. GroB3es Potential haben Elektrodenmaterialien, die sowohl elektronen- als auch
ionenleitend sind. Sie vergrofern die Dreiphasengrenze und verringern dadurch die
Uberspannungen deutlich [57]. Genauso wichtig ist eine bessere Anpassung der ther-
mischen Ausdehnungskoeffizienten der Elektrolyt- und Elektrodenmaterialien zur
Senkung der mechanischen Spannungen und damit zur Verbesserung der Lebensdau-
er. Das gleiche Ziel verfolgen Untersuchungen der Alterungs- und Degradationspro-
zesse in der SOFC [46]. Soweit bekannt handelt es sich dabei um mikrostrukturelle
Anderungen und Diffusionsvorginge in der Elektroden-Elektrolyt-Struktur, wobei in
der Anode Ni agglomeriert und zwischen Elektrolyt und Kathode Sekundirphasen
entstehen [54]. Zudem vergroBern sich die Kontaktwiderstinde und es kann zur De-
laminierung zwischen Komponenten kommen [46]. Einen Einfluss auf die Zellalte-
rung haben Temperaturzyklen, sehr groBe Uberspannungen [46] und moglicherweise
auch hochfrequente, von Wechselrichtern hervorgerufene Stromschwankungen [36].
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Dariiber hinaus werden grofe Anstrengungen unternommen, um die hohen Betriebs-
temperaturen von derzeit 950-1000°C auf 550-850°C in Nieder- und Mitteltempera-
tur-SOFC absenken zu konnen [57]. Dies hat aufgrund der geringeren Materialanfor-
derungen geringere Kosten zur Folge. Ferner ist neben einem flexibleren Zelldesign
die Nutzung von metallischen Interkonnektoren moglich [104], die zumindest in
planaren Zellen wegen der besseren thermischen Leitfahigkeit die Temperaturvertei-
lung vergleichméfigen und die Leistungsdichte erhohen [85]. Allerdings erfordert die
niedrigere Zelltemperatur entweder besonders diinne Elektrolytschichten [104] oder
neue Materialien [57]. In planaren Zellen kommt den Dichtungen besondere Bedeu-
tung zu; die heute verwendeten Materialien, Zement, Glas oder Glas-Keramik-
Mischungen miissen sehr sorgfiltig verarbeitet werden.

Auch die Fertigungsprozesse und die Zellgeometrien unterliegen Verdnderungen. So
wird die teure elektrochemische Dampfabscheidung bei der Rohrenzelle heute nur
noch fiir die Elektrolytschicht angewendet [39] und bei der Integrated Planar Zelle
iiberhaupt nicht [1]. Die Entwicklungen des Integrated Planar Designs und der flachen
Rohrenzelle zeigen, dass die perfekte Geometrie noch nicht gefunden wurde. Primére
Entwicklungsziele sind geringere Kosten und hohere Leistungsdichten.

Zusitzliche Potentiale bieten die Hochtemperaturwérmeiibertrager, die Reformierung
und die Erhohung des Brennstoffnutzungsgrads. Neue Katalysatoren mit hoherer
Schwefelvertriaglichkeit und adiabatische Vorreformer ermoglichen Wasser/Kohlen-
stoff-Verhiltnisse kleiner als eins [104] und die Serienschaltung mehrerer Zellstacks
hohere Brennstoffnutzungsgrade [105]. Letzteres funktioniert ohne Erniedrigung der
Nernstspannung, da bei konstantem globalen Brennstoffnutzungsgrad der erste Stack
mit geringerem Brennstoffnutzungsgrad arbeitet und daher mit hoherer Spannung.

Neben den stationdren Anwendungen in unterschiedlichen Leistungsklassen erfor-
schen beispielsweise BMW und Delphi Automotive Systems den Einsatz von SOFC
in mobilen Abwendungen, d. h. zur Energieversorgung von Kraftfahrzeugen [54].
Zukunftsvision ist das ,,All-Electric Vehicle®.



3 Modellierung des Hybridsystems

In diesem Kapitel wird das physikalische Modell des Hybridsystems beschrieben. Die
Programmierung erfolgt in MATLAB® und SIMULINK® unter Verwendung der MAT-
LAB M Sprache. Die Aufgabenstellung (Kap. 1.2) und das daraus folgende Anforde-
rungsprofil bestimmen die Struktur des zu entwickelnden Modells. Es ist ein Stack-
bzw. Systemmodell zu erstellen, welches das stationdre und transiente Betriebsverhal-
ten eines gesamten Hybridsystems bei Nenn- und Teillast simulieren kann. Da die
Untersuchungen sich auf den regulidren Betriebsbereich beschrinken sollen, bleiben
Start- und Abschaltvorginge sowie Lastabwurfszenarien unberiicksichtigt. Dies ist
Schwerpunkt anderer Arbeiten, z. B. [49].

Ausgehend vom betrachteten Hybridsystem und den getroffenen Annahmen wird die
Modellierung komponentenweise erldutert. Die ersten Abschnitte beschreiben das
Wirmeiibertragungsmodell, die Gasdynamik und die allgemeine Struktur der Kompo-
nentenmodelle.

3.1 Modellsystem und Annahmen

Bei dem in dieser Arbeit betrachteten Modellsystem (Bild 3.1) handelt es sich um
eine aufgeladene SOFC/GT-Anlage, die bzgl. Dimensionierung und Layout einer von
Siemens Westinghouse und Caterpillar erstellten Konzeptstudie entspricht [66]. Im
Rahmen eines US Forschungsprogramms ging es darum, ein mit fossilen Brennstoffen
befeuertes Kraftwerk mit hohen Wirkungsgraden und niedrigen Stromerzeugungskos-
ten darzustellen. Die Kraftwerksstudie besteht aus zwei unabhéngigen Blocken mit je
80 Substacks und einer Mercury 50 Advanced Turbine Systems Gasturbine von Solar
Turbines, dessen Primary Surface Rekuperator zur Vorwédrmung der in die Brenn-
stoffzelle eintretenden Luft verwendet wird. Jeder Block leistet 12.7 kWe AC, von
denen die Gasturbine 4.8 kWe AC liefert.

Bild 3.1 enthélt ein Funktionsschema des in dieser Arbeit modellierten Gesamtsys-
tems. Dessen Komponenten sind: der Verdichter (2) mit der Luftseite des Wirmeii-
bertragers (3), die Brennstoffzufuhr (4), die Ejektorpumpe bestehend aus zwei kon-
zentrisch angeordneten Diisen, einer Mischzone und einem Diffusor (5), der Reformer
(6), die Brennstoffzelle mit Anode (7) und Kathode (8), das Verbrennungsplenum (9),
die Gasturbinenbrennkammer (10) und schlieflich die Turbine (11) mit der Gasseite
des Wirmetibertragers (12). Der Auslegungspunkt des Modellsystems basiert auf den
Angaben in [66] und ist durch die in Tabelle 3.1 und in Bild 3.1 gegebenen Parameter
und Daten definiert. Letztere weichen leicht von den Originaldaten ab; die Differen-
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Bild 3.1: Modellsystem eines Generatorblockes mit Prozessdaten im Auslegungspunkt
Tabelle 3.1:  Prozessdaten im Auslegungspunkt eines Generatorblockes
SOFC Ejektor
Brennstoffnutzungsgrad 0.85(0.62)""  Krit. Querschnitt, Lavaldiise 59 mm?
Sauerstoffnutzungsgrad 0.24 Austrittsquerschnitt, Lavaldiise 82 mm®
Stromdichte 2960 A/m*  Austrittsquerschnitt, Sek.diise 6963 mm®
Zellspannung 0.742 V Polytr. Wirkungsgrad, Sek.diise 92 %
Aktive Fliache 3843 m? Polytr. Wirkungsgrad, Diffusor 88 %
Leistung, DC 8.4 MWe Rekuperator
Gasturbine Effektivitit 852 %
Isentr. Wirkungsgrad, Verd. 87.5 % ATomin 54.3°C
Isentr. Wirkungsgrad, Turb. 87.6 % Gesamtsystem
Mech. Wirkungsgrad 98.7 % Leistung, AC " 12.9 MWe
Leistung 5.3 MW Wirkungsgrad " 62.4 %
Drehzahl 14000 U/min 2 Eigenbedarf: 0.3 MW; Wirkungsgrad von
Brennstoffmassenstrom 0.132 kg/s Inverter und Generator: 94 bzw. 97 %

*1

Der groBere Nutzungsgrad wird globaler Brennstoffnutzungsgrad bzw. einfach nur Brenn-
stoffnutzungsgrad genannt und bei stationdren Betrachtungen verwendet; seine Berechnung
erfolgt mit dem dem Zellstack zugefiihrten Brennstoffstrom. Der kleinere Nutzungsgrad
wird mit effektiver Brennstoffnutzungsgrad bezeichnet und bei dynamischen Betrachtungen
angewendet, da diesem immer die tatsdchlich am Anodeneintritt vorhandene Brennstoft-
menge zugrunde liegt, die aufgrund der Rezirkulation die dem Zellstack zugefiihrte Brenn-

stoffmenge tibertrifft.
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zen betreffen die Gasturbinenleistung (5.3 statt 4.8 MWe AC), die Abgastemperatur
(386 statt 360°C), die Brennstoffmassenstrome (0.277 bzw. 0.132 statt 0.31 bzw.
0.14 kg/s) und letztlich auch den Systemwirkungsgrad (62.4 statt 59.9 %). Die Unter-
schiede sind fiir diese Arbeit jedoch von untergeordneter Bedeutung (Kap. 1.2) und
darauf zurtickzufiihren, dass bei der Berechnung der Auslegungspunktdaten mit dem
vorliegenden Modell fehlende Angaben z. B. zu Druckverlusten oder zum verwende-
ten Brennstoff durch geeignete Annahmen kompensiert werden mussten (Kap. 3).

Neben diesen den Auslegungspunkt bestimmenden Annahmen legen andere unter
Beriicksichtigung der Aufgabenstellung die Modellstruktur, die Modellgenauigkeit
und den Rechenaufwand fest. Im Folgenden werden die entscheidenden, dem Modell
zugrunde liegenden Annahmen aufgelistet und ggf. erldutert:

- Das Modellsystem besteht aus den oben genannten acht Komponenten, fiir die
jeweils ein separates Modell erstellt wird. Die Interaktion der Teilmodelle er-
folgt iiber definierte Ein- und Ausgidnge. Damit ist die geforderte Modularitét
gewihrleistet.

- Es werden ausschlieBlich die instationdre Warmespeicherung in den Festkor-
pern und die Gasdynamik modelliert, welche sich aus Massen-, Impuls- und
Energietransportvorgingen zusammensetzt. Alle anderen dynamischen Pro-
zesse, speziell die in der Brennstoffzelle (Tabelle 2.2), sind entweder sehr
langsam oder sehr schnell, sodass man sie im Hinblick auf den interessieren-
den Zeitbereich als stationdr betrachten kann. Dazu gehoren auch die chemi-
schen Reaktionen.

- Alle Komponentenmodelle sind 0D-Modelle. Die rdaumliche Verteilung der
Betriebsparameter innerhalb der Komponenten wird vernachldssigt und das
Betriebsverhalten iiber mittlere Grofien beschrieben. Die fiir dynamische Sys-
temsimulationen wiinschenswerte Begrenzung des Rechenaufwandes ist somit
bei gleichzeitig aussagekriftigen Ergebnissen moglich. Magistri et al. [69] ge-
ben jedoch die Grenzen des OD-Ansatzes an, indem sie am Beispiel einer
SOFC ein stationdres 0D- mit einem stationdren quasi-2D-Modell vergleichen
und die Konsequenzen aufzeigen.

- Ein Wirmetibertragungsmodell beriicksichtigt die Wérmespeicherfahigkeit
verschiedener Anlagenbauteile und zugleich den Wirmeaustausch zwischen
einzelnen Bauteilen, der fiir die korrekte Funktion des Hybridsystems und
speziell der Brennstoffzelle unerlésslich ist (Kap. 3.2).

- Die betrachteten Gase werden als ideal angenommen. Den Brennstoffeintritts-

druck ausgenommen rechtfertigt das geringe Druckniveau von kleiner 10 bar
in allen Komponenten diese Annahme.
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- Die Temperaturabhingigkeit der Wirmekapazititen aller Gaskomponenten
wird tiber Polynome dritten Grades mit Koeffizienten aus [79], [89] beriick-
sichtigt. Die gleichen Polynome erlauben auch die Berechnung der tempera-
turabhingigen Enthalpien, Entropien und freien Enthalpien gemif Gl. (2.12),
(2.13) und (2.14).

- Fiir die betrachteten Gasgemische gilt das Stoffmodell des idealen Gasge-
misches, d. h. alle Mischungsgrofen sind null und eine beliebige extensive
ZustandsgroBe der Gasmischung Z (Volumen, Enthalpie, Entropie, Gibbs-
Funktion) ergibt sich aus Z(T, p,x) = Z nZ(T,p) .

- Die Berechnung der Gaszusammensetzung X, worunter in den weiteren Aus-
filhrungen das chemische System {O,, N,, H,, H,O, CO, CO,, CHy} zu ver-
stehen ist, erfolgt vereinfacht iiber stationédre Erhaltungsgleichungen fiir alle 7
Gaskomponenten. Dieses Vorgehen ersetzt die ansonsten notwendige Losung
von bis zu sechs zusitzlichen Differentialgleichungen je Komponente, ist aber
nur in stationdren Zustdnden genau; transiente Bedingungen fithren zu Feh-
lern. Untersuchungen mit einem dynamischen Brennstoffzellenmodell ohne
und mit instationdren Erhaltungsgleichungen zeigten jedoch, dass die auftre-
tenden Fehler zumindest fiir die Zellspannung vernachléssigbar sind [101].

- Die Temperaturabhéngigkeit der Warmeleitfahigkeiten bzw. der dynamischen
Viskositdten der einzelnen Gaskomponenten wird iiber Polynome dritten bzw.
zweiten Grades mit Koeffizienten aus [89], [14] berechnet. Fiir Gasmischun-
gen lassen sich die entsprechenden Gaseigenschaften mit den [13] entnomme-
nen und im Anhang A3 angegebenen Bestimmungsgleichungen ermitteln.

- Die Gasgeschwindigkeiten in den meisten Komponenten sind gering. Daher
werden die Stromungsverhiltnisse im Stack als laminar betrachtet [32] und
die Unterschiede zwischen den statischen und totalen Driicken bzw. Tempera-
turen vernachlissigt. Ausnahmen bilden die Turbokomponenten und der Ejek-
tor (Kap.3.5, 3.8).

Alle iibrigen Annahmen betreffen nur einzelne Komponenten und werden daher bei
der Beschreibung der jeweiligen Komponentenmodelle erwihnt.

3.2 Wirmeiibertragung im Hybridsystem

Wie bereits erwihnt ist die Ubertragung von Wirme zwischen einzelnen Hybridsys-
temkomponenten Voraussetzung sowohl fiir das Funktionieren des Systems in der
beschrieben Konfiguration als auch fiir eine effiziente Betriebsweise. Daher ist eine
Modellierung der Wirmetransportvorgidnge notwendig. Im Hinblick auf die Erstellung
eines Systemmodells sind dabei jedoch zur Begrenzung des Rechenaufwandes stark
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vereinfachende Annahmen zu treffen, die ausgehend von der Beschreibung einer
analytischen Herangehensweise erldutert werden sollen.

321 Allgemeine Beschreibung der Warmeiibertragung

Am Wirmetransport sind feste Winde und stromende Fluide beteiligt. Bei der Wir-
meiibertragung zwischen einem bewegten Fluid und einer festen Wand spricht man
von Wirmeiibergang, welchen 1. Newton mit einem Wirmeiibergangskoeffizienten ¢,
der mittleren Fluidtemperatur T; und der Oberflidchentemperatur der Wand Ty be-
schreibt (3.1). Zur Wirmeiibertragung kommt es zudem durch Leitung (Gl. 3.2),
Konvektion (Gl. 3.3) und Strahlung (Gl. 3.4).

Q=aA(T,-T,) (3.1)

a=1A9T (3.2)
dx

Q=rh (3.3)

Q=ko (T} -T}) (3.4)

Wihrend die Konstante k von der Geometrie und den Emissionskoeffizienten ab-
hingt, o die Stefan-Boltzmann-Konstante darstellt, und die Wirmeleitfihigkeit A eine
Stoffeigenschaft ist, hingt der Warmeiibergangskoeffizient & von der Warmeleitfa-
higkeit A, der Geometrie und vor allem von den vorherrschenden Stromungsverhélt-
nissen ab, d. h. von der Geschwindigkeits- und der Temperaturgrenzschicht. Damit
erfordert die Bestimmung von « jedoch die Losung der in Kap. 3.3 vorgestellten
Grundgleichungen der Stromungsmechanik. Um dies zu vermeiden, stellte E. W.
NuBelt die Ahnlichkeitstheorie des Wirmeiibergangs auf und definierte die dimensi-
onslose Nusselt-Zahl

al
Nu = R (3.5)
aus der sich der Wirmeiibergangskoeffizient « ergibt und die fiir eine Vielzahl unter-
schiedlicher Stromungskonfigurationen entweder im Experiment oder durch Losung
der giiltigen Differentialgleichungen bestimmt worden sind (z. B. [20] oder [65]).
Dabei zeigt die Nu-Zahl eine Abhingigkeit von der Prandtl-, der Reynolds- und von

der Grashof-Zahl, wobei letztere nur bei freier Stromung eine Rolle spielt.

3.2.2 Wirmeiibertragungsmodell

Die Berechnung der Wirmestrome mittels Gl. (3.1) erfordert geeignete Oberfldchen-
temperaturen der betroffenen Anlagenbauteile, welche sich unter Annahme mittlerer
Bauteiltemperaturen aus Wirmebilanzen ermitteln lassen, die durch Verwendung
eines instationdren Terms die Wirmespeicherfihigkeit der Bauteile berticksichtigen:
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daT, .
MaaueiCo ™oy = >Q. (3.6)

Die Annahme von mittleren Bauteiltemperaturen ist aber nur bei sehr groen Wirme-
leitfahigkeiten und sehr kleinen Biot-Zahlen zutreffend. Dass dies in der Realitit
keineswegs der Fall ist, zeigen schon quasi-2D-Modelle der Siemens Westinghouse
Zelle, die tiber der Rohrenlidnge z. T. grole Temperaturdnderungen vorhersagen [19,
[32], [69], [107]. In einem OD-Modell gibt es jedoch keine andere Moglichkeit, die
Wairmeiibertragung zu beschreiben. Die Abschitzung der Oberflichentemperatur
mittels der Biot-Zahl in [58] stellt auch keine Alternative dar, da die Temperaturidnde-
rung in Stromungsrichtung vermutlich groBer ist, als senkrecht zur Bauteiloberfliche.
Gl. (3.6) weist PT|-Verhalten auf, da die aufsummierten Wirmestrome O,. nach
Gl. (3.1) linear von der Bauteiltemperatur T, abhiingen.

Bei den in Gl. (3.1) einzusetzenden Fluidtemperaturen handelt es sich um das arith-
metische Mittel aus den jeweiligen Ein- und Austrittstemperaturen.

Zur Bestimmung der Wirmeiibergangskoeffizienten & mit Gl. (3.5) werden in mehr-
dimensionalen Modellen die Stromungen in dem SOFC-Generator auf einfache Mo-
dellstromungen reduziert und entsprechende Nu-Zahlen definiert, z. B. fiir die lamina-
re Rohr- bzw. Kreisringstromung in der Rohrenzelle und das quer angestromte
Rohrbiindel im Verbrennungsplenum [19], [32]. In einem OD-Modell gestaltet sich
die Anwendung der Nu-Korrelationen jedoch schwierig, da die iiber die Nu-Zahlen
berechneten Temperaturniveaus im Stack im Allgemeinen nicht mit den in der Litera-
tur angegebenen iibereinstimmen. Daher wird hier der umgekehrte Weg beschritten.
Nach Vorgabe der Bauteil- und Gastemperaturen entsprechend [54], [66], [107] er-
folgt in einer Auslegungsrechnung die Bestimmung der Nu-Zahlen, die dann wegen
der laminaren Stromungsverhiltnisse im Stack in den instationdren Simulationen als
konstant angenommen werden [14]. Ausnahmen sind der Warmetibertrager (Kap. 3.6)
und das Verbrennungsplenum (Kap. 3.10).

Zusitzliche Vereinfachungen sind die Vernachlidssigung des Wirmetransports durch
Strahlung sowie (wegen der groen Péclet-Zahlen [88]) der Wirmeleitung innerhalb
der Gasstrome. Des weiteren wird das Gesamtsystem als adiabat betrachtet.

Fiir das vorliegende Modell werden die verschiedenen Anlagenbauteile zu drei Bau-
gruppen zusammengefasst und durch jeweils eine mittlere Temperatur beschrieben.
Diese Baugruppen sind die Wirmeiibertragermatrix, das obere Stackgehéuse inklusive
dem oberen Teil der Luftzufithrungsrohren und das untere Stackgehduse mit der E-
lektroden-Elektrolyt- und der Reformerstruktur. Die Annahme gleicher Temperaturen
in den zuletzt genannten Komponenten ist dadurch gerechtfertigt, dass beide Teile im
Stack direkt nebeneinander und somit in intensivem Strahlungsaustausch stehen. Die
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Wirmespeicherung in den iibrigen Bauteilen, dem Ejektor und den Turbokomponen-
ten bleibt unberiicksichtigt, da deren Massen im Vergleich zu der des Stacks vernach-
lassigbar sind. Nach Magistri et al. [71] hat jedoch zumindest die Wérmeiibertragung
im Ejektor eine gewisse Bedeutung fiir das transiente Verhalten.

Mit dieser Konfiguration lassen sich die entscheidenden Wirmestrome im Hybridsys-
tem iiber die GI. (3.1) berechnen. Sie sorgen fiir eine Vorwirmung des Luftmassen-
stroms im Wirmeiibertrager und in den Luftzufithrungsrohren, fiir eine Warmeabfuhr
aus der Elektroden-Elektrolyt-Struktur, fiir das Aufrechterhalten der endothermen
Dampfreformierungsreaktion im Reformer und fiir die Nutzung der Abwirme im
Verbrennungsplenum und im Wirmeiibertrager. Neben den iiber Gl. (3.1) beschriebe-
nen, iiberwiegend durch Wirmeiibertragung zwischen Wand und Fluid bedingten
Wirmestromen gibt es auch solche, die auf einem stofflichen Austausch zwischen
Wand und Fluid beruhen. Zu diesem kommt es im Reformer und an der Elektroden-
Elektrolyt-Struktur, da die Zellreaktionen und die Dampfreformierung Oberflidchenre-
aktionen sind. Diesen Warmestromen liegt die Modellvorstellung zugrunde, dass die
Edukte den Gasstrom mit der Enthalpie des Gases verlassen und die Produkte in
diesen mit einer der Bauteiltemperatur entsprechenden Enthalpie eintreten. Wéhrend
diese Vorginge in den Massen- und Energiebilanzen der Gase (Gl. 3.11 und 3.20)
direkt tiber die Massenstrome bzw. {iber die massenstromgebundenen Enthalpiestrome
beriicksichtigt werden, ist in die Bauteilbilanz (Gl. 3.6) ein weiterer Wérmestrom O,
mit entsprechendem Betrag, umgekehrtem Vorzeichen und um die Reaktionsenthalpie
korrigiert aufzunehmen.

Luftseite Luftzufihrung T Kathode
TnVerd TBZ‘eln TBZ,em f TK,em ;Z “
766 K I 1005 K 14 1228 K ¢
- . oberes unteres
Warmeiibertrager Stackgehause ~ Stackgehause ;
t A PR (o S SRR - "
la la COM/ * CH/M,O/| com * CH/H.O
Ve Torut] | Tver Teza| [COMO Ty, COM, ’ o
Gasseite Verbrennungsplenum Anode T.. Reformer T....

Bild 3.2: Schema des Wirmeiibertragungsmodells

Bild 3.2 gibt eine Ubersicht iiber das Wirmeiibertragungsmodell mit allen beriicksich-
tigten Wirmestromen; es enthdlt zudem die Temperaturen der drei Baugruppen im
Auslegungspunkt. Die bei der Wirmetiibertragung verwendeten Modellparameter, zu
denen u. a. die Nu-Zahlen, die wéirmetibertragenden Flachen sowie die Bauteilmassen
gehoren, sind im Anhang A4 zusammengestellt. Zusitzlich werden die Wérmeiiber-
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gangskoeffizienten im Auslegungspunkt und Nu-Zahlen fiir einfache, mit den Stro-
mungsverhiltnissen im Zellstack vergleichbare Modellstromungen angegeben.

33 Gasdynamik

Dynamische Systeme sind auf Speicher zuriickzufithren und lassen sich mit Erhal-
tungsgleichungen beschreiben. In Stromungen speichert ein rdumliches Volumen
Masse, Impuls und Energie. Im Vergleich zu anderen mechanischen oder elektrischen
Systemen sind die Erhaltungsgleichungen dort fiir infinitesimal kleine Fluidteilchen in
differentieller Form oder fiir endliche Kontrollvolumen in integraler Form definiert;
die Uberfiihrung von einer Form in die andere gelingt mit Hilfe des GauBschen Integ-
ralsatzes. Folglich ist jede Stromung ein System mit rdumlich verteilten Parametern;
bei den Erhaltungssitzen handelt es sich um gekoppelte, nichtlineare, partielle Diffe-
rentialgleichungen [109]. Diese miissen zundchst so vereinfacht werden, dass sich
daraus einfache Bilanzgleichungen ergeben, die letztlich zu einem OD-Modell mit
konzentrierten Parametern fiihren.

3.3.1 Massenerhaltung
Die Erhaltungsgleichung fiir die Masse in Integralform lautet:

O —0--B (] s = [ v [ ot 6

Sie besagt, dass die zeitliche Anderung der Masse m eines ortsfesten Kontrollvolu-
mens V der pro Zeiteinheit iiber die Bilanzgrenze stromenden Masse entspricht.
Durch Vorziehen der zeitlichen Ableitung vor das Integral, bei Annahme von (a) einer
mittleren, im Kontrollvolumen konstanten Dichte p, (b) ebenen und gleich grofen
Ein- und Austrittsflichen A und (c) mittleren, iiber diese Flichen konstanten Ge-
schwindigkeitsvektoren U und Ausfithren der Integrationen ergibt sich die einfache

Bilanzgleichung
9 . .
va—‘t’ = i, — i, . (3.8)
Das gleiche Ergebnis erhilt man, wenn die differentielle Form der Massenerhaltung
Dp ap
L 4+ oV-u="--+4+V-(pu)=0 3.9
AR TR 69

eindimensional aufgeschrieben und anschliefend an einem Ort diskretisiert wird:

dap d(pu) dp  1m, —m,
— =0 L +——as ___¢en_(, 3.10
o Tox S A L (3.1
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Wenn alle Irreversibilititen gesondert beriicksichtigt werden (Kap. 3.4), ist hier die
Annahme isentroper Stromung zutreffend, womit sich unter Verwendung der Defini-
tion der Schallgeschwindigkeit a® =9dp/dp = xRT mit Gl (3.8) auch direkt der
Druck p berechnen ldsst:
dp «RT, . .
—=—(m,—m,). 3.11
at V ( e a) ( )
3.3.2 Impulserhaltung
Die Integralform der Impulserhaltung lautet:

ol D 9(pu)
—=F=— udV = dV+ || pu(u-n)dA= kdV + || tdA (3.12
ool Vo et man=[ff v e
Diese Vektorgleichung besagt, dass die zeitliche Anderung des Impulses | eines orts-
festen Kontrollvolumens identisch ist mit der Summe aus den pro Zeiteinheit iiber die
Bilanzgrenze tretenden Impulsstromen, den Volumenkréften und den Oberflichen-
kriften. Zusitzlich zu den bisherigen Annahmen miissen fiir die Ableitung einer
einfachen Bilanzgleichung des Impulses weitere getroffen werden. Die Stromung sei
eindimensional und die Oberfliche des Kontrollvolumens bestehe neben gleich gro-
Ben Eintritts- und Austrittsflichen aus einer Randflidche, durch die kein Fluid flief3t.
Damit greift an den Ein- und Austrittsflichen nur die Druckkomponente und an der
Randfldche aufgrund der Reibung nur die entgegen der Stromung gerichtete Schub-
spannungskomponente des Spannungsvektors t an. Da diese Komponente jedoch an
anderer Stelle in die Berechnung einflieit (Kap. 3.4), entfillt sie hier ebenso wie die
wegen der geringen Gasdichte vernachlissigbare massenbezogene Volumenkraft k.
Analog zur Dichte und Geschwindigkeit wird die tatsdchliche Druckverteilung durch
eine iiber der Ein- und Austrittsfliche gemittelte GroBe ersetzt. Diese Annahmen
ermoglichen eine einfache Berechnung der Integrale in Gl. (3.12), sodass sich die
einfache Bilanzgleichung

Laair:' = mefnuein - mausuaus + (pein - paus) A (313)
ergibt. Die Diskretisierung der eindimensionalen Formulierung der differentiellen
Impulsgleichung fiihrt unter Vernachlidssigung der genannten Terme zu dem gleichen
Ergebnis mit fg als der auf das Kontrollvolumen bezogenen Reibungskraft:

J
(aptu)+V-(pu~u):pk+V~T, (3.14)
a(pu) d(pu’) p 1om 1mu,-mu p.— P,
— k_i_f oty " aMa e’e _ _IMa e. 315
a xS TRT A taT L L G
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333 Energieerhaltung
Der Erhaltungssatz der Energie in seiner integralen Form

AEH) o= ort oo - 12 012 |o v
+j/3[[ ] (u-n)dA= jjju kpdV+jju tdA- jjq ‘ndA

setzt die zeitliche Anderung der kinetischen und inneren Energie eines ortsfesten

(3.16)

Kontrollvolumens der Summe aus den pro Zeiteinheit iiber die Bilanzgrenze tretenden
inneren und kinetischen Energien, der Leistung der Oberfldchen- und Volumenkrifte
sowie der Wirmezufuhr gleich. Zusammen mit den Annahmen der letzten beiden
Abschnitte und nach Einfithrung einer mittleren Temperatur bzw. inneren Energie im
Kontrollvolumen kann mittels einfacher Integration die vereinfachte Bilanzgleichung

a(c,T, . . . .
NeT) v ey, o, +m( 2] [ 2
at at ein aus p oin p

hergeleitet werden. Darin ersetzt das Produkt aus spezifischer isochorer Wirmekapa-

+Q (G117

aus

zitdt ¢y und der Totaltemperatur T; die Summe aus spezifischer innerer und kineti-
scher Energie. Erwartungsgemil stimmt diese Gleichung mit der iiberein, die aus der
Diskretisierung der eindimensionalen Form der differentiellen Energieerhaltungsglei-
chung folgt (mit g als auf das Kontrollvolumen bezogenem Wirmestrom):

9 e+u-112 pl+V- pu|=u-kp+V-(T-u)-V-q, (3.18)
a2 \ \

AeT) . alp) AeTew) . Apu)
p att +c,T, TR a): =ukp- +ufy—q
.(3.19
: , mPl —mP (3.19)
a(Cth) ap vaTI‘ _vaT[‘ ; P Pl .
+Cth7+ aus ein _ _ aus ein -q
ot ot AL AL

Mit der Definition der totalen Enthalpie h, =0.5u°+ e+ p/p, durch Herauszichen
der spezifischen Wirmekapazitit aus dem Differentialquotienten und Substitution der
Masse des Kontrollvolumens ergibt sich aus Gl (3.17) die in dem vorliegenden Mo-
dell verwendete Gleichung

P LTV o =mhy|  +mh| +Q. (3.20)
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34 Struktur der Komponentenmodelle

Dieses Kapitel beschreibt den grundsitzlichen Aufbau der Komponentenmodelle und
erlautert den Signalfluss innerhalb der Komponenten und untereinander. Die Ausfiih-
rungen folgen dem Vorgehen von Klotz [51].

Jeder Komponente wird ein Kontrollvolumen zugeordnet, welches so beschaffen ist,
dass die in Kap. 3.2 hergeleiteten, einfachen Bilanzgleichungen darauf anwendbar
sind. Da diese vereinfachten Bilanzen das komponentenspezifische Betriebsverhalten
jedoch nicht mehr vollstindig beschreiben konnen, fiihrt Klotz [51] vor dem Kon-
trollvolumen eine virtuelle Ebene ein, in der sdmtliche Gleichungen zur Berechnung
des stationdren Betriebsverhaltens (Leistungszufuhr, Druckverlust, u. a.) ausgewertet
werden. Bild 3.3 enthilt das sich daraus ergebende, auf die wichtigsten Bestandteile
reduzierte Blockschaltbild des Komponentenmodells. Die Trennung in einen fiir alle
Komponenten giiltigen dynamischen Teil, der durch die Gl. (3.11), (3.13) und (3.20)
bestimmt ist, und in einen stationdren, komponentenspezifischen Teil geniigt der
Bedingung, dass durch die Modellierung der Gasdynamik das stationdre Verhalten
unverdndert bleibt. Umgekehrt bleibt auch das dynamische Verhalten unverédndert,
wenn z. B. eine in der virtuellen Ebene berechnete Leitungszufuhr P, erst in
Gl. (3.20) und damit im dynamischen Teil beriicksichtigt wird. Anstelle des Enthal-
piestroms ,,h' ist dann aber der in die Komponente eintretende Enthalpiestrom
m,,h(T,,) in Gl (3.20) einzusetzen, da m,,h'=m, T, )+ P, gilt. Entspre-
chendes gilt fiir den durch Reibung induzierten Druckverlust in der Impulsgleichung,
sowie bei der Bilanzierung mehrerer Massen-, Impuls- oder Enthalpiestrome am Ein-
oder Austritt, die entweder im stationdren Teil oder in den instationdren Erhaltungs-
gleichungen erfolgen kann.

Q
, T -
Toon h . X M Energie T,

Paus

_,: |

~ Masse Impuls

Stationéares
Betriebsverhalten

3
—>|

Bild 3.3:  Schaltbild der Komponentenmodelle

In Bild 3.3 fillt auf, dass der statische Eintrittsdruck pein keine Eingangs- und der
statische Austrittsdruck paus keine Ausgangsgrofe ist. Bei vorgegebenem Totalzu-
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stand am Eintritt muss dies jedoch so sein, da dann der statische Zustand vom Mas-
senstrom abhédngt und umgekehrt. Infolgedessen ist der Druck im ersten Teil des
Kontrollvolumens konstant, der Massenstrom dagegen im zweiten. Vertauschen von
Impuls- und Kontinuitétsgleichung ermoglicht umgekehrte Verhiltnisse.

Da die Differenz zwischen ein- und austretenden Impulsstromen im Allgemeinen
vernachldssigbar ist, und da sich die Impulsbilanz sehr schnell ausgleicht, kann darauf
zur Reduzierung des Rechenaufwandes verzichtet werden, ,,sofern ein kausaler Sig-
nalfluss erhalten bleibt* [51]. Letztlich kann aber nur eine Validierung von Simulati-
onsergebnissen mit Vergleichsdaten diese Vereinfachung rechtfertigen. Wie in
Bild 3.3 angedeutet wird der statische Druck dann zur Ausgangs- und der austretende
Massenstrom zur Eingangsgrofe. Dies hat zur Folge, dass der stationidre Teil der
Komponente statt aus dem Druck p’und dem Massenstrom m,,, den Eintrittsdruck
Pein aus dem Druckverhiltnis den Massenstrom berechnen muss. Dies ist besonders
bei den Turbokomponenten von Vorteil, da es sich dort bei der den Zusammenhang
zwischen den GroBen p,,,p,m,n auswertenden Abbildung p,, = f(p’,Mm,,,n) um
keine Funktion handelt, bei der inversen Abbildung m,, = f(p,;,,0’Nn) im Allgemei-
nen schon.

Aufgrund der genannten Vorteile werden die Komponentenmodelle des Hybridsys-
tems mit zwei Ausnahmen ohne die Impulsgleichung modelliert. Im Ejektormodell ist
die instationdre Impulsgleichung notwendig, um ein instabiles, nicht physikalisches
Verhalten zu vermeiden (Kap. 3.8). Auch fiir die letzte Komponente des Hybridsys-
tems, die sich aus der Turbine und der Gasseite des Warmetibertragers zusammen-
setzt, bedeutet der Verzicht auf die Impulsgleichung einen Widerspruch, denn der
statische Druck am Ausgang ist durch den Umgebungsdruck vorgegeben und damit
eine Eingangsgrofle. Um den geforderten kausalen Signalfluss sicherzustellen, wird
vereinfachend ganz auf die Modellierung der Gasdynamik verzichtet. Das Komponen-
tenmodell besteht daher ausschlielich aus dem stationiren Teil.

Fiir die konkrete Auswertung der instationdren Erhaltungsgleichungen werden jeder
Komponente charakteristische Werte fiir Volumen, Fliche und Linge zugeordnet,
wobei die Fliache und Linge nur fiir die Impulsgleichung notwendig sind. Diese Gro-
Ben reprisentieren einen Tragheitsterm und beeinflussen daher entscheidend das
dynamische Verhalten. Die auf Basis von [32], [66], [39] abgeschitzten und verwen-
deten Werte enthélt Anhang A4 (vgl. auch Bild 2.7a). Die damit berechnete Leis-
tungsdichte von 0.068 kW/kg stimmt recht gut mit den in [57] angegebenen 0.1
kW/kg iiberein. Des weiteren sind fiir die Grofien am Komponentenausgang die Zu-
standsgroBen im Kontrollvolumen einzusetzen, d. h. die Ausgangsgrofen entsprechen
den jeweiligen mittleren Gréen im Kontrollvolumen.
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Abschlieend soll nicht unerwihnt bleiben, dass durch die Verwendung der OD-
Erhaltungsgleichungen die reale Ausbreitungsgeschwindigkeit von Storungen, die
bekanntlich der Schallgeschwindigkeit entspricht, in dem modellierten System ver-
falscht wird. Ggf. konnen zusitzliche Totzeitglieder diesen Effekt kompensieren.

Die folgenden Abschnitte beschreiben ausschlieBlich das spezifische, stationédre Be-
triebsverhalten der einzelnen Komponenten. Dazu gehort im Wesentlichen die Be-
rechnung der Gaszusammensetzungen und der funktionalen Zusammenhénge zwi-
schen Massenstrom und Druckverhidltnis bzw. —abfall. Auf die Berechnung der
Wirmestrome und der Gasdynamik wird nur in einzelnen, die allgemeinen Aussagen
in Kap. 3.2 und 3.3 ergénzenden Punkten eingegangen.

3.5 Turbokomponenten

Die Turbokomponenten des Hybridsystems sind die Verdichter- und die Turbinensek-
tion der Mercury 50 Gasturbine sowie der Brenngasverdichter. Eine Modellierung des
Brenngasverdichters findet jedoch nicht statt; ein vereinfachtes Modell der Brenn-
stoffzufuhr wird in Kap. 3.12 beschrieben.

Der Verdichter und die Turbine der Mercury 50 sind mehrstufige, axiale Turbokom-
ponenten. Eine theoretische Modellbildung dieser Komponenten erfordert genaue
Kenntnisse tiber die geometrischen Verhiltnisse und bedeutet einen hohen Rechen-
aufwand. Daher werden zur Beschreibung des stationiren Betriebsverhaltens Ahn-
lichkeitskennfelder verwendet. Diese geben den funktionalen Zusammenhang zwi-
schen den interessierenden GroBlen Totaldruckverhiltnis z; Drehzahl n, Massenstrom
m und Isentropenwirkungsgrad 7s unter Verwendung von reduzierten GroRen wie-
der, um die Machzahlidhnlichkeit zu nutzen:

myT,
mred:£1ﬂs =f ”:&!n”ed:L . (3.21)
P P4 TM

Damit ergibt sich die Ausgangstemperatur T;2und die Komponentenleistung P zu

773, Verd

R
c, 1
T,=T,+T, {7[ b -11 (bzw. 77, 74 ) » (3.22)

P=rc,(T,,-T,). (3.23)

Da die richtigen Kennfelder nicht zur Verfiigung stehen, werden als Ersatz entspre-
chende Kennfelder fiir Turbokomponenten &hnlicher Grofle aus der Bibliothek des
Programmpakets GasTurb [53] verwendet und auf den Auslegungspunkt skaliert. Die
Skalierungsfaktoren befinden sich in Anhang AS.
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Die Kennfelddaten liegen diskretisiert in Tabellenform vor; das Auswerten der Daten
entsprechend Gl. (3.21) ist daher nur mittels Interpolation moglich. Die lineare Inter-
polation ist jedoch nicht stetig differenzierbar, was besonders im Hinblick auf eine
spétere Linearisierung des Hybridsystemmodells von Bedeutung ist. Daher werden
die Kennfeldinformationen mit Hilfe von nichtlinearen, analytischen Gleichungen
modelliert, deren Parameter in Ausgleichsrechnungen bestimmt wurden:

o e
mred = mmax 1-e e ’ (324—)
Ny =k ()0, ) + Ky (710, )+ K, (3.25)
mit
[mmax ki ”max]T = Z[km,i Kini km,i]r nrfed,b ’ (3.26)
=0
ke ke k) =Dk Ky Kol Mg (3.27)

In den angegebenen Gleichungen stellt nreqp die auf die reduzierte Drehzahl im Aus-
legungspunkt bezogene reduzierte Drehzahl dar. Weiter ist anzumerken, dass nicht
alle Koeffizienten in den letzten beiden Gleichungen ungleich null sind. Den Grad der
Polynome bestimmen die Genauigkeitsanforderungen.

Die Fehler, die bei Anwendung der vorgestellten Methode im Vergleich zu den origi-
nalen Kennfelddaten gemacht werden, betragen im vorwiegend genutzten Betriebsbe-
reich der Turbokomponenten einige Prozent. Das gilt sowohl fiir die Massenstrom- als
auch die Wirkungsgradberechnung und fiir das Verdichter- sowie das Turbinenkenn-
feld. Nur im unteren Kennfeldbereich, bei niedrigen Drehzahlen erreichen die Fehler
teilweise iiber zehn Prozent. Einschrinkend ist weiterhin zu sagen, dass die hochste
Drehzahllinie des Verdichterkennfeldes bei der Modellierung unberiicksichtigt
geblieben ist, da sie zu groBen Fehlern gerade im Arbeitsbereich des Verdichters
gefiihrt hitte. Im Rahmen der gestellten Aufgabe (Kap. 1.2) sind die Fehler jedoch als
akzeptabel zu bewerten. Bild 3.4 stellt die mit den GI.(3.24) — (3.27) berechneten
Kennfelder dar. Zum Vergleich sind punktiert auch die nicht interpolierten Drehzahl-
linien sowie die Pumpgrenze eingetragen.

Das beschriebene Verfahren basiert auf der Methode von Jensen und Kristensen
[80], [87]. Moraal et al. untersuchen in [87] weitere Verfahren, u. a. neuronale Netze.
Horl [45] verwendet zweidimensionale Polynomansitze fiir die Kennfeldmodellie-
rung.
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Druckverhéltnis [-]
Druckverhéltnis [-]

1
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d
Bild 3.4: (a) Verdichterkennfeld, (b) Turbinenkennfeld

3.6 Wirmeiibertrager

Bei dem in der Mercury 50 eingesetzten Wirmeiibertrager handelt es sich um einen
Primary Surface Rekuperator des Typs Cross Wavy, dessen Konstruktion sich in
mehreren Gasturbinentypen bewihrt hat und eine Reihe von Vorteilen aufweist: sie ist
modular, robust und wegen fehlender innerer Schweiflverbindungen unempfindlich
gegeniiber thermischen Spannungen [66].

Utriainen et al. [115] untersuchen mit 3D-CFD-Rechnungen Wirmeiibertrager dieses
Typs mit verschiedenen Abmessungen und geben als Ergebnis einfache Korrelationen
zwischen der Reynolds-Zahl Re auf der einen und der Nusselt-Zahl Nu sowie dem
Reibungskoeffizienten kg auf der anderen Seite an. Mit Hilfe dieser und dhnlicher
Korrelationen anderer Wirmetibertragertypen legen die gleichen Autoren fiir eine
Modellgasturbine verschiedene Wirmeiibertrager aus und vergleichen diese [116].
Dabei verwenden sie einen Faktor C, der das Wirmeiibertragervolumen V7 mit der
wirmeiibertragenden Fliche Awr verkniipft und gehen von einer Quaderform aus:

Vier = A /C, (3.28)

Ly =Vy 1A, (3.29)

wobei A die Summe aus den Querschnittsflichen der Luft- und Gasseite ist. Nach

dem gleichen Verfahren wird der Wérmetibertrager fiir das Modellsystem ausgelegt.

Fiir die mit CW3-Z3 bezeichnete Primary Surface Rekuperator-Geometrie ergeben

sich die in Anhang A4 gegebenen Daten; C betrigt in diesem Fall 1496 m™ und die
Korrelationen lauten:

Nu =-0.5256 +0.2309Re, (3.30)

ks =206.91/Re+1.0096 . (3.31)
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Die Berechnung des Wirmestroms Q und des Druckverlustes Ap erfolgt bei der
Auslegung und im Modell tiber die bekannten Gleichungen (3.1) und (3.32).
Lyr p
Ap=ky L2 3.32
P = Kg d, 2 (3.32)
Darin sind die jeweiligen Fluidtemperaturen (Luft- oder Gasseite) sowie alle anderen

Fluidzustinde bzw. -eigenschaften zwischen den Werten am Ein- und Austritt zu
mitteln.

Bei den fiir die Auslegung gewihlten Randbedingungen, d. h. bei einer Reynolds-Zahl
auf der Luftseite von 270 und gleichen Querschnitten von Luft- und Gasseite ergibt
sich auf letzterer ein Druckverlust von 5 %, der der Annahme in [15] entspricht, wih-
rend die Verluste auf der Luftseite sehr gering und vernachléssigbar sind. Die Ursache
liegt in der geringeren Gasdichte auf der Gasseite. Dass dies u. U. zu Problemen in
einer realen Anlage fiithren kann [116], wird im Modell jedoch ignoriert.

Weder die Luft- noch die Gasseite des Wirmeiibertragers sind Komponentenmodelle
in dem in Kap. 3.4 beschriebenen Sinn. Die Luftseite ist dem Verdichtermodell zuge-
ordnet, die Gasseite dem Turbinenmodell. Aus den Austrittstemperaturen Ty bzw. -
driicken py der jeweiligen Turbokomponenten werden iiber die Gleichungen

O:aAWT(TWT—E;E]:mCP(E—E) (3.33)
P, =p,—Ap (3.34)

die AustrittsgroBen der Wirmeiibertragerkomponenten T2, p2 berechnet.

3.7 Brennstoffzelle

Die Brennstoffzelle stellt die zentrale Komponente des gesamten Hybridsystems dar.
Bei dem hochsten Wirkungsgrad (59 %) findet dort der grofite Teil des Leistungsum-
satzes des Hybridsystems statt (63 %). Das Komponentenmodell der Brennstoffzelle
setzt sich dabei aus zwei Kontrollvolumen, die der Kathode und der Anode zugeord-
net sind, zusammen. Fiir beide Teilkomponenten werden die Gaszusammensetzungen,
die Massen-, und die Wirmestrome berechnet. In der Brennstoffzelle hat daneben die
Berechnung des elektrischen Zellstroms eine grofie Bedeutung, da dieser mit der als
Eingangsgrofie vorgegebenen Zellspannung die erzeugte Nutzarbeit bestimmt.

Die Gaszusammensetzung an der Anode verdndert sich mit den Umsatzraten der
Dampfreformierung Z,p, der Shiftreaktion Z,;s, sowie der elektrochemischen Was-
serstoff- und Kohlenmonoxidoxidation Z,, und Z., in zwei Schritten:
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XM/ M, +vppZp5 +Vy,. 2, +VeoZeo XM M, 4V yasZes
|

X, = | (3.35)

‘x1m/M1 T VprZpr T Vy, 2y, + VcozcoH1 ‘xzm/M? + vWGSzWGSH1

Da mehrdimensionale Modelle der rohrenformigen SOFC [19], [32] eine verschwin-
dende Methankonzentration am Austritt vorhersagen, wird die Umsatzrate der Dampf-
reformierung dem in die Anode eintretenden Molenstrom von Methan gleichgesetzt.
Aufgrund der bei den hohen Betriebstemperaturen der SOFC schnell ablaufenden
Shiftreaktion ist zur Berechnung der Umsatzrate der Shiftreaktion ein Gleichge-
wichtsansatz zuldssig [88]. Mit der temperaturabhingigen Gleichgewichtskonstanten
Kp,was und nach Ersetzen der Partialdriicke durch Zwes und die entsprechenden
Stoffmolenstréme £, , die sich mit X, aus Gl. 3.35 berechnen lassen, ergibt sich
Zyas AUS

KP,WGS = (’1002 +.ZWGS) ' (.,?Hz i Z,WGS) . (3.36)

(nco - ZWGS) . (ano - Zwes)

An der Kathode verédndert sich die Gaszusammensetzung durch den Abtransport von
O”-Ionen durch die Elektroden-Elektrolyt-Struktur zur Anode geméf

x, = MMV 2y (337)
Hx1m/M1 Ve Zy H1

wobei die Transportrate Z,,  mit den Umsatzraten der elektrochemischen Reaktionen
aufgrund der Stochiometrie iiber Z,, =0.5(Z,, + Z,,) verkniipft ist.

Die aus dem Wirmeiibertrager bzw. dem Reformer in die Kathode bzw. Anode eintre-
tenden Massenstrome werden jeweils mit der Gleichung

Ap=p —-p,=kg Tai m, (3.38)
Ps

ermittelt. Der lineare Zusammenhang zwischen Massenstrom und Druckverlust in
Gl. (3.38) folgt nach einigen Umformungen und Definition eines neuen Reibungsko-
effizienten kg aus Gl. (3.32), wenn der dort verwendete Koeffizient als umgekehrt
proportional zur Re-Zahl angenommen wird. Dies entspricht laminaren Stromungs-
verhiltnissen. Auf einen linearen Zusammenhang fiihrt jedoch ebenso die Annahme
einer Diisenstromung zwischen zwei Kontrollvolumen, wenn man die Durchfluss-
funktion (GI. 3.61) bei kleinen Druckverhiltnissen linearisiert [87]. Die Reibungsko-
effizienten kg in GI. (3.38) ergeben sich aus der Vorgabe der Druckverluste im Ausle-
gungspunkt. Diese betragen je nach Quelle [16], [18] in etwa 1 bis 5 %.

Die Berechnung der Wirmestrome in der Brennstoffzelle entspricht weitestgehend
dem in Kap. 3.2 beschriebenen Vorgehen. Davon abweichend wird in der Kathode
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und der Anode anstatt der zwischen Ein- und Austritt gemittelten Fluidtemperatur in
Gl. (3.1) die Temperatur des jeweiligen Kontrollvolumens verwendet (Bild 3.2).
Damit lassen sich die mit einem 1D-Modell [32] berechneten Temperaturverhiltnisse,
in denen die Temperatur der Elektroden-Elektrolyt-Struktur nahezu tiber der gesamten
Rohrlidnge nur einige Grad groBer ist als die von Anode und Kathode, am besten
wiedergeben. Zudem sind die sich durch die vorgegebenen Temperaturen ergebenden
Nu-Zahlen dann fast identisch mit denen der entsprechenden Modellstromungen.
Dagegen iibertrifft die im oberen Luftzufithrungsrohr verwendete Nu-Zahl den Wert
in [19] um ca. 100 %. Griinde dafiir sind die Vereinfachungen im Rahmen des 0D-
Ansatzes. (vgl. Anhang A4)

Eine zusiitzliche Wirmezufuhr Q entsprechend Gl. (3.20) stellt die Reaktionswirme
der Shiftreaktion dar, die im Gegensatz zur Dampfreformierung eine Gasphasenreak-
tion ist und auch als solche simuliert wird.

3.7.1 Berechnung des elektrischen Stroms

Aus der reversiblen Zellspannung (Gl. 2.16), den Verlustspannungen (Gl. 2.17-2.19)
und der Klemmspannung Ug; ldsst sich das elektrische Ersatzschaltbild einer Einzel-
zelle (Bild 3.5) erstellen, das dem vorliegenden Modell als Grundlage dient und mit
dem man den elektrischen Strom bestimmen kann. Doch dazu miissen zunéchst die
Zusammenhidnge zwischen den Stromen bzw. Stromdichten und den Spannungster-
men im Ersatzschaltbild hergeleitet werden.

U | |
fv_co | UD,co UDmco: Ico
: = e —_
1 j H etie K Uonm
i H — —
Uero U U ! 2 3
? | ok DiffHp |
L T — o
L ——— o ——
. !
|
Anode Ha Kathode

Bild 3.5: Elektrisches Ersatzschaltbild der Modellbrennstoffzelle

Das Modell beriicksichtigt neben der Wasserstoffoxidation auch die direkte elektro-
chemische Oxidation des im Anodengas enthaltenen Kohlenmonoxids. Nach Kawada
[88] laufen beide Reaktionen jedoch unabhingig voneinander ab, sodass anodenseitig
jeder Reaktion ein elektrischer Strom, ein Ruhepotential, eine Durchtritts- und eine
Diffusionsiiberspannung zugeordnet werden kann und daraus eine Parallelschaltung
resultiert. Der gesamte Zellstrom /zgje ist dann die Summe der beiden Teilstrome /e
und /co, die mit den Umsatzraten Z,, und Z,, in Gl (3.35) iiber die Faraday-
Konstante Fund die Anzahl der Zellen eines Generatorblocks verkniipft sind:
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z,=46080 h
zF

Die Ruhepotentiale Urey,H2 und Uley,co ergeben sich aus Gl. (2.16) zu

i= HZ’CO' (3.39)

1/2

AHGH (T.p,) RT Xu,0P%

U . = : - ; 3.40
rev:He oF 2F X, Xp7pK° (340)

U, =2 CeolT:p) AT\ XeoPb (3.41)
rev,CO 2,_— 2F XcoXZJ/QZPZ(/Z : :

Mit einem Durchtrittsfaktor von 0.5 [104] und einer einfachen Umformung fiihrt

Gl. (2.17) auf eine explizite, nichtlineare Gleichung zur Berechnung der Durchtritts-
tiberspannungen Up,

2RT i,

U,, =——arsinh| - i=0,,H,,CO. 3.42

D,i ZF ( 2 ] 2 2 ( )

IO,/’

Gl. (3.42) gilt bei Verwendung der jeweiligen Stromdichten sowohl an der Anode als
auch an der Kathode. Der Parameter z gibt die Anzahl der pro adsorbiertem Molekiil
ausgetauschten Elektronen an und betrédgt daher an der Anode jeweils 2 und an der
Kathode 4. Die Elektrodenreaktionen einer SOFC sind noch nicht vollstindig er-
forscht; nach einer ausfiihrlichen Literaturrecherche machen Rechenauer et al. [88]
jedoch einen Ansatz fiir die Berechnung eines Durchtrittswiderstandes. Ein Vergleich
mit der bei kleinen Stromdichten / giiltigen linearisierten Form von Gl. (3.42) liefert
die Gleichung fiir die Austauschstromdichte fp, die in diesem Modell verwendet wird:

ke Exi

iy =k, [”f} e 7 i=0,H,CO. (3.43)
o

Die Autoren bestimmen die Konstanten so (Anhang A6), dass der kathodische Durch-

trittswiderstand bei 1000°C und poz = 0.21 bar sowie der anodische fiir die Wasser-

stoffadsorption bei 1000°C und prz = 0.5 bar jeweils 0.1 Qcm? betragen.

Die ohmschen Verluste Uopm hingen linear vom Zellstrom ab; der ohmsche Gesamt-
widerstand ergibt sich aus der Serienschaltung der Widerstinde der einzelnen Zell-
komponenten (Bild 2.6 und Gl. 2.19), da der elektrische Strom nacheinander durch
den Nickelfilz, den Interkonnektor, die Kathode, den Elektrolyten und die Anode
flieBt. Der Widerstand des als quaderféormig angenommenen Nickelfilzes lautet:

L
R, =—NF (3.44)
" OnrAvr

Unter der Annahme, dass der Strom rein radial und gleichméfig verteilt durch den
Interkonnektor und den Elektrolyten fliefit, die beide als eine Reihenschaltung infini-
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tesimal diinner Widerstandsschichten betrachtet werden konnen, errechnet sich der
Widerstand aus

1 rauﬁenf H
R, =——In==2~  j=Interkonnektor,Elektrolyt (3.45)
GiQiL rfnnen,f
mit L als Zelllinge und raygen bzZw. linnen als AuBen- bzw. Innenradius der jeweiligen
Materialschicht [32]. Die Umfangswinkel ¢; ergédnzen sich zu 27 (Bild 2.6). Dagegen
flieBt der Zellstrom in den beiden Elektroden nidherungsweise ausschlieflich in Um-
fangsrichtung und daher in zueinander parallelen, infinitesimal diinnen Widerstands-

schichten. Der Anoden- bzw. der Kathodenwiderstand ergibt sich dann nach [32] zu

R=—2% i=AnodeKathode . (3.46)
80-LIn ‘auseni
I rinnen,i
Der Faktor 8 im Nenner von Gl. (3.46) beriicksichtigt, dass pro Ringsegmenthilfte nur
der halbe Zellstrom iiber den halben Umfangswinkel flieft und zudem die Stromdich-
te iiber dem Umfang nicht konstant ist, sondern linear ansteigt.

Die von Fischer [32] in der Literatur gefundenen Angaben zur spezifischen, elektri-
schen Leitfdhigkeit von SOFC-Materialien weisen fiir gleiche Zellkomponenten z. T.
recht groBe Unterschiede auf. Dies liegt zum einen an nicht identischen chemischen
Zusammensetzungen, manche Unterschiede sind indes nicht erkldrbar. Die in dieser
Arbeit verwendeten spezifischen Leitfidhigkeiten o; der verschiedenen Zellmaterialien
sind in Anhang A7 aufgefiihrt und entsprechen den Angaben in [14]. Davon abwei-
chend wird die Leitfdhigkeit der Anode um den Faktor 28.3 erhoht, um die in [66]
gegebenen Werte fiir Zellspannung und -strom erreichen zu konnen. Trotzdem liegt
die Anodenleitfiahigkeit damit noch in dem von den Literaturangaben aufgespannten
Streubereich. Die Leitfahigkeit des Nickelfilzes wird aufgrund der geringeren Dichte
auf 50 % des in [32] gegebenen Wertes reduziert.

Die Bestimmung der Diffusionsiiberspannungen nach Gl. (2.18) erfordert die Berech-
nung der Molenbriiche der an den Zellreaktionen beteiligten Gaskomponenten an der
Dreiphasengrenze. Da diese von der Diffusion in den pordsen Elektroden abhingen,
werden die Molenbriiche analog zu [32] mit dem ersten Fickschen Gesetz in eindi-
mensionaler Form mit dem Radius als Raumkoordinate berechnet:

. ax; .

n,=-cD, ., o + XNy - (3.47)
An der Kathode ist die Molenstromdichte von Sauerstoff n,, gleich der gesamten
Molenstromdichte £, und tiber das Faradaysche Gesetz 1, =i, /4/F mit der

ges
Gesamtstromdichte verbunden, die wegen des ringformigen Kathodenquerschnitts
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eine Funktion des Radius ist. Damit erhidlt man aus Gl. (3.47) nach Trennen der Vari-
ablen, Integration und Umstellen den Sauerstoffmolenbruch an der Dreiphasengrenze

RT _ izelielausen.k n fausen.k

Xo, =1+(xg —1)@™er? 7 s (3.48)

und daraus schlieflich nach Einsetzen in Gl. (2.18) die Diffusionsiiberspannung an
der Kathode

ﬂ 1 [ 1 eD%e”p 4F Tinonsc | (3.49)

] RT iZeHerauBen,KIn TauBen.k

o =———In| —+|1-——

Diff O, 0 0

: 4F | X, Xo,

An der Anode erzeugt jedes transportierte Hy- oder CO-Molekiil zwei Elektronen und
fiir jedes dieser zur Dreiphasengrenze diffundierenden Teilchen bewegt sich genau ein
H,0- bzw. CO,-Molekiil in entgegen gesetzter Richtung zuriick in den Anodenkanal.

Dabher ist die gesamte Molenstromdichte gleich null. Das Faradaysche Gesetz lautet
n=-i/2/F i=H,CO bzw. n,=i./2/F i=H,0,CO,. (3.50)

Mit einer gleichen Rechnung wie bei der Kathode ergeben sich die Molenbriiche von
Wasserstoff und Kohlenmonoxid zu

. ir r, .
X;’ — X? _ RT i" auBen,k In auBBen, A i= HZ,CO (351)
Di,effp 2F rinnen,A
bzw. von Wasser und Kohlendioxid zu
. ir r
X, =X+ AT ausons | Tassens H,0,CO,. (3.52)
Di,effp 2F rinnen,A

Einsetzen dieser Terme in Gl. (2.18) liefert die Diffusionsiiberspannungen an der
Anode:

+i RT iirauBen,k In rauBen,A
RT X} D p 2F 1,
1

U

Diff i zﬁln menA = H,,CO j=H,0,CO,. (3.53)

RT Ifraufien,k rau/]en,A
0
X; Digyp 2F s

innen,A

Die Berechnung der Diffusionskoeffizienten in den pordsen Elektroden entspricht
dem Vorgehen in [104]. Dabei wird sowohl die gewthnliche Diffusion beriicksichtigt,
die dadurch definiert ist, dass der Porendurchmesser die mittleren freien Wegldngen
der transportierten Gasmolekiile tibertrifft, als auch die Knudsen-Diffusion, bei der die
Verhiltnisse genau umgekehrt sind. Dies ist notwendig, da nach [32] beide Diffusi-
onsmechanismen die gleiche Groenordnung aufweisen. Die Diffusionskoeffizienten
fiir Knudsen-Diffusion werden mit der Theorie der freien Molekiilstrémung bestimmt,
die fiir gewohnliche Diffusion in Zweistoffgemischen mit der kinetischen Theorie von
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Chapman-Enskog, aus denen dann die Diffusionskoeffizienten in Mehrstoffgemischen
wie dem Anoden- oder Kathodengas folgen. Die verwendeten Gleichungen sind im
Anhang A8 angegeben.

Durch Nullsetzen der Gl. (3.48) und (3.51) lassen sich Grenzstromdichten ermitteln,
von denen die kleinste den Betriebsbereich nach oben beschrinkt. Bei den in Kap. 3.1
gegebenen Betriebsbedingungen betragen sie an der Kathode 11.9 kA/m? an der
Anode sind sie mit 361 bzw. 71 kA/m* erwartungsgemiB deutlich groBer, da die als
Tragstruktur ausgebildete Kathode besonders dick und der Diffusionskoeffizient von
Sauerstoff verhiltnisméfig klein ist. Ferner zeigt ein Vergleich der limitierenden
Grenzstromdichte mit der Stromdichte im Auslegungspunkt (2.96 kA/m?), dass der
Auslegungspunkt in dem von den ohmschen Verlusten bestimmten Arbeitsbereich
liegt. Es ist jedoch zu bedenken, dass diese Betrachtungen mit gemittelten Grofien
erfolgten und daher u. U. erheblich von den tatsdchlichen Bedingungen in der Brenn-
stoffzelle abweichen konnen, die auf der aktiven Oberfliche stark variieren. Z. B.
konnen bei hohen Brennstoffnutzungsgraden anodische Grenzstromdichten wegen der
geringen Brennstoffkonzentration am Ende der Anode der limitierende Faktor sein.

Nach Herleitung der funktionalen Abhingigkeiten zwischen den Spannungstermen
und den elektrischen Stromdichten und mit der Zell- bzw. der Klemmspannung als
Eingangsgrofe des Modells kénnen die elektrischen Stromdichten ipz und ico aus den
beiden Spannungsbilanzen

0= Urev,co - UD,CO - UDiff,CO - UK/ - UOhm - UDw,o2 - UD,o2 > (3.54)
0= Urev,f—/2 - UD,H2 - UDiff,H2 - UKI - UOhm - UDiff,o2 - UD,o2 (3.55)

berechnet werden. Die Nichtlinearititen in den Gl. (3.40) — (3.42), (3.49) und (3.53)
machen jedoch eine rechenintensive Iteration erforderlich, zumal auch die Molenbrii-
che iiber die Gleichungen (3.35) — (3.37) von den elektrischen Strémen bzw. Strom-
dichten abhingen. Mit den zwei in das Ersatzschaltbild integrierten Induktivititen
lassen sich die Iterationen vermeiden. Die Bilanzen sind dann um die Induktionsspan-
nungen

di .
U, =L i=H,CO (3.56)

zu ergdnzen. Dadurch werden Fehler in den Spannungsbilanzen in zeitliche, kontinu-
ierliche Strominderungen umgewandelt, die den Fehlern entgegenwirken und diese
schlieBlich beseitigen. Da die Induktivititen in diesem Fall keinen realen, physikali-
schen Vorgang beschreiben, sondern nur die Berechnungen vereinfachen, muss durch
die Wahl des Zahlenwertes fiir L; sichergestellt sein, dass die dadurch bedingte zeitli-
che Verzogerung von der zu modellierenden Dynamik entkoppelt ist.
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Sind die Zellstrome bekannt, kann man iiber
Py, =46080(1,, +/00) Uy (3.57)

die insgesamt von der Brennstoffzelle abgegebene elektrische Leistung Ppz berech-
nen. Dazu ist die Leistung einer Einzelzelle mit der Anzahl der Zellen eines Genera-
torblockes zu multiplizieren. Wihrend die in den elektrochemischen Zellreaktionen
freiwerdende chemische Energie wie in Kap. 3.2.2 beschrieben positiv in die Wirme-
bilanz des unteren Stackgehéuses eingeht, bekommt die Pgz in derselben ein negati-
ves. Damit verbleibt die Differenz beider Leistungen im Stack, heizt diesen auf und
stellt damit die Verlustleistung der Brennstoffzelle dar.

3.8 Ejektor

Neben dem Diffusor setzt sich der Ejektor aus einer Mischungsstrecke konstanten
Querschnitts und einer Diisensektion zusammen, die wiederum aus einer aufien lie-
genden konvergenten und einer inneren, konzentrisch angeordneten konvergent-
divergenten Diise besteht. Uber diese Lavaldiise wird den SOFC-Generatormodulen
der Brennstoff als Primdrmassenstrom zugefiihrt. Aufgrund eines hohen Druckver-
héltnisses bildet sich dort eine Uberschallstromung aus und in der Mischungsstrecke
entsteht ein Unterdruck, der iiber die duflere Diise aus dem Rezirkulationsplenum den
Sekundédrmassenstrom ansaugt und diesen mit dem frischen Brenngas mischt. Der im
Diffusor erzielte Druckanstieg erhilt den Rezirkulationskreislauf aufrecht.

Es ist nicht moglich, fiir eine Lavaldiise den Zusammenhang zwischen Massenstrom
und Druckverhiltnis explizit nach einer der beiden Grofen aufzulosen, da u. U. Ver-
dichtungsstofie auftreten konnen. Daher wird unter Annahme einer adiabaten, von den
Verdichtungsstolen abgesehen isentropen, eindimensionalen Diisenstromung ein
Kennfeld erstellt, das folgenden Zusammenhang wiedergibt:

[Pz,m,’z]:,«(,,,pm)_ (3.58)
p[,1 pt,1 p[,1

Bei der Kennfeldberechnung sind drei Fille zu unterscheiden: reine Unterschallstro-
mung, reine Uberschallstromung (im divergenten Teil) und das Auftreten eines Ver-
dichtungsstofles. Zur Berechnung des ersten Falls reichen die folgenden Gleichungen,
die sich nach Vorgabe des Massenstroms iterativ 16sen lassen:

= p,Ac, . (3.59)
T.+0.5ui/c,=T,,=T,+0.5u;/c,, (3.59b)

P/ Py =(T,/ T, )< . (3.59¢)
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Im zweiten Fall muss zunéchst tiber die Gleichungen

T,=T.2/(xk+1), (3.602)
P, =P, (LJ , (3.60b)
K+1

My = A, LN KPP (3.60c)

der kritische Zustand im engsten Querschnitt Akt bestimmt werden. Aufgrund des
temperaturabhéngigen Isentropenexponenten ist wiederum eine Iteration erforderlich.
Die anschlieBende Zustandsinderung in den Uberschallbereich erfolgt — erneut itera-
tiv — mittels

K+

2 Ll
My = \2PuPy Ap mit y/:\/’L((pvs/pm)’f—(p,,s/pm) x ] (3.61a)

2K Py, “
Ug=, |———1- / o, 3.61b
vS \/K—1 pm ( (pVS pt,1) ( )
T.+05ui/c,=T,, =T, +0.5u5/c,. (3.61c)

Zur Beriicksichtigung von Verdichtungsstofien miissen diese Gleichungen fiir alle
Querschnitte A zwischen dem kritischen und dem Austrittsquerschnitt Az ausgewertet
werden. Auf die jeweils berechneten Zustinde (Index vS) sind dann die Gleichungen
des senkrechten Verdichtungsstoes

@=1—2—K(1—M58), (3.62a)

P x+1

U,s 2 1

0 = 1——, 3.62b

Us K+1[ Mfs] ( )
& — [pnsunsj (3.620)
TvS vaqu

mit der Machzahl M anzuwenden, um den Zustand nach dem Sto (Index nS) zu
ermitteln. Der Austrittszustand (Index 2) kann schlieflich wieder mit dem Glei-
chungssystem (3.59) bestimmt werden. Dabei ist der Zustand 1 durch den Zustand nS
zu ersetzen. Der dritte Fall ist als Sonderfall fiir A = A2 im zweiten Fall enthalten.

Bild 3.6a zeigt den so berechneten Zusammenhang zwischen dem bezogenen Mas-
senstrom, dem bezogenen Austrittsdruck und dem Druckverhiltnis der Lavaldiise. Die
Entkopplung von Druckverhiltnis und Austrittsdruck liegt daran, dass sich kleine
Storungen nicht in eine Uberschallstromung hinein ausbreiten kénnen. Man spricht
von einer iiber- bzw. unterexpandierenden Lavaldiise. Fiir das Modellsystem wird die
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Ejektorgeometrie so ausgelegt (Tabelle 3.1), dass die Lavaldiise im Auslegungspunkt
angepasst ist; durch den hoheren Eintrittsdruck bei ca. gleichem Brennstoffmassen-
strom (pro Substack) ergeben sich dabei andere geometrische Verhiltnisse als in [29].

10 = e

——pyp, 1 I I |
R (— i, [100Kkg/sbar] [ ~ ~ 7 T~ TIm T — =
< oL | | |
= 0.8 1/p, ; INbar/10] —— - = —— =
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Bild 3.6: (a) Kennfeld der Lavaldiise, (b) Betriebsverhalten des Ejektors

Die Gaszusammensetzung nach der Mischung errechnet sich aus

XMy / M, + X g, Mg, /MCH,,

X, = : (3.63)
Hx1m1 /M1 + xBrmBr /MCH4

1
Fiir die Berechnung des sekundéren Massenstroms ist die mittels der Stromfadentheo-
rie hergeleitete Gleichung (3.59) ausreichend, da das Druckverhiltnis im gesamten
Betriebsbereich unter dem kritischen liegt. Im Gegensatz zur Lavaldiise werden die
Stromungsverluste in der dufleren Diise jedoch mitberiicksichtigt. Dies erfolgt analog
zur Diffusorstromung durch die Verwendung eines von Isentropenexponent und
Polytropenwirkungsgrad bestimmten Polytropenexponenten (Anhang A9). Fiir den
polytropen Wirkungsgrad wird dabei der in [16] gegebene isentrope angenommen, da
sich beide aufgrund der geringen Druckverhiltnisse nicht signifikant unterscheiden
(nach [113] < 0.5 %).

Der Ejektor ist das einzige Komponentenmodell, in dem die Impulsgleichung (Gl.
3.13) nicht vernachléssigt werden darf, da ansonsten kein physikalisches Verhalten
moglich ist. Dies hat seinen Grund in dem kontrdren Betriebsverhalten von Diise und
Diffusor und soll an einer einfachen Beispielanordnung aus einem Kontrollvolumen
mit Diise bzw. Diffusor erldutert werden. Ausgehend von einem stabilen Anfangszu-
stand fiihrt eine VergroBerung des eintretenden Massenstroms nach Gl. (3.11) zu einer
Zunahme des Drucks im Kontrollvolumen. Dadurch steigt das Druckgefille in der
nachgeschalteten Diise und infolgedessen auch der austretende Massenstrom, so dass
sich nach kurzer Zeit ein neuer, stabiler Betriebspunkt einstellen kann. Der Druckan-
stieg im Diffusor wird jedoch geringer und damit ebenso der Massenstrom durch
denselben. Folglich kann das modellierte System im Gegensatz zu einer realen An-
ordnung keinen neuen, stabilen Betriebspunkt mehr erreichen. Dies gewihrleistet nur
die Beriicksichtigung der Impulserhaltungsgleichung vor dem Diffusor, da dadurch
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der groBere Massenstrom am Eintritt auch zu einem Anstieg des Austrittsmassen-
stroms fiithrt. Mit den zwei Diisenstromungen am Eintritt der Mischungsstrecke und
der Diffusorstromung am Austritt lautet Gl. (3.13) fiir den Ejektor

. 22
L 9o _ (PA+ M) pgse + (PA+ KU pgse — Kn T ~(pA+ ru)|
; p

at auBen innen voiff ” (3 64)

Dabei beschreiben die beiden Faktoren k und kg die Mischungsverluste beider Diisen-
stromungen und die Reibungsverluste [71]. Sie werden so gewihlt, dass die in
Bild 3.6b dargestellte Ejektorkennlinie etwas flacher verlduft als die von Ferrari in
[29] angegebene. Das im Vergleich dazu hohere Massenstromverhéltnis liegt an dem
im vorliegenden Modell geforderten hoheren Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis von 2.5.

Aufgrund der hohen Geschwindigkeiten im Ejektor (905 bzw. 205 m/s an den Diisen-
austritten) darf man die mittels Gl. (3.20) berechnete mittlere Totaltemperatur in Gl.
(3.11) nicht fiir die dort bendtigte statische Temperatur einsetzen, sodass letztere aus
statischem Druck, Totaltemperatur und Gesamtmassenstrom zu berechnen ist.

3.9 Reformer

Die Modellierung des Vor- und internen Stackreformers erfolgt zusammen als ein
Komponentenmodell. Dies vereinfacht das Gesamtmodell, bedeutet aber einen Ver-
zicht auf die Berechnung der Temperatur zwischen den Reformern, die im adiabaten
Vorreformer aufgrund der endothermen Reformierungsreaktionen von ca. 910°C auf
ca. 600°C abfillt [16], [107]. Da besagte Temperatur jedoch keinen besonders kriti-
schen Parameter darstellt, erscheint die Vereinfachung gerechtfertigt.

Der vor dem Vorreformer angeordnete Diffusor ist konstruktionsseitig ein Teil des
Ejektors, wegen der Kausalitidt im Modellablauf und der Struktur der Komponenten-
modelle wird er dagegen dem Komponentenmodell des Reformers zugeordnet. Die
Gleichungen fiir die eindimensionale Diffusorstromung lauten:

T.=T,-05u/c,, (3.652)
P =Prs (7-1 T, )E ’ (3.65b)
m=Apu, . (3.65¢)

Bei den zu berechnenden Grofen ps und Ty handelt es sich um statische Grofen am
Diffusoreintritt, die sich aufgrund der hohen Geschwindigkeiten (205 m/s) von den
totalen unterscheiden. Der Polytropenexponent n errechnet sich nach Anhang A9 aus
dem Isentropenexponent und dem Polytropenwirkungsgrad.

In Ubereinstimmung mit der Literatur [24] wird fiir den Reformer angenommen, dass
sich die Dampfreformierung und die Shiftreaktion im Gleichgewicht befinden. Damit
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ist die Gaszusammensetzung festgelegt und durch Minimierung der Gibbs-Funktion G
des reagierenden Gasgemisches bzgl. der Umsatzraten von Dampfreformierung und
Shiftreaktion bestimmbar:

“min G(T,p,x,) mit (3.66a)

L2 X >0
XM/ M, +VaZos + ViwasZwas
‘x1m/ M, +vprzps + VWGSZWGSH1

X, = ‘ (3.66b)
Gl. (3.66) ist dquivalent zur Minimierung des Differentials von G (GI. 2.10). Mit
beliebigen, aber bei der Minimierung konstanten Werten fiir Druck und Temperatur
und nach Einsetzen der stochiometrischen Bedingung folgt dann

bl 0 %O 2N e

mit den stochiometrischen Koeffizienten beider Reaktionsgleichungen v; und den
chemischen Potentialen 4 der Gaskomponenten (Gl. 2.12).

Die Berechnung der Wirmeiibertragung im Reformer fiihrt unter den in Kap. 3.2
getroffenen Annahmen zu einem sehr kleinen Wérmetibergangskoeffizienten von
1 W/m*K (Bild 3.2). Dieser Wert ist etwa 30mal kleiner als der in [14] fiir eine lami-
nare Stromung in rechteckigen Querschnitten aufgefiihrte. Zudem darf die Reformer-
temperatur 1140°C nicht unterschreiten, da die Nu-Zahl sonst negativ sein miisste.
Zum Vergleich: Song et al. ermitteln in [107] eine um ca. 70°C geringere Reformer-
austrittstemperatur. Die Ursache dafiir liegt an dem hier gewihlten OD-Ansatz mit nur
einer mittleren Temperatur fiir die Elektroden-Elektrolyt-Struktur und den internen
Reformer, die die reale Temperaturverteilung im unteren Teil des Stackgehéduses nur
unzureichend anndhern kann. Auch die Modellierung der Dampfreformierung als
Oberfldchenreaktion diirfte ein Grund sein, denn dadurch ist ein grofer Teil des iiber-
tragenen Wirmestroms an den Stoffaustausch mit der Wand gekoppelt.

Analog zur Brennstoffzelle wird die Shiftreaktion als Gasphasenreaktion mit zusétzli-
cher Wirmezufuhr betrachtet.

3.10 Verbrennungsplenum

Das Verbrennungsplenum befindet sich stromabwirts der Anoden- und Kathodensek-
tion. Es hat die Aufgabe, die aus diesen Sektionen kommenden Gasstrome zu mi-
schen, die restlichen nur noch aus Wasserstoff und Kohlenmonoxid bestehenden
Brennstoffanteile zu oxidieren und einen groflen Teil der dann im Gas befindlichen
Energie als Wérme auf die einstromende Luft zu tibertragen (Kap. 3.2). Infolgedessen
fillt die Temperatur im Verbrennungsplenum trotz der exothermen Reaktionen von
1225 K am Anoden- und Kathodenaustritt [19], [107] auf 1143 K [66] ab.
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Die Stromungsverhiltnisse im Verbrennungsplenum entsprechen dabei am ehesten
dem eines quer angestromten Rohrbiindels. Daher kommt zur Berechnung der Nu-
Zahl ein in [9] oder [41] beschriebener Ansatz zur Anwendung (Anhang A4). Um
jedoch die im Auslegungspunkt vorgegebene Austrittstemperatur (1143 K) zu errei-
chen, ist die Nu-Korrelation mit dem Faktor 2.1 zu multiplizieren.

Fiir die Berechnung der aus Anode und Kathode in das Verbrennungsplenum eintre-
tenden Massenstrome wird wie in der Brennstoffzelle jeweils ein linearer Zusammen-
hang zwischen Druckverlust und Massenstrom vorausgesetzt und somit Gl. (3.38)
verwendet. Die Reibungskoeffizienten sind dabei durch die Vorgabe eines Druckver-
lustes von 3 % im Auslegungspunkt, der mit dem in der Brennkammer tibereinstimmt,
festgelegt. Eine in [51] vorgeschlagene Alternative ist die Verwendung zweier Im-
pulsgleichungen nach Gl. (3.13) zur Berechnung der beiden Massenstrome. Der
Druck am Eintritt des Verbrennungsplenums ist dann durch eine Beziehung nach GI.
(3.38) fiir den gesamten Massenstrom festgelegt.

Nach der Mischung beider Massenstrome und mit den chemischen Reaktionen
H,+050,=H,0, (3.68)
CO+050, = CQO, (3.69)

ergibt sich bei vorausgesetzter vollstindiger Oxidation der restlichen Brennstoffantei-
le die Gaszusammensetzung im Verbrennungsplenum zu

XMy | M + (x1,A +V, X 4(3) + VcoX1,A(5)) m /M, ,

X, = (3.70)

Hx1,Km1,K / M1,K + (x1,A TV, X, 4(3) + VcoX1,A(5)) m1,A / M1,AH1
Dabei kennzeichnen die Indices A, K, 1 und 2 Anode und Kathode sowie Ein- und

Austritt des Verbrennungsplenums. Die Vektoren v enthalten die stochiometrischen
Koeffizienten der Reaktionsgleichungen (3.68) und (3.69).

Die in den Reaktionen freiwerdende Reaktionsenthalpie wird in Gl. (3.20) als duBere
Wirmezufuhr Q betrachtet.

3.11 Gasturbinenbrennkammer

Die Brennkammer der Mercury 50 wird im Gegensatz zu der anderer Hybridsysteme
[118], wo die Brennkammer zusammen mit einem zusétzlichen Lufterhitzer nur beim
Startprozess zur Aufwidrmung des Stacks zur Anwendung kommt, auch im reguldren
Betrieb genutzt und zwar um die Leistungsdichte zu erhohen und um die Brennkam-
mer entsprechend ihren Auslegungsbedingungen betreiben zu konnen. Dies hat jedoch
Stickoxidemissionen zur Folge, die in [66] mit 5 ppmv oder 0.04 kg/MWh angesetzt
sind, dem Entwicklungsziel fiir die Mercury 50, obwohl der Brennstoffmassenstrom
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im Hybridsystem wegen der von 620 auf 870°C erhohten Brennkammereintrittstem-
peratur und konstanter Turbineneintrittstemperatur von 1160°C statt 0.23 nur noch
0.14 kg/s betrigt.

Die Verbrennung des Brennstoffs zur Erhohung der Temperatur und ein Druckverlust
kennzeichnen das Betriebsverhalten der Brennkammer. Der Druckverlust wird verur-
sacht durch eine erforderliche Verringerung der Stromungsgeschwindigkeit, um das
Ausblasen der Flamme zu verhindern, durch eine starke, fiir eine gleichméfige
Verbrennung beabsichtigte Verwirbelung der Gase und nicht zuletzt auch durch Rei-
bungseffekte. Wie in [51] erfolgt die Modellierung der Druckverluste mit einem
staudruckproportionalen Ansatz, als ob diese nur auf Reibung beruhen:
— — m12
Ap=p—p, =k o

i

(3.71)

Den Reibungskoeffizienten kg in Gl. (3.71) definiert der in [66] angegebene Brenn-
kammerdruckverlust von 3 % im Auslegungspunkt. Die in der Verbrennung freige-
setzte, chemisch gebundene Energie wird als dulere Wirmezufuhr

Q = 7y, A"H (3.72)
betrachtet und als diese direkt in Gl. (3.20) eingesetzt. Darin ist 77px der Brennkam-
merwirkungsgrad oder Ausbrand. In der Literatur existieren viele Ansitze, diesen aus
verschiedenen Brennkammerparametern wie Aufenthaltszeit, Druck, Temperatur, u. a.
zu berechnen [81], [45]. Im Rahmen dieser Arbeit wird der Ausbrand jedoch verein-

facht gleich eins gesetzt [24] und damit ein vollstindiger Umsatz des zugefiihrten
Brennstoffs angenommen.

Mit der ausschlieflich beriicksichtigten Verbrennungsreaktion, der Oxidation von
Methan

CH,+20,=C0O,+2H,0 (3.73)
ergibt sich die Gaszusammensetzung nach der Verbrennung zu

_xm /M, +(Xg, +v) Mg, [ My,

o= - - . (3.74)
Hx1m1 I'M, +(xBr +\’) mg, / cH,

1
Dabei kennzeichnen die Indices Br, 1 und 2 den zugefiihrten Brennstoffmassenstrom
sowie den Ein- und den Austritt der Brennkammer. Der Vektor v enthilt die stochi-
ometrischen Koeffizienten der chemischen Reaktionsgleichung (3.73).
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3.12 Brennstoffzufuhr

Bei dem in dieser Arbeit verwendeten Modellbrennstoff handelt es sich um reines
Methan, was die in Kap. 3.1 erwihnten Unterschiede in den Brennstoffmassenstromen
erkldren konnte. Weiter wird angenommen, dass ein Brenngasverdichter das Methan
auf einen Druck von 45 bar komprimiert, der hoch genug ist, um der Brennkammer
und der Brennstoffzelle die erforderlichen Massenstrome iiber Ventile geregelt zuzu-
fithren. In der Realitdt kommt es dabei zu einer Reihe von Verzogerungen, die in einer
Regelung zu beriicksichtigen sind. Beispiele sind die Ansprechzeiten des Brenngas-
verdichters und der Ventile, der instationdre Ausbrenngrad der Brennkammer bei
einer Anderung des Brennstoffmassenstroms [10] oder der instationidre Druck vor der
Lavaldiise des Ejektors, der bei kritischen Verhiltnissen iiber die Dichte am Eintritt
den Massenstrom bestimmt. Aufgrund fehlender Daten zu den einzelnen Komponen-
ten (Ventile, Brenngasverdichter, Grofle des Volumens vor der Lavaldiise, u. a.),
werden diese Effekte vereinfacht mit zwei PT;-Gliedern modelliert. Das erste verzo-
gert mit einer Zeitkonstante von 0.3 s den Brennstoffmassenstrom als Eingangsgrofie
in die Brennkammer, das zweite mit einer Zeitkonstante von ebenfalls 0.3 s den Ein-
trittsdruck an der Lavaldiise als Eingangsgrofle in den Ejektor.

Ergidnzend dazu wird die zur Verdichtung des Brennstoffs benotigte Arbeit von
832 kl/kg als Eigenbedarf des Hybridsystems bei der Berechnung der Anlagenleis-
tung und der Wirkungsgrade beriicksichtigt. Der Berechnung der spezifischen Ver-
dichterarbeit liegt dabei die Annahme zugrunde, dass die Kompression isentrop von
einem Anfangsdruck von 1 bar erfolgt, obwohl das Druckniveau von Erdgasversor-
gungsleitungen teilweise deutlich dariiber liegen kann [27].

3.13 Hybridsystemmodell

Das gesamte Modell des Hybridsystems setzt sich aus den in den vorangegangenen
Kapiteln beschriebenen Komponenten zu einem Modell 22. Ordnung mit sechs Ein-
und insgesamt 73 Ausgidngen zusammen, dessen schematisiertes Blockschaltbild
Bild 3.7 zeigt. Die Eingangsgrofien lassen sich aus regelungstechnischer Sicht in zwei
Gruppen aufteilen. Zu den StorgroBen gehoren die Lufttemperatur Ty und der Luft-
druck py; StellgréBen sind die Klemmspannung Uy, der Brennstoffmassenstrom in
die Brennkammer i, , der Totaldruck am Eintritt der Lavaldiise des Ejektors p,cHa
und ebenso die Gasturbinendrehzahl ngr, wobei die Drehzahl und die Spannung im
Modell der elektrischen Betriebsmittel weitere Systemzustinde darstellen (Kap. 4).
Die Ausgangsgrofien des Modells sind zusammen mit den Zustdnden und den Ein-
gangsgrofen in tabellarischer Form in Anhang A10 aufgefiihrt.
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4 Modellierung der elektrischen Betriebsmittel

Der Brennstoffzelle bieten sich wegen ihrer prinzipbedingten Vorteile zukiinftig eine
Reihe von Einsatzmoglichkeiten. Mobilen Anwendungen als Batterieersatz, zur Bord-
stromversorgung oder sogar zur Versorgung ganzer Antriebssysteme steht die statio-
nire Energieversorgung gegeniiber. Den sich daraus ergebenden vielfiltigen Belas-
tungsszenarien wird die Untersuchung der Systemantwort auf sprunghafte
Anderungen von Spannung, Strom, Leistung, etc. nur teilweise gerecht. Realititsniihe-
re Belastungen lassen sich mit einer Modellierung des jeweiligen Einsatzgebietes der
Brennstoffzelle simulieren.

Im Unterschied zu kleineren, dezentralen Brennstoffzellenanlagen fiir Wohn-, Biiro-
und offentliche Gebdude, die entweder strom-, wirme- oder stromgefiihrt aber wir-
mebedarfsgerecht betrieben werden, konnen groflere, stationdre Kraftwerke [99] wie
das im vorigen Kapitel beschriebene Hybridsystem zu Systemdienstleistungen wie der
Frequenz- und Spannungshaltung beitragen. Zur Simulation der daraus fiir das Hyb-
ridsystem folgenden Randbedingungen sind Modelle elektrischer Komponenten not-
wendig, die in diesem Kapitel ausgehend von dem Modellierungsansatz bzw. den
grundlegenden Annahmen nacheinander erldutert werden. Im Einzelnen handelt es
sich bei den Komponenten um ein Drehstromnetz, einen Wechselrichter, eine dop-
peltgespeiste Asynchronmaschine und ein grofes, zentrales Kraftwerk, die zusammen
ein Inselnetz bilden.

4.1 Modellierungsansatz und Annahmen

Die Modelle der elektrischen Komponenten basieren dabei auf folgenden grundlegen-
den Annahmen:

- Die Modelle betrachten nur die Grundschwingung. Sie vernachldssigen das
reale Schwingungsverhalten der Wechselstromgréen und verwenden statt-
dessen komplexe Effektivwerte und Zeigerdiagramme. Sie sind daher einer
Klassifizierung von Schulz [99] zufolge als Lang- bzw. Mittelzeitmodelle ein-
zuordnen, die im min-Bereich die Langzeitstabilitdt und die Optimierung der
Regelung bzw. im s-Bereich die Stabilitit der f-P- und der Q-U-Regelung un-
tersuchen. Die Untersuchung der transienten Stabilitét (z. B. bei Netzfehlern)
im ms-Bereich mit Kurzzeitmodellen erscheint dagegen wenig sinnvoll, da
das in dieser Arbeit vorgestellte Modell des Hybridsystems im Gegensatz zu
z. B. dem in [52] die Dynamik sehr schneller Vorgéinge (<< 1s) nicht voll-
stindig abbildet.
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- Das Drehstromnetz und alle weiteren Komponenten seien vollstindig sym-
metrisch aufgebaut, gespeist und belastet. Daher konnen einphasige Ersatz-
schaltungen angewendet werden.

- Die Impedanzen seien konstant. Dies ist gerechtfertigt, da in einem stabilen
Drehstromnetz nur geringe Frequenzabweichungen zuldssig sind (10-s-
Mittelwert in 99.5 % des Jahres max. +/- 1 % [99]).

- Das Drehstromnetz wird als Inselnetz betrachtet.

4.2 Drehstromnetz

Dieses Kapitel beschreibt den Aufbau des elektrischen Drehstromnetzes, die Schnitt-
stellen mit dem Hybridsystem sowie mit den in den weiteren Kapiteln niher erlduter-
ten Komponenten und die Berechnung des Leistungsflusses.

4.2.1 Aufbau des elektrischen Drehstromnetzes

Vorlage fiir das in dieser Arbeit erstellte Modellnetz ist die elektrische Energieversor-
gung von Ballungsgebieten (Millionenstéddten), fiir die es zwei Konzepte gibt [82].
Eins ist das Ringkonzept mit Stichleitungen. Dabei umschliefit die Stadt ein 380-kV-
Ring, tiber den das Verbundnetz angeschlossen ist. Von mehreren 380/110-kV-
Umspannwerken gehen Stichleitungen, sogenannte Hauptverteilerwerke, ins Zentrum,
wo diese verzweigen, um zwei bis drei 110/10-kV-Umspannwerke zu speisen. An den

2X 2X
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11 MW 45 MVA ASM Wr
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:/‘\Slr
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cos(¢)=0.92 H
7 76km
2280 V.
110 kV 380 kV 21 kV
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Bild 4.1: Modellnetz mit Hybridsystem und konventionellem Wérmekraftwerk
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Verzweigungsknoten konnen kleinere Kraftwerke mit 110 kV zusétzliche Energie ins
Netz einspeisen. Im AuBlenbereich kommen Freileitungen, innen nur noch Kabel zum
Einsatz. Von dieser Struktur bildet das Modellnetz ein Hauptverteilerwerk ab. Das
Schaltbild zeigt Bild 4.1. Im unteren Teil ist die Stichleitung zu erkennen, erginzt um
eine 60 km lange Freileitung zu einem konventionellen 660-MV A-Kraftwerk (Kap.
4.5), oben das Hybridsystem als kleineres, innerstddtisches Kraftwerk und links die
Speisung der Verbraucher. Die Verbraucher werden nicht mit modelliert; sie stellen
jedoch z. B. 63/31.5/31.5-MV A-Dreiwicklungstransformatoren dar, die bei hoher
Lastdichte untergeordnete 10-kV-Mittelspannungsnetze versorgen. Der Anschluss des
Hybridsystems an das Netz erfolgt iiber einen Gleichspannungskreis und eine dop-
peltgespeiste Asynchronmaschine.

4.2.2 Koppelung der Teilmodelle

Die Schnittstellen zum Hybridsystem sind ein Gleichspannungskreis mit einem Kon-
densator C von 120 mF und der Wellenstrang von Gasturbine und Asynchronmaschi-
ne (J=287.3 kgm?), in dem ein Getriebe die Gasturbinendrehzahl (im Auslegungs-
punkt 14000 U/min) auf die Rotordrehzahl der hier zugrunde gelegten zweipoligen
Asynchronmaschine (im Synchronbetrieb 1500 U/min) herabsetzen muss. Aus einer
Leistungsbilanz fiir den Wellenstrang und einer Strombilanz am Kondensator resultie-
ren zwei Differentialgleichungen, mit denen die Winkelgeschwindigkeit des Rotors
Qr und die Kondensatorspannung Upc als EingangsgroBen fiir die Modelle des
Wechselrichters (Kap. 4.3) und der Asynchronmaschine (Kap. 4.4) berechnet werden:

dQR R Verd +h Turb

=Jed _Tub L M, “.1)
at Q, ASM
au,
c d?c =g+ IDC,Wr + IDC,ASM : “4.2)

Mit dem Ubersetzungsverhiltnis des Getriebes und der Anzahl der in Serie geschalte-
ten Einzelzellen ergeben sich daraus die Gasturbinendrehzahl und die Klemmspan-
nung als Eingangsgroflen des Hybridsystemmodells. Alle iibrigen Grofen sind Aus-
gangsgroRen der einzelnen Teilmodelle: die Verdichter- und Turbinenleistungen Pyerg
und Prym, das Moment der Asynchronmaschine sowie die elektrischen Stréme von
Wechselrichter und Brennstoffzelle. Letztere sind das Produkt aus dem Zellstrom und
der Anzahl der parallel geschalteten Einzelzellen.

Die Koppelung der elektrischen Teilmodelle untereinander macht die Verwendung
einfacher Verzogerungsglieder 1. Ordnung erforderlich. Mit diesen miissen die Span-
nung am Knoten 9 als Ausgangsgrofe des Drehstromnetzes sowie die Wirk- und
Blindleistung am gleichen Knoten als Ausgangsgrofie von Wechselrichter und Asyn-
chronmaschine verzdgert werden. Ansonsten kidme es zu algebraischen Schleifen, da
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die Dynamik der besagten Komponenten nicht modelliert wird (Kap. 4.2.3, 4.3, 4.4)
und die Ubergabeleistungen dann direkt von der Knotenspannung abhingen und
umgekehrt. Fiir die Zeitkonstanten wird ein Wert von 20 bzw. 25 ms angenommen.
Diese beriicksichtigen die sehr kurzen Reaktionszeiten von Wechselrichter und Asyn-
chronmaschine sowie die Dauer der Einschwingvorginge der Effektivwerte von min-
destens 20 ms.

Die Ein- und Ausgangsgrofien der elektrischen Teilmodelle sowie alle Zustandsgro-
Ben sind im Anhang Al1 in tabellarischer Form aufgefiihrt. Den Signalfluss zwischen
den Teilmodellen verdeutlicht Bild 4.2.
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Bild 4.2: Blockschaltbild der elektrischen Komponentenmodelle

4.2.3 Berechnung des Leistungsflusses im Drehstromnetz

Fiir die Berechnung des Leistungsflusses in vermaschten Netzen gibt es mehrere
Verfahren [43], [82]. Sie unterscheiden sich in der Vorgabe der Randbedingungen an
den Knoten (Strom, Spannung oder Leistung) und im Losungsverfahren. Meistens ist
eine Losung nur iterativ moglich. Die Anwendung des Newton-Verfahrens [82] auf
das beschriebene Modellnetz soll im Folgenden beschrieben werden.

Voraussetzung dafiir sind die Knotenrandbedingungen und die Admittanzmatrix Y
fiir das Modellnetz, die man durch Bildung der Stromsummen fiir jeden Knotenpunkt
erhilt. In Matrizenschreibweise ergibt sich:

Yu=i. 4.3)
Dazu brauchen die Vektoren der Knotenspannungen und —strdme U und i, die spéter
die Hohe der eingespeisten bzw. entnommenen Leistung bestimmen, nicht bekannt zu
sein, im Gegensatz zu den Zweig- und Queradmittanzen des Netzes. Diese sind den
Ersatzschaltbildern der verwendeten Netzelemente zu entnehmen. Fiir die Kabel und

Freileitungen gilt Bild 4.3a. Die Grundschaltungselemente werden darin mit auf die
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Leitungslidnge bezogenen Leitungsbeldgen R, C” und L~ beschrieben, die fiir die
jeweiligen Leitungsgeometrien durch Betrachtung der wirkenden elektrischen und
magnetischen Felder zu berechnen [43], [82] oder Tabellenwerken zu entnehmen sind.
Kabel weisen dabei einen hoheren Kapazitits-, jedoch einen geringeren Induktivitits-
belag auf als Freileitungen. Die Ersatzschaltbilder geben das netzfrequente Verhalten
bis zu Leitungsldngen von 150 km genau genug wieder. Dariiber liegt der interne Pol
im Frequenzgang der Leitung zu nah bei 50 Hz. Die Linge von Kabeln ist aufgrund
hoher kapazitiver Ladestrome ohnehin auf ca. 30 km beschrinkt.

RL XL los s R X
1— > T T—,—
i L Ll Tau

ui =< Sk luj uosl 6:13 lgos au luus

Bild 4.3: (a) 7-Ersatzschaltung eines Kabels oder einer Freileitung (links)
(b) Ersatzschaltung eines Transformators (rechts)

Fiir die Block- und Netztransformatoren wird die Ersatzschaltung nach Bild 4.3b
verwendet [43], [82]. Unter Vernachldssigung der Hauptreaktanz und des Leerlauf-
stroms lassen sich die Resistanzen und die Streureaktanzen der Ober- und Unterspan-
nungsseite zu einer resultierenden Impedanz R+jX zusammenfassen. Voraussetzung
dafiir ist allerdings die Transformation einer Seite auf das andere Spannungsniveau
mit dem Windungszahlverhiltnis 0 (Gl. 4.4 - 4.6), welches sich von dem Verhiltnis
der Nennspannungen der beiden Netzebenen unterscheidet. Um die Spannungsverlus-
te im Transformator zu beriicksichtigen, ist es beim Hochtransformieren grofer und
im umgekehrten Fall kleiner. Die realen Werte fiir Strom und Spannung auf der trans-
formierten Seite ergeben sich, wenn man die Schaltung dort um einen idealen Um-
spanner mit dem gleichen Ubersetzungsverhiltnis erginzt. Die Kenndaten der ver-
wendeten Netzelemente enthédlt Anhang A12. Damit ist das Modellnetz vollstindig
beschrieben und die Admittanzmatrix kann bestimmt werden. Vorher muss jedoch die
Umrechnung aller Impedanzen auf ein Spannungsniveau (hier 110 kV) erfolgen.

Uos'=Ups !l (4.4)
los=10g-U 4.5)
Ros +iXos = (Ros + iXos) ! U° (4.6)

Als Randbedingungen werden an den Last- oder Verbraucherknoten (6 bis 8) die
Scheinleistungen S;vorgegeben, die im regelungstechnischen Sinn die StorgroBen des
Gesamtsystems darstellen. Ggf. kann iiber

U (T I
s-p | Y| |1 Q|| |l 47
B ”(Um] (fm’] ! r[Um'] (fm‘] @
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eine Spannungs- und Frequenzabhingigkeit beriicksichtigt werden. Gl. (4.7) gilt nach
[43] zwischen 80 und 120 % der Bemessungsspannung U, und bedeutet einen Selbst-
regeleffekt des Netzes. Die Knoten 1 und 9 sind Einspeise- oder Generatorknoten. Da
Knoten 9 jedoch als negativer Lastknoten betrachtet wird, ist wieder (s.o.) die
Scheinleistung vorzugeben, hier indes als Ausgangsgrofe der Teilmodelle des Wech-
selrichters und der Asynchronmaschine. Daneben gibt es noch zwei weitere Arten von
Einspeiseknoten. P-U-Knoten werden fiir konventionelle Kraftwerke verwendet, in
denen die Wirkleistung und der Klemmspannungsbetrag Regelgrofen und somit
bekannt sind. Knoten 1 ist hier aber ein Slack-Knoten, an dem Betrag und Phase der
Knotenspannung die Randbedingungen darstellen und sich die Scheinleistung frei
einstellen kann. Mindestens einen dieser Knoten muss es bei jeder Leistungsflussbe-
rechnung geben, da der Scheinleistungsbedarf des Netzes im Voraus unbekannt ist,
die eingespeiste Scheinleistung aber der entnommenen entsprechen muss. Die iibrigen
Knoten sind weder Last- noch Generatorknoten, die Scheinleistungen und Strome dort
somit gleich null.

Nach diesen Voriiberlegungen erhilt man durch Einsetzen von Gl. (4.3) in die Leis-
tungsgleichung die von den Netzteilen zu den Knoten transportierten Scheinleistungen

s=3diag(u)i =3 diag(u)Y u', (4.8)
die iterativ an die als Randbedingung vorgegebenen Knotenleistungen Sg» anzupassen

sind. Dazu bildet man die Differenz dieser beiden Leistungen und spaltet die komple-
xe Gleichung in den Real- und Imaginirteil auf:

Re{s-s (A
{7 7Rb} _ P -0 4.9)
Im{s-sa}| |Ad
Dann wird das Newton-Verfahren zur Nullstellenbestimmung verwendet:
JAp
J Jp, | A
ox L e Pl (4.10)
aAq J21 JZZ_(,‘) Aq (i)
X -

(i) 3
Dabei stehen im Spaltenvektor AX die Phasenwinkel der Knotenspannungen und
darunter die auf den vorangegangenen Iterationsschritt i bezogenen Spannungsbetri-
ge. Die in jedem Schritt neu zu bestimmende Jacobimatrix Jj ergibt sich dann mit der
Hilfsmatrix Sy vereinfacht aus

S, =3 diag(u)Y diag(u’). (4.11a)
J,, =Im{S,} - diag(Im{s}) (4.11b)
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J,, =—Re{S,} +diag(Re{s}). (4.11c)
J,, =Re{S,} +diag(Re{s} -k, Re{s,}) . (4.11d)
Jy, =Im{S,} + diag (Im{s} -k, Im{s,,}). (4.11e)

Die Terme k,Re{sg,} bzw. kyIm{sg,} beriicksichtigen darin ggf. die Spannungs-
abhingigkeit der vorzugebenden Leistungen (vgl. Gl. 4.7). Da am Slack-Knoten die
komplexe Spannung bekannt ist, konnen in Gl. (4.10) die entsprechenden Zeilen und
Spalten gestrichen werden. Ist das Verfahren konvergent, sind auch alle anderen
Spannungen bekannt und damit iiber Gl. (4.3) auch alle Knotenstrome. Die Ergebnis-
se im Auslegungspunkt mit den dazugehdrigen Randbedingungen sind in Tabelle 4.1
angegeben. Daraus folgt ein Wirkleistungsverlust im Ubertragungsnetz von 6.5 %, der
damit in etwa der Angabe in [82] entspricht (= 5 %). Den grofiten Verlust verursachen
die 380-kV-Leitung und die Transformatoren. Des Weiteren wird die untere Span-
nungsgrenze in Hochspannungsnetzen von etwa 90 % der Netznennspannung [43] an
keinem Knoten unterschritten, und die Leitungsbelastung befindet sich unterhalb der
Bemessungswerte (Anhang A12).

Tabelle 4.1:  Leistungsfluss im Auslegungspunkt und Randbedingungen

Knoten Spannung Strom Wirkleistung  Blindleistung
1 20.8 kV (0°) 17776 A (144°) 516 MW -381 MVAR
2 389.1 kV (-5.7°) 0 0 0
3 374.6 kV (-8.6°) 0 0 0
4 112.4 kV (-12.79) 0 0 0
5 111.3kV (-13.6°) 0 0 0
6 110.9 kV (-13.7°) 654 A (-41.7°) 111 MW?! 59 MVAR™
7 110.4 kV (-13.9°) 989 A (-37°) 174 MW™2 74 MVAR™
8 110.1 kV (-13.9°) 1365 A (-45.4°)  222MW™ 136 MVAR"

9 10.1 kV (-11.2°) 1670 A (144°) -26.5 MW -12 MVAR
Versorgung eines von Haushalten geprigten Gebiets iiber 2 Dreiwicklungstransformatoren
63/31.5/31.5 MVA, Leistungsfaktor cos¢ von 0.88 [43]

Versorgung eines von Haushalten geprigten Gebiets iiber 3 Dreiwicklungstransformatoren
63/31.5/31.5 MVA, Leistungsfaktor cos¢ von 0.92 [43]
Versorgung eines stirker industriegeprigten Gebiets tiber 4 Dreiwicklungstransformatoren
63/31.5/31.5 MVA, Leistungsfaktor cos¢ von 0.85 [82]

*]
2

*3

4.3 Wechselrichter

Der Wechselrichter wandelt den in der Brennstoffzelle erzeugten Gleich- in Wechsel-
strom und verbindet damit die Brennstoffzelle mit dem Drehstromnetz. Gleichzeitig
iibernimmt er die Funktion des Leistungsreglers. Durch Betrachtung der Funktions-
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weise eines Wechselrichters (nach [108]) sollen die das Betriebsverhalten charakteri-
sierenden Gleichungen angegeben und die Eingangs- und Ausgangsgrofen definiert
werden.

iDCW
J JE'} JE'}
UDC/Ql__ — — u Iz e Rur X
iy i Uy, -
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Um/zl" ¥ Uyo | Uyo [U

Bild 4.4: (a) Selbstgefiihrter, dreiphasiger Pulswechselrichter in Zweipunkttechnik (links)
(b) Ersatzschaltung des Netzanschlusses des Wechselrichters (rechts)

Bild 4.4a zeigt einen selbstgefiihrten, dreiphasigen Pulswechselrichter in Zweipunkt-
technik. Die zwei Kondensatoren reprisentieren den Gleichspannungskreis; im Be-
trieb begrenzen sie die Schwankungen der Gleichspannung. Die sechs z. B. aus Insu-
lated Gate Bipolar Transistoren bestehenden Schalter verbinden den Gleich-
spannungskreis durch hochfrequente (> 1 kHz), pulsbreitenmodulierte Schaltvorginge
mit dem Drehstromsystem, so dass dort die beabsichtigten Strom- bzw. Spannungs-
verldufe entstehen. Mit sogenannten Schaltfunktionen S fiir jeden Briickenzweig, die
nur die Werte +1 oder —1 annehmen konnen — je nachdem ob der untere oder der
obere Transistor sperrt, lassen sich die Ausgangsspannungen in Abhingigkeit der
Gleichspannung Upc angeben:

Uo=sUp /2 i=UV,W. 4.12)
Dabei werden die Transistoren unter Vernachldssigung der Verzogerungs- und
Schonzeiten, der Kommutierungsvorginge und der Wirkung der iibrigen Bauelemente
(Kondensatoren, Dioden, etc.) als ideale Schalter betrachtet. Durch Bildung der Kurz-
zeit-Mittelwerte, d. h. Mittelung von Gl. (4.12) iiber eine Schaltperiode, erhilt man
dann aus der diskontinuierlichen eine zeitkontinuierliche Gleichung, wobei die gemit-
telten Schalt- Modulationsfunktionen /m genannt werden:

Uo=mUy,./2 i=UV,W. (4.13)
Da die Sollwechselspannung sinusformig ist und die Gleichspannung nur schwach

und langsam variiert, lautet die Modulationsfunktion m mit der Netzfrequenz f, der
Phase @ und dem Modulationsgrad Mu (Gl. 4.15):

m, =Mu;sin(2zf +¢,) i=UV,W. (4.14)
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My, =20y @.15)

nC
Um eine Ubersteuerung des Modulators und somit eine ungleichmiBige Pulsfrequenz
zu vermeiden darf der Modulationsgrad einen Wert von 1 nicht tiberschreiten. Dies ist
bei der Regelung des Hybridsystems zu beriicksichtigen. Mit der bei symmetrischer
Last ohne Gleichanteil giiltigen Sternpunktspannung U, von

U, =(my+m,+m,)Uy./6 (4.16)
ergeben sich die Phasenspannungen des Drehstromsystems zu
b, = [mu —% —%)% (analog fiir Uy, Uw). .17

Nach Einsetzen von Gl. (4.14) folgt daraus aufgrund des als symmetrisch angenom-
menen Drehstromsystems (d. h. gleiche Modulationsgrade und Phasen von 0, 120°
und 240°) ein fiir alle Leiter identischer Effektivwert der Spannungen:
MuU,,

22

Der Strom den der Wechselrichter dem Kondensator entnimmt, errechnet sich zu

u,=U,=U, = (4.18)

my+1- m,+1-  m, +1-
oo = U2 i+ "2 iy + W2 fiyy - (4.19)

Durch Einsetzen von GI. (4.14) und Ersetzen der Leiterstrome durch ein symmetri-
sches, sinusformiges Drehstromsystem mit einer Phasendifferenz ¢ gegeniiber den
Modulationsfunktionen erhélt man aus Gl. (4.19) den Effektivwert der Leiterstrome:

41
3v2 Mucos(p) """

Damit ist fiir die Spannung und den Strom der Zusammenhang zwischen den Gleich-
und Wechselgroien hergestellt. Der Anschluss an das Drehstromnetz erfolgt hier iiber
einen Transformator der Schaltgruppe YdS. Fiir die Wechselrichterklemmen wird die
Dreieckschaltung gewihlt. Bei gleichem Modulationsgrad ist [Uw] dann um J3
grofer und [lw] um V3 Kleiner als die mit GI. (4.18) bzw. (4.20) berechneten Gro-
Ben. Die verwendete Ersatzschaltung zeigt Bild 4.4b (Kap. 4.2). Zur Minimierung des
Oberschwingungsgehalts sind aufwindigere Schaltungen mit anderen Transformator-
schaltgruppen und mehreren Wechselrichtern moglich [91].

(4.20)

=1 =1,

Zur Einstellung der vom Wechselrichter einzuspeisenden Wirk- und Blindleistung
gibt es eine Regelung [7]. Diese bestimmt zunéchst mittels einer phasensynchronisier-
ten Schleife (PLL) die Phasenlage von Unetz, mit dem sich dessen Momentanwert in
die Park- oder dq0-Komponenten zerlegen ldsst. Zusammen mit den Leistungsvorga-
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ben ergibt sich daraus der Sollwert des Wechselrichterstroms in dq0-Koordinaten, der
anschlieBend in die Momentanwerte des Sollstroms isoy zuriick zu transformieren ist.
Aus der Forderung, dass der Sollstrom innerhalb einer Schaltsequenz At erreicht
werden soll, folgt aus Uy, = Uy, + Ly, (isos — iy, )/ At die Referenzspannung, mit der
im Modulator (z. B. durch Sinus-Dreick-Vergleich) das Schaltmuster generiert wird.
Da der gesamte Regelkreis mit einer Zeitkonstanten von ca. 1.6 ms [4] sehr schnell
ist, konnen im Hinblick auf die Dynamik des Hybridsystemmodells (Kap. 4.1) die
realen Ausgleichsvorginge vernachldssigt werden. Stattdessen wird der Regelkreis
mit den in Kap. 4.2.2 eingefiihrten PT,-Gliedern modelliert und als stabil betrachtet.

Das damit rein stationdre Modell des Wechselrichters berechnet aus den Leistungs-
vorgaben und der Netzspannung direkt die Spannung an den Wechselrichterklemmen
sowie den Strom:

, P, +JjQ o)
LJWr = (UNetz _Mguijrwr(RWr + /XWr) J ? (421)
Netz
— UNetz,_gWr .

= . 4.22
- RWr + jXWr ( )

zusammen mit den GI. (4.18) und (4.20) konnen damit der Gleichstrom sowie der
Modulationsgrad des Wechselrichters berechnet werden.

‘{'m} a=4(U,,)-£(U,) steigt ‘ﬂm}

U’ \
¢ AU /{Re}
Mwr ~ ///
U,
= LW’ - steigt
U

Bild 4.5: Betriebsverhalten des Wechselrichters [98]
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Das Betriebsverhalten des Wechselrichters am Netz zeigt Bild 4.5. Das Diagramm
zeigt den Leistungsumsatz in Abhingigkeit der Parameter A und o dar, deren Defini-
tionen im Diagramm angegeben sind. Der netzseitige Leistungsumsatz ist in schwarz,
der an den Wechselrichterklemmen in rot dargestellt. Begrenzt ist der Betriebsbereich
nur von der Bemessungsscheinleistung des Wechselrichtertransformators — im Dia-
gramm durch Kreise konstanter Scheinleistung angedeutet. Fiir die vorliegende An-
wendung sind positive Wirkleistungen, d. h. der Gleichspannungskreis nimmt Leis-
tung aus dem Drehstromnetz auf, jedoch zu vermeiden, um Beschiddigungen der
Brennstoffzelle auszuschlieBen. Ergénzend ist fiir jeden Quadranten ein typisches
Zeigerdiagramm abgebildet.

Der Auslegungspunkt des Wechselrichters ist in Bild 4.5 markiert. Der Wechselrich-
ter speist dort eine Wirkleistung von 17.9 MW und eine Blindleistung von 12 MVAR
ins Netz ein. Weitere Auslegungspunktdaten, Angaben zur Bemessung des Wechsel-
richters und zur Beriicksichtigung der Verluste sind in Anhang A13 zusammenge-
stellt.

4.4 Doppeltgespeiste Asynchronmaschine

Die Forderung nach einem groflen Betriebsbereich des Hybridsystems bei gleichzeitig
hohen Wirkungsgraden ist nur iiber eine Variation der Gasturbinendrehzahl zu erfiil-
len. Diese Konstellation gleicht der moderner Windkraftanlagen. Diese konnen dem
Wind nur dann die maximal mogliche Energie entnehmen, wenn die Rotordrehzahl
als Funktion der Windgeschwindigkeit variabel ist. In beiden Fillen ist die Umwand-
lung der mechanischen in elektrische Energie also nur mit doppeltgespeisten Asyn-
chrongeneratoren oder mit Synchrongeneratoren moglich, deren Stinderwicklungen
nicht direkt an das Netz angeschlossen sind sondern iiber einen Zwischenkreisumrich-
ter. Dieser entkoppelt die Netzfrequenz von der Liuferdrehzahl, indem der erzeugte
Drehstrom erst gleichgerichtet und dann mit einem Wechselrichter in ein netzfrequen-
tes Drehstromsystem umgewandelt wird. Die doppelte Umrichtung der gesamten
Leistung verursacht jedoch hohe Stromrichterkosten und vermindert zudem den Anla-
genwirkungsgrad. Daher wird in dieser Arbeit die Asynchronmaschine betrachtet, die
die Generatorleistung iiber zwei Strompfade ins Netz speist — den grofiten Teil ver-
lustarm iiber den Stator und nur einen kleinen Anteil iiber einen Zwischenkreisum-
richter. Eine umfassende Darstellung der Asynchronmaschine geben z.B. Constanti-
nescu-Simon et al. in [23].
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Bild 4.6: Ersatzschaltung der doppeltgespeisten Asynchronmaschine

Das stationédre Betriebsverhalten der Asynchronmaschine ergibt sich aus dem in
Bild 4.6 dargestellten Ersatzschaltbild. Die in vorliegendem Modell fiir die Wick-
lungswiderstinde Rs, RRg, die Streureaktanzen X,s, X,z und die Magnetisierungsreak-
tanz Xﬂ verwendeten Zahlenwerte werden von einer 5 MW Asynchronmaschine [106]
tibernommen und in Anhang A14 angefiihrt. Fiir die Windungszahlen ws, wWg und die
Wicklungsfaktoren kws, kwr geniigt die Angabe des Verhiltnisses U=WsKws/(WrKwag).
Die Grundlage fiir die Ersatzschaltung bilden die Betriebsgleichungen der ASM:

Us=Rsls+ X sls—Es» (4.23)
Up =Rgplp+ jsX,alg _E,m , 4.24)
Eus=-iX,1,. (4.25)
Wek,sls + WekK,plp = Wek,sl, (4.26)
s=2=%n (4.27)

Qg
Qs = Oper, /P (4.28)
O = Sy, . (4.29)

in denen die Eisenverluste und die Nichtlinearitit der Magnetisierungskennlinie unbe-
riicksichtigt bleiben. Dabei resultiert Gl. (4.26) aus der vektoriellen Addition von
Erreger- und Rickwirkungsfeld unter Beachtung der Proportionalitit zwischen
Durchflutung und Feld. Der Schlupf s (Gl. 4.27) setzt die Winkelgeschwindigkeit des
Erregerfeldes (2s, welche iiber die Polpaarzahl p mit der Netzfrequenz @net, zusam-
menhéngt (Gl. 4.28), mit der Winkelgeschwindigkeit des Laufers £2r in Beziehung.
Damit ergibt sich die elektrische Frequenz im Rotor aus Gl. (4.29). Dividiert man nun
Gl. (4.24) durch s, wird der mit £2g rotierende Laufer durch einen fiktiven, blockierten
Léufer ersetzt, in dem das resultierende Drehfeld eine um 7/ hohere Spannung der
Frequenz @wetr induziert. Transformiert man dann alle Rotorgroen wie im Transfor-
mator mit dem Ubersetzungsverhiltnis ( auf die Statorseite (Gl. 4.4 - 4.6), ergibt sich
die Spannungsgleichung des blockierten Rotors:

Ye
S

Ry, .. .. .. Eir
=+ X R -, 4.30
s -R j oR =R s ( )
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in der die induzierte Spannung E,r7/s der im Stator induzierten Spannung E,s ent-
spricht. Damit lassen sich Gl. (4.23) und Gl. (4.30) zu der Ersatzschaltung in Bild 4.6
zusammenfassen. Das Belastungsmoment der Asynchronmaschine folgt schlieSlich
aus einer Betrachtung der Wirkleistungen im rotierenden und im blockierten Laufer:
3E Igcos|E Iy

Mgy =—=— Qs( ) : (4.31)
Das Betriebsverhalten der Asynchronmaschine wird entscheidend durch einen Zwi-
schenkreisumrichter geprigt, der den Léuferkreis mit dem Drehstromnetz verbindet
und aus zwei 4-Quadranten-Umrichtern sowie einem Gleichspannungskreis besteht.
Da der Gleichspannungskreis und der netzseitige Umrichter ohnehin fiir die Netzein-
speisung der Brennstoffzellenleistung vorhanden sein miissen (Kap. 4.2.1), ist zusétz-
lich nur der lauferseitige Umrichter notwendig. Dieser stellt im Rotorkreis die regel-
bare Spannungsquelle Ur dar, mit der iiber die oben angegebenen Gleichungen das
Moment, der Schlupf, die Rotordrehzahl und sogar die an das Netz abgegebene Blind-
leistung unabhéngig voneinander eingestellt werden konnen.

Die Steuerung bzw. Regelung moderner Asynchronmaschinen erfolgt feldorientiert
[112]. Im Koordinatensystem des resultierenden Drehfeldes wirkt die Langskompo-
nente des Rotorstroms iiber ein Verzogerungsglied erster Ordnung flussbildend, d. h.
sie verdndert den Betrag des Flussraumzeigers, wihrend die Querkomponente verzo-
gerungsfrei das Moment der Maschine bestimmt. Die Sollwerte fiir die Rotorstrom-
komponenten konnen z. B. in iibergeordneten Regelschleifen fiir die Drehzahl und
den Blindleistungsaustausch mit dem Netz berechnet werden. Damit der lduferseitige
Umrichter einen entsprechenden Strom wie in Kap. 4.3 beschrieben in den Laufer
einspeisen kann, ist jedoch die Transformation des Rotorstromraumzeigers von den
Feld- in die Lauferkoordinaten notwendig. Dies wiederum erfordert die momentanen
Lagewinkel von Rotor- und Feldvektor im statorfesten Koordinatensystem. Der Ro-
torwinkel wird dazu direkt gemessen, der Feldwinkel kann dagegen aus Messungen
der Stator- und Rotorstrome berechnet werden. Durch die Leistungsfihigkeit moder-
ner Prozessoren, die schnelle Reaktionszeit des Wechselrichters (Kap. 4.3) und die
verzogerungslose Momentenbildung in der Asynchronmaschine betrigt die Zeitkon-
stante dieser Regelung nur einige Millisekunden. Analog zum Wechselrichtermodell
wird daher auch der Regelkreis der Asynchronmaschine mit den in Kap. 4.2.2 einge-
fithrten PT,-Gliedern modelliert und als stabil betrachtet.

Das damit ebenfalls rein stationidre Modell der Asynchronmaschine berechnet aus dem
Moment, der Netzspannung, dem Winkel zwischen /s und E,s, der ungefihr dem
Lastwinkel am Netzanschlusspunkt entspricht, der Gleichspannung sowie der Netz-
und Lauferfrequenz iiber die oben angegebenen Gleichungen die Spannungen und
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Strome in der Asynchronmaschine. Die iiber den Stator und den Rotor fliefenden
Leistungen ergeben sich zu

[§s §R] = |:3gs!s* SQH!R*] . (4.32)

Fiir die Berechnung des Gleichstroms und des Modulationsgrades des lauferseitigen
Umrichters sind die in Kap. 4.3 angegebenen Gleichung zu verwenden.

U V] 1) A1 P MW]
f+———20i ul .
1800f AP 6 1800f AP 1800f AP
= 1700 120 = 1700 = 1700
£ o £
3. 1600 216000 8 8 & & 3. 1600
T —e— % e & 2 H - 4
§ 1500 § 1500 3 88 § 1500 L
I e ] T @
g 1400 g 1400 'g 1400
g [ =s—— § g
€ 1300 ———————p0——— @ 1300 @ 1300
\1 !
1200 6 1200 1200
-2 0 2 -2 0 2 -2 0 2
Moment [Nm] <10¢ Moment [Nm] <10¢ Moment [Nm] <10¢
Py IMW] 1Uql VI 1l 1A)

i /K\\ NN B
mer WS NI \
‘200§0 il

otordrehzahl [U/min]
sino) []

R
@
3
3

8

8 3
T
x10’

it

E 0
Moment [Nm] «10* Moment [Nm] ©10* Moment [Nm]

5 '7
~
sin(o) []
S
% o
—
o
N —1200——

"

Bild 4.7: Simuliertes Betriebsverhalten der Asynchronmaschine
(a) Rotorspannungsbetrag (links oben) (b) Rotorstrombetrag (Mitte oben)
(c) Statorwirkleistung (rechts oben) (d) Rotorwirkleistung (links unten)
(e) Rotorspannungsbetrag (Mitte unten) (f) Rotorstrombetrag (rechtes unten)

Bild 4.7 veranschaulicht das Betriebsverhalten der Asynchronmaschine, bei dessen
Berechnung die Impedanz des Transformators, iiber den der Stator der Asynchronma-
schine mit dem Knoten 9 des Modellnetzes verbunden ist, mitberiicksichtigt wurde.
Wihrend allen Diagrammen eine konstante Netzfrequenz und -spannung von 50 Hz
bzw. 690 V zugrunde liegt, ist der netzseitige Leistungsfaktor in den ersten vier Dia-
grammen konstant (cos ¢ = 1) und der Schlupf in den letzten zwei (S = - 0.225). Die
Diagramme in Bild 4.7a, b, e, f zeigen, wie die Rotorspannung und der Rotorstrom
fiir bestimmte Parameterkombinationen von Moment, Drehzahl und Leistungsfaktor
eingestellt werden miissen. Die Statorwirkleistung ist dabei unabhingig vom Schlupf
und proportional zum Moment (Bild 4.7¢). Aus Bild 4.7d geht hervor, dass der Um-
richter im iibersynchronen Generatorbetrieb Leistung in den Gleichspannungskreis
einspeist, im untersynchronen Betrieb dagegen in den Léuferkreis. Dabei ist der Leis-
tungsbetrag vom Schlupf abhingig und betrdgt maximal ca. 25 % der Statorleistung.
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Fiir moglichst kleine Umrichterbemessungsleistungen sollte die Synchrondrehzahl
daher in die Mitte des Drehzahlbereichs gelegt werden, zur Begrenzung des Maximal-
stroms ist dies mit der verwendeten Asynchronmaschine jedoch nicht moglich. Der
Schlupfbereich reicht daher von -3 bis zu -25%.

Im Auslegungspunkt der Asynchronmaschine hat der Rotor bei einem Moment von -
28.3 kNm eine Drehzahl von 1840 U/min. Der Schlupf betriigt dabei —22.5 %. Uber
den Rotor wird eine Leistung von 0.97 MW, iiber den Stator 4.3 MW in das Netz
gespeist. Die statorseitige Blindleistung ist mit 7 KkVAR sehr klein. Weitere Betriebs-
und Bemessungsdaten der modellierten Asynchronmaschine enthélt Anhang A14.

4.5 Konventionelles Wiarmekraftwerk

In dem betrachteten Modellnetz ist das konventionelle Warmekraftwerk mit einer
Nennleistung von 560 MW im Vergleich zum Hybridsystem der weitaus grofere
Energieversorger und kann fiir die Netzregelung ebenso eine groflere Regelleistung
bereitstellen. Um beide Kraftwerke in Bezug auf die Netzregelung miteinander ver-
gleichen zu konnen, wird das konventionelle Kraftwerk zusammen mit der Netzrege-
lung modelliert. Die einzelnen Komponenten sind die Dampfturbine, der Synchronge-
nerator mit der Spannungsregelung sowie der Primir- und der Sekundirregler. Alle
Kenn-, Betriebs- und Bemessungsdaten fiir das Kraftwerksmodell enthidlt Anhang
AlS.

Dampfturbine

Das stark vereinfachte Modell der Dampfturbine besteht aus zwei in Reihe geschalte-
ten Verzdgerungsgliedern 1. Ordnung, die mit den Zeitkonstanten des Dampfeinlass-
ventils Tpr 7 und der Turbine Tpr 2 das Ubertragungsverhalten zwischen dem Sollwert
APpt.son und dem Istwert APprist der Turbinenleistung annidhern [99] (jeweils als
Abweichung vom Auslegungspunkt):

G, (s)= APprig 1 L (4.33)
AlDDT,SOI/ TDT,1S +1 TDT,ZS +1

Die Frequenzabweichung Af des Modellnetzes wird aus der modifizierten Bewe-
gungsgleichung fiir den Dampfturbinenldufer berechnet [82]:

A _p1 AT _Ap. AP, (4.34)
QDT,O fO '

RTn

Darin ist APsg die Abweichung der am Slack-Knoten berechneten Wirkleistung vom
Auslegungspunkt (Kap. 4.2.3), Py die Netznennlast, fp die Netznennfrequenz und
Qpr,0 die Nennwinkelgeschwindigkeit aller am Netz arbeitenden rotierenden Massen.
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Weiter stellt £2p7 die mittlere Winkelgeschwindigkeit dieser Massen dar und Ty, die
resultierende elektromechanische Zeitkonstante, die definiert ist als

T,= >, JQ&/FR,. (4.35)

m
i=rot. Massen

Diese Modifizierungen sind zulédssig, da zum Einen Lastinderungen nicht den Syn-
chronlauf stéren, sondern nur die gemeinsame Winkelgeschwindigkeit @ndern und
zum Anderen diese Anderungen im stabilen Netzbetrieb sehr klein sind.

Primdirregelung

Die Aufgabe der Primérregelung ist die Vermeidung groferer Frequenzinderungen
infolge von Lastinderungen oder Kraftwerksausfillen [82]. Sie besteht aus schnellen
Proportionalreglern, die in Abhéngigkeit der Frequenzabweichung die Turbinenventi-
le mehrerer Kraftwerksblocke verstellen und damit eine Storung bis maximal 30 s
[99] nach deren Auftreten bis auf die stationdre Regelabweichung ausregeln. Diese
Regeleingriffe sind jedoch nur bei Kraftwerken mit Fest- oder modifiziertem Gleit-
druckbetrieb moglich, da bei reinem Gleitdruckbetrieb die Turbinenventile immer voll
geoffnet sind. Zur Schonung der Turbinen sprechen die Primérregler zudem nur bei
grofleren Frequenzabweichungen (> 10 — 20 mHz) an. Die Aufteilung der Regelleis-
tung auf einzelne Kraftwerke gelingt iiber die Hohe der Proportionalverstirkungen
Kppr. Damit lautet die Ubertragungsfunktion der P-Regler:

GPrim (S) = m = _kP,,'m . (436)
Af

Sekundiirregelung

Die Sekundirregelung regelt kleinere Frequenzabweichungen und die verbleibenden

Regelabweichungen der Primérregelung im Minutenbereich aus. Verantwortlich dafiir

sind langsame Regler mit Integralanteil, dessen Ausgang der Fithrungsgroe (50 Hz)

des Primirreglers iiberlagert werden. Die Sekundirregelleistung stellen speziell dafiir

vorgesehene Regelblocke bereit. Die Ubertragungsfunktion der Sekund:rregler lautet:

Gsu (8) = 7APDZS;”*S“ = %ﬁk . 4.37)
Synchrongenerator
Synchrongeneratoren erzeugen heutzutage den grofiten Teil der elektrischen Energie.
In zweipoligen Maschinen treibt meistens eine Dampfturbine den bei einer Netzfre-
quenz von 50 Hz mit der synchronen Drehzahl von 3000 U/min rotierenden Léufer
an. Wegen der hohen Fliehkrifte werden dafiir Vollpolgeneratoren (auch Turbogene-
ratoren genannt) verwendet. Bei mehrpoligen Maschinen handelt es sich dagegen um
Schenkelpolgeneratoren. Die Synchronmaschine verfiigt dabei iiber folgende Wick-
lungssysteme: die Stinderwicklungen (Drehstromwicklung), die Erregerwicklung und
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die Didmpferwicklungen im Léufer. Weitere Angaben zum Aufbau von Synchronma-
schinen sowie eine ausfiihrliche Herleitung der das stationdre und nichtstationére
Betriebsverhalten beschreibenden Gleichungen geben z. B. Oeding/Oswald in [82]
und Constantinescu-Simon et al. in [23].

Ob,Nelz

Bild 4.8: (a) simuliertes Leistungsdiagramm eines Vollpolgenerators (links)
(b) stationdire Ersatzschaltung der symmetrischen Synchronmaschine (rechts)

Das aus den Gleichungen fiir das Luftspaltmoment, die Drehbewegung (Gl. 4.34), den
sechs Spannungen und Flussverkettungen bestehende Gleichungssystem der Syn-
chronmaschine lisst sich im stationzren Betrieb (d. h. die Anderung der Flussverket-
tungen und die Strome in den Dampferwicklungen sind null) und bei vollstindiger
Symmetrie soweit vereinfachen, dass das stationdre Betriebsverhalten in Bild 4.8a
vollstindig aus der Ersatzschaltung in Bild 4.8b abgeleitet werden kann [82].

Die Ersatzschaltung besteht aus der Synchronreaktanz Xy und der Polradspannung Up.
Letztere wird durch den Erregerstrom im Léaufer in die Statorwicklungen induziert
und eilt im Generatorbetrieb der Netz- oder Klemmspannung Unetz um den Polrad-
winkel J voraus. Die stationiren Gleichungen der Synchronmaschine sind:

gNetz = Xd!Netz +gP s (438)
Prer = 3%sin J, (4.39)
d
U2
Query = 3%003 6 —3 e (4.40)
X, X,

Dabei ist zu beachten, dass im Unterschied zu den prinzipiell gleichen Zusammen-
hiangen am Wechselrichter abgegebene Wirk- und Blindleistungen positiv sind und
der Polradwinkel von der Netz- zur Polradspannung zeigt.

Das Leistungsdiagramm gibt die auf die Bemessungsscheinleistung von 660 MVA
bezogene Wirk- und Blindleistung in Abhéngigkeit der Polradspannung (blau) bzw.
der Netzspannung (rot) an. Typische Betriebsgrenzen sind die maximale Antriebsleis-
tung der Turbine, die Bemessungswerte der Polradspannung und der Scheinleistung
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sowie die Stabilititsgrenze der Maschine. Diese liegt theoretisch bei d=90° und
praktisch bei d=70°. Sie kann durch eine Spannungsregelung mit der Erregerspan-
nung als Stellgrole aber kiinstlich erhoht werden. Die zwei Markierungen zeigen die
maximale kapazitive Belastbarkeit der Maschine bei Bemessungsnetzspannung und
den Auslegungspunkt, in dem der Generator eine Wirkleistung von 516 MW und eine
Blindleistung von 381 MVAR ins Netz speist.

Zu den Aufgaben der erwihnten Spannungsregelung gehort neben einer Erweiterung
der Stabilititsgrenze und dem Einstellen einer Statik (Anderung der Klemmspannung
bei leerlaufendem Generator in Abhingigkeit der Scheinleistung) auch das Konstant-
halten der Klemmspannung im Netzbetrieb. Die Vorgabe einer konstanten Spannung
am Slack-Knoten bei der Leistungsflussberechnung (Kap. 4.2.3) setzt diese Span-
nungsregelung des Synchrongenerators also implizit voraus.

Auf eine Modellierung des nichtstationdren Betriebs des Synchrongenerators, der
auch die Spannungsregelung beriicksichtigen miisste, wird im Gegensatz zu [100]
verzichtet, obwohl Betriebspunktinderungen z. T. mehrere Sekunden andauern und
daher nicht mehr von den mit dem Hybridsystemmodell betrachteten Vorgingen
entkoppelt werden konnen. Mit dem dynamischen Modell von Milde [76] durchge-
fithrte Simulationen haben gezeigt, dass sich das Generatormoment nach ca. 2 s an ein
gedndertes Turbinenmoment anpasst und die Polradspannung sowie der Polradwinkel
sogar erst nach etwa 10 s. Die Einschwingzeiten infolge einer Klemmspannungsénde-
rung weisen die gleichen Groflenordnungen auf. Die Maschinendaten fiir die Paramet-
risierung des Modells wurden dafiir anhand der Angaben in [82] fiir einen 660-MV A-
Generator abgeschitzt. Der Grund fiir die Vernachldssigung der Generatordynamik ist
zum Einen die Komplexitit des dafiir notwendigen dynamischen Modells hoherer
Ordnung. Zum Anderen ist fiir die Untersuchung und Regelung des Hybridsystems
die Berechnung der Frequenzabweichung mittels Gl. (4.34) ausreichend. Mit der
Modellierung des Synchrongenerators soll lediglich eine Aussage getroffen werden
konnen, in welchem Betriebspunkt bzgl. der statischen Stabilitdtsgrenze sich die
Maschine befindet.
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In diesem Kapitel wird das in Kap. 3 beschriebene Hybridsystemmodell mit Litera-
turdaten verglichen und das Betriebsverhalten des modellierten Hybridsystems unter-
sucht. Dabei liefern die Berechnung und Analyse des stationéren Teillastverhaltens in
Kap. 5.1 entscheidende Erkenntnisse iiber das Zusammenwirken der miteinander
gekoppelten Komponenten und iiber den zulédssigen Betriebsbereich. Gleichzeitig
setzen diese Berechnungen die Randbedingungen fiir die in Kap. 5.2 durchgefiihrten
Simulationen des dynamischen Betriebsverhaltens des Hybridsystems, mit denen
kritische Situationen wihrend Betriebspunktinderungen identifiziert werden. Daraus
wiederum lassen sich Anforderungen an ein geeignetes Komponentendesign und vor
allem an eine sichere Regelungsstrategie ableiten.

5.1 Stationires Betriebsverhalten

Fiir die Berechnung stationdrer Betriebspunkte ist aus dem dynamischen Simulati-
onsmodell (Kap. 3) ein iterativer Algorithmus entwickelt worden [21], wobei die
Programmierung in MATLAB® in der MATLAB M Sprache erfolgte. Dieses stationire
Modell besteht aus mehreren ineinander verschachtelten Iterationsschleifen, die so-
lange durchlaufen werden, bis alle Erhaltungsgleichungen des dynamischen Modells
erfiillt sind. Eine Anpassung der Abbruchkriterien sowie Schrittweitensteuerungen fiir
die duBeren Iterationsschleifen verbessern die Konvergenz und verkiirzen die Rechen-
zeiten fiir einen Betriebspunkt auf ca. 4 Minuten (2.8 GHz Pentium 4 Prozessor mit 2
GB Hauptspeicher). Die Abweichungen zum dynamischen Modell sind vernachlas-
sigbar. Das stationdre hat wie das dynamische Modell zwar ebenfalls sechs unabhin-
gige Eingangsgrofen:

- die elektrische Gesamtstromdichte i in A/m?,

- die Gasturbinendrehzahl ngrin U/min,

- den Brennstoffnutzungsgrad 78z cH4 in %,

- die Turbineneintrittstemperatur T/T in K,

- die Umgebungstemperatur Tyin K und

- den Umgebungsdruck py in bar.

Allerdings sind diese im Hinblick auf eine geeignete Darstellung der Ergebnisse
anders gewihlt (vgl. Bild 3.7). Eine Untersuchung des gesamten 6-dimensionalen
Betriebsbereiches des Hybridsystems ist jedoch sehr aufwéndig und zudem nicht
unbedingt notwendig (s. u.). Daher beschrinken sich die folgenden Untersuchungen
auf die in Tabelle 5.1 festgelegten Betriebspunkte.
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Tabelle 5.1:  Untersuchter Betriebsbereich des Hybridsystems

Reihe [ x [nerl x [mezcHa x [TIT] x [Tyl x [pu]
[1000:100:2900 2960 3100 3200] x [11750:250:14500] x [85]

X [Tver 1083:50:1483] x [288) x [1.013]
2 [2960] x [14000] x [70 81 83 85 87 89] x [1433] x [288] x[1.013]
3 [2960] x [ 14000 x [85] x [ 1433] x [288] x [0.94 0.97 1.013 1.030 1.060]
4 [2960] x [ 14000] x [85] x [ 1433] x [263 273 283 288 293 303] x[1.013]

1

Die erste Untersuchungsreihe deckt einen grofien Teil des Betriebsbereichs des Hyb-
ridsystems ab, wenn man konstante Umgebungsbedingungen voraussetzt und den
Brennstoffnutzungsgrad auch im Teillastbetrieb auf den von Siemens Westinghouse
angegebenen 85 % hilt. Der damit erfasste Lastbereich reicht von ca. 40 bis 110 %.
Unter der Annahme, dass sich Anderungen im Betriebsverhalten infolge von Variati-
onen einzelner Eingangsgroflen in gewissen Grenzen iiberlagern lassen, vervollstindi-
gen die Simulationsreihen 2 bis 4, in denen jeweils nur der Brennstoffnutzungsgrad,
der Umgebungsdruck oder die -temperatur variiert werden, die Untersuchung des
Betriebsbereichs. Die Variationsbereiche der Umgebungsbedingungen entsprechen
dabei den normalen Unterschieden zwischen Sommer und Winter bzw. Tief- und
Hochdruckgebieten in Mitteleuropa.

5.1.1 Strom-Spannungs-Verhalten

Trotz der Zusatzfeuerung in der Gasturbinenbrennkammer (Kap. 3.11) erzeugt die
Brennstoffzelle in dem Hybridsystem den groferen Anteil an der elektrischen Ge-
samtleistung und beeinflusst den Wirkungsgrad des Hybridsystems entscheidend. Fiir
ein leichteres Verstidndnis des Betriebsverhaltens des Hybridsystems wird daher zu-
néchst das Strom-Spannungsverhalten des Brennstoffzellenmodells im Teillastbereich
dargestellt und mit Angaben aus der Literatur verglichen. Die Berechnung der Span-
nungen erfolgte dabei unter folgenden Randbedingungen:

- Gaszusammensetzungen am Kathoden- und Anodeneintritt wie im Ausle-
gungspunkt,
- konstante Nutzungsgrade fiir Sauerstoff und Brennstoff (24.4 bzw. 85 %),

- Berechnung der Gaszusammensetzung in Kathode und Anode wie Kap.
3.7.1 beschrieben,

- Variation von Temperatur und Druck in der Brennstoffzelle unter Nichtbe-
achtung der Erhaltungsgleichungen (Gehéduse- und Gastemperaturen sind
dabei gleich).



5.1 Stationidres Betriebsverhalten 85

Fiir eine Zelle zeigt Bild 5.1a, b das Strom-Spannungsverhalten des in dieser Arbeit
verwendeten Brennstoffzellenmodells in dem genutzten Betriebsbereich. Ebenfalls
dargestellt sind darin die stromunabhéngigen Ruhespannungen. Wie Bild 5.1a oder
auch Bild 2.2 zu entnehmen ist, féllt die Ruhespannung fast linear mit der Temperatur
um ca. 40 mV/100 K ab. Dieser Abfall wird jedoch, zumindest bei hoheren Strom-
dichten, durch die mit steigender Temperatur fallenden Verlustwiderstinde
(Bild 5.1¢) kompensiert, sodass die Klemmspannungen mit der Temperatur steigen.
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Bild 5.1: (a) Strom-Spannungs-Verhalten bei Variation der Temperatur (links oben)’
(b) Strom-Spannungs-Verhalten bei Variation des Druckes (rechts oben)’
(c) Zellwiderstinde bei Variation der Temperatur (links unten)’
(d) Zellwiderstinde bei Variation des Druckes und (rechts unten)?
bei einem Druck von 10 bar * bei einer Temperatur von 1273 K

Bei der Darstellung der Durchtritts- und Diffusionswidersténde ist zu beachten, dass
diese stromabhingig sind, hier aber durch den Quotient aus Spannung und Stromdich-
te bei einer Stromdichte von 3200 A/m® reprisentiert werden. Der lineare Verlauf
aller Spannungskennlinien in Bild 5.1 zeigt jedoch, dass die Stromabhéngigkeit in
dem betrachteten Betriebsbereich, der dem in Kap. 2.3.1 definierten Arbeitsbereich
der Brennstoffzelle entspricht, gering ist. Wihrend die Spannungskennlinien mit
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zunehmender Temperatur aufgrund sinkender Widerstdnde flacher werden, verursacht
die Absenkung des Betriebsdrucks eine Parallelverschiebung der Kennlinien auf
geringere Spannungsniveaus. Der grofite Anteil das Spannungsabfalls bei Druckmin-
derung entfillt somit auf das Ruhepotential (Bild 5.1b), die Druckabhéngigkeit der
Verlustwiderstidnde ist vergleichsweise gering (Bild 5.1d). In beiden Fillen sind die
Diffusionsiiberspannungen von untergeordneter Bedeutung.

Da die Klemmspannung bei konstantem Brennstoffnutzungsgrad proportional zum
Wirkungsgrad der Brennstoffzelle ist, sinkt letzterer zusammen mit der Klemmspan-
nung bei steigenden Stromdichten (Bild 5.1a, b). Dies fiihrt zu dem in Bild 5.2 darge-
stellten parabelformigen Verhalten der Leistungsdichte. Daher weist jede Kennlinie,
abhingig von Temperatur und Druck, ein Maximum auf, das jedoch nicht in den
Bereich guter Wirkungsgrade fillt. Folglich ist jeder Betriebspunkt ein Kompromiss
zwischen Leistungsdichte und Effektivitit. Allerdings sollte der Betriebsbereich
rechts von den Maxima grundsitzlich gemieden werden, da die gleiche Leistungsdich-
te auch mit geringeren Stromdichten und besseren Wirkungsgraden zu erreichen ist.
Aus diesen Uberlegungen heraus beschriinken sich die Untersuchungen des Hybrid-
systems auf einen Bereich von 1000 bis 3200 A/m® mittlerer Stromdichte
(Bild 5.1a, b). Die Kennlinien enden jeweils mit Erreichen der kathodischen Diffusi-
onsgrenzstromdichte (Kap. 3.7.1).
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Bild 5.2: Leistungsdichte der Brennstoffzelle bei Variation der Temperatur und des Druckes

Die folgenden zwei Beispiele geben eine Vorstellung des Einflusses der bislang unbe-
riicksichtigt gebliebenen Gaszusammensetzungen: bei 3000 A/m? 1273 K und 1 bar
verursacht die Anderung des Sauerstoffmolenbruchs von 16.7 auf 14.7 % einen Span-
nungsabfall von 7 mV/Zelle; eine Verringerung des Wasserstoffanteils von 11.5 auf
9.5 % ergibt einen Abfall von 5 mV/Zelle.

Die anhand des vorliegenden Brennstoffzellemodells herausgestellten Charakteristika
sind ebenso in anderen, veroffentlichten Modellen bzw. in experimentell bestimmten
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Kennlinien zu finden [24], [32], [19], [34]. Ein genauerer, quantitativer Vergleich
weist dagegen einige Unterschiede auf. So differieren nicht nur die Klemmspannun-
gen in dem betrachteten Betriebsbereich um bis zu 60 mV, auch die Steigungen der
Spannungskennlinien, also die Verlustwiderstinde unterscheiden sich mit
20 mV/1000 A/m> recht deutlich. Zudem ist die Temperaturabhingigkeit der in
Bild 5.1 gezeigten Kennlinien eher schwach ausgeprigt, besonders im Vergleich zu
[24]. Allein die Druckabhingigkeit stimmt gut mit den experimentell bestimmten
Werten in [34] iiberein. Ursachen dafiir sind unterschiedliche Modellansitze sowie die
grofle Streuung der in der Literatur zu findenden Angaben zu verschiedenen Modell-
parametern. Diese dokumentieren Achenbach/Rechenauer [88] und Fischer [32] in
ihren Arbeiten am Beispiel von Angaben zur Berechnung der kathodischen Durch-
trittsiiberspannung und zu den spezifischen Widerstandswerten der Zellmaterialien.
Fiir die hohe Temperaturabhéngigkeit der Kennlinien des Modells von Costamagna et
al. [24] scheinen zusitzlich andere geometrische Verhiltnisse mit ungefihr gleich
langen Stromwegen in den drei Komponenten der Dreiphasengrenze verantwortlich
zu sein. Denn sowohl in dem hier verwendeten als auch in anderen analysierten Mo-
dellen wird der Einfluss des stark temperaturabhingigen spezifischen YSZ-
Widerstandes durch kurze Strompfade abgemildert, wihrend lange Ladungstrigerwe-
ge in Anode und Kathode den nahezu temperaturunabhéngigen Anteil am Gesamtwi-
derstand verstédrken.

Hinsichtlich der Modellansitze vermogen die beispielsweise von Fischer [32] und
Campanari [19] entwickelten eindimensionalen Modelle die Zellspannung genauer
vorherzusagen als das hier verwendete nulldimensionale Modell. Letztere sind daher
im Allgemeinen so angelegt [34], dass deren fehlende Genauigkeit {iiber
(halb)empirische Modellierungsansitze kompensiert werden kann. Um bei einer
Stromdichte von 2960 A/m?” eine Zellspannung von 0.742 V zu erreichen — dies sind
die in [66] fiir das modellierte Hybridsystem im Auslegungspunkt gegebenen Werte —
ist in vorliegendem Modell der in [14] gegebene Wert der spezifischen Anodenleitfs-
higkeit durch einen Faktor von 27.4 angepasst worden. Eine weitere Anpassung wire
zwar moglich, aber erst dann sinnvoll, wenn ausfiihrlichere Daten iiber eine zu simu-
lierende Brennstoffzelle vorliegen, zumal das qualitative Verhalten des verwendeten
Brennstoffzellenmodells bereits zufriedenstellend ist. Vor diesem Hintergrund sind
die beobachteten Abweichungen (s. 0.) als akzeptabel zu bewerten.

5.1.2 Variation von Stromdichte, Drehzahl und Turbineneintrittstemperatur
Das Betriebsverhalten des gesamten Hybridsystems wird durch die in Tabelle 5.1
definierten Betriebspunkte gut beschrieben (Kap. 5.1). Die Darstellung wichtiger
Betriebsparameter der in der ersten Untersuchungsreihe berechneten Betriebspunkte
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erfolgt wie in der Arbeit von Stiller et al. [110] in Form von zweidimensionalen
Kennfeldern als Funktion der unabhéngigen Eingangsgrofien Stromdichte und Gas-
turbinendrehzahl (Bild 5.3 - Bild 5.6). Jeweils zwei dieser Kennfelder werden gegen-
ibergestellt, um zwei verschiedene Betriebsarten fiir das Hybridsystem vergleichen zu
konnen. Die linken Kennfelder zeigen das Betriebsverhalten fiir konstante Turbinen-
eintrittstemperaturen (hier 1433 K), wozu eine in dem Kraftwerkskonzept von Sie-
mens Westinghouse und Caterpillar vorgesehene Zusatzfeuerung der Gasturbine
notwendig ist. Ohne diese Zusatzfeuerung ist die Turbineneintrittstemperatur von der
Stromdichte und der Drehzahl abhédngig und nicht konstant. Sie entspricht dann der
Temperatur am Austritt des Verbrennungsplenums. Die dazu gehorenden Ergebnisse
zeigen die Kennfelder auf der rechten Seite. Auf eine Darstellung des Betriebsverhal-
tens bei anderen konstanten Turbineneintrittstemperaturen wird an dieser Stelle ver-
zichtet, da es sich qualitativ nur wenig von dem bei 1433 K unterscheidet, und da sich
die Auswirkungen geringerer Turbineneintrittstemperaturen ebenso anhand der hier
abgebildeten Kennfelder erldutern lassen. Trotzdem sind die Kennfelder fiir eine
Turbineneintrittstemperatur von 1233 K im Anhang A16 abgebildet.

In den oberen linken und unteren rechten Kennfeldbereichen sind teilweise keine
Daten vorhanden, da fiir die jeweiligen EingangsgroSenkombinationen keine stationé-
ren Betriebspunkte berechnet werden konnten bzw. ein Abbruch der Iteration erfolgte,
wenn die untere Stacktemperatur (T sgep) bestimmte Grenzen (950 bzw. 1700 K)
tiberschritten hat.
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Bild 5.3: Leistung und Wirkungsgrad des Hybridsystems (HS) und Leistungsanteil der Gastur-
bine (GT) fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 1160° C (links) bzw. fiir den Be-
trieb ohne Zusatzfeuerung (rechts)
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Bild 5.6: Wasser/Kohlenstoff-Verhdiltnis (STCR), Differenzdruck zwischen Anode und Kathode
und Zellspannung fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 1160° C (links) bzw. fiir
den Betrieb ohne Zusatzfeuerung (rechts)
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In der folgenden Diskussion des Betriebsverhaltens wird zuerst der Einfluss jeder
einzelnen Eingangsgrofe auf die Leistung und den Wirkungsgrad des Hybridsystems
beschrieben und erldutert. AnschlieBend wird daraus und unter Beriicksichtigung aller
kritischen Parameter ein geeignetes Fahrprofil fiir das simulierte Hybridsystem abge-
leitet.

Das Absenken der Turbineneintrittstemperatur vermindert die Leistung des Hybrid-
systems (Bild 5.3, Vergleich beider Kennfelder). Die Wirkung kleinerer Turbinenein-
trittstemperaturen ist dabei komplex, beruht aber direkt auf einer Verringerung der
Gasturbinenleistung. Daneben verursachen kleinere Turbineneintrittstemperaturen
jedoch auch geringere Turbinenaustrittstemperaturen und — da der engste Turbinen-
querschnitt kritisch durchstromt wird, und da der Verdichter mit der Turbine tiber den
Gasstrom gekoppelt ist — geringere Betriebsdriicke und etwas groflere Massenstrome
(Bild 5.4). Letztere kiihlen die Brennstoffzelle stirker und verringern das Tempera-
turniveau im Zellstack (Bild 5.5) ebenso wie geringere Brennstoffzelleneintrittstem-
peraturen, wobei diese eine Folge der kleineren Turbinenaustrittstemperaturen sind,
da der Rekuperator den Turbinenaustritt mit dem Brennstoffzelleneintritt koppelt.
Zusammen mit dem niedrigeren Betriebsdruck kommt es damit zu einer Abnahme der
Zellspannung (Bild 5.1a, Bild 5.6), sodass kleinere Turbineneintrittstemperaturen
auflerdem die Leistung der Brennstoffzelle herabsetzen.

Das Absenken der Stromdichte vermindert in beiden Betriebsarten die Gesamtleistung
(Bild 5.3, senkrechte Linien). Allerdings fillt die Reduktion der Hybridsystemleistung
im Betrieb mit konstanter Turbineneintrittstemperatur schwicher aus. Die Leistung
der Brennstoffzelle sinkt, weil alle berechneten Betriebspunkte auf den linken Para-
beldsten der in Bild 5.2 dargestellten Leistungsdichtekurven liegen. Da zugleich auch
die aus der Brennstoffzelle abzufiihrende Verlustleistung kleiner wird und der Luft-
massenstrom aufgrund der konstanten Drehzahl nahezu unverindert bleibt, sinken
zudem der Sauerstoffnutzungsgrad und die Temperaturen im Zellstack (Bild 5.5). Im
Betrieb mit konstanter Turbineneintrittstemperatur fithrt dies dazu, dass sich trotz
kleinerer Stromdichte die Spannung in einem grofen Bereich nur wenig dndert
(Bild 5.1a, Bild 5.6). Ohne die Zusatzfeuerung weist die Spannung und damit auch
die Leistung der Brennstoffzelle jedoch einen stirkeren Abfall auf (Bild 5.6), da bei
dem insgesamt geringeren Temperaturniveau Temperaturinderungen eine stirkere
Auswirkung haben (Bild 5.1c¢). Die Leistung der Gasturbine bleibt im Betrieb mit
konstanter Turbineneintrittstemperatur fast konstant, da sich der Betriebspunkt der
Gasturbine nicht @ndert (Bild 5.4). Im Betrieb ohne Zusatzfeuerung sind geringere
Zelltemperaturen gleichbedeutend mit geringeren Turbineneintrittstemperaturen
(Bild 5.5), was die Leistung der Gasturbine reduziert und zusitzlich die im vorigen
Abschnitt erlduterten Effekte nach sich zieht.
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Bei einer Verminderung der Drehzahl kommt es im Betrieb mit konstanter Turbinen-
eintrittstemperatur zu einer Reduzierung der Hybridsystemleistung, wéihrend diese im
Betrieb ohne Zusatzfeuerung ansteigt (Bild 5.3, waagerechte Linien). Die mit der
Drehzahlminderung einhergehenden geringeren Massenstrome (Bild 5.4) reduzieren
die Zellkiihlung (hoherer Sauerstoffnutzungsgrad) und erhohen damit das Tempera-
turniveau im Zellstack (Bild 5.5). Die gleiche Wirkung haben die ebenfalls abgesenk-
ten Betriebsdriicke (Bild 5.4) und die ohne Kompensation durch die Zusatzfeuerung
hoheren Turbineneintrittstemperaturen (Bild 5.5), da dadurch die Turbinenaustritts-
temperaturen ansteigen und folglich auch die Brennstoffzelleneintrittstemperaturen
(s. 0.). Das Resultat sind hohere Zellspannungen (Bild 5.6) und hohere Brennstoftzel-
lenleistungen. Aus dem bereits im vorigen Absatz genannten Grund steigen Spannung
und Brennstoffzellenleistung ohne Zusatzfeuerung jedoch stérker. Die negative Wir-
kung des geringeren Betriebsdrucks auf die Zellspannung wird durch die hoheren
Temperaturen kompensiert. Der positive Effekt hoherer Zelltemperaturen ist aller-
dings begrenzt, da ab ca. 1250 K die Abnahme der Nernstspannungen die Abnahme
der Uberspannungen iiberwiegt (Bild 5.6, links). Die geringeren Betriebsdriicke und
Massenstrome fithren bei konstanter Turbineneintrittstemperatur zu einer Verringe-
rung der Gasturbinenleistung. Da dieser Leistungsabfall gegeniiber der Zunahme der
Brennstoffzellenleistung tiberwiegt, fillt die Gesamtleistung. Im Unterschied dazu
steigt im Betrieb ohne die Zusatzfeuerung wegen der hoheren Turbineneintrittstempe-
ratur (Bild 5.5) die Gasturbinenleistung und damit insgesamt auch die Hybridsystem-
leistung.

Der in Bild 5.3 dargestellte Wirkungsgrad des Gesamtsystems ist wie folgt definiert:
_ PBZ + PGT _PVerd,Cf-L,
mCH4ARHCH4

(5.1

HS

Dabei bleiben die Verluste der Leistungselektronik im Gegensatz zu den mechani-
schen Verlusten der Gasturbine unberiicksichtigt. Mit dem Term Pyerq,cHs wird die
zur isentropen Verdichtung des zugefiihrten Brennstoffs bendtigte Verdichterleistung
erfasst. Der Massenstrom My, beriicksichtigt die Brennstoffzufuhr in die Brenn-
stoffzelle und ggf. die in die Gasturbine.

Die Wirkung niedrigerer Turbineneintrittstemperaturen auf den Gesamtwirkungsgrad
ist nicht in jedem Betriebspunkt gleich und abhingig von der Gro8e der Temperatur-
dnderung (Bild 5.3 und Bild A0.1). Die Ursache dafiir sind verschiedene Effekte mit
z. T. gegensitzlicher Wirkung. Wihrend geringere Turbineneintrittstemperaturen den
Wirkungsgrad der Gasturbine und iiber das geringere Temperaturniveau in der Zelle
(s. 0.) die Zellspannung bzw. den Wirkungsgrad der Brennstoffzelle reduzieren, hat
jede Verringerung des direkt in die Gasturbinenbrennkammer zugefiihrten Brennstoffs
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eine positive Wirkung auf den Gesamtwirkungsgrad, da der Wirkungsgrad der Gas-
turbine prinzipbedingt sehr viel kleiner ist als der der Brennstoffzelle. Damit hingt der
Gesamtwirkungsgrad vom Leistungsanteil der Gasturbine ab: maximale Wirkungs-
grade sind nur zu erreichen, wenn auf eine Zusatzfeuerung verzichtet wird. Dieser
Zusammenhang ist auch in Bild 5.3 zu erkennen; in der Betriebsart mit Zusatzfeue-
rung bleiben die Wirkungsgrade unter 70 %, ohne die Zusatzfeuerung iiberschreiten
sie dagegen diese Schwelle. Wie zusitzliche Berechnungen zeigten, wire bei weiterer
Steigerung der Stromdichte die Nennlast auch ohne Zusatzfeuerung auf diesem Wir-
kungsgradniveau zu erreichen. Trotzdem beschrinken sich diese Untersuchungen auf
den hier dargestellten Betriebsbereich fiir die Konzeptstudie von Siemens Westing-
house und Caterpillar.

Das Absenken der Stromdichte fiihrt in beiden Betriebsarten zu einem kleineren
Gesamtwirkungsgrad (Bild 5.3, senkrechte Linien). Bei konstanter Turbineneintritts-
temperatur ist die Wirkungsgradabnahme zum grofiten Teil durch die Zunahme des
Gasturbinenleistungsanteils begriindet (Bild 5.3), da die Zellspannung sogar steigt
bzw. sich nur wenig dndert (Bild 5.6), und da der Betriebspunkt der Gasturbine kon-
stant bleibt (s. 0.). Ohne Zusatzfeuerung spielt der Gasturbinenleistungsanteil keine
Rolle, stattdessen verursachen niedrigere Stromdichten geringere Turbineneintritts-
temperaturen und Zelltemperaturen (s. o.) und wirken damit iiber kleinere Einzelwir-
kungsgrade von Gasturbine und Brennstoffzelle negativ auf den Gesamtwirkungsgrad.

Niedrigere Drehzahlen verbessern in beiden Betriebsarten den Gesamtwirkungsgrad
(Bild 5.3, waagerechte Linien). Bei konstanter Turbineneintrittstemperatur ist dafiir
grofitenteils die Abnahme des Gasturbinenleistungsanteils verantwortlich (Bild 5.3),
ohne Zusatzfeuerung steigen die Temperaturen am Turbineneintritt und in der Zelle
(Bild 5.5), sodass beide Einzelwirkungsgrade ansteigen.

Fiir die Validierung der Ergebnisse wurde das von Stiller et al. in [110] vorgestellte
Modell verwendet. Trotz des vergleichsweise einfachen Modellansatzes und eines
anderen Modellsystems stimmt das fiir die Betriebsart ohne Zusatzfeuerung berechne-
te Betriebsverhalten qualitativ gut mit den dort gegebenen Ergebnissen iiberein, die
quantitativen Unterschiede sind auf die unterschiedlichen Modellannahmen zuriickzu-
filhren. Der einzige wesentliche Unterschied betrifft das Verhalten des Gasturbinen-
leistungsanteils, der mit fallender Stromdichte leicht sinkt anstatt steigt und insgesamt
erheblich geringer ist (Bild 5.3). Mogliche Griinde sind die anderen Turbokomponen-
ten (axial und mehrstufig statt radial und einstufig) mit sehr steilen Drehzahllinien im
Verdichterkennfeld, das hohere Druckverhiltnis und die Auslegung auf die Zusatz-
feuerung.
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Um die Untersuchung des stationdren Betriebsverhaltens zu vervollstdndigen, wird
nun der Einfluss des Brennstoffnutzungsgrads sowie der Umgebungsbedingungen
diskutiert, dessen Berechnung in den Untersuchungsreihen 2 bis 4 am Beispiel des
Auslegungspunkt erfolgte. Diese Betrachtungsweise ist ausreichend, da die grundle-
genden Effekte auf der Betriebslinie allgemeingiiltig sind. Trotzdem ist aufgrund der
Nichtlinearitéit des Systems der Einfluss in den einzelnen Betriebspunkten nicht iden-
tisch. So stellen z. B. Stiller et al. in [111] fest, dass die Abhingigkeit zwischen der
Zelltemperatur und dem Brennstoffmassenstrom bei niedrigen Lasten besonders grof§
ist. Zudem sind in der Betriebsart ohne Zusatzfeuerung wegen des Riickkopplungsef-
fekts tiber den Rekuperator groere Auswirkungen zu erwarten. Anhand der gleichen

Parameter wie in der ersten Untersuchungsreihe zeigen Bild 5.7 bis Bild 5.9 die Er-
gebnisse.

5.1.3 Variation des Brennstoffnutzungsgrads

Der mit fallendem Brennstoffnutzungsgrad wachsende Brennstoffpartialdruck verur-
sacht trotz fallender Stacktemperatur (Bild 5.7d) hohere Ruhespannungen. Die Uber-
spannungen steigen jedoch weniger stark an und infolgedessen steigt die Zellspan-
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Bild 5.7: Untersuchungsreihe 2:
(a) Leistung und Wirkungsgrad des Hybridsystems (HS) und Leistungsanteil der
Gasturbine (GT) (links oben)
(b) Verdichterparameter (rechts oben)
(c) Wasser/Kohlenstoff-Verhdiltnis (STCR), Differenzdruck zw. Anode und Kathode
und Zellspannung (rechts unten)
(d) untere Stackgehdiuse- und Stackeintrittstemperatur und Sauerstoffnutzungsgrad
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nung (Bild 5.7¢). Dies wiederum lésst eine geringere Verlustwidrme entstehen, die bei
nahezu konstanten Werten fiir Luftmassenstrom (Bild 5.7b) und Stackeintrittstempe-
ratur (Bild 5.7d) fiir ein Absinken der Stacktemperatur sorgt. Die grofiere Menge an
zu reformierendem Methan verstérkt diesen Effekt und zieht zudem kleinere Wasser/-
Kohlenstoff-Verhiltnisse (Bild 5.7¢) nach sich, da bei konstanter Stromdichte weiter-
hin die gleiche Menge an Wasserdampf fiir die Reformierung zur Verfiigung steht.
Der Gasturbinenleistungsanteil fallt (Bild 5.7a), weil bei konstantem Betriebspunkt
der Gasturbine (Bild 5.7b) die Leistung sowie der Wirkungsgrad des Hybridsystems
(Bild 5.7a) mit der Zellspannung steigen. Das Verhalten der Druckdifferenz bei ver-
schiedenen Nutzungsgraden wird in Kap. 5.1.6 erldutert. Nachteile von zu grofien
Brennstoffnutzungsgraden sind die Spannungsverluste sowie zu hohe Temperaturgra-
dienten in der Elektroden-Elektrolyt-Struktur [111]. Aus den genannten Griinden ist
der Brennstoffnutzungsgrad also moglichst konstant zu halten. Lediglich in dynami-
schen Betriebspunkten kann der Brennstoffnutzungsgrad fiir kurze Zeit zur Beschleu-
nigung des Ubergangsverhaltens zwischen ca. 75 % und 90 % variiert werden [111].

514 Variation des Umgebungsdrucks

Mit dem Umgebungsdruck fillt auch das Druckniveau im Zellstack, obwohl die
Kopplung zwischen dem Verdichter und der sperrenden Turbine ein leichtes Anstei-
gen des Druckverhiltnisses bewirkt. Im Verdichterkennfeld wandert der Betriebs-
punkt auf seiner Drehzahllinie also in Richtung Pumpgrenze und der Luftmassen-
strom sinkt (Bild 5.8b). Infolgedessen verschlechtert sich die Kiihlung und der
Sauerstoffnutzungsgrad sowie das Temperaturniveau in der Zelle steigen (Bild 5.8d).
Die Einfliisse von hoherer Temperatur und niedrigerem Druck auf die Zellspannung
gleichen sich in etwa aus, sodass letztere zusammen mit der Leistung der Brennstoff-
zelle fast konstant bleibt (Bild 5.8c). Da wegen des sinkenden Luftmassenstroms die
Leistung der Gasturbine abnimmt und in der Gasturbinenbrennkammer zudem weni-
ger Brennstoff zugefiihrt werden muss, um eine Turbineneintrittstemperatur von
1433 K zu erreichen, sinken der Leistungsanteil der Gasturbine und die Gesamtleis-
tung des Hybridsystems, wihrend dessen Wirkungsgrad steigt (Bild 5.8a). Der An-
stieg der Druckdifferenz ist an den Anstieg des Sauerstoffnutzungsgrads gebunden
(Kap. 5.1.6). Der Grund fiir die Abnahme des Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnisses ist
die Abnahme des rezirkulierten Massenstroms, welcher bei fast konstantem Druck-
verhiltnis in der duBeren Ejektordiise proportional zum Druck in der Anode ist und
antiproportional zur Wurzel aus der Temperatur (Bild 5.8¢). Da aber weder das Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnis noch die Druckdifferenz kritische Werte erreichen, muss
die Anlagenregelung nur der Verdnderung der Hybridsystemleistung und der Stack-
temperatur entgegenwirken.
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und Zellspannung (rechts unten)
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5.1.5 Variation der Umgebungstemperatur

Bei fallender Umgebungstemperatur steigt die reduzierte Verdichterdrehzahl und
wegen der sperrenden Turbine auch der Luftmassenstrom, der Druck und der Pump-
grenzenabstand (Bild 5.9b). Der hohere Druck bewirkt iiber das groflere Druckver-
hiltnis ein Absinken der Turbinenaustrittstemperatur und damit der Brennstoffzellen-
eintrittstemperatur. Dies verbessert zusammen mit dem hoheren Luftmassenstrom die
Kiihlung, und die untere Stacktemperatur sinkt (Bild 5.9d). Wihrend es zunéchst
noch zu einem Anstieg der Zellspannung von ca. 3 % kommt, da die Ruhespannung
mit fallender Temperatur und groBerem Druck stirker steigt als die Uberspannungen,
fallt ab einer Umgebungstemperatur von 293 K die Zellspannung wieder auf 97 % ab
(Bild 5.9¢). Trotz der dazu proportionalen Brennstoffzellenleistung dominiert die mit
Massenstrom und Druckverhéltnis stark ansteigende Gasturbinenleistung das Leis-
tungsverhalten des Hybridsystems. Die Gesamtleistung steigt ebenso wie der Leis-
tungsanteil der Gasturbine. Der hohere Brennstoffbedarf der Gasturbinenbrennkam-
mer reduziert allerdings den Wirkungsgrad des Hybridsystems um 5.5 % (Bild 5.9a).
Das Verhalten der Druckdifferenz und des Wasser/Kohlenstoft-Verhiltnisses ist dem
im vorigen Kapitel beobachteten Verhalten genau entgegengesetzt (Bild 5.9¢), da der
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Sauerstoffnutzungsgrad, der Druck und die Temperatur in der Anode als bestimmende
GroBen ebenfalls entgegengesetztes Verhalten aufweisen. Im Vergleich zum Brenn-
stoffnutzungsgrad oder zum Umgebungsdruck hat die Umgebungstemperatur den
stirksten Einfluss auf das Betriebsverhalten und zwar sowohl auf die Leistungspara-
meter als auch auf die kritischen Groflen wie Stacktemperatur, Differenzdruck und das
Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis. Daraus folgt, dass speziell bei sich dndernden Umge-
bungstemperaturen stark von der definierten Betriebslinie abgewichen werden muss.
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Bild 5.9: Untersuchungsreihe 4:
(a) Leistung und Wirkungsgrad des Hybridsystems (HS) und Leistungsanteil der
Gasturbine (GT) (links oben)
(b) Verdichterparameter (rechts oben)
(c) Wasser/Kohlenstoff-Verhdltnis (STCR), Differenzdruck zw. Anode und Kathode
und Zellspannung (rechts unten)
(d) untere Stackgehduse- und Stackeintrittstemperatur und Sauerstoffnutzungsgrad

5.1.6 Festlegung einer Betriebslinie

Zur Definition einer geeigneten Betriebslinie miissen neben Leistung und Wirkungs-
grad alle kritischen Betriebsgrofien beachtet werden. Letztere sind unter Angabe der
zuldssigen Grenzwerte in Tabelle 5.2 aufgefiihrt. Der normierte Pumpgrenzenabstand
SM ist dabei fiir flache und steile Drehzahllinien allgemeingiiltig definiert:

SM =(1-7/7g, Mg,/ M)/ SM,,, . (5.2)
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Tabelle 5.2:  Kritische Betriebsgrofsen und Grenzwerte

kritischer Parameter Auslegung  Minimum  Maximum
Wirmeiibertragertemperatur 768 K - 1000 K [114]
Turbineneintrittstemperatur 1433 K - 1433 K [74]
Temperatur des unteren Stackgehéuses 1228 K 1073 K [54] 1273 K [54]
‘Wasserstoff/Kohlenstoff-Verhiltnis 2.5 2.0 [74] -
Pumpgrenzenabstand 10 % -
@-Temperaturgradient in Anode/Kathode  85/102 K/1.5m - 230 K/1.5m [49]
Druckdifferenz zw. Anode und Kathode 0 - 25 mbar [71]

Der Pumpgrenzenabstand wiéchst mit fallender Turbineneintrittstemperatur und
Stromdichte, er sinkt hingegen bei fallender (reduzierter) Drehzahl (Bild 5.4), da die
Pumpgrenze im Verdichterkennfeld steiler verlduft als die Betriebslinien konstanter
Stromdichte. Sie begrenzt dadurch den Betriebsbereich (nur bei hoheren Turbinenein-
trittstemperaturen). Der letzte Punkt ist jedoch nicht allgemeingiiltig sondern abhin-
gig vom jeweils verwendeten Kennfeld, obwohl die Autoren in [44] zu dem gleichen
Ergebnis kommen und daher die Betriebslinien im Verdichterkennfeld durch Vergro-
Bern des Turbinenschluckvermogens ausreichend weit nach rechts schieben. Dies ist
in einem System mit Zusatzfeuerung nicht notwendig, da der Pumpgrenzenabstand
bei niedrigeren Lasten und Drehzahlen durch Absenken der Turbineneintrittstempera-
tur (s. 0.) nach unten begrenzt werden kann.

Im Hinblick auf akzeptable Zellspannungen, begrenzte Belastungen fiir simtliche
Bauteile (Elektroden-Elektrolyt-Struktur, Rohrleitungen, Dichtungen, etc.) und eine
lange Lebensdauer der Zellmaterialien mit geringer Degradation sollte die untere
Stacktemperatur nicht nur zwischen ca. 1070 und 1270 K liegen, sondern auch mog-
lichst konstant sein. Letzteres reduziert zudem die bei Lastinderungen wegen der
groBlen thermischen Trigheit ansonsten bis zum Erreichen eines neuen stationiren
Punktes benétigte Zeit. Wie ein Vergleich der entsprechenden Isolinien in Bild 5.5
zeigt, ist eine konstante Stackgehdusetemperatur jedoch nur iiber eine Reduktion des
Sauerstoffnutzungsgrads zu erreichen, da bei konstantem Sauerstoffnutzungsgrad,
sinkender Drehzahl und sinkendem Systemdruck die Effektivitidt des Warmeiibertra-
gers, die Turbinenaustrittstemperatur und folglich die Brennstoftzelleneintrittstempe-
ratur steigen. Zu dem gleichen Ergebnis kommen auch Costamagna et al. [24] und
Stiller et al. [110]. Verstédrkt wird dieser Effekt in vorliegendem Modell dadurch, dass
in jedem stationédren Betriebspunkt die in das und aus dem oberen Stackgehiuse flie-
Benden Wirmestrome identisch sein miissen (Bild 3.2). Die Eliminierung der Bauteil-
temperatur aus den Gleichungen fiir die Warmestrome (Gl. 3.1) fiihrt zu einer Glei-
chung fiir den Wirmestrom, der nur von dem Wirmedurchgangskoeffizienten und der
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Temperaturdifferenz zwischen Ein- und Austritt des Zellstacks abhingt. Da diese
Temperaturdifferenz bei konstantem Sauerstoffnutzungsgrad ungefihr konstant bleibt,
und da der Wirmedurchgangskoeffizient bedingt durch den bei der laminaren Stro-
mung im Luftzufithrungsrohr als konstant angenommenen Wirmeiibergangskoeffi-
zienten schwiicher sinkt als die Massenstrome, kommt es zu einem noch stirkeren
Anstieg der unteren Stackgehdusetemperatur.
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Bild 5.10: (a) Definition der Betriebslinie (rot) mittels der Isofliichen T,sg.n=1228 K (rotbraun),
SM=10 % (griin) und Ap=0 mbar (links oben)
(b) Stellgrofien auf der Betriebslinie (rechts oben)
(c) Verdichterparameter und Sauerstoffnutzungsgrad (links unten)
(d) Wasser/Kohlenstoff-Verhdltnis, Turbineneintrittstemperatur und Wirkungsgrad
des Hybridsystems (HS)

Neben Temperaturgradienten verursachen auch Druckdifferenzen zwischen Anode
und Kathode Spannungen in der Elektroden-Elektrolyt-Struktur, die zu Schiden fiih-
ren konnen und daher zu begrenzen sind. Die Druckdifferenz nimmt mit sinkendem
Sauerstoffnutzungsgrad ab, und zudem verlaufen die Isolinien fiir beide Grofien ziem-
lich genau parallel (Bild 5.5 und Bild 5.6). Die Ursache dafiir liegt in der im Verbren-
nungsplenum stattfindenden Mischung von anodischem und kathodischem Massen-
strom. Da der Druck stromabwirts somit fiir beide Massenstrome identisch ist und mit
sinkendem Sauerstoffnutzungsgrad (oder steigendem Brennstoffnutzungsgrad) der aus
der Kathode kommende Massenstrom gegeniiber dem aus der Anode steigt, steigt
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auch der Druck in der Kathode gegeniiber dem in der Anode an, sodass der Differenz-
druck negativ wird. Dabei ist der Einfluss der Dichte und der Viskositit des kathodi-
schen und anodischen Massenstroms von untergeordneter Bedeutung. Denn deren
Werte dndern sich bei nahezu identischen absoluten Werten fiir Druck und Tempera-
tur in Anode und Kathode in etwa im gleichen Verhéltnis. Damit stehen die Forde-
rung nach konstanter unterer Stacktemperatur und einer begrenzten Druckdifferenz im
Widerspruch zueinander, da die Isothermen viel steiler verlaufen als die Isolinien des
Differenzdruckes (s. 0.). Abhilfe schafft auch hier eine Reduzierung der Turbinenein-
trittstemperatur; die daraus resultierenden geringeren Brennstoffzelleneintrittstempe-
raturen verbessern die Zellkiihlung ebenso wie geringere Sauerstoffnutzungsgrade.

Alle iibrigen in Tabelle 5.2 genannten kritischen Parameter bleiben im stationiren
Betrieb innerhalb der zugelassenen Wertebereiche. Damit ergibt sich — wie in
Bild 5.10a dargestellt — die Betriebslinie aus den Schnittkurven derjenigen Isofldchen,
auf denen die untere Stackgehdusetemperatur 1228 K, die Druckdifferenz 0 mbar und
der Pumpgrenzenabstand 10 % betrdgt. Die Isofldchen wurden dafiir mit vollstindi-
gen, bikubischen Ansatzfunktionen angenihert, sodass sich fiir die Gleichungen der
Schnittkurven Polynome dritten Grades ergeben, deren analytische Losung mithilfe
der Cardanischen Formeln gelingt. Bei niedrigen und hohen (< 1900 A/m® bzw.
> 2900 A/m?) Stromdichten entspricht die Betriebslinie der Schnittkurve, auf der die
Stacktemperatur und die Druckdifferenz konstant sind. Im Bereich mittlerer Strom-
dichten muss die Turbineneintrittstemperatur gegeniiber Betriebspunkten mit ver-
schwindender Druckdifferenz leicht reduziert werden, um den minimalen Pumpgren-
zenabstand von 10 % bei weiterhin konstanter unterer Stacktemperatur einhalten zu
konnen. Die durch die Verwendung der Ausgleichsfliachen entstehenden Ungenauig-
keiten bzgl. Temperatur, Druckdifferenz und Pumpgrenzenabstand entlang der Be-
triebslinie sind vernachldssigbar. Die Stellgro8en des Hybridsystems auf der Betriebs-
linie sind in Bild 5.10b als Funktion der normierten Hybridsystemleistung
aufgetragen, weitere Grofen in Bild 5.10c und d. Dabei weisen die Kurven der
Stromdichte und des Brennstoffdrucks p;cHs denselben Verlauf auf, weil der Brenn-
stoffnutzungsgrad konstant ist und die Lavaldiise kritisch durchstromt wird. Die auf-
fillige Uberhohung des Gesamtwirkungsgrads im Bereich mittlerer Stromdichten ist
durch den mit der Reduzierung der Turbineneintrittstemperatur einhergehenden klei-
neren Brennstoffmassenstrom bedingt (Bild 5.10d). Da mit niedrigeren Turbinenein-
trittstemperaturen auch die Stackeintrittstemperatur sinkt, sich die Zellkiihlung ver-
bessert und zudem die Gasturbinenleistung abfillt, miissen fiir konstante
Stacktemperatur und Hybridsystemleistung der Luftnutzungsgrad und die Stromdichte
erhoht werden — erkennbar an den leichten Uberhohungen der entsprechenden GroBen
in Bild 5.10b und c. Die Folge davon ist ein leichter, allerdings unkritischer Anstieg
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der Druckdifferenz auf max. 17 mbar. Erwéhnenswert sind auch die unterschiedlichen
Variationsbereiche der einzelnen Grofien. Der Stellbereich fiir die Last reicht von 39
bis 109 %; dabei variiert die Drehzahl zwischen 84 und 102 %, die Stromdichte zwi-
schen 48 und 108 % und der in die Gasturbinenbrennkammer zugefiihrte Brennstoff-
massenstrom zwischen 15 und 114 % (Bild 5.10b). Der Hybridsystemwirkungsgrad
bleibt auf einem konstant hohen Niveau (Bild 5.10d), die Zellspannung veréindert sich
ebenfalls nur geringfiigig (von 0.777 auf 0.735V bei steigender Last, Bild 5.10b).
Der Luftmassenstrom und das Druckniveau des Stacks verdoppeln sich etwa
(Bild 5.10c).

Die hier festgelegte Betriebslinie wird bei der Erstellung des Regelungskonzeptes fiir
das Hybridsystem zur Generierung sekundirer Fiihrungsgroflen verwendet werden,
um eine schnelle Umsteuerung in einen neuen Betriebspunkt zu erméglichen. Denn
auf der Betriebslinie ist der Zusammenhang zwischen der elektrischen Gesamtleistung
als einziger Ausgangsgrofie des Hybridsystems und sdmtlichen Betriebsgrofien
(Bild 5.10b) bekannt.

Die in diesem Kapitel vorgestellten Ergebnisse beziehen sich auf das zugrunde geleg-
te Modellsystem und beruhen auf den bei der Modellierung (Kap. 3) getroffenen
vereinfachenden Annahmen. Sie sind nicht allgemeingiiltig. Bei der Modellierung
eines realen Systems muss das Modell daher anhand von Messergebnissen kalibriert
werden. Wie der Vergleich mit dhnlichen Modellen [110] zeigte, wird sich das quali-
tative Betriebsverhalten realer Hybridsysteme dagegen nicht so sehr von dem hier
beschriebenen unterscheiden. Dies betrifft z. B. die entkoppelnde Wirkung konstanter
Turbineneintrittstemperaturen, die Moglichkeit, mit der Turbineneintrittstemperatur
die Zellkiihlung oder den Pumpgrenzenabstand einzustellen oder die Abhingigkeit
des Differenzdrucks von den Nutzungsgraden einerseits und die des Betriebsverhal-
tens von dem Brennstoffnutzungsgrad und den Umgebungsbedingungen andererseits.
Wenn die WirkungsgradeinbuBle durch die Zusatzfeuerung akzeptiert wird, ist die hier
gezeigte Vorgehensweise bei der Definition der Betriebslinie sowie deren spitere
Verwendungsmoglichkeit auf andere Systeme iibertragbar.

5.2 Dynamisches Betriebsverhalten

In den folgenden Betrachtungen wird das dynamische Betriebsverhalten des Hybrid-
systems analysiert. Grundlage sind mit dem in Kap. 3 beschriebenen Modell durchge-
fithrte Simulationen. Die Untersuchung des kausalen Ablaufs von Betriebspunktinde-
rungen sowie die Bewertung des Verlaufs kritischer Parameter bilden den
Schwerpunkt. Daher werden in den Simulationen keine Regler verwendet. Analog zu
der Vorgehensweise des letzten Kapitels erfolgen die Untersuchungen an einigen
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charakteristischen Fallbeispielen (Tabelle 5.3). In den ersten 8 Simulationen wird
jeweils nur eine der vier Stellgrofen entweder vergrofert oder verkleinert, sodass sich
die dadurch ausgeldsten Zustandsdnderungen des Systems unabhédngig voneinander
analysieren lassen. Abschliefend stellen die letzten beiden Fallbeispiele eine Be-
triebspunktinderung zwischen Punkten auf der in Kap. 5.1.6 festgelegten Betriebsli-
nie dar, wozu eine kombinierte Anderung aller Stellgrofen notwendig ist. Wegen der
Rotortrigheit wurde die Drehzahl in den Simulationen nicht sprungformig wie die
iibrigen EingangsgroBen sondern rampenfrmig mit einer Anderungsrate von 100
bzw. 25 U/min pro Sekunde variiert.

Tabelle 5.3:  Simulierte Betriebspunktinderungen

Ausgangspunkt
i 100 %-Lastpunkt™ -
variierte _
. . (Auslegungspunkt) 70 %-Lastpunkt
Eingangsgrofle
Drehzahl 1N 2500 Umin | 2 N]© +500 U/min
Spannung 3 |17 vo02v |4 17 002V
Brennstoffdruck 3 3
(vor Ejektorlavaldiise) 3 -2 bar 6 +2 bar
Brennkammerbrenn- 7 *3 250 ofs 3 *3 +52 ofs
stoffmassenstrom L g [ L] 8
" “ B =70 %- 4 B =100 %-
alle StellgroBen "N Lastpunke” | 10 N Lastpunkt”

*I... auf der in Kap. 5.1.6 festgelegten Betriebslinie

.. Die Rampe beginnt bei 0.1 s, die Steigung betrigt +/- 100 U/min/s.
.. Der Sprung erfolgt bei 0.1 s.
.. Die Rampe beginnt bei 0.1 s, die Steigung betrédgt +/- 25 U/min/s.

*2‘
*4‘

Aufgrund des hohen Rechenzeitbedarfs erfolgt der Simulationsabbruch nach einer
Simulationszeit von 7200 s, bevor ein neuer stationidrer Zustand erreicht wird. Die
wesentlichen Zusammenhinge, die zum Einstellen eines stationdren Zustandes fiihren,
werden trotzdem erfasst. Da insbesondere die Vorgéinge der Volumendynamik in den
ersten Sekunden ablaufen, wird in den abgebildeten Diagrammen fiir die Zeitachse
eine logarithmische Skalierung gewihlt. Dies hat allerdings den Nachteil, dass die
asymptotisch auf stationdre Werte zulaufenden Verldufe stark gekriimmt werden und
dadurch iiberproportional zu wachsen bzw. zu fallen scheinen.

5.2.1 Variation der Drehzahl
Infolge der rampenformigen Drehzahlabsenkung (Sim. 1, Tabelle 5.3) sinkt der in das
Verdichterplenum einstromende Massenstrom (Bild 5.11, links oben), wihrend der
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ausstromende zunéchst konstant bleibt. Dadurch sinkt der Druck nach dem Verdich-
ter, allerdings so langsam, dass sich der Pumpgrenzenabstand verkleinert und der
Verdichter schlieflich ins Pumpen gerit (Bild 5.11, rechts oben und unten). Ursache
ist ein zu groBes Volumen des Verdichterplenums bzw. eine zu hohe Drehzahlinde-
rungsrate. Mit absinkendem Verdichterenddruck sinkt das Druckgefille zum Katho-
denplenum und damit der aus dem Verdichterplenum ausstromende und in das Katho-
denplenum einstromende Massenstrom, sodass auch dort der Druck fillt. Auf diese
Weise pflanzt sich die Massenstromabnahme mit zunehmender zeitlicher Verzoge-
rung iiber das Verbrennungsplenum, die Brennkammer bis zur kritisch durchstromten
Turbine fort (Bild 5.11, links oben). Im Anodenkreis bewirkt der Druckabfall im
Verbrennungsplenum einen Anstieg des aus dem Anodenplenum ausstromenden
Massenstroms, sodass dessen Druckniveau sinkt (Bild 5.11, rechts oben). Dadurch
steigt der aus dem Reformer ausstromende Massenstrom, der in den Ejektor einstro-
mende, rezirkulierte Massenstrom fillt jedoch ab (Bild 5.11, links oben). Letzteres
wiederum fiihrt iber eine negative Impulsbilanz zu einem etwas schwicher abfallen-
den Massenstrom durch den Diffusor in das Reformervolumen. Sowohl im Ejektor als
auch im Reformer iibersteigen damit die ausstromenden Massenstrome die einstro-
menden, worauf die jeweiligen Driicke sinken. Aufgrund der vergleichsweise grof3en
Volumina von Anode und Reformer fallen die entsprechenden Driicke langsamer als
die im Kathodenkreis. Daher dauern die beschriebenen Vorgénge solange an (ca. 5 s),
wie die Drehzahl sinkt, und es kommt zu einer Druckdifferenz zwischen Anode und
Kathode (Bild 5.11, rechts unten), die mit maximal 350 mbar sehr hoch ausfillt.

Die weitere Entwicklung ist durch Ausgleichsvorginge gekennzeichnet. Die Verdich-
ter- und Kathodenmassenstrome beginnen zwar wegen der weiter fallenden Driicke
leicht zu steigen (entsprechend der Drehzahllinien im Verdichterkennfeld; Bild 5.11,
links oben), das Ungleichgewicht der Massenstrome und der Druckabfall werden
dabei jedoch ebenso geringer wie in den Volumina des Verbrennungsplenums und der
Brennkammer. In diesen Komponenten sinken die Massenstrome weiterhin, da sich
durch den zuerst im Kathodenkreis sinkenden Druckabfall die Verhiltnisse im Ano-
denkreis umkehren und der aus diesem austretende Massenstrom zu sinken beginnt.
Die Massenstrome durch die Anode und den Reformer sinken ebenfalls, die durch die
Sekundirdiise des Ejektors und durch den Diffusor steigen (Bild 5.11, links oben).
Dabei werden auch im Anodenkreis die Massenstromungleichgewichte und der
Druckabfall kleiner. An diese etwa 40 s andauernde Phase des Massenstromausgleichs
schlieft sich die letzte, mehrere Stunden andauernde und am Simulationsende noch
nicht abgeschlossene Phase des Temperaturausgleichs an (s. u.), in der wegen des
steigenden Temperaturniveaus die einstromenden Massenstrome die ausstromenden
tibertreffen und die Driicke im Kathodenkreis zunehmen. Daher beginnen die Massen-



5.2 Dynamisches Betriebsverhalten 103

strome stromaufwiérts der Kathode zu sinken, wihrend sie danach weiterhin abfallen.
Zudem sorgt das Brennstoff-Luft-Verhiltnis in der Brennkammer fiir einen Riick-
kopplungseffekt. Der steigende Druck im Verbrennungsplenum fiihrt auch im Ano-
denkreis zu steigenden Driicken. Sinkende Dichten verursachen dort sinkende Mas-
senstrome (Bild 5.11, links oben). Am Simulationsende nach einer Simulationszeit
von 2 h sind die Massenstrome im Kathodenkreis um ca. 18 %, die im Anodenkreis
um ca. 15 % und die Driicke um ca. 12 % gefallen.
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Bild 5.11: Variation der Drehzahl (Sim. 1, Tabelle 5.3)
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Die Anderungen des Zellstroms, der Gasstrom- und der Bauteiltemperaturen sind eine
Folge der sich dndernden Massenstrome. Der grofere aus dem Reformer stromende
Massenstrom transportiert mehr Wasserstoff und Kohlenmonoxid in die Anode
(Bild 5.11, links oben und unten), sodass trotz sinkendem Gesamtdruck deren Partial-
druck und die Ruhespannung zunehmen. Da der dadurch bedingte Anstieg des Zell-
stroms den zusitzlichen Brennstoff nur zum Teil nutzt, sinken der effektive Brenn-
stoffnutzungsgrad sowie der Wassergehalt, und der Restbrennstoffgehalt im
Anodenabgas steigt. Dies fiihrt zwar im Ejektor und im Reformer zu einem steigenden
Brennstoffgehalt und verstiarkt somit die Wasserstoffzufuhr in die Anode. Zusammen
mit dem sinkenden Sekundédrmassenstrom im Ejektor bestimmt der effektive Brenn-
stoffnutzungsgrad jedoch das Wasser/Kohlenstoff-Verhéltnis im Reformer, das daher
fiir ca. 4 s unter die kritische Grenze von 2 fillt und somit die Gefahr von Kohlen-
stoffablagerungen birgt (Bild 5.11, rechts unten). Nach Abschluss der Drehzahlabsen-
kung nehmen der Zellstrom und der Wassergehalt im Anodenkreis ab, der Sekundér-
massenstrom, der effektive Brennstoffnutzungsgrad sowie das Wasser/Kohlenstoft-
Verhiltnis zu. Erst ab ca. 45 s, wenn der Sekunddrmassenstrom zu sinken beginnt,
fillt das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis unterstiitzt von dem sinkenden Zellstrom
(s. u.) wieder und nimmt am Simulationsende mit 1.9 erneut kritische Werte an.

Der Restbrennstoffgehalt im Anodenabgas wird im Verbrennungsplenum vollstindig
umgesetzt, sodass sich dessen Verlauf in den Temperaturverlaufen der Komponenten
nach der Brennstoffzelle wiederfindet (Bild 5.11, links unten und Mitte links). Als
Folge davon nehmen die dem oberen Stackgehduse und dem Wirmeiibertrager zuge-
fiihrten Wirmestrome zu und deren Wirmestrombilanzen werden positiv (Bild 5.11,
Mitte rechts). Da in dieser Arbeit eine Wirmestrombilanz als ausgeglichen definiert
wird, wenn der Betrag der Wirmestromdifferenz einen bestimmten Prozentsatz des im
Auslegungspunkt aus dem jeweiligen Bauteil austretenden Wirmestroms (hier z. B.
2 %) dauerhaft unterschreitet, erreicht der externe Wérmeiibertrager mit der im Ver-
gleich zum oberen Stackgehduse kleineren Masse bereits nach 21 s sein Gleichge-
wicht zuriick (Bild 5.11, Mitte rechts), indem die Bauteiltemperatur ansteigt und ein
groflerer Wirmestrom auf die Luftseite abflieft. Dadurch steigt dessen Temperatur
schneller als die des oberen Stackgehduses, weshalb der daraus abflieBende Warme-
strom zunidchst sinkt und die Wirmestrombilanz weiter verschiebt. Der Ausgleich
zwischen zu- und abflieBenden Wirmestromen beginnt, wenn die Temperatur des
Wairmeliibertragers annéhernd konstant bleibt und die obere Stackgehdusetemperatur
stirker steigt als die Brennstoffzelleneintrittstemperatur. Dabei sinkt der aus dem
Verbrennungsplenum abflieBende Warmestrom und der in das Luftzufiihrungsplenum
tibertragene steigt, ebenso wie beide Gastemperaturen. Nach 435 s ist der Tempera-
turausgleich erreicht.
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Noch langer dauert der Ausgleich der Wirmestrombilanz fiir das untere Stackgehiuse,
welche zunidchst aufgrund des steigenden Zellstroms positiv wird. Dann bewirkt die
mit der steigenden Brennstoffzelleneintrittstemperatur ansteigende Kathodentempera-
tur, dass der an die Kathode abgegebene Wirmestrom abnimmt und die Bilanz trotz
des sinkenden Zellstroms positiv bleibt. Die Anodentemperatur hat hingegen einen
vernachlidssigbaren Einfluss auf die Bilanz, da sich die Differenz zur unteren Stackge-
hiusetemperatur nur geringfiigig @ndert. Diese starke Kopplung beruht darauf, dass es
sich bei dem Anodenkreis um einen geschlossenen Kreislauf handelt, dessen Tempe-
ratur nur noch iiber den verhiltnisméBig kleinen Brennstoffmassenstrom beeinflusst
werden kann. Der Ausgleich der Wirmestrombilanz beginnt ab ca. 500 s, nachdem
die Wirmestrombilanz im oberen Stackgehduse ausgeglichen ist (Bild 5.11, Mitte
rechts), da der dadurch bedingte Anstieg der Kathodeneintrittstemperatur dann abge-
schlossen ist. Von diesem Zeitpunkt wird die Anderung der Kathodentemperatur
allein von der steigenden unteren Stackgehdusetemperatur verursacht, sodass diese
schneller steigt als die Kathodentemperatur und der an die Kathode abgegebene Wiir-
mestrom zunimmt. Nach 900 s ist die untere Stackgehdusetemperatur indessen soweit
angestiegen, dass nach einer Phase ansteigenden Zellstroms mit der Ruhespannung
der Zellstrom und die Wirmefreisetzung im unteren Stackgehéduse erneut sinken (vgl.
Kap. 5.1). Dadurch setzt sich der Ausgleich zwar fort, wird jedoch gleichzeitig verzo-
gert, da der an den Kathodengasstrom abgegebene Wirmestrom erneut sinkt. Die
Bilanz bleibt bis zum Simulationsende positiv, und mit der unteren Stackgehdusetem-
peratur steigen nach dem Abklingen aller anderen Phéanomene aufler der Verdichter-
temperatur alle anderen Temperaturen im Hybridsystem (Bild 5.11, Mitte rechts).
Dabei iiberschreiten die untere Stackgehdusetemperatur und die Turbineneintrittstem-
peratur mit 1374 bzw. 1691 K ebenso die kritischen Betriebsgrenzen wie der Pump-
grenzenabstand mit -5 %.

Die elektrische Leistung der Brennstoffzelle ist bei konstanter Spannung direkt pro-
portional zum Zellstrom; beide GroBen betragen am Simulationsende 94 % der Aus-
gangswerte. Die Unstetigkeiten im Verlauf der Gasturbinenleistung sind auf die im
Liaufer gespeicherte Energie zuriickzufiihren, welche bei der simulierten Drehzahlre-
duktion frei wird. Ab 33.6 s sinkt die Gasturbinenleistung mit fallenden Massenstro-
men um anschlieBend erneut mit der Turbineneintrittstemperatur bis zum Simulation-
sende auf 97 % des Ausgangsniveaus zu steigen (Bild 5.11, rechts unten).

Erginzend zu den Ausfithrungen dieses Abschnitts wird in Anhang A17 das Verhalten
infolge einer rampenformigen Drehzahlerhdhung (Sim. 2, Tabelle 5.3) erldutert. Das
Fazit beider Simulationen ist, dass zur Vermeidung von Betriebsgrenzeniiberschrei-
tungen die Anderungsgeschwindigkeit der Drehzahl begrenzt werden sollte.
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5.2.2 Variation der Zellspannung

Der sprungformige Anstieg der Klemmspannung (Sim. 3, Tabelle 5.3) verursacht
entsprechend der Strom-Spannungskennlinie (Kap. 5.1.1) einen schnellen Abfall des
Zellstroms um 15 A, gefolgt von einem Anstieg um 5 A zwischen 0.1 und 0.15s
(Bild 5.12, links unten). Dessen Ursache ist die Rezirkulation im Anodenkreis, da sich
der durch den geringeren elektrochemischen Umsatz gestiegene Restbrennstoffgehalt
im Anodenabgas zeitverzogert in einem hoheren, in die Anode eintretenden Wasser-
stoffmolenstrom dufert. Gleichzeitig sinken der effektive Brennstoffnutzungsgrad, der
Wasserdampfgehalt und somit das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis (Bild 5.12, rechts
unten). Dieses bleibt hier zwar oberhalb der kritischen Grenze, bei groferen Span-
nungsspriingen kann es jedoch kleiner als 2 werden. Die verdnderte Gasmischung
verkleinert zudem die Gasdichte und ist der Grund fiir den schnellen Abfall der Mas-
senstrome im Anodenkreis (Bild 5.12, links oben). Bis zum Simulationsende sinkt der
Zellstrom mit sinkenden Driicken und Temperaturen (s. u.) auf unter 96 % ab und
dadurch auch das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis (auf 2.22). Die Beeinflussung des
Kathodenkreises erfolgt unmittelbar iiber den zum Zellstrom proportionalen Sauer-
stoffstrom durch die Elektroden-Elektrolyt-Struktur (bis 0.15 s), im Wesentlichen aber
tiber den erhohten Restbrennstoffgehalt im Anodenabgas, der bis ca. 1.5s im
Verbrennungsplenum und in der Brennkammer fiir einen Anstieg der Temperatur
sorgt (Bild 5.12, Mitte links). Da die Stromung in der Turbine kritisch ist, sinken
daraufhin die Massenstrome, die Stromung staut sich auf und die Driicke steigen
(Bild 5.12, links und rechts oben). In den nichsten etwa 500 s nimmt die Turbinenein-
trittstemperatur wegen eines erhohten Restbrennstoffgehalts und wegen des abneh-
menden, aus dem Verbrennungsplenum in das obere Stackgehiuse flieBenden Wir-
mestroms weiterhin zu (Bild 5.12, Mitte links), sodass der Turbinenmassenstrom auch
zwischen 30 und 430 s sinkt. Zwischen 1 und 30 s und ab 430 s hingegen steigt der
Massenstrom, da bis 30 s der aus dem Anodenkreis austretende Massenstrom stark
ansteigt (s. u.) und ab 430 s die Turbineneintrittstemperatur nur noch schwach steigt
bzw. abfillt. Dieser Massenstromverlauf ist ebenso in den anderen Massenstromen
des Kathodenkreises zu finden. Nur der Verdichtermassenstrom sinkt entsprechend
dem vorgegebenen Kennfeld bei steigendem Druck und konstanter Drehzahl monoton
und deformiert den zeitlichen Verlauf der anderen Massenstrome (Bild 5.12, links
oben). Im Einzelnen bestimmt dabei die GroBe der einzelnen Kontrollvolumen die
Geschwindigkeit der Ausgleichsvorgidnge und somit den genauen Zeitpunkt (bei ca.
500 s), an dem die austretenden Massenstrome die eintretenden tibertreffen und die
Driicke zu fallen beginnen (Bild 5.12, rechts oben) und der Verdichtermassenstrom
steigt.
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Bild 5.12: Variation der Zellspannung (Sim. 3, Tabelle 5.3)

Zeit [s]

Der Druckverlauf im Kathodenkreis iibertrdgt sich mit einer Zeitverzogerung von 1
bis 2 s auf den Anodenkreis und verursacht dadurch ein Maximum des in den Ejektor
stromenden Massenstroms bei 3.2 s; fast gleichzeitig entstehen Minima in den Verldu-
fen des aus dem Anodenkreis austretenden Massenstroms und des in die Anode stro-
menden Massenstroms. Letzterer reduziert kurzzeitig den Zellstrom (Bild 5.12, links
unten). Der den Anodenkreis verlassende Massenstrom steigt dann mit zunehmendem
Anodendruck fiir etwa 500 s an, um dann anders als die Massenstrome im Kathoden-
kreis abzufallen, da wihrend der Ausgleichsvorgidnge der Anodendruck stirker ab-
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nimmt als der im Verbrennungsplenum (vgl. Sim. 2, Tabelle 5.3). Im Gegensatz dazu
steigt der Massenstrom durch den Ejektor nach einem Minimum bei ca. 15 s mit dem
Massenstrom durch den Reformer kontinuierlich an (Bild 5.12, links oben). Der
Grund ist die zuerst mit steigendem Druck, dann mit fallender Temperatur zunehmen-
de Dichte in der Anode. Nach der Simulationszeit von 2 h sind die Anderungen der
Massenstrome sowie der Driicke mit weniger als 1 % sehr gering. Allein der Abfall
des aus dem Anodenkreis austretenden Massenstroms ist mit fast 3 % etwas grofer.

Das Verhalten der Wirmestrome im Wirmeiibertrager und im oberen Stackgehéduse
ist in den ersten 500 s mit dem in Kap. 5.2.1 erlduterten vergleichbar. Obwohl die
Wirmestromédnderungen infolge des Spannungssprungs deutlich geringer ausfallen,
ist sowohl der Zeitbedarf bis zum Erreichen des Warmestromausgleichs (30 bzw.
235 s) als auch das qualitative Verhalten sehr dhnlich (Bild 5.12, Mitte rechts), da in
beiden Fillen die Gastemperaturen stromabwirts der Brennstoffzelle ansteigen. Die
Wirmestrombilanz des unteren Stackgehduses ist zunédchst durch den Abfall des
Zellstroms geprédgt und wird daher negativ. Mit der steigenden Brennstoffzellenein-
trittstemperatur sinkt jedoch der von dem unteren Stackgehiduse an die Kathode iiber-
tragene Wirmestrom (vgl. Kap. 5.2.1), sodass die Wirmestromdifferenz im unteren
Stackgehduse bereits wihrend des Wirmestromausgleichs in den beiden anderen
Bauteilen kleiner wird, sobald die groen Zellstroménderungen bei ca. 0.2 s beendet
sind (Bild 5.12, Mitte rechts). Nach dem Ende des Wirmestromausgleichs in den
beiden anderen Bauteilen setzt sich der Trend fort, da die Temperatur des unteren
Stackgehduses aus dem im vorigen Kapitel genannten Grund schneller sinkt als die
der Kathode und der Wérmestrom zwischen Stackgehduse und Kathode weiter abfillt.
Da die Wirmestromdifferenz bis zum Simulationsende negativ bleibt, sinkt die untere
Stackgehdusetemperatur um ca. 1.5 %. Infolgedessen fallen auch die anderen Tempe-
raturen im Hybridsystem ab (Bild 5.12, links oben).

Die in Tabelle 5.2 definierten Betriebsgrenzen werden nicht verletzt — die Turbinen-
eintrittstemperatur ausgenommen, die ihren Grenzwert um beinahe 30 K iiberschrei-
tet, (Bild 5.12, rechts unten und Mitte links). Der Pumpgrenzenabstand bleibt anni-
hernd konstant, die Druckdifferenz zwischen Kathode und Anode betrigt maximal
7 mbar. Die Gasturbinenleistung steigt um 2.5 % und folgt dabei der Turbinenein-
trittstemperatur; die Leistung der Brennstoffzelle fillt um 2 % (Bild 5.12, rechts
unten). Vorteilhaft ist dabei die sehr schnelle Systemantwort des Ubertragungspfads
Spannung — Brennstoffzellenleistung, sodass die Spannung die primére Stellgrofe fiir
eine Leistungsregelung darstellt.

Erldauterungen zum Verhalten nach einem sprungformigen Spannungsabfall (Sim. 4,
Tabelle 5.3) finden sich in Anhang A17.
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523 Variation des Brennstoffdrucks vor der Lavaldiise des Ejektors

In dieser Simulation wird mit dem Brennstoffdruck (Sim. 5, Tabelle 5.3) der der
Brennstoffzelle zugefithrte Methanmassenstrom um 5 % gesenkt, da beide Grofen
aufgrund des kritisch durchstromten engsten Querschnitts in der Lavaldiise proportio-
nal zueinander sind. Die Beriicksichtigung der Dynamik des Volumens vor der Laval-
diise tiber ein Verzogerungsglied erster Ordnung bewirkt jedoch, dass der stationére
Endwert erst nach ca. 2 s erreicht wird, in denen die Impulsbilanz im Ejektor wegen
des sinkenden Primdrmassenstroms negativ ist. Infolgedessen sinken die in den Re-
former, die Anode und den Ejektor flieBenden Massenstrome ebenso wie die Driicke
im Reformer und in der Anode (Bild 5.13, links und rechts oben). Demgegeniiber
steigt der Ejektordruck, da der aus dem Ejektor austretende Massenstrom bedingt
durch die Impulsbilanz stirker sinkt als der eintretende. Im Kathodenkreis verursacht
die Stromabnahme (s. u.) fiir 1 s einen steigenden Kathodendruck, weshalb der in die
Kathode eintretende Massenstrom sinkt, der von dort in das Verbrennungsplenum
eintretende jedoch zunimmt, sodass der gesamte Austrittsmassenstrom nach ca. 1.1's
den eintretenden tibertrifft und der Kathodendruck dann zu sinken beginnt. Die tibri-
gen Driicke im Kathodenkreis beginnen ebenfalls zu sinken (Bild 5.13, rechts oben).
Dabei steigen die Massenstrome durch das Verbrennungsplenum, die Brennkammer
und die Turbine unterstiitzt von den abfallenden Temperaturen (s. u.), obwohl der aus
dem Anodenkreis austretende Massenstrom sinkt, da der Druck dort im Gegensatz zu
den vorigen Simulationen vor den Driicken im Kathodenkreis abfillt und zudem
schneller (Bild 5.13, links und rechts oben, Mitte links).

Ab einer Simulationszeit von 2 s dominieren Ausgleichsvorginge die Volumendyna-
mik. Die Driicke im Kathodenkreis sinken weiter, die Massenstromungleichgewichte
nehmen jedoch ab. Bevor die Massenstrome bedingt durch die stromabwirts der
Brennstoffzelle fallenden Temperaturen (s. u.) im Zusammenhang mit der kritischen
Turbinenstromung steigen, kommt es fiir ca. 43 s zu einem Abfall der Massenstrome
durch Verbrennungsplenum, Brennkammer und Turbine, welcher durch einen zu-
niachst noch stark sinkenden Massenstrom aus der Anode hervorgerufen wird
(Bild 5.13, links oben), wihrend der aus der Kathode kommende annihernd konstant
bleibt. Daraus folgt ein Anstieg des Differenzdrucks zwischen Anode und Kathode
auf ein allerdings unkritisches Niveau von 15 mbar (Bild 5.13, rechts unten). Auch im
Anodenkreis nehmen die Massenstromungleichgewichte sowie die Driicke weiter ab,
inklusive des Ejektordrucks (Bild 5.13, rechts oben). Mit den abfallenden Temperatu-
ren sinkt die Gasdichte immer weniger bis sie schlieSlich ansteigt, sodass der Rezirku-
lationsmassenstrom ab ca. 220 s ansteigt (Bild 5.13, links oben). Am Simulationsende
sind die Massenstroménderungen im Kathodenkreis mit nur 0.1 % vernachlissigbar,
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im Anodenkreis betragen sie dagegen bis zu 4.5 %, das Druckniveau im Hybridsys-
tem sinkt um weniger als 1 %.
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Bild 5.13: Variation des Totaldrucks vor der Lavaldiise des Ejektors (Sim.5, Tabelle 5.3)

Mit den zunéchst fallenden Massenstromen im Anodenkreis gelangt weniger Brenn-
stoff in die Anode, die Ruhespannungen nehmen ab und damit auch die Zellstrome.
Obwohl ab 150 s mit dem kurz danach ansteigenden Rezirkulationsmassenstrom
wieder mehr Brennstoff in die Anode transportiert wird, sinkt der Zellstrom weiter
und betrdgt am Simulationsende 96 % des Ausgangswertes, da die untere Stacktempe-
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ratur abfillt (s. u.). Das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis steigt wegen der geringeren
Brennstoffzufuhr bis 0.9 s auf 2.62 an, folgt danach bis 1200 s dem Sekundédrmassen-
strom im Ejektor und sinkt bis zum Simulationsende aufgrund des sinkenden effekti-
ven Brennstoffnutzungsgrads auf 2.6 ab (Bild 5.13, rechts unten).

Durch die Reduktion des zugefiihrten Brennstoffstroms gelangt in Kombination mit
dem geringeren Zellstrom weniger Restbrennstoff in das Verbrennungsplenum, sodass
die Temperaturen stromabwérts der Brennstoffzelle in den ersten 2 s stark abfallen
(Bild 5.13, Mitte links). Dadurch sinken die an den Warmetibertrager und das obere
Stackgehduse abgegebenen Wirmestrome, und die Wirmestrombilanzen werden
negativ. Deren Ausgleich folgt in den ersten 420 s erneut dem bereits in den letzten
beiden Kapiteln beschriebenen Schema, mit dem Unterschied, dass die entsprechen-
den Bauteiltemperaturen zusammen mit den Gastemperaturen auf der Luftseite fallen.
Zudem bendtigt der Wirmetibertrager deutlich mehr Zeit bis zum Erreichen des
Wirmestromausgleichs (ca. 70 s). Nach einem kurzen positiven Bereich (bis ca.
1.3 s), den der gesunkene Energiebedarf der Reformierungsreaktion verursacht, wird
die Wirmestrombilanz des unteren Stackgehduses durch die schnelle Zellstromab-
nahme ebenfalls negativ (Bild 5.13, Mitte rechts). Bis zu einer Simulationszeit von ca.
420 s, in denen sich das Wirmestromgleichgewicht im oberen Stackgehiuse einstellt,
steigt der in die Kathode abflieSende Wirmestrom aufgrund der sinkenden Kathoden-
eintrittstemperatur und die Wérmestrombilanz wird damit noch stirker negativ. Erst
danach sinkt die Kathodentemperatur langsamer als die des unteren Stackgehéuses
(vgl. Kap. 5.2.1), sodass besagter Warmestrom abnimmt und sich die Warmestrombi-
lanz dadurch ausgleicht. Bis zum Simulationsende ist die Warmestromdifferenz nega-
tiv, sodass die untere Stackgehdusetemperatur um ca. 1.5 % abfillt, die wiederum ab
420 s den Abfall der anderen Temperaturen im Hybridsystem verursacht (Bild 5.13,
Mitte links). Infolgedessen vergrofert sich der Pumpgrenzenabstand um 1 %
(Bild 5.13, rechts unten).

Da der Abfall der Turbineneintrittstemperatur gegeniiber dem Anstieg der Massen-
strome liberwiegt, ist die Gasturbinenleistung am Simulationsende um 3 % gesunken;
der Abfall der Brennstoffzellenleistung betrdgt wie der des Zellstroms fast 4 %
(Bild 5.13, rechts unten).

Eine Betrachtung einer sprungformigen Erhéhung des Brennstoffdrucks (Sim. 6,
Tabelle 5.3) erfolgt in Anhang A17.

5.24 Variation des Brennkammerbrennstoffmassenstroms

Infolge der Reduzierung des der Brennkammer zugefiihrten Brennstoffmassenstroms
(Sim. 7, Tabelle 5.3) sinkt die Turbineneintrittstemperatur fiir ca. 1.2 s und der Turbi-
nenmassenstrom steigt (Bild 5.14, links oben und Mitte). Dadurch beginnen die Drii-
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cke im Kathodenkreis zu sinken (Bild 5.14, rechts oben). Bei sich stabilisierenden
Turbineneintrittstemperaturen bewirken fallende Driicke, dass ab 0.8 s der aus der
Kathode stromende und ab 2.5 s der aus dem Anodenkreis kommende Massenstrom
sinken, sodass ab 1 s auch der Turbinenmassenstrom abfillt. Die iibrigen Massen-
strome im Kathodekreis haben bis auf den Verdichtermassenstrom hnliche Verldufe.
Dieser steigt durch das Kennfeld vorgegeben aufgrund des abnehmenden Druckni-
veaus kontinuierlich an, wobei sich der Pumpgrenzenabstand auf iiber 16 % erhoht
(Bild 5.14, rechts unten). Zeitgleich beginnen die Ausgleichsvorginge die Volumen-
dynamik im Kathodenkreis zu bestimmen. Die Massenstrombilanzen gleichen sich
aus und das Druckniveau fillt weniger stark. Dabei fangen verursacht durch den
steigenden Verdichtermassenstrom ab einer Simulationszeit von 40 s auch die anderen
Massenstrome im Kathodenkreis an, wieder zuzunehmen (Bild 5.14, links oben). Ein
erhohter Restbrennstoffgehalt (Bild 5.14, links unten), dessen Ursachen der mit der
Stacktemperatur stark sinkende Zellstrom sowie der steigende Rezirkulationsmas-
senstrom (s. u.) sind, fithrt ab 4600 s zu einem Temperaturanstieg vom Verbren-
nungsplenum bis zum Brennstoffzelleneintritt, welcher wiederum bis zum Simulati-
onsende steigende Driicke und im Kathodenkreis sinkende Massenstrome verursacht
(vgl. Sim. 2, Anhang A17). Am Simulationsende betragen die Temperaturen zwischen
88 und 95 %, die Driicke ca. 95 % der Ausgangswerte. Die Massenstromidnderungen
im Kathodenkreis sind hingegen mit weniger als 1 % vernachlissigbar.

Mit fallendem Druck im Verbrennungsplenum steigt der aus dem Anodenkreis stro-
mende Massenstrom, worauf der Anodendruck gegeniiber dem Kathodenkreis zeitlich
verzogert abfillt (Bild 5.14, oben). Neben einem Anstieg des Differenzdrucks zwi-
schen Anode und Kathode auf max. 55 mbar (Bild 5.14, rechts unten) resultiert daraus
einerseits ein zunehmender, aus dem Reformer stromender Massenstrom. Anderer-
seits sinkt dadurch der in den Ejektor flieBende Massenstrom. Die Impulsbilanz im
Ejektor wird negativ, und der durch den Diffusor in den Reformer eintretende Mas-
senstrom nimmt ebenfalls ab. Durch die verdnderten Massenstromverhiltnisse fallen
nach dem Anoden- auch der Ejektor- und der Reformerdruck. Nach 2.5 s, wenn der
Druckabfall im Verbrennungsplenum bereits schwécher wird, kehren sich die Ver-
hiltnisse im Anodenkreis um (vgl. Kap. 5.2.1), wobei der Differenzdruck auf unkriti-
sche 5 mbar sinkt. Wihrend die Driicke analog zu denen im Kathodenkreis zunéchst
sinken und dann wieder steigen, sinkt der aus dem Anodenkreis austretende Massen-
strom mit dem Druckgefille bis zum Simulationsende kontinuierlich auf 96 % des
Ausgangswertes. Der rezirkulierte Massenstrom fillt fiir ca. 265 s, bevor er wieder
steigt und am Simulationsende fast den Ausgangswert erreicht (Bild 5.14, links oben).
Die Ursache ist eine zunidchst mit dem Druck fallende, dann wegen der sinkenden
Temperaturen (s. u.) steigende Gasdichte in der Anode.
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Bild 5.14: Variation des Brennkammerbrennstoffmassenstroms (Sim. 7, Tabelle 5.3)

Das Verhalten des Zellstroms, des effektiven Brennstoffnutzungsgrads sowie des
Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnisses (Bild 5.14, rechts unten) ist mit dem in Kap. 5.2.1
vergleichbar: zunéchst folgt der Zellstrom (und der Restbrennstoffanteil) dem Verlauf
des aus dem Reformer austretenden Massenstroms, wobei sich der effektive Brenn-
stoffnutzungsgrad und das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis entgegengesetzt verhalten.
Der weitere Verlauf des Zellstroms ist von einem stetigen Absinken gekennzeichnet,
welcher durch eine sinkende untere Stacktemperatur verursacht wird. Infolgedessen
sinkt auch das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis. Der Abfall wird aber von einem stei-
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genden Rezirkulationsmassenstrom abgeschwicht (vgl. Sim. 2, Anhang A17), sodass
das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis unkritisch bleibt. Am Simulationsende ist der
Zellstrom um fast 5 % gesunken, das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis betragt 2.20.

Aufgrund der parallel zur Turbineneintrittstemperatur fallenden Turbinenaustrittstem-
peratur sinkt der an den Wirmeiibertrager iibertragene Wirmestrom, was die Wirme-
strombilanz dort negativ werden lisst (Bild 5.14, Mitte). Deren Ausgleich ist nach ca.
130 s abgeschlossen und erfolgt wie im letzten Kapitel beschrieben durch fallende
Bauteil- und Gastemperaturen. Letztere bewirkt einen Anstieg des von dem oberen
Stackgehduse in das Luftzufiihrungsplenum flieBenden Wérmestroms. Vorher steigen
jedoch wegen des hoheren Restbrennstoffanteils im Anodenabgas die Temperaturen
in der Gasturbinenbrennkammer und im Verbrennungsplenum und damit der von dort
in das obere Stackgehiuse iibertragene Wirmestrom. Daraus resultiert eine anfangs
positive und danach negative Wirmestrombilanz, die sich innerhalb von ca. 580 s
durch eine fallende obere Stackgehidusetemperatur ausgleicht (Bild 5.14, Mitte).
Dabei steigt der aus dem Verbrennungsplenum abgefiihrte Wirmestrom weiter an und
verursacht zusammen mit dem fallenden Restbrennstoffanteil ab ca. 3 s stromabwirts
und durch den Wirmeiibertrager auch vor der Brennstoffzelle fallende Gastemperatu-
ren. Nach einem von dem Stromanstieg hervorgerufenen, etwa 20 s andauernden
positiven Bereich wird die Wiarmestrombilanz des unteren Stackgehéduses negativ, da
die Brennstoffzelleneintrittstemperatur sinkt und dadurch der zwischen unterem
Stackgehduse und Kathode ausgetauschte Wirmestrom steigt. Der Ausgleich der
Wirmestrombilanz im unteren Stackgehéduse beginnt wie bereits in Kap. 5.2.1 be-
schrieben, wenn die Wérmestrombilanz der beiden anderen Bauteile nahezu ausgegli-
chen ist. Auch in dieser Simulation bleibt die Warmestromdifferenz bis zum Simula-
tionsende negativ. Die untere Stackgehdusetemperatur sinkt jedoch wegen der
insgesamt groeren Wirmestromdifferenzen um 6 % ab.

Gegeniiber dem Abfall der Turbineneintrittstemperatur ist der Massenstromanstieg
vernachldssigbar, sodass die Gasturbinenleistung bis zum Simulationsende um 21 %
abnimmt; der Abfall der Brennstoffzellenleistung betragt wie der des Zellstroms fast
5 % (Bild 5.14, rechts unten).

Eine Erhohung des Brennkammerbrennstoffmassenstroms (Sim. 8, Tabelle 5.3) wird
in Anhang A17 untersucht.

5.2.5 Variation der Last

Die Reduktion der Last auf 70 % (Sim. 9, Tabelle 5.3) erfolgt iiber eine gleichzeitige
Anpassung aller vier Stellgroen (Kap. 5.1.6). Das Resultat ist wie in Kap. 5.1.6
vorausberechnet ein stationédrer Arbeitspunkt mit einer unteren Stackgehdusetempera-
tur von 1228 K, einem Pumpgrenzenabstand von 10 % sowie einem geringen Diffe-
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renzdruck zwischen Anode und Kathode, der sich zudem vergleichsweise schnell
einstellt (Bild 5.15). Das Ubergangsverhalten ist dabei von einer Uberlagerung der in
den letzten 4 Kapiteln beschriebenen Vorgéinge gekennzeichnet.
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Bild 5.15: Variation der Last (Sim. 9, Tabelle 5.3)

Zeit[s]

Zunichst beginnt der Verdichtermassenstrom mit der Drehzahl zu sinken. Gleichzeitig
steigen die Massenstrome stromabwirts des Verdichters wegen der Reduktion des
Brennkammbrennstoffmassenstroms bis zu 1 s lang an, um dann ebenfalls mit der
Drehzahl abzufallen (Bild 5.15, links oben). Dieser anfingliche Anstieg stellt zusam-
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men mit der um 75 % reduzierten Drehzahlinderungsrate (25 statt 100 U/min/s) si-
cher, dass das Druckniveau im Kathodenkreis schnell genug sinkt, um Verdichter-
pumpzyklen zu vermeiden. Allerdings sinkt der Pumpgrenzenabstand wihrend der
Drehzahlidnderung auf fast 0 % ab, bevor er wieder auf seinen stationdren Endwert
ansteigt (Bild 5.15, rechts unten). Wihrend die Reduktion des Brennkammerbrenn-
stoffmassenstroms unterstiitzt von der Drehzahlverringerung im Kathodenkreis einen
Druckabfall bewirkt (Kap. 5.2.1 und 5.2.4), verursacht die Reduzierung des Brenn-
stoffdrucks vor der Lavaldiise im Anodenkreis einen Druckabfall sowie fiir ca. 2's
eine schnelle Abnahme der Massenstrome (Kap. 5.2.3). Dabei iiberwiegt der Druckab-
fall im Kathodenkreis, und es kommt zu einem schnellen Anstieg des aus dem Ano-
denkreis stromenden Massenstroms (bis 2 s). Dieser wird jedoch durch die gegensitz-
lichen Wirkungen der besagten Stellgrolenénderungen ebenso abgeschwicht wie der
Anstieg des Differenzdrucks zwischen Anode und Kathode, welcher kurzzeitig auf
190 mbar ansteigt, danach aber auf 12 mbar abfillt (Bild 5.15, rechts unten). In der
noch 32 s andauernden Phase des Drehzahlabfalls steigt der aus dem Anodenkreis
austretende Massenstrom nur noch leicht an, da die Drehzahldnderungsrate klein ist
und alle anderen StellgroBendnderungen abgeklungen sind, bevor er wegen der ab-
nehmenden Dichte sogar sinkt. Gleichzeitig sinken die {ibrigen Massenstrome im
Anodenkreis fast linear und parallel; das in Kap. 5.2.1 und 5.2.4 beobachtete anhal-
tende Auseinanderlaufen der Massenstrome tritt nicht auf, da die Drehzahldanderungs-
rate kleiner ist, und da sich die fiir einen in allen Komponenten etwa gleichen Druck-
abfall erforderlichen Differenzen zwischen ein- und austretenden Massenstromen
bereits in den ersten 2 s ausbilden. Es stellt sich ein von konstanten Anderungsraten
geprigter Zustand ein. Dieser endet bei 33.6 s, wenn die Drehzahl wieder konstant ist.
Die dann einsetzenden Ausgleichsvorginge im Kathoden- und Anodenkreis entspre-
chen denen in Kap. 5.2.1. Es kommt jedoch weder zu einem lang andauernden An-
stieg des Temperaturniveaus, noch zu den dadurch hervorgerufenen Anderungen der
Massenstrome und Driicke. Beiden GroBen nihern sich asymptotisch ihren Endwer-
ten, die zwischen 70 und 75 % der Ausgangswerte betragen (Bild 5.15, oben).

Infolge der Anhebung der Zellspannung fillt der Zellstrom zwischen 0.1 und 0.16 s
von 247 auf 236 A und der Restbrennstoffgehalt steigt (Bild 5.15, links unten). Dabei
weist der Zellstrom wie in Kap. 5.2.2 ein geringes Uberschwingen auf. Der weitere
Abfall auf 213 A wird von der Reduktion des Brennstoffdrucks vor der Lavaldiise
verursacht, der die in die Anode transportierte Brennstoffmenge herabsetzt (bis 1 s).
Bis zum Ende der Drehzahldnderung bestimmen der Methangehalt im Ejektor und der
Anodendruck den Zellstrom. Ab einer Simulationszeit von ca. 1 s sinkt der Primér-
massenstrom im Ejektor langsamer als der Sekundirmassenstrom, sodass der Me-
thangehalt steigt. Trotz des sinkenden, aus dem Reformer austretenden Massenstroms
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gelangt dadurch mehr Brennstoff in die Anode, was den Zellstrom ansteigen ldsst.
Dieser Anstieg dauert jedoch nur 11 s an, bevor zunéchst die mit fallendem Anoden-
druck steigenden Durchtrittsiiberspannungen und danach die mit dem Druck fallenden
Ruhespannungen fiir erneut sinkende Zellstrome sorgen. Dieser Abfall der Zellstrome
setzt sich ab 33.6 s auch bei konstanter Drehzahl fort, bis am Simulationsende der
Zellstrom 193 A und der globale Brennstoffnutzungsgrad wieder 85 % betrigt. Die
Griinde dafiir sind die Verldufe des Sekundér- und des aus dem Reformer austreten-
den Massenstroms. Wihrend in der Ausgleichsphase ersterer steigt und den Methan-
gehalt im Ejektor verringert, sinkt letzterer ab. Beides reduziert die in die Anode
transportierte Brennstoffmenge, also den Zellstrom. Das Wasser/Kohlenstoff-
Verhiltnis (Bild 5.15, rechts unten) féllt dabei anfangs mit dem Anstieg der Zellspan-
nung auf 2.35 ab, steigt dann wegen der sinkenden Brennstoffzufuhr in den Ejektor
bis 0.6 s auf 2.75 und folgt danach dem Verlauf des Sekunddrmassenstroms. Das
minimale Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis wird am Ende der Drehzahlrampe erreicht
und ist mit 2.17 unkritisch.

Die Turbineneintrittstemperatur sinkt zu Beginn infolge der Reduktion des Brenn-
kammerbrennstoffmassenstroms, danach steigen bis 33.6 s sowohl die Turbinenein-
trittstemperatur als auch die Temperatur im Verbrennungsplenum an, zuerst wegen
des schnell ansteigenden, aus dem Anodenkreis austretenden Massenstroms, dann
aufgrund eines zunehmenden Restbrennstoffgehalts (Bild 5.15, links unten) und
sinkender Massenstrome im Kathodenkreis. Bei konstanter Drehzahl fallen mit dem
Restbrennstoffgehalt beide Temperaturen wieder und betragen am Simulationsende 90
bzw. 96 % der Ausgangswerte. Der an den Wirmeiibertrager abgefiihrte Warmestrom
folgt diesem Verlauf, wird tendenziell aber kleiner. Bis zum Ausgleich der Wirme-
strombilanz des Wiarmeiibertragers vergehen 110 s (Bild 5.15, Mitte rechts), in denen
die Temperatur des Warmetibertragers und des Luftmassenstroms sowie der an diesen
abgegebene Wirmestrom sinken. Die wihrend des Drehzahlabfalls ansteigenden
Temperaturen storen jedoch den Ausgleich und verursachen zwischen 17 und 40 s
eine positive Wirmestrombilanz und steigende Temperaturen im Wirmeiibertrager
und im Gasstrom auf der Luftseite. Neben den Temperaturdifferenzen werden die
Wirmestrome dabei auch von Wirmeiibertragungskoeffizienten beeinflusst, welche
mit abnehmenden Dichten bzw. Massenstromen um bis zu 30 % sinken. Dies trifft
auch auf den Wirmeiibertragungskoeffizienten im Verbrennungsplenum zu; trotzdem
folgt auch der an das obere Stackgehduse abgefiihrte Warmestrom dem Temperatur-
verlauf im Gasstrom. Der an den Luftmassenstrom abgegebene Wirmestrom ist je-
doch maBgeblich von der Brennstoffzelleneintrittstemperatur bestimmt, die infolge
der Wirmeiibertragung im Wirmeiibertrager bis 15 s sinkt, dann steigt und ab 42 s bis
zum Simulationsende erneut abfillt (s. 0.). Die instationdre Wirmestrombilanz lésst



118 5 Betriebsverhalten des Hybridsystems

sich daher in drei groe Zonen aufteilen: zwei negative und dazwischen eine positive
(Bild 5.15, Mitte rechts). Erst ab 80 s, wenn der Temperaturausgleich im Wirmeii-
bertrager abgeschlossen ist, beginnt auch die Warmestromdifferenz im oberen Stack-
gehduse endgiiltig zu fallen, bis nach weiteren 430 s der Ausgleich erreicht ist und
dessen Temperatur mit 97.5 % des Ausgangswertes nahezu ihren Endwert erreicht hat
(Bild 5.15, Mitte links). Die Wirmestrombilanz im unteren Stackgehduse wird zu-
néchst fiir 4 s aufgrund des Zellstromabfalls negativ, bevor der an die Kathode abge-
gebene Wirmestrom sinkt und die Bilanz positive Werte annimmt. Den sinkenden
Wirmestrom verursacht dabei eine Kathodentemperatur, die wihrend des Drehzahlab-
falls aufgrund eines sinkenden durch die Kathode stromenden Massenstroms steigt, da
die Temperatur am Eintritt kleiner ist als die am Austritt. Ab 33.6 s sind sowohl der
sinkende Zellstrom als auch die fallende Brennstoffzelleneintrittstemperatur (s. o.) die
Griinde dafiir, dass der Temperaturausgleich im unteren Stackgehiuse im Gegensatz
zu den bisher analysierten Zustandsinderungen, bei denen der Ausgleich mindestens
2 h bendtigte, nach nur 370 s erreicht wird. Folge dieses schnellen Temperaturaus-
gleichs ist eine fast konstante untere Stackgehédusetemperatur. Andere Temperaturen
weisen dagegen mit bis zu 10 % groBere Anderungen auf (Bild 5.15, Mitte links).

Die Gasturbinenleistung sinkt infolge kleinerer Turbineneintrittstemperaturen (-10 %)
und Massenstrome (-25 %) auf nahezu 56 % ab (Bild 5.15, rechts unten), die der
Brennstoffzelle betrigt am Ende der Simulation 80 % des Ausgangspunktes. Bei
einem Leistungsanteil der Gasturbine von fast 40 % im Auslegungspunkt fiihrt das zu
dem beabsichtigten Leistungsabfall von 70 %. Dabei schwankt die Leistungsidnde-
rungsrate jedoch recht stark und ist insbesondere in den ersten 35 s verbesserungs-
wiirdig.

Anmerkungen zu einer Lasterh6hung (Sim. 10, Tabelle 5.3) werden in Anhang A17
gegeben.

5.2.6 Zusammenfassung

Die Untersuchung des dynamischen Betriebsverhaltens zeigt — und bestitigt damit die
Erkenntnisse aus Kap. 5.1, dass die Variation von nur einer Stellgréfie zu stationédren
Betriebspunkten fithren kann, in denen manche Betriebsparameter (z. B. der Wir-
kungsgrad) nicht optimal sind und andere kritische Betriebsgrenzen iiberschreiten. Ob
dies tatsdchlich geschieht, hingt jedoch vom Ausmal der Variation ab.

Die Simulation der Zustandsdnderungen nach einzelnen Stellgroleninderungen hat
wie beabsichtigt zum Verstdndnis der in den Sim. 9 und 10 simulierten Lastéinderun-
gen beigetragen. Denn viele dabei auftretende Effekte sind in dhnlicher Form auch in
den ersten acht Simulationen zu beobachten, sodass deren Ursachen eindeutig nach-
gewiesen werden konnen. Beispiele sind der Druckanstieg im Ejektor (Sim. 3 und 9),
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der aufeinanderfolgende Temperaturausgleich in den drei wirmeiibertragenden Bau-
teilen oder die Kopplungseffekte zwischen Kathoden- und Anodenkreis, welche iiber-
wiegend auf den sich im Verbrennungsplenum und in der Anode unterschiedlich
schnell verdndernden Driicken beruhen. Dies ldsst zusammen mit der Beobachtung,
dass Zustandsédnderungen von zwei verschiedenen Startpunkten aus infolge entgegen
gesetzter StellgrofBenvariationen nach einem fast identischen Schema ablaufen, auf
lineare Eigenschaften des Hybridsystems schlieBen, was die Linearisierung und die
Anwendung der linearen Reglungstheorie erleichtert (Kap. 6).

Die Untersuchung des dynamischen Betriebsverhaltens zeigt auerdem, dass es auch
wihrend Zustandsénderungen zu kritischen Betriebszustinden kommen kann; und
zwar nicht nur, wenn nur eine Stellgrole wie z.B. die Drehzahl variiert wird
(Kap. 5.2.1), sondern auch, wenn alle vier Stellgr6en zusammen variiert werden, um
eine Lastdnderung auf der in Kap. 5.1.6 festgelegten Betriebslinie durchzufiihren
(Kap. 5.2.5). In beiden Beispielen nihern sich der Verdichterbetriebspunkt, das Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnis sowie der Differenzdruck zwischen Anode und Kathode
ihren Grenzwerten bzw. {iberschreiten diese sogar. Im Einzelnen hingt das Verhalten
wiederum vom AusmaB aber zusitzlich noch von der Anderungsgeschwindigkeit der
StellgroBenvariationen ab. Demzufolge ist eine Regelung erforderlich, die die zeitli-
chen Verldufe der vier StellgroBen so aufeinander abstimmt, dass auch in dynami-
schen Betriebszustidnden stets ein ausreichender Abstand zu sdmtlichen Betriebsgren-
zen eingehalten wird.

Dies ist jedoch nur eine Aufgabe der Regelung. Zusitzlich muss sie die Hybridsys-
temleistung einer als Fiithrungsgrofle vorgegebenen Sollleistung moglichst schnell
nachfiihren, da dies durch eine einfache Steuerung nur bedingt moglich ist
(Kap. 5.2.5). Die Analyse des kausalen Ablaufs der Zustandsidnderungen liefert nun
wichtige Hinweise dariiber, auf welche Art und Weise die Reglung beide Aufgaben
erfiilllen kann: Mit der Zellspannung kann die Leistung sehr schnell beeinflusst wer-
den. Parallel sind iiber die Drehzahl, den Brennstoffdruck und den -massenstrom die
fiir den momentanen Zellstrom richtigen Mengen an Sauerstoff und Brennstoff in die
Brennstoffzelle bzw. die Brennkammer zu fordern. Dabei schrinkt die Pumpgrenze
die Dynamik des Rotors allerdings stark ein, wihrend die Dynamik der beiden Brenn-
stoffstrome zwischen derjenigen der Ubertragungspfade Spannung — Leistung und
Solldrehzahl — Luftmenge liegt. Zusétzlich lidsst sich iiber die Turbineneintrittstem-
peratur auch in transienten Betriebszustéinden der Abstand zur Pumpgrenze und iiber
die Stackeintrittstemperatur der Kiihlluftbedarf und der Differenzdruck beeinflussen.

Da der 0-dimensionale Modellansatz eine recht grobe Vereinfachung darstellt und die
meisten der das stationdre und dynamische Verhalten bestimmenden Parameter des
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modellierten Hybridsystems (spez. Widerstinde, Austauschstromdichten, Volumen,
Massen, etc.) nur abgeschétzt und nicht anhand von Messdaten validiert werden konn-
ten, konnen die Simulationsergebnisse in ihren quantitativen Aussagen weit von den
realen Verhiltnissen abweichen. Der beschriebene kausale Ablauf der Zustandsidnde-
rungen wird dagegen als weitgehend zutreffend bewertet, obwohl die ,,stationdre™
Modellierung der Gaszusammensetzung (Kap. 3.1) und der Gleichgewichtsansatz im
Reformer und in der Brennstoffzelle diesen beeinflussen. Die Gaszusammensetzungen
dndern sich dadurch zu schnell, verstirken z. B. den Brennstoffstrom in die Brenn-
stoffzelle und vergroBern den Zellstrom.



6 Systemanalyse und -optimierung

Nachdem in Kap. 5 das Betriebsverhalten des Hybridsystems eingehend und tiberwie-
gend physikalisch-technisch untersucht worden ist, erfolgt die weitere Systemanalyse
sowie die Optimierung von Zustandsédnderungen nun eher theoretisch-mathematisch
mit Methoden der linearen Systemtheorie. Dies setzt jedoch die Linearisierung des
Hybridsystemmodells und des durch Kopplung mit den Modellen der elektrischen
Betriebsmittel entstandenen Gesamtmodells voraus. Zudem wird das lineare Hybrid-
systemmodell durch Verwendung zeitvarianter Koeffizienten und Linearisierungs-
punkte zu einem quasilinearen Modell erweitert, das die Vorteile des Originalmodells
(Genauigkeit) mit denen des linearen (Rechenzeit) verbindet und somit anstatt des
nichtlinearen Modells zum Testen verschiedener Regler verwendet werden kann
(Kap. 6.1). Nach einer Validierung der linearen Modelle wird in Kap. 6.2 eine umfas-
sende Systemanalyse durchgefiihrt, die eine Eigenwertanalyse sowie die Anwendung
verschiedener Verfahren zur Ordnungsreduktion einschliefit. Dies ermdglicht bzw.
vereinfacht den in Kap. 6.3 vorgestellten Reglerentwurf, zu dem neben der Definition
der Fiihrungs-, Regel-, Stell- und Messgroflen die Festlegung der Reglerstruktur und
letztendlich die Parametrierung gehort.

6.1 Linearisierung

Jedes nichtlineare Modell kann in vektorieller Form mit dem Eingangsvektor u, dem
Zustandsvektor X und dem Ausgangsvektor Y als Differentialgleichungssystem erster
Ordnung dargestellt werden:

x = f(x,u), (6.1a)

y=g(x,u). (6.1b)
Es wird dann als Zustandsraummodell bezeichnet. Mit den Jacobi-Matrizen der Vek-
torfunktionen f und g

A B C D]:[ﬂ oA 29 ig} , 62)

X Jdu oJx oadu

X=Xg,U=Ug
deren Berechnung entweder analytisch oder numerisch an einem beliebigen, aber
durch die Vektoren Ug und Xo eindeutig definierten stationdren Linearisierungspunkt
im Zustandsraum erfolgt, ergibt sich das Zustandsraummodell in linearisierter Form:
AX=A-AX+B-Au, (6.3a)
Ay=C-Ax+D-Au. (6.3b)
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Die Vektoren Au, AX und Ay, in den weiteren Ausfithrungen nur noch mit U, X und y,
bezeichnet, sind dabei die Abweichungen von dem Linearisierungspunkt; die Matri-
zen A, B, C und D heiBen System-, Steuer-, Beobachtungs- und Durchgangsmatrix.

Die Linearisierung des Hybridsystemmodells sowie des durch Kombination mit den
Modellen der elektrischen Betriebsmittel entstandenen Gesamtmodells (vgl. Bild 3.7
und Bild 4.2) wird in drei Schritten durchgefiihrt, da die alleinige Verwendung der in
SIMULINK® enthaltenen Linearisierungsfunktionen zu teilweise abwegigen Ergebnis-
sen fiithrte [120]. Die Ableitung der linearisierten Modelle beginnt mit der numeri-
schen Bestimmung der Jacobi-Matrizen fiir jedes Komponentenmodell. Bei der Be-
rechnung der Differenzenquotienten hat sich eine relative Auslenkung jedes Eingangs
und jedes Zustandes um 0.05 % als geeignet erwiesen. Im zweiten Schritt werden die
nichtlinearen Komponentenmodelle durch die linearen ersetzt. Dies erfordert jedoch
zusitzlich die Verwendung von Verzogerungsblocken, da es ansonsten aufgrund von
Durchgangsmatrizen, die nicht der Nullmatrix entsprechen, zu algebraischen Schlei-
fen kommt. Damit liegen beide Modelle zwar bereits in linearisierter Form vor, um
das Betriebsverhalten jedoch entsprechend Gl. (6.3) mit nur einem Satz von Zustands-
raummatrizen beschreiben zu konnen, werden im letzten Schritt die Jacobi-Matrizen
fiir die zusammengesetzten, linearen Modelle berechnet.

Die Vektoren u, X und Yy des linearisierten Hybridsystemmodells entsprechen denen
des nichtlinearen Modells, welche in Anhang A10 aufgefiihrt sind. Die Kombination
des Hybridsystems mit den elektrischen Betriebsmitteln vergrofert im Gesamtmodell
die Anzahl der Eingénge auf 16, die der Zustinde auf 30 und die der Ausgidnge auf
117 (Anhang A18).

6.1.1 Quasilineares Modell

Die Beschridnkung des Giiltigkeitsbereichs von linearen Modellen auf die unmittelbare
Umgebung des Linearisierungspunkts erweist sich dann als Nachteil, wenn diese zur
Reduzierung der Rechenzeit nichtlineare Modelle ersetzen sollen oder statt einer
Festwert- eine Folgeregelung vorgesehen ist. Dies gilt insbesondere fiir Systeme, die
wie das Hybridsystem in einem groBen Betriebsbereich betrieben werden sollen.
Daher wird das lineare Modell des Hybridsystems zu einem quasilinearen Modell
weiterentwickelt. Die Entwicklung eines quasilinearen Modells fiir die elektrischen
Komponenten ist dagegen nicht notwendig, da die Modelle weniger komplex sind und
zudem der Variationsbereich der meisten Groflen (Ausnahmen: Hybridsystemleistung,
Gasturbinendrehzahl und Asynchronmaschinenmoment) kleiner ist.

Prinzipiell handelt es sich dabei weiter um ein lineares Modell, dessen Matrizen und
Linearisierungspunkte (LP) allerdings als zeitvariant betrachtet werden. Ersetzt man
darin die Zeitabhidngigkeit durch Abhéngigkeiten von allen Zustands- und Eingangs-
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grofen und beriicksichtigt davon nur die wichtigsten (Indices i/ bzw. j), ergibt sich ein
Zustandsraummodell der Form

X =A(x,U) (X =X,p(X, ;) +B(x,u))- (u=u,p(x,u,)) , (6.42)
Y-VYip(x,u;) = C(x,u))- (X _XLP(X/-U/)) +D(Xisuj)'(u_uLP(Xi-U/)) . (6.4b)

Voraussetzung dafiir ist jedoch ein Kennfeld von stationédren Linearisierungspunkten,
das die Abhingigkeiten zwischen den charakteristischen Parametern X;, U; einerseits
und den Matrizen A, B, C, D sowie den Vektoren U;p, X;p und Y, p andererseits ent-
hilt. Die Berechnung erfolgt mittels Interpolation.

Fiir das quasilineare Modell des Hybridsystems wurde basierend auf dem in Kap. 5.1
berechneten stationidren Betriebsverhalten ein dreidimensionales Kennfeld erstellt, in
dem die vier Matrizen und die drei Vektoren in Abhingigkeit der drei charakteristi-
schen Parameter untere Stackgehdusetemperatur (1), Turbineneintrittstemperatur (2)
und Drehzahl (3) abgelegt sind und das nahezu den ganzen in Kap. 5.1 dargestellten
Betriebsbereich abdeckt. Es umfasst 540 Stiitzpunkte und damit ebenso viele voll-
stiandige lineare Modelle an jeweils unterschiedlichen Linearisierungspunkten.

6.1.2 Validierung

Die Validierung der linearen Modelle wird nur fiir das Modell des Hybridsystems
durchgefiihrt. Sie beruht auf Simulationen der in Tabelle 5.3 angegebenen Betriebs-
punktdnderungen, wodurch die mit dem nichtlinearen Modell in Kap. 5.2 berechneten
zeitlichen Verldufe zum Vergleich herangezogen werden konnen. Ferner finden dabei
im Gegensatz zu [120] hauptsidchlich diejenigen Grofen Beriicksichtigung, die im
Betrieb des Hybridsystems zu iiberwachen bzw. fiir die Regelung notwendig sind
(Tabelle 6.2). Auf eine Validierung des instabilen Gesamtmodells (Kap. 6.2) kann
dagegen verzichtet werden, da die Nichtlinearititen der zum Hybridsystem hinzuge-
fiigten, elektrischen Teilmodelle vergleichsweise schwach ausgeprigt sind. Dies
zeigten Untersuchungen des Betriebsverhaltens der elektrischen Betriebsmittel fiir den
in Kap. 5.1.6 festgelegten Betriebsbereich.

Nach Durchfithrung der Simulationen und vergleichenden Betrachtungen zeigt sich,
dass das lineare und das quasilineare Modell das Verhalten des Hybridsystems hinrei-
chend genau beschreiben, um zur Reglerentwicklung bzw. zum Testen desselbigen
eingesetzt zu werden. Dieses grundsitzliche Ergebnis wird von den nachfolgend
prasentierten Bildern bestitigt, bei denen es sich aufgrund der grofen Anzahl von
Simulationen und untersuchten Parametern jedoch nur um eine représentative Aus-
wahl handelt. Im Einzelnen weisen sie Besonderheiten auf, die zu einem etwas diffe-
renzierteren Ergebnis fiihren.
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Bild 6.1: Validierung des linearen (griin) und des quasilinearen (blau) anhand des nichtlinea-
ren Hybridsystemmodells (rot)
(a) Pumpgrenzenabstandsindikator (Sim. 9, Tabelle 5.3; links oben)
(b) Turbineneintrittstemperatur (Sim. 9, Tabelle 5.3; links unten)
(c) Verdichtermassenstrom (Sim. 7, Tabelle 5.3; Mitte oben)
(d) Hybridsystemleistung (Sim. 1, Tabelle 5.3; Mitte unten)
(e) Anodengastemperatur (Sim. 6, Tabelle 5.3; rechts oben)
(f) Differenzdruck zw. Anode und Kathode (Sim. 4, Tabelle 5.3; rechts unten)

Wie erwartet bildet meistens das quasilineare Modell aufgrund der Modellnachfiih-
rung das Verhalten des Hybridsystems besser ab als das lineare. Wihrend die Abwei-
chungen des quasilinearen Modells (jeweils bezogen auf die aktuellen, absoluten
Referenzwerte der betrachteten GroBen) selten bzw. nur bei den GréBen, deren abso-
lute Werte sehr klein sind, iiber 3 % liegen, betragen sie fiir mehrere, von dem linea-
ren Modell berechnete GroBen iiber 5 % (z. B. fiir die Gasturbinenleistung). Diese
Linearisierungsfehler sind dabei umso grofer, je weiter der aktuelle Betriebspunkt
vom Linearisierungspunkt entfernt ist, da sich insbesondere dann die Nichtlinearititen
des Systems auswirken, von denen das Verdichterkennfeld und das Strom-Spannungs-
Verhalten der Brennstoftzelle den grofiten Einfluss haben. So kommt es bei denjeni-
gen Betriebspunktinderungen zu groBeren Abweichungen des linearen Modells, in
denen entweder die Drehzahl variiert wird, oder sich die untere Stackgehduse- bzw.
die Turbineneintrittstemperatur deutlich dndern. Beispiele sind die Hybridsystemleis-
tung, der Verdichtermassenstrom, die Turbineneintrittstemperatur oder der Pump-
grenzenabstandsindikator (Bild 6.1, a-d). Letzterer sei fiir den jeweils aktuellen Mas-
senstrom definiert als Differenz zwischen dem momentanen Druckverhiltnis und dem
Druckverhiltnis bei einem Pumpgrenzenabstand von 4 %. Die Abweichung der Hyb-
ridsystemleistung lédsst sich dabei insbesondere auf den nichtlinearen Zusammenhang
zwischen Stacktemperatur und Zellstrom zuriickfithren, welcher besagt, dass der
Strom mit wachsender Temperatur zundchst ansteigt, bevor er wieder absinkt
(vgl. Kap. 5). Die festgestellten Abweichungen betreffen jedoch vorwiegend das
stationdre Verhalten; das fiir die Reglerparametrierung wichtigere, durch die Zeitkon-
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stanten einzelner physikalischer Phénomene definierte dynamische Verhalten ist
dagegen weitgehend identisch und damit unabhéngig vom jeweiligen Linearisie-
rungspunkt. Dieses Ergebnis wird durch Bild 6.1e, f nochmals bestitigt: Obwohl sich
die fehlende stationédre Genauigkeit des linearen Modells bereits zu Simulationsbeginn
auBert, da der Startpunkt der Simulation nicht der Auslegungspunkt sondern der 70%-
Lastpunkt ist und die Fehler bis zu 21 % betragen, sind die zeitlichen Verlaufe der
dargestellten Grofen in etwa parallel.

85 — 285 250r———————
; _ \\ 7: E
275 == S os0 / S <& 240
=3 E \ - e =
\/ \\ < L/
6.5 275 230
10" 10° 10" 10° 10° 10 10" 10 10" 100 10° 10° 10" 10° 10" 10° 10° 10°
27 ~ 1700
25 /\ — o T T 1600 /
- _ A T / —
ea \ 17 = = 1500 / \\:\f/'/l
- \\ 4 25 ///
N -
2.1 14000
10t 10° 10" 10° 10° 10 10" 10 10" 102 10° 10* 10" 10° 10 10° 10° 10°
Zeit [s] Zeit [s] Zeit[s]

Bild 6.2: Validierung des linearen (griin) und des quasilinearen (blau) anhand des nichtlinea-
ren Modells (rot)
(a) Brennstoffzellenleistung (Sim. 10, Tabelle 5.3; links oben)
(b) Wasser/Kohlenstoff-Verhdltnis (Sim. 10, Tabelle 5.3; links unten)
(c) Differenzdruck zw. Anode und Verbrennungspl. (Sim. 3, Tabelle 5.3; Mitte oben)
(d) Wasser/Kohlenstoff-Verhdiltnis (Sim. 5, Tabelle 5.3; Mitte unten)
(e) Zellstrom (Sim. 3, Tabelle 5.3; rechts oben)
(f) Turbineneintrittstemperatur (Sim. 1, Tabelle 5.3; rechts unten)

Manchmal ist aber auch das lineare Modell genauer. Beispiele lassen sich im Verlauf
der Brennstoffzellenleistung finden (Bild 6.2a, zw. 0.4 und 20 s), in dem des Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnisses (Bild 6.2b, zw. 0.7 und 10 s bzw. Bild 6.2d) oder in
dem des Differenzdrucks zwischen Anode und Kathode (Bild 6.2¢). Dabei kénnen die
Fallbeispiele in zwei Gruppen mit unterschiedlichen Erkldrungsansitzen unterteilt
werden. Zur ersten gehoren die Fille, in denen das quasilineare Modell fiir einen
begrenzten Zeitraum zu Beginn der Simulation ungenauer ist, z. B. wihrend der Dreh-
zahldnderung in Bild 6.2a, b. Die dort auftretenden Betriebspunkte sind in hohem
Male von dynamischen Vorgingen geprigt (vgl. Kap. 5.2), sodass sie stark von den
stationdren Punkten abweichen, auf denen das quasilineare Modell basiert. Folglich
kann es zu Abweichungen kommen, die unter bestimmten Voraussetzungen die des
linearen Modells iibertreffen. Eine dieser Voraussetzungen ist dabei, dass der Lineari-
sierungsfehler klein sein und der Betriebspunkt somit in der Néhe des Linearisie-
rungspunkts liegen muss. Zur zweiten Gruppe zihlen die Fille, in denen das quasili-
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neare Modell am Simulationsende und u. U. fiir einen grolen Zeitraum ungenauer ist
(Bild 6.2¢, d). Hier liegt die Ursache in der Interpolation der dem quasilinearen Mo-
dell zugrunde liegenden linearen Modelle. Definitionsgemif ist zwar im quasilinearen
Modell, d. h. in Gl. (6.4), die Bedingung fiir stationire Betriebspunkte X =0 fiir alle
Eingangs- und Zustandsvektoren (X, u) erfiillt, die den interpolierten Vektoren
(x, u)Lp entsprechen. Im Allgemeinen trifft dies jedoch nicht zu, wenn man dieselben
Vektoren in die nichtlineare Beziehung Gl. (6.1) einsetzt, woraus Abweichungen
resultieren, die unter bestimmten Voraussetzungen (s. 0.) wieder die des linearen Mo-
dells iibertreffen konnen. Allerdings werden diese Aussagen dadurch relativiert, dass
die absoluten Abweichungen des quasilinearen Modells meistens gering sind (s. 0.).

Weitere erwihnenswerte Merkmale betreffen beispielsweise den Verlauf der Hybrid-
systemleistung infolge einer Spannungsidnderung (Sim. 3, Tabelle 5.3) oder den Ver-
lauf der Turbineneintrittstemperatur bei einer schnellen Drehzahldnderung (Sim. 1,
Tabelle 5.3). So zeigt Bild 6.2e dass weder das lineare noch das quasilineare Modell
den in Kap. 5.2.2 erlduterten schnellen Einschwingvorgang des Zellstroms richtig
wiedergeben, was moglicherweise an den bei der Linearisierung verwendeten Verzo-
gerungsblocken liegt. Demgegeniiber weist Bild 6.2f auf eine dritte Fehlerquelle im
quasilinearen Modell hin: bei den zw. 3 und 20 s auftretenden Abweichungen handelt
es sich auch beim quasilinearen Modell um Linearisierungsfehler, da im erwihnten
Zeitfenster die Turbineneintrittstemperatur auflerhalb des durch das Kennfeld abge-
deckten Intervalls (1083 bis 1483 K) liegt. Somit ist der verwendete Stiitzpunkt wie
im linearen Modell der Linearisierungspunkt weit vom aktuellen Betriebspunkt ent-
fernt.

6.2 Systemanalyse

Den Untersuchungen in diesem Kapitel werden einige Definitionen und Herleitungen
aus der linearen Systemtheorie vorangestellt, welche zur Analyse des dynamischen
Systemverhaltens notwendig sind. Daran anschliefend erfolgt die Berechnung der
systemspezifischen Eigenwerte und Nullstellen, wobei mittels Parametervariationen
eine gute Zuordnung zwischen Eigenwerten und physikalischen Vorgingen gelingt.
Zuletzt werden mehrere Verfahren zur Reduktion der Systemordnung verglichen.

6.2.1 Systemtheoretische Grundlagen
Die Losung des Differentialgleichungssystems (6.3) erfolgt analog zu der einfacher
Differentialgleichungen erster Ordnung iiber die zwei Ansatzfunktionen

x(t) = e*k, (6.52)
x(t) = e*k(t) . (6.5b)
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Der Ansatz (6.5a) 16st das zugehorige homogene Differentialgleichungssystem. Dabei
ist die Matrixexponentialfunktion e durch eine Reihe definiert, dessen Struktur der
Reihenentwicklung der e-Funktion entspricht, sodass die Differentiation von e dann
AeM ergibt. Der Ansatz (6.5b) fiihrt iiber die Variation der Konstanten zur Losung der
inhomogenen Differentialgleichungen. Nach Einsetzen der beiden Losungen in
Gl. (6.3) erhélt man die Bewegungsgleichungen fiir den Zustand und den Ausgang:

t
x(t) = e*x, + f e*"Bu(r)dr , (6.6a)
0

t
y(t) = Ce™x, + j Ce*" I Bu(r)dr +Du(t) . (6.6b)
0

Da die Zustandsvariablen in einem Zustandraummodell nicht eindeutig sind, ist es
moglich, diese mittels regulédrer Transformationsmatrizen T zu verindern:

X(H)=T"'x(t). 6.7)
Daraus resultiert ein transformiertes Zustandsraummodell mit den Systemmatrizen
A=T'AT, B=T'B, C=CT, D=D, (6.8)

welches jedoch weiterhin dasselbe dynamische Verhalten beschreibt. Setzt man eine
diagonalisierbare Systemmatrix A voraus und verwendet fiir T die Eigenvektormatrix

V, wird A zu einer Diagonalmatrix mit den Eigenwerten 4; auf der Hauptdiagonalen,
die sich aus der charakteristischen Gleichung

det(AU-A)=2"+k, A" +...+kA+k, =0 (6.9)

berechnen lassen. Die Bewegungsgleichungen fiir diese kanonische Normalform
genannte Form des Zustandsraummodells

t
(1) = diage*'x, + j diage* " “Bu(r)dr, (6.10a)
0

t
y(t) = Cdiage™'%, + jédiag e Bu(r)dr + Du(t) (6.10b)
0

zeigen, dass die vorher miteinander verkoppelten Differentialgleichungen in
n=dim(A) unabhingige Eigenvorginge transformiert worden sind, deren zeitliches
Verhalten maBgeblich durch die Eigenwerte Ax bestimmt ist: wihrend komplexe
Anteile von Ak ein schwingendes Verhalten verursachen (Eulersche Formel), bewirken
negative Realteile von Ak ein ab-, positive dagegen ein aufklingendes Verhalten.

Diese Erkenntnis fithrt im Zusammenhang mit den Definitionen des Stabilititsbegriffs
zu einfachen Stabilitdtskriterien: Ein System ist (asymptotisch) stabil, wenn fiir dia-
gonalidhnliche Matrizen A die Realteile simtlicher Eigenwerte kleiner gleich (kleiner)
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Null sind. Man spricht von (asymptotischer) Zustandsstabilitdt, wenn bei beschriank-
tem Anfangszustand eine geeignete Norm des Zustandsvektors fiir t—oo beschriankt
bleibt (gegen Null geht). Ein System ist indessen E/A-stabil, d. h. beschrinkte Ein-
gangs- erzeugen beschrinkte Ausgangssignale, wenn simtliche Pole der Ubertra-
gungsfunktion (s. u.) negative Realteile haben. Weitere Stabilitéitskriterien sind z. B.
das Hurwitz- und das Routhkriterium, die beide ohne eine Bestimmung der Eigenwer-
te auskommen.

Eine weitere wichtige Funktion ist die Gewichtsfunktionsmatrix G(t), welche mit der
Systemantwort auf eine impulsformige EingangsgroBe J(t) tibereinstimmt und daher
bei verschwindendem Anfangszustand Xp aus Gl. (6.6b) berechnet werden kann:
G(t)=Ce*B+Dds(t). 6.11)
Die weiteren Betrachtungen beruhen darauf, dass sich (fast) jede Funktion als Super-
position von auf- und abklingenden Sinusfunktionen darstellen lidsst. Verwendet man
eine solche Elementarfunktion u(t)=0e" mit der komplexen Frequenz i = & + jw

als Eingangssignal und 16st das Integral in Gl. (6.10b), ergibt sich fiir den Ausgang in
Indexschreibweise ein Ausdruck mit drei Anteilen:

no m n 5 0 m o0 & B
Yi(t) =D Cu X, 8™ ZZ Lt 4| 3 0y d |0e”. (6.12)
k=1 = k= M —/1;( =R
e B
i frei i Vis

Die Anfangsauslenkung Xo ruft die freie oder Eigenbewegung Ve hervor, das Uber-
gangsverhalten Yy, besteht aus den durch den Eingang angeregten Eigenvorgidngen und
das stationédre Verhalten Ys ist durch die Dynamik des Eingangssignals festgelegt; die
letzten beiden Anteile bilden dabei die erzwungene Bewegung.

Im Gegensatz zum Zustandsraummodell beschreibt die Ubertragungsfunktionsmatrix,
als Quotient der Laplacetransformierten von Ausgangs- und Eingangsgrofie

G(s):ﬂzc(sl—A)"BJrD (6.13)
U(s)

lediglich das E/A-Verhalten des Systems. Aufgrund der inversen Matrix ist jedes
Element in der Ubertragungsfunktionsmatrix eine gebrochen rationale Funktion,
dessen Nenner mit der charakteristischen Gleichung (Gl. 6.9) tibereinstimmt. Folglich
sind zwar alle Pole der skalaren Ubertragungsfunktionen Gj(s) Eigenwerte der Sys-
temmatrix A, aber nicht alle Eigenwerte sind zwangsliufig Pole. Letzteres ist dann der
Fall, wenn ein Pol und eine Nullstelle identisch sind und sich die entsprechenden
Linearfaktoren kiirzen lassen. Mittels der nach Gl. (6.6b) durch Faltung einer Elemen-
tarfunktion (s. 0.) mit der Gewichtsfunktion gj(t) des Ubertragungswegs vom Eingang
Jzum Ausgang i hergeleiteten Beziehung
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y,.,(l‘) — ‘Gi/(’u =5+ ja))‘ 0/_e§tefﬂ)f+arg(6,,(/1:5+/w)) ) (6.14)

die fiir 60 die Definition des Frequenzgangs Gj(jw) enthilt, gelingt eine anschauli-
che Interpretation der Ubertragungsfunktion: Die Amplitude eines Signals mit der
komplexen Frequenz x wird durch den Betrag von Gj verstirkt bzw. abgeschwicht,
wihrend seine Phase durch das Argument von Gj verschoben wird. Zusammen mit
Gl. (6.12) zeigt sich in Gl. (6.14) eine weitere Eigenschaft der Eigenwerte bzw. Pole:
Signale mit einer komplexen Frequenz, die der eines Pols entspricht, werden unend-
lich stark verstérkt.

Wihrend die Pole eines Systems ausschlieBlich von den durch die Matrix A beschrie-
benen physikalischen Wirkprinzipien festgelegt werden, werden die im Folgenden zu
definierenden und interpretierenden Nullstellen durch die Matrizen B und C be-
stimmt; sie entstehen im Allgemeinen durch die Uberlagerung mehrerer Wirkungsket-
ten. Man unterscheidet zwischen Ubertragungs-, Entkopplungs- und invarianten Null-
stellen. Ubertragungsnullstellen sind diejenigen komplexen Frequenzen Sp, welche
das System nicht iibertragen kann und sich aus

detG(s,)=0 fiir dim(u) =dim(y), (6.15a)
RangG(s,) < maxRangG(s) fiir dim(u) = dim(y) (6.15b)

ergeben. Die invarianten Nullstellen sind ebenfalls durch Gl. (6.15) definiert, wenn
die Ubertragungsfunktionsmatrix durch die ROSENBROCK-Systemmatrix

ss-A -B
P(s)_( c D] (6.16)

ersetzt wird. Ist eine Frequenz Sp eine invariante Nullstelle, aber keine Ubertragungs-
nullstelle, handelt es sich um eine Entkopplungsnullstelle. Sie ist dann gleichzeitig
Eigenwert von A und die dazugehorenden Linearfaktoren lassen sich im Gegensatz zu
den Ubertragungsnullstellen in jedem Element von G(s) kiirzen. Der Eigenvorgang
g ist dann entweder durch den Eingang nicht steuerbar oder durch den Ausgang
nicht beobachtbar.

Der Begriff der vollstindigen Steuerbarkeit beschreibt die Eigenschaft, ein System in
einem endlichen Zeitintervall von einem beliebigen Anfangszustand X, durch eine
geeignete Steuerung U in einen anderen beliebigen Endzustand X.,4 tiberfithren zu
konnen. Bei der Eigenschaft, aus iiber einem endlichen Zeitintervall bekannten Ver-
laufen von Ein- und Ausgang u bzw. y den Anfangszustand X, rekonstruieren zu
konnen, wird hingegen von vollstindiger Beobachtbarkeit gesprochen. Als Nachweis
fiir die genannten Eigenschaften gibt u. a. Hautus [68] zwei Kriterien an: ein System
(A, B, C, D) der Ordnung n ist genau dann vollstéindig steuerbar bzw. beobachtbar,
wenn Gl. (6.17) bzw. Gl. (6.18) fiir alle Eigenwerte Ax der Matrix A erfiillt ist.
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Rang([4l-A B])=n (6.17)
Al-A
Rangq kc D: n (6.18)

Ferner ist ein System minimalphasig, wenn es fiir seinen Amplitudengang die mini-
mal moglich Phase hat und die Realteile aller Ubertragungsnullstellen und Pole nega-
tiv sind. Ansonsten treten Allpassanteile mit |Gj(jw)l = 1 auf, deren Ubergangsfunkti-
on fiir kleine Zeiten ein anderes Vorzeichen haben als fiir grofie Zeiten.

6.2.2 Eigenwertverteilung

Die Eigenwerte der betrachteten und im Auslegungspunkt abgeleiteten linearen Mo-
delle sind in Bild 6.3 in der komplexen Ebene dargestellt bzw. in Anhang A19 ange-
geben; beide Systeme haben keine Nullstellen, sind minimalphasig und zudem steif.
Das Verhiltnis der Eigenwerte mit dem kleinsten und groften negativen Realteil
betrigt fiir das Hybridsystemmodell 6.8e6 und fiir das Gesamtsystem 2e7.

4 4
x
0.8
x
0.4 2 2
} o x
2 z .
K x <
20k xx x xxm x xxx x x x I% O » xoum womuxuxx % % x«  x %0
c =4
S x S M
@ ©
E o4 £ .
2 2
x
0.8
x
‘2 ‘1 ‘n ‘1 ‘2 ‘3 4 '43 2 1 ) -1 2 EPEPE ,',‘11
400 -0 10" -10° -107 <102 -10° 10 -10° -10° -10' -10° -10" 10 1090403090
reale Achse reale Achse
Bild 6.3: (a) PN-Bild des Hybridsystemmodells (links) und (b) des Gesamtmodells (rechts)

Das Hybridsystemmodell hat 22 Pole mit ausschliellich negativen Realteilen; zudem
ist die Matrix A diagonalisierbar. Folglich ist das System asymptotisch stabil. Dieses
Ergebnis wird von den in Kap. 5.2 durchgefiihrten dynamischen Simulationen besti-
tigt, welche alle ein stabiles Verhalten aufweisen. Die Stabilitt ist jedoch auch an der
Struktur der verwendeten nichtlinearen Differentialgleichungen zu erkennen, da jede
Storung eines beliebigen Zustandes (z. B. einer Temperatur oder eines Druckes) einen
entgegen gerichteten Ausgleichsvorgang hervorruft (vgl. Kap. 3.8). Des Weiteren sind
sechs Pole konjugiert komplex. Damit hat das System schwingungsfihige Eigenvor-
géinge, die in den dynamischen Simulationen u. a. den Verlauf des Zellstroms beein-
flussen (Kap. 5.2). Allerdings ist die Ddmpfung dabei mit tiber 0.99 sehr hoch, wes-
halb die Schwingungen nur schwach ausgeprigt sind, die Eigenfrequenzen liegen
zwischen 0.10 und 6.7 1/s.
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Unter den 30 Polen des Gesamtsystems gibt es zwar ebenfalls drei konjugiert kom-
plexe Polpaare, aufgrund anderer Eigenfrequenzen (41 1/s) und D@mpfungen (0.4)
sind jedoch gleiche physikalische Ursachen unwahrscheinlich. Zudem haben drei Pole
positive Realteile, welche das System instabil und eine Regelung erforderlich machen.
Wie ein Vergleich zeigt, bleibt ein Grofteil der Pole bei der Verkopplung zu einem
Gesamtsystem aber unveridndert.

Fiir eine physikalische Interpretation der Pole bzw. der Systemdynamik sind weitere
Betrachtungen notwendig. Eine einfache Methode, physikalischen Phinomenen cha-
rakteristische Zeiten zuzuordnen, ist die Bildung von Quotienten, welche sich im
Zihler aus einer die Speicherfihigkeit einer Komponente beschreibenden Grofe als
Trigheitsparameter und im Nenner aus einer dazugehorigen Flussgrofie zusammen-
setzen. Ein Beispiel ist der Quotient aus Komponentenvolumen und durchflieBendem
Massenstrom multipliziert mit der Gasdichte. Die so bestimmten Zeiten wurden in
[71], [120] zur Festlegung des Zeitschrittes der numerischen Integration verwendet.
Da es jedoch zu jeder modellierten Differentialgleichung erster Ordnung eine der
obigen Definition entsprechende charakteristische Zeit gibt, konnen diese Zeiten auch
zum Vergleich mit den Polen herangezogen werden. Weil die Ergebnisse jedoch recht
unterschiedlich sind, wird auf deren Darstellung verzichtet. Trotzdem sind auf diese
Weise folgende, qualitative Aussagen moglich, welche von den durchgefiihrten Para-
metervariationen auch bestitigt werden konnen (s. u.): die schnelle Dynamik wird von
der Impulsgleichung (Gl. 3.64), der Brennkammer und dem Zellstrom verursacht,
wihrend die Wiarmespeicherung sowie die Gasdynamik im Reformer (wegen des
groflen Volumens, s. Anhang A4) die langsamen Pole bestimmen.

Eine zuverldssigere Methode besteht in der Variation der die Dynamik zu einem
groflen Teil bestimmenden Trigheitsparameter in den Differentialgleichungen. An-
schlieBend werden die sich daraus ergebenden Polverschiebungen analysiert, um
damit Verkniipfungen zwischen den Polen, d. h. der Systemdynamik einerseits und
den Differentialgleichungen, also den physikalischen Vorgéngen andererseits abzulei-
ten. Die Vorgehensweise umfasst dabei folgende Schritte:

- Halbierung eines Trigheitsparameters,
- Durchfithrung der Linearisierung (Kap. 6.1) und Berechnung der Pole,

- Sortierung der Pole nach absteigendem Realteil unter der Bedingung, dass
sich moglichst wenig Pole verdndern,

- Berechnung der prozentualen Abweichungen der Realteile.

Die Ergebnisse sind als Balkendiagramme dargestellt, in Bild 6.4 fiir das Hybridsys-
tem und in Bild 6.5 fiir das Gesamtmodell. Die x-Achse kennzeichnet jeweils den
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variierten Triagheitsparameter, die y-Achse den Eigenwert; auf der z-Achse ist die
Verinderung des Realteils der Eigenwerte aufgetragen.
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Bild 6.4: Eigenwertverdnderung nach Parametervariation fiir das Hybridsystem

Bild 6.4 zeigt deutlich, dass die Parametervariation eine Zuordnung der Eigenwerte zu
einzelnen Differentialgleichungen ermoglicht. Denn jeder Eigenwert wird nur von
einzelnen Trigheitsparametern stark beeinflusst und umgekehrt verschieben sich
durch die Variation eines Trigheitsparameters nur sehr wenige Eigenwerte deutlich.
Obwohl die absolute Hohe der Balken dabei von untergeordneter Bedeutung ist, liegt
sie in den meisten Fillen bei ca. 100 % und bestitigt somit zusitzlich die Zuordnun-
gen, da sie analog zu den halbierten Trigheitsgroflen eine Halbierung der Zeitkonstan-
ten bedeuten. Als Beispiel sei die Verkniipfung zwischen dem 22. Eigenwert und der
Impulsgleichung (Gl. 3.64) im Ejektor mit der Lidnge L der Mischungsstrecke als
Triagheitsparameter genannt. Weiterhin féllt auf, dass variierte Komponentenvolumen
meistens zwei stark abweichende Eigenwerte zur Folge haben, wie z. B. das Brenn-
kammervolumen die Eigenwerte 15 und 21. Dies ist jedoch offensichtlich. Denn jedes
Komponentenvolumen beeinflusst nicht nur eine, sondern mit der Kontinuitéts- und
der Energiegleichung zwei Differentialgleichungen. Der jeweilige Abstand zwischen
den beiden Eigenwerten charakterisiert dabei den Unterschied zwischen der Tempera-
tur- und der Druckdynamik. Dieser kann entweder wie bei der Verdichterdynamik mit
einem Verhéltnis von 80 sehr grof} sein oder wie bei der Ejektordynamik mit einem
Verhiltnis von 2 eher klein. Einige Eigenwerte hidngen aber auch von mehreren Trig-
heitsparametern ab, was auf Kopplungen zwischen einzelnen Differentialgleichungen
hindeutet. Ein Beispiel dafiir ist das konjugiert komplexe Polpaar 13/14, in dem sich
Einfliisse der Anodengasdynamik und der instationdren Spannungsbilanzen (Gl. 3.54
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— 3.56) zeigen. Dabei betreffen die Kopplungen nicht nur benachbarte Komponenten,
was die Pole 8 bis 10 belegen.

Die im vorigen Abschnitt beschriebenen Beobachtungen sind groftenteils auch fiir
das Gesamtmodell zutreffend (Bild 6.5). Auch hier weisen signifikante Polverschie-
bungen auf Verbindungen zwischen den jeweiligen Eigenwerten und einzelnen Diffe-
rentialgleichungen hin. Dabei zeigt sich, dass die Kopplung des Hybridsystemmodells
mit den Modellen der elektrischen Betriebsmittel nicht nur die Zahlenwerte vieler
Pole unverindert lésst, sondern auch die Zuordnungen zu den Differentialgleichungen
erhalten bleiben. Ein Beispiel sind die dem Verdichter zugeordneten Pole 7 und 19
bzw. 11 und 27 (Bild 6.4, Bild 6.5, Anhang A19).
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Bild 6.5: Eigenwertverdnderung nach Parametervariation fiir das Gesamtmodell

Auch der zweite Pol des Gesamtmodells, der mit der Ersatzmasse des Netzes ver-
kniipft ist, bleibt bei der Kopplung konstant und damit instabil. Denn eine Variation
der Netzfrequenz bewirkt eine gleichgerichtete Anderung der von der Asynchronma-
schine direkt ins Netz gespeisten Leistung. Infolgedessen kommt es durch das Netz-
modell zu einer Anpassung der Belastung des Synchrongenerators und zu einer Ver-
stairkung der Frequenzdnderung, da die Dampfturbinenleistung als Eingangsgrofie
konstant bleibt.

Durch die Synthese des Gesamtmodells kommen jedoch nicht einfach nur acht weite-
re Pole hinzu; z. T. entstehen ,,neue” Pole, die sowohl von Tridgheitsparametern des
Hybridsystems als auch von solchen der elektrischen Teilmodelle abhéngen. So deutet
die Abhingigkeit des konjugiert komplexen Polpaars 24/25 von den Volumen der
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Anode und des Verbrennungsplenums sowie der Kapazitit C darauf hin, dass besag-
tes Polpaar aus den Eigenwerten 17 und 18 des Hybridsystems und dem Pol hervor-
gegangen ist, der in den entkoppelten elektrischen Teilmodellen mit der Strombilanz
des Kondensators im Gleichspannungskreis verkniipft und nur dort instabil ist, da eine
Spannungsvariation bei konstanten Umrichterleistungen eine entgegen gesetzte Ande-
rung der Stromentnahme bewirkt. Die Stabilisierung dieses Pols im Gesamtmodell
erfolgt durch die Riickkopplung der Kondensatorspannung iiber das Hybridsystem.
Ebenfalls neu sind die Pole 16 und 17, welche mit dem Volumen von Verbrennungs-
plenum und Reformer, mit der Induktivitit L und der Kapazitit C in Zusammenhang
stehen. Beide konnen zudem mit dem Pol in Verbindung gebracht werden, der in den
entkoppelten elektrischen Teilmodellen mit der Momentenbilanz der Gasturbinenwel-
le zusammenhingt und grenzstabil ist, da sich die Drehzahl dort ausschlieBlich aus der
Integration von zwei Eingangsgrofen ergibt. Wiederum erfolgt eine Stabilisierung,
diesmal allerdings durch die Riickkopplung der Drehzahl. Das konjugiert komplexe
Polpaar 8/9, auf das die Kathode, das Verbrennungsplenums und die Gasturbinenwel-
le Einfluss nehmen, ersetzt das Polpaar 9/10 des Hybridsystems. Die Griinde fiir die
etwas geringere Eigenfrequenz (1.75 statt 1.97 1/s) und die deutlich schwichere
Dampfung (0.392 statt 0.996) bleiben unklar.

Weiter fillt auf, dass der Einfluss der Induktivitit auf das konjugiert komplexe Pol-
paar 18/19 des Gesamtmodells verschwindet, obwohl dessen Zahlwerte mit denen des
Polpaars 13/14 fast identisch sind. Auflerdem &dndern die Realteile der Eigenwerte 1
und 4 des Hybridsystems ihr Vorzeichen, wie ein Vergleich der Abhingigkeiten von
den Trigheitsparametern zeigt. Die dem unteren Stackgehiduse bzw. dem Reformer
zugeordneten Eigenwerte werden somit instabil. Sie entsprechen im Gesamtmodell
den Polen 1 und 3. Als Ursachen kommen wiederum nur die Riickkopplungen der
Drehzahl und der Kondensatorspannung in Betracht, die im Gesamtmodell keine
Eingangsgroffen mehr darstellen sondern neue Systemzustinde, welche iiber den
Luftmassenstrom und den elektrochemischen Umsatz den Wirmehaushalt sowie die
Volumendynamik des Anodenkreises beeinflussen.

Nach der ausfiihrlichen Analyse der im Auslegungspunkt giiltigen Eigenwertvertei-
lung erfolgt abschlieend eine Untersuchung der Abhingigkeit der Eigenwerte von
verschiedenen Betriebspunkten. Dazu werden zuerst die nichtlinearen Modelle des
Hybridsystems sowie des Gesamtsystems an 27 gleichméBig auf der stationédren Be-
triebslinie verteilten Lastpunkten linearisiert und die Eigenwerte berechnet. Im An-
schluss daran wird am Beispiel der in Kap. 5.2.5 durchgefiithrten Simulation eine
zeitliche Verdnderung der Pole dargestellt. Der Eigenwertberechnung liegen dabei
lineare Zustandsraummodelle zugrunde, die an 50 transienten Betriebspunkten (Xo,
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Ug) berechnet werden. Der nicht dem Nullvektor entsprechende Term f(Xo, Uo) ist
dabei als Storung zu betrachten.

1.6F = 4 4
X
1.2t
0.8¢ , 2 2
Q [0
< <
g Ope  *x m A{x»e *— *— x g Ope %03 n—flx-xxrx % — —x %[0
< <
S 0.4} g
£ £
-0.8f x 1 2 2
ot
-1.6k E 4 .
-10° -10* 10" -10° -10" -10% -10° -10* -10° -10° -10* -10' -10° -10" -10° 10%0%0%090"
reale Achse reale Achse

Bild 6.6: (a) Wurzelortskurve des Hybridsystemmodells (links) und
(b) des Gesamtmodells (rechts)

Die lastabhingige Verschiebung der Eigenwerte ist zusammen mit der rot gekenn-
zeichneten Eigenwertverteilung im Auslegungspunkt in Bild 6.6 als Wurzelortskurve
dargestellt. Es zeigt sich, dass die Polanordnung und grundlegende Eigenschaften wie
Stabilitit oder Steifigkeit erhalten bleiben. Eine genauere Betrachtung erfordert dage-
gen die Auftragung der Polverldufe iiber der Last bzw. iiber der Zeit. Die in den fol-
genden Diagrammen dargestellten, auf die Werte im Auslegungspunkt bezogenen
Verlédufe reprisentativer Pole zeigen dabei kein einheitliches Bild: Die Realteile eini-
ger Pole fallen mit steigender Last, andere steigen und wieder andere bleiben kon-
stant; ebenso unterschiedlich ist das Ausmaf} der Verschiebungen. Trotzdem gelingt in
vielen Fillen eine physikalische Deutung. Ein grundsitzliches Problem dabei besteht
jedoch in der Zuordnung der veridnderten Pole zu denen im Auslegungspunkt. Wenn
Pole wie z. B. die Pole 17 - 20 des Gesamtmodells nah beieinander liegen, konnen
sich ihre Verldufe schneiden, sodass fiir eindeutige Zuordnungen weitere Parameter-
variationen erforderlich wéren. In vorliegendem Fall konnte darauf allerdings verzich-
tet werden, da bereits Vergleiche verschiedener Zuordnungen plausible Polverldufe
ermoglichten.

Die Erklédrung fiir die Verschiebungen der der Gasdynamik zugeordneten Pole beruht
auf den dazugehorigen Differentialgleichungen (Gl. 3.11 und 3.20). Demnach sind
mit steigenden Temperaturen schnellere Ausgleichsvorginge fiir Druck und Tempera-
tur zu erwarten; steigende Driicke sollten dagegen die Temperaturdynamik verlang-
samen. Ebenso sind die mit steigender Last steigenden Massenstrome zu beriicksich-
tigen. Sie sorgen dafiir, dass bei gleichen Trigheitsparametern die Ausgleichsvor-
ginge schneller ablaufen. Als ein charakteristisches Beispiel zeigt Bild 6.7 (links
oben) die Verldufe der der Brennkammer zugeordneten Pole, deren Realteile mit
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steigender Last von ca. 85 % auf knapp tiber 100 % steigen. Die Ursachen sind stei-
gende Turbineneintrittstemperaturen und Massenstrome, wobei die hoheren Turbi-
neneintrittstemperatur in der Energieerhaltungsgleichung allein nicht ausreichen, da in
vorliegendem System die Druckidnderung die Temperaturinderung iibertrifft. Ein
anderes Beispiel ist die Kathode, da der Realteil eines zugeordneten Pols mit der Last
von 200 auf 100 % fillt (Bild 6.7, links unten). Ein steigender Druck bei konstanter
Gastemperatur sind diesmal die Ursachen. Fiir eine dritte Kategorie von Polen be-
stimmt der steigende Massenstrom mafigeblich die Verladufe, so fiir die Pole 1 bis 3
und 22. Auch der bei nahezu konstanter Gastemperatur in der Anode steigende Ver-
lauf des Realteils von Pol 17 (Bild 6.7, Mitte oben), welcher zur Anode gehort, ist
darauf zuriickzufiihren.

Auf dhnliche Weise wie die steigenden Massenstrome scheint die mit steigender Last
abfallende Zellspannung die Dynamik des Zellstroms zu beeinflussen, da die Realteile
der zugeordneten Pole 13/14 und 20 von 120, 200 und 180 auf 100 % sinken
(Bild 6.7, Mitte unten). Die festen Pole gehoren zu den PT,-Gliedern, welche struktu-
rell von dem iibrigen System entkoppelt sind. Auf eine Darstellung der Imaginirteile
der Pole wird verzichtet, da sich die Ddmpfungen nur unwesentlich dndern. Dies gilt
auch fiir diejenigen Pole, die in verschiedenen Lastbereichen zu konjugiert komplexen
Polpaaren kombinieren.

110 110 110
90

100 90

— — — 70 Aig (GM)
% 90 % 70 B 50 iy @)
€ £ £ Apgras (GM)
o o o
> 80 > 50 > 30
2 4 2 40 50 60 70 80 90 100 2 40 50 60 70 80 90 100
=z =z =z 120
&6 200 ———Ayg (HS) E 200 . Ay (HS) &6 1001 — oM
< < - My HS) < go
150 150 . Agg (HS) 60
100 100 — ] 40
20
40 50 60 70 80 90 100 40 50 60 70 80 90 100 40 50 60 70 80 90 100
HS-Leistung [% vom AP] HS-Leistung [% vom AP] HS-Leistung [% vom AP]

Bild 6.7: Polverschiebungen als Funktion der Last

Die in den vorigen Abschnitten am Beispiel des Hybridsystemmodells aufgezeigten
Zusammenhinge gelten ebenso fiir das Gesamtmodell, sodass dafiir nur ergénzende
Bemerkungen notwendig sind. Analog zu den Massenstromen vergrof3ern steigende
Gasturbinenmomente und Zellstrome die Dynamik der Drehzahl bzw. der Kondensa-
torspannung im Gleichspannungskreis, weshalb die Realteile der Pole 16 und 17 und
24/25 mit der Last steigen (Bild 6.7, rechts oben). Die gleiche Wirkung hat die vom
Wechselrichter ins Netz gespeiste Leistung auf den zur Netzfrequenz gehorenden Pol,
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dessen Betrag bei steigender Last und damit steigender Leistung wichst (Bild 6.7,
rechts unten). Zuletzt sollte noch die mit sinkender Last von 0.4 auf 0.85 zunehmende
Diampfung des Polpaars 8/9 erwihnt werden. Als mogliche Ursache kommen mit
sinkenden Zustandsgroflen kleiner werdende Anregungen in Betracht.

Bei der Interpretation der zeitlichen Verldufe sind die bereits angefiihrten Erklarungen
ebenfalls anwendbar, sodass sich auch hier eine detaillierte Erlduterung eriibrigt. Die
Verschiebungen der Hybridsystempole unterliegen jedoch Zeitkonstanten, die in etwa
denjenigen der die Pole beeinflussenden Grofien entsprechen. Folglich verschieben
sich die Pole (z. B. Pol 19, Bild 6.8, links) in der betrachteten Simulation innerhalb
der ersten 35 s am stirksten, da wihrenddessen die Drehzahlreduktion die meisten
Betriebsgrofen dndert. Am Simulationsende stimmen die betragsméBigen Poldnde-
rungen mit denjenigen iiberein, die sich mittels der vorherigen Untersuchung vorher-
sagen lassen. Sie liegen zwischen 1 % bei dem Polpaar 4/5 und 40 % bei Pol 16.
Dabei ist das Ubergangsverhalten einiger Pole dadurch gekennzeichnet, dass die
Verschiebungen in der Ubergangsphase groer sind als am Simulationsende, was u. a.
bei den Polen 4/5, 6, 10 oder 22 der Fall ist. So verkleinert sich z. B. der Betrag des 6.
Pols zwischen 1 und 10 s um fast 30 %, wihrend er zum Simulationsende wieder auf
97 % ansteigt (Bild 6.8, Mitte). Die Ursachen fiir dieses Verhalten sind im einzelnen
schwer zu identifizieren. Vermutlich haben jedoch unterschiedliche Anderungsraten
verschiedener Betriebsgrolen einen Einfluss. So korreliert beispielsweise die Be-
tragsverkleinerung des dem Ejektor zugeordneten 6. Pols zwischen 0.3 und 2 s mit
dem Abfall des Diffusormassenstroms, die Vergroflerung ab ca. 10 s dagegen mit dem
Druckabfall (Bild 6.8, rechts).
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Bild 6.8: Polverschiebung als Funktion der Zeit (Sim. 9, Tabelle 5.3)

Die in diesem Kapitel gewonnenen Erkenntnisse iiber die Systemeigenwerte, deren
physikalische Interpretation und deren Abhingigkeit vom Betriebspunkt ermoglichen
ein besseres Verstdndnis fiir das System. Sie sind zudem hilfreich bei der Anwendung
einiger Ordnungsreduktionsverfahren (Kap. 6.2.3) als auch beim Reglerentwurt (Kap.
6.3), da beide Aufgabenstellungen auf der Kenntnis der Eigenwerte bzw. deren Mani-
pulationsmoglichkeiten beruhen. Die Forderung nach einer Entkopplung der durch die
kiinstlich eingefiihrte Induktivitdt (Kap. 3.7.1) bedingten Dynamik von den iibrigen
dynamischen Vorgingen kann nach alleiniger Betrachtung der Eigenwertverteilung



138 6 Systemanalyse und -optimierung

zwar als nicht erfiillt bewertet werden. Doch obwohl nur ein von der Induktivitit
beeinflusster Pol zu den drei schnellsten gehort, zeichnen die in Kap. 5.2 angegebenen
Simulationsergebnisse ein anderes Bild. Denn dort ist die Dynamik des Zellstroms am
schnellsten.

6.2.3 Reduktion der Modellordnung

Hohe Modellordnungen erschweren bzw. verhindern einen erfolgreichen Regelungs-
entwurf, da es bei der Anwendung verschiedener Entwurfsverfahren aufgrund
schlecht konditionierter Matrizen zu numerischen Problemen kommen kann. Zudem
ist beispielsweise die Vorgabe sinnvoller Gewichtungsfaktoren bei der optimalen
Regelung ebenso problembehaftet wie diejenige geeigneter Eigenwerte fiir den ge-
schlossenen Regelkreis beim Reglerentwurf zur Polzuweisung. Vor oder bei der
Modellbildung lasst sich die Modellordnung begrenzen, indem z. B. bestimmte physi-
kalische Effekte vernachlédssigt oder verteilte Parameter durch konzentrierte ersetzt
werden. Dies setzt allerdings bereits Systemkenntnisse voraus, um wichtige von ver-
nachlédssigbaren Aspekten unterscheiden zu konnen. Einen anderen Ansatz verfolgen
dagegen die in diesem Kapitel angewendeten mathematischen Verfahren, mit denen
aus bestehenden, linearen Modellen hoher Ordnung solche geringerer Ordnung abge-
leitet werden konnen, welche das E/A-Verhalten der ersten mit moglichst kleinem
Fehler wiedergeben. Dabei lassen sich diese Ordnungsreduktionsverfahren in die hier
nicht niher betrachteten Frequenzbereichs- und in die Zeitbereichsverfahren einteilen;
bei letzteren unterscheidet man wiederum vier Gruppen [42]:

- Modale Ordnungsreduktion,

- Minimierung des Ausgangs- bzw. des Gleichungsfehlers,

- Singuldre Perturbation und

- Ordnungsreduktion anhand balancierter Zustandsraummodelle.

Im folgenden werden fiinf Verfahren vorgestellt, auf das Gesamtmodell angewendet
und mittels drei integralen Giitekriterien bewertet. Als Ausgangspunkt und zum Ver-
gleich dient jeweils das originale Zustandsraummodell, in dem die Systemmatrizen
wie angegeben partitioniert sind:

x1 A11 A12i||:x1j| |:B1j|
= + o' v, (6.19a)
|:x2i| |:A21 A22 x2 BZ
vy=[C, C,][x, x,] +Du. (6.19b)

Das mit dem am besten geeigneten Verfahren abgeleitete reduzierte Modell wird
schlieBlich fiir den im nichsten Kapitel beschriebenen Reglerentwurf verwendet.
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Verfahren nach Marshall

Das Verfahren nach Marshall [73] gehort zu den modalen Ordnungsreduktionsverfah-
ren und bedingt daher die Transformation des Zustandsraummodells in die kanonische
Normalform (Kap. 6.2.1). Mittels spezieller Kennzahlen (s. u.) werden dann die fiir
das E/A-Verhalten wesentlichen Eigenbewegungen X, ermittelt, deren Anzahl
zugleich die Ordnung des reduzierten Systems festlegt. Fasst man diese sowie die
iibrigen Eigenbewegungen ( X,, ) zu einem dominanten und einem nichtdominanten

Tell zusammen
X I11 I12 X (6 20)
X2 |21 |22 X2

und beriicksichtigt von letzterem im reduzierten Modell nur die stationdre Losung
X, = —A;;Bzu , bleibt die stationiire Genauigkeit erhalten. Das System wird dadurch
jedoch sprungfihig. Die Systemmatrizen des reduzierten Modells ergeben sich daraus
nach einigen Umformungen zu

A=A +A.T, T111, (6.21a)

Bred =B,-A, (Tzz _T21T1711T12 ) A;;BZ > (6.21b)
C. =C,+C,T, Tﬁ R (6.21c¢)

D, =D- c2 (T, - T, T/T,,)A,B, . (6.21d)

Verfahren nach Litz
Das Verfahren nach Litz ist ein weiteres modales Ordnungsreduktionsverfahren; es
minimiert den Ausgangsfehler [62]. Wihrend die ersten Schritte noch dem Marshall-
Verfahren entsprechen, stellt Litz in seinem reduzierten Modell den Vektor X, als
Linearkombination der dominanten Eigenbewegungen dar:
X,.00 =EX, . (6.22)

Nach Definition des Fehlers

s,(t)=)~(2(t)—E)~(1(t), (6.23)

der mit einer sprungformigen Anregung des j-ten Eingangs uj(t) = ujoo(t) berechnet
wird, erfolgt die Bestimmung der Matrix E unter der Vorgabe, das integrale Giitemal

J=

Ms

[e]e,at (6.24)
=10
zu minimieren, was stationdre Genauigkeit impliziert. Mehrere Umformungen fithren
schlieBlich auf

~ - N o -1~ -
E= A;; |:B21 + (Bz -B,, B;11 B1)(B1TB1711 B1) B1T]B;11 A, (6.25)
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(321)7=-ﬁ(|§202|§7)7 i=1.,n=ng j=T1..,Ny, (626)

1
(B11),'j 2{ +/l

Darin gibt nreq die Ordnung des reduzierten und n diejenige des originalen Modells

(BQZB) i=t..,n_, j=1..n.,. (6.27)

3" red > red

an. Die mit ,,~“ gekennzeichneten Matrizen sind die analog zu Gl. (6.19) partitionier-
ten Systemmatrizen des auf Diagonalform transformierten Zustandsraummodells und
Qu ist eine diagonale Gewichtungsmatrix. Mit der Matrix E lassen sich dann die
Systemmatrizen des reduzierten Zustandsraummodells angeben:

A =FAF" (6.28)
B, =FB,. (6.29)
C.,=(C,+ClL), (6.30)
D, =D, (6.31)
wobei ausgehend von Gl. (6.20) die Matrizen F und L wie folgt definiert sind:
F=T,+T.E, (6.32)
L=(T, +T.E)F". (6.33)

Die ausfiihrliche Herleitung des Verfahrens sowie die Vorgehensweise bei instabilen
und konjugiert komplexen Eigenwerten wird in der Originalarbeit [62] behandelt.

Ermittlung der dominanten Eigenwerte

Grundsitzlich gilt: instabile Eigenwerte sind immer dominant. Unter den restlichen
Eigenwerten wurden urspriinglich nur die der imaginédren Achse am nichsten gelege-
nen als dominant betrachtet [62], da die entsprechenden Eigenbewegungen am lang-
samsten abklingen und oft auch die Systemantwort entscheidend beeinflussen. Dies
geht aus Gl. (6.12) hervor, in der fiir sprungformige Anregungen, d.h. 4 =0, die
Eigenwerte im Nenner stehen. Dieser Dominanzbegriff fiihrt jedoch ebenso oft zu
schlechten reduzierten Modellen, sodass Litz in [62] folgende aussagekriftigeren
DominanzkenngroBen herleitet:

Tig =\l /| Vis| » (6.34)
fog = Tig Ay s (6.35)
Oy = |G jma| / 24 » (6.36)
dyy = dyg A(4,) mit 6.37)

Yis = _; Re{qikj} > (6.38)
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A4 =|G,(j|4])|/|G,(0)) . (6.39)
ﬂ,- = max .yijsujmax 4 (640)
J=1...m 7
indem er durch
Gy; = Ci b/ 4 (vel. Gl 6.12) (6.41)

die Ein- und Ausgangsmatrizen B und C einbezieht. Hierbei ist ri; eine obere Schran-
ke fiir den relativen Fehler, der im Ubertragungspfad vom j-ten Eingang zum i-ten
Ausgang durch Wegfall der k-ten Eigenbewegung im stationdren Endwert entsteht.
Da rij jedoch keine Aussage dariiber macht, welcher Pfad fiir einen Ausgang y; we-
sentlich ist, werden im Kennwert dj; charakteristische Sprunghdhen Ujmax beriicksich-
tigt. Zudem erfolgt eine Normierung mit dem Maximum der stationdren Endwerte
aller mit dem Ausgang y; verkniipften Ubertragungswege. Die Gewichtung beider
Kenngrofien mit dem Amplitudengang A; (Gl. 6.35 und 6.37) beriicksichtigt zudem
mogliche Kompensationen unterschiedlicher Eigenbewegungen, die sich aufgrund der
Betragsbildung weder in rinoch in djj, wohl aber in den Ubertragungsfunktionen Gj
bemerkbar machen. Die EinzelmaBle dj; bzw. CAI,.,(/. fasst Litz dann noch zu Gesamtma-
Ben zusammen:

[M,(,M,(J = m%(m%[d,.k,,a,k,]) k=1,...,n, (6.42)
[Sk,édzgg[dw,aw] k=1...n. (6.43)

Obwohl diese MaBe iiber einzelne Ubertragungspfade keine Informationen mehr
beinhalten, ldsst sich Litz” Erfahrungen zufolge damit die Dominanz einzelner Eigen-
bewegungen beziiglich des gesamten Systems zuverlidssig bewerten. Dabei sind M,
Sk ein Mah fiir die Steuer-/Beobachtbarkeitsdominanz des Eigenwertes Ax. Aufgrund
der Beriicksichtigung des Ubertragungsverhaltens wird bei S , Mk dagegen von
Ubertragungsdominanz gesprochen. Ausfiihrlichere Herleitungen sowie weitere Inter-
pretationen der hier vorgestellten Dominanzmafle sind in [62] zu finden.

Methode der singuliren Perturbation

Die singulédre Perturbation [42] beruht auf einer Teilung des Ausgangsmodells in ein
»langsames® und ein ,,schnelles Teilsystem, welche mit den Zustandvektoren X1 bzw.
X2 verkniipft sind (vgl. Gl. 6.19). Voraussetzung dafiir ist jedoch ein stabiles System,
sodass das Originalsystem ggf. vorher in einen instabilen und einen stabilen Teil zu
separieren ist. Vergleichbar mit dem Verfahren von Marshall (s. 0.) wird im reduzier-
ten Modell von dem schnellen Teilsystem dann nur die stationédre Losung

X,s =—A, (A,X, +B,u) (6.44)
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verwendet. Einsetzen in Gl. (6.19) fiihrt auf die Systemmatrizen des reduzierten,
stationdr genauen und sprungfihigen Zustandsraummodells:

A=A -ALAZA,,. (6.45a)
B, =B, —A.A;B,. (6.45b)
C.,=C,-C,AA,,. (6.45¢)

D.,=D-C.,A;B,. (6.45d)

Nachteilig wirkt sich aus, dass die verbliebenen Eigenwerte des reduzierten Zustands-
raummodells nicht denen des Originalmodells entsprechen und sogar instabil werden
konnen, und dass geringe Abweichungen zwischen reduziertem und originalem Mo-
dell nur dann zu erwarten sind, wenn das Verhéltnis zwischen den Zeitkonstanten
beider Teilsysteme ausreichend groB ist. Ein Verfahren zur Aufteilung des Zustands-
vektors X gibt Klotz in [51] an:

- Berechnung eines Einzel- und des zugeordneten GesamtmaRes fiir C=l (di;, Sk

bzw. a,.k, , é,kj )
- Anordnung der Eigenwerte nach fallenden Gesamtdominanzmalf3en,

- Aufsummierung der EinzelmaBe iiber alle Einginge j und bis zum jeweiligen
Eigenwert K fiir jeden Ausgang /i bzw. jeden Zustand K,

- Auswahl von k ZustandsgroBen, wenn sdmtliche zugehorigen, auf die Gesamt-
summe bezogenen EinzelmaBsummen bis zum k-ten Eigenwert anndhernd 100 %
betragen.

Ordnungsreduktion anhand balancierter Zustandsraummodelle

Die Verfahren dieser Kategorie setzen wie die modalen Verfahren eine Zustandstrans-
formation voraus [42]. Hier wird das Ausgangssystem jedoch in eine balancierte
Zustandsraumdarstellung (A, B,C, D) iiberfiihrt, welche sich dadurch auszeichnet,
dass (1) ihre ZustandsgroBen gleich gut steuer- und beobachtbar, (2) ihre gramsche
Steuerbarkeitsmatrix Wg (Gl. 6.46) und ihre gramsche Beobachtbarkeitsmatrix W,
(GL. 6.47) identisch und (3) diagonal sind. Dabei entsprechen die Diagonalelemente
den Wurzeln der Hankel-Singuldrwerte, deren Zahlenwerte ein Maf fiir die Steuer-
und Beobachtbarkeit der ZustandsgroBe X, darstellen.

te
W, = [e*BB7e" dt (6.46)
0

ts
W, = j e?''C’CeMat (6.47)
0
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Die Kernaufgabe ist die Berechnung der Transformationsmatrix. Jedoch sei dazu auf
die Literatur verwiesen; ein Verfahren stellt z. B. Moore in [78] vor. Voraussetzung
sind stabile Eigenwerte sowie vollstindige Steuer- und Beobachtbarkeit, weshalb das
System vorab ggf. in geeigneter Weise zu separieren ist. Ins reduzierte Zustands-
raummodell werden nur die gut steuer- und beobachtbaren Zustandsgrofien X, (die
mit grolen Hankel-Singuldrwerten) iibernommen, in der Annahme, dass diese das
E/A-Verhalten des Systems am stérksten beeinflussen. Die stationidre Genauigkeit des
reduzierten Modells ldsst sich dann mit zwei unterschiedlichen Verfahren gewihrleis-
ten. Beim ersten Verfahren wird wie bei der singuldren Perturbation nur der stationére
Anteil der restlichen Zustandsgroen X, beriicksichtigt, sodass die dort angegebene
Berechnungsvorschrift auch hier giiltig ist. Im Unterschied dazu sind hier jedoch die
entsprechend partitionierten Systemmatrizen der balancierten Zustandsraumdarstel-
lung zu verwenden. Die zweite Methode [42] vermeidet, das System durch eine Modi-
fizierung der Durchgangsmatrix evtl. sprungfihig zu machen und sichert die stationé-
re Genauigkeit nach dem Abschneiden der Zustandsgroen X, dagegen durch
alleinige Modifizierung der Ein- und Ausgangsmatrix:

A=A, (6.482)

B., =-A,L, (6.48b)

Crs =Ci+C,L,L". (6.48¢)
D,, =D mit (6.48d)
L=[L, L] =-A"B. (6.49)

Giitekriterien zur Bewertung der reduzierten Modelle

Fiir einen objektiven Vergleich verschiedener reduzierter Modelle, d. h. zur quantita-
tiven Beurteilung ihrer transienten Systemantwort werden folgende, auf den Angaben
in [42] basierende Integralausdriicke herangezogen:

=3 fe byt (6.50)
= = [ Yis| 0
g = sz:if g ()| fdt, (6.51)
= = [ Yis| 0
r m 1 o 1
ligr = ZZ*I gq(t)‘?dt (6.52)
i= =1 [Yiis| 0 t

&) =y,;() = ¥jeall) (6.53)
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als Differenz der Ausgangsgrofen von originalem und reduziertem System, wobei die
Division durch den stationdren Endwert der jeweiligen Ausgangsgrofe yjis eine einfa-
che Normierung darstellt. Da die in der vorliegenden Arbeit verwendeten Reduktions-
verfahren alle stationdr genau sind, existieren die Integrale, andernfalls miissen die
stationdren Fehler &;s im Integranden von dem Fehler &;(f) abgezogen werden. Wih-
rend die quadratische Fehlerfliche /gr die Fehler zu allen Zeiten t gleichmifBig ge-
wichtet, kommt es durch die Multiplikation mit dem Zeitquadrat in der zeitgewichte-
ten Fehlerfliche /4 zu einer stirkeren Gewichtung der bei grofien Zeiten auftretende
Fehler. Umgekehrt fallen bei der invers zeitgewichteten Fehlerfliche li,gr die Fehler
bei kleinen Zeiten stirker ins Gewicht.

Vergleich der vorgestellten Verfahren
Dem eigentlichen Vergleich sind einige Anmerkungen vorangestellt, welche sich auf
die praktische Anwendung der beschriebenen Reduktionsverfahren beziehen:

- Die Verfahren werden nicht auf das im vorigen Kapitel untersuchte Gesamtmo-
dell angewendet sondern auf ein fiir die Regelungsaufgabe entsprechend modifi-
ziertes Modell. Im Hinblick auf die Regelungsaufgabe geniigt es dabei, trotz der
fiinf Mess- und vier StellgroBen nur neun Ubertragungswege zu beriicksichtigen.
(vgl. Kap. 6.3.2)

- Die in Bild 6.9 u. a. dargestellten GesamtmalBe ék deuten inklusive der per
Definition dominanten positiven Eigenwerte auf insgesamt neun dominante Ei-
genwerte hin. Dieses Ergebnis erscheint plausibel, da zu den dominanten Eigen-
werten diejenigen gehoren, die von mehreren Differentialgleichungen beeinflusst
werden und die somit viele Ubertragungspfade bestimmen (Kap. 6.2.2). Aller-
dings verschieben sich durch die Riickfiihrung des Zellstroms (vgl. Kap. 6.3.2)
einige Eigenwerte, sodass z. B. die Eigenwerte 10, 11 in Bild 6.9 den Eigenwer-
ten 8, 9 in Bild 6.5 entsprechen.

- Bild 6.10a zeigt, dass die Dominanzmasumme nach Umordnung der Eigenwer-
te bis zum 7. Eigenwert (exklusive der instabilen) fiir sieben ZustandsgroBen
90 % und mehr betrigt. Dies fiihrt nach dem von Klotz gegebenen Kriterium bei
der Anwendung der singuldren Perturbation zu einer Modellordnung von neun.
Wihrend die Nummerierung der Eigenwerte dabei weitgehend der im Anhang
A19 verwendeten entspricht (s. 0.), lassen sich die Zustandsgrolen nicht mehr
physikalisch interpretieren, da sie zu dem vom Gesamtmodell abgespaltenen sta-
bilen Modellteil gehoren.

- Die in Bild 6.10b mit logarithmischer Skalierung dargestellten Wurzeln der
Hankel-Singuldrwerte weisen u. a. zwischen der 8. und 9. eine groflere Liicke



6.2 Systemanalyse 145

ol

GesamtdominanzmaBe (l\ﬂ, MQ, Sk, S

auf, sodass bei der Reduktion der balancierten Zustandsraummodelle reduzierte
Modelle 10. Ordnung entstehen (vgl. Kap. 6.3.2).

Die Berechnung der Sprungantworten jedes Ubertragungspfades, welche zur
Auswertung der Giitekriterien herangezogen werden, bildet die Grundlage fiir ei-
nen Vergleich der vorgestellten Reduktionsverfahren. Da das Gesamtmodell je-
doch instabil ist, werden die Untersuchungen nach einer Separation des Modells
in einen entkoppelten instabilen und stabilen Teil nur fiir den stabilen Modellteil
durchgefiihrt, weshalb die Zahlenwerte der Ausgangsgrofen nicht die physikali-
sche Wirklichkeit wiedergeben. Sie dienen einzig und allein dem quantitativen
Vergleich der verschiedenen Modelle. Zudem sind Eingangs-, Zustands- und
AusgangsgroBen auf die Anderungen normiert, die sich beim Lastwechsel von
100 auf 90 % ergeben (siehe Anhang A20).
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Bild 6.9: Gesamtdominanzmafle My, S, I\;Ik, ék nach Litz [62]
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Bild 6.10: Dominanzmafe fiir die (a) Singuldren Perturbation (links)

(b) Ordnungsreduktion anhand balancierter Zustandsraum-
modelle (rechts)
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- Da mehrfache Eigenwerte bei der Diagonalisierung oder bei der Anwendung des
Verfahrens von Litz (Invertierbarkeit der Matrix B11) zu Problemen fithren kén-
nen, sind die die Brennstoffzufuhr in das Hybridsystem beschreibenden Zeitkon-
stanten (Kap. 3.12) um 2 % verkleinert bzw. vergroBert worden.

Die folgenden fiinf Reduktionsverfahren werden auf das Gesamtmodell angewendet
und miteinander sowie mit dem Originalsystem verglichen:

- M Verfahren nach Marshall,

- L Verfahren nach Litz,

- SP Singulére Perturbation,

- BSS Reduktion mit balancierten Zustandsraummodellen — stationir

genau durch Beriicksichtigung von X, ,
- BS Reduktion mit balancierten Zustandsraummodellen — stationdr
genau durch Modifikation der Ein- und Ausgangsmatrix.

Tabelle 6.1:  Giitekriterien, normiert und iiber alle Ubertragungspfade summiert

| L Lr Livgr

M 0.443 0 4.558
L 0.245 0.054 0.020
SP 5.008 0.371 8.020
BSS 0.002 0.201 0.927
BS 7.320 9 0.098

In Tabelle 6.1 sind die drei Giitekriterien fiir alle fiinf Verfahren angeben. Fiir eine
hohere Aussagekraft sind die Giitekriterien vor der Summenbildung jedoch so nor-
miert worden, dass in jedem Ubertragungspfad und Kriterium das beste Verfahren den
Wert null und das schlechteste den Wert eins erhdlt. Demnach ist das Verfahren L mit
niedrigen Werten fiir alle drei Giitekriterien das beste Verfahren, wihrend sich die SP
und das Verfahren BS als am wenigsten geeignet herausstellen. Bei der Betrachtung
einzelner Giitekriterien sowie der Sprungantworten einzelner Ubertragungspfade zeigt
sich indessen ein differenzierteres Bild. Anhand ausgewéhlter Beispiele sollen daher
besondere Merkmale der fiinf Verfahren herausgestellt werden.

Reprisentativ fiir alle Ubertragungspfade stellt Bild 6.11a die recht unterschiedliche
Genauigkeit der reduzierten Modelle bei kleinen Simulationszeiten dar. Dort weisen
die Verfahren M, SP und BSS die grofiten Abweichungen auf, da sie mit einer Modi-
fizierung der Durchgangsmatrix arbeiten, um stationdre Genauigkeit gewdhrleisten zu
konnen. Dabei sind die Verfahren M und SP merklich schlechter als das Verfahren
BSS; z. T. sind die Abweichungen sogar so grof}, dass in der ersten Sekunde die Dy-
namik des Systems nicht einmal qualitativ richtig wiedergegeben wird (Bild 6.11,
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Bild 6.13b). Die Verfahren L und BS, die ohne modifizierte Durchgangsmatrizen
auskommen, sind dort erheblich genauer, wie man ferner anhand der zusétzlich ange-
gebenen Giitekriterien [izgr erkennen kann. Im Einzelfall kann der Verzicht auf eine

Verdnderung der Durchgangsmatrix jedoch auch zu hoheren Anfangsfehlern fithren
(Bild 6.11b).

—M

— L
1.5 ::s e Lok Liger
8s M 0.022 0 0.420
orginal L 0.016 0.003 0.001
Ng 0.570 0.023 1
BSS 0 0.007 0.125
BS 1 1 0
10° 10' 10°
Zeit[s]
1
—M
! I Lyr L
0 — M 0.079 0 1
S 8s L 0.075 0.013 0
TN 1 original SP 1 0.092 0.642
B BSS 0 0.026 0.015
2 BS 0.370 1 0.042
130" 10° 10' 10°
Zeit[s]

Bild 6.11: Vergleich der Sprungantworten mit Giitekriterien
(a) us —y; (oben), (b) u, —y; (unten)

Ein anderes Bild zeigt sich bei der Betrachtung des Verhaltens bei groflen Zeiten.
Obwohl alle Verfahren den Verlauf des nicht reduzierten Modells ab ca. 2 bis 3 s
hinreichend genau wiedergeben (Bild 6.11 - Bild 6.13), geht aus den berechneten
Giitekriterien /4¢ (Tabelle 6.1) hervor, dass das Verfahren BS fiir alle Ubertragungs-
wege die schlechtesten Ergebnisse liefert. Ein Beispiel dafiir ist Bild 6.12. Umgekehrt
ist das Verfahren M zwar in jedem Fall am genauesten; die Unterschiede zu den {ibri-
gen drei Verfahren sind jedoch gering.

0.4
Iq]‘ IZ]‘ Iiz]‘
0.2 M 0 0 0.443
N L 2e-5 0.002 Se-4
T ool — SP 0.062 0.023 1
= L BSS 0.001 0.014 0.128
s 7 — BS 1 1 0
-0.2 BSS
BS
original
0.4 . .
10" 10° 10' 10°

Zeit[s]
Bild 6.12: Vergleich der Sprungantworten mit Giitekriterien, uz — y»
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Das dritte Bewertungskriterium weist das Verfahren BSS als das beste aus
(Tabelle 6.1). Dieses Ergebnis ist anhand der in Bild 6.11 und Bild 6.13 dargestellten
Sprungantworten sowie der daneben angegebenen Giitekriterien lor nachvollziehbar.
Dessen ungeachtet nihern aber auch die Verfahren M und L fiir je einen Ubertra-
gungspfad das Referenzverhalten am besten an (Bild 6.12 bzw. Bild 6.13a). Die
groften Fehler zieht dagegen die Anwendung der Verfahren SP (dreimal) und BS
(sechsmal) nach sich. Eine Ausnahme bildet lediglich die in Bild 6.13b dargestellte
Sprungantwort, fiir die das Verfahren BS am zweitbesten ist.

05
—M
0 -t Ly Lep Liper
) T M 0.004 0 0.191
X' -05 BS L 0 0.002 0.002
T . orginal SP 0.182 0.003 1
s BSS 6e-4 0.070 0.109
15 BS 1 1 0
120" 10° 10' 10°
Zeit [s]
6 —M -
—L
——SP L Lgr Lijer
o M 0.058 0 0.549
Ky origial L 0.025 0.014 0.011
T SP 1 0.096 1
ER BSS 0 0.009 0.013
BS 0.004 1 0
120" 10° 10' 10°
Zeit [s]

Bild 6.13: Vergleich der Sprungantworten mit Giitekriterien
(a) u; = y: (links), (b) u; —y; (rechts)

Die Betrachtung der Sprungantworten ausgewihlter Ubertragungswege bestitigt die
anfangs aus Tabelle 6.1 gezogene Schlussfolgerung. Ein weiterer Vorteil des Verfah-
rens von Litz ist, dass ein nicht sprungfihiges System, wie es fiir die gestellte Rege-
lungsaufgabe vorliegt, auch nach der Ordnungsreduktion nicht sprungfihig bleibt.
Dies erleichtert u. U. die Anwendung der Regelungsgesetze. Daher wird das mit dem
Verfahren von Litz reduzierte Modell fiir den im néchsten Kapitel behandelten Reg-
lerentwurf verwendet. Die Reduktion der Modellordnung von 30 auf 9 sollte diesen
erheblich vereinfachen, obwohl zu iiberpriifen bleibt, welchen Einfluss die unver-
meidbaren Abweichungen des reduzierten Modells haben.

Die in diesem Kapitel angestellten Bewertungen der verschiedenen Reduktionsverfah-
ren haben keine Allgemeingiiltigkeit, sodass von Fall zu Fall neu entschieden werden
muss, welches Verfahren sich fiir den jeweiligen Anwendungsfall am besten eignet.
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6.3 Reglerentwurf

Die Forderungen nach einem sicheren und effizienten Betrieb des Hybridsystems
sowie einem schnellen Lastfolgeverhalten sind nur durch ein geeignetes Regelungs-
konzept zu erfiillen. Denn die Untersuchung des dynamischen Betriebsverhaltens des
Hybridsystems in Kap. 5.2 hat zum Einen gezeigt, dass das ungeregelte Lastfolgever-
halten verbessert werden sollte. Zum Anderen kommt es bei Betriebspunktinderungen
mitunter zu kritischen Zustinden. Diese konnen sich selbst dann einstellen, wenn die
StellgroBen entsprechend der in Kap. 5.1.6 festgelegten Betriebslinie vorgegeben
werden. Ursachen sind zu hohe Anderungsgeschwindigkeiten der StellgroBen und
zeitlich nicht aufeinander abgestimmte Stellgroenéinderungen.

In den folgenden Kapiteln wird zunichst die Regelungsaufgabe genau spezifiziert,
bevor die daraus entwickelte Regelungsstruktur beschrieben und erldutert wird. Daran
anschlieBend erfolgt anhand simulierter Betriebspunktinderungen der Nachweis, dass
der vorgestellte Regler alle Forderungen hinreichend gut erfiillt.

6.3.1 Regelungsaufgabe

Der zu entwerfende Regler muss als primére Regelgrofe die elektrische Leistung des
Hybridsystems, worunter von nun an zusitzlich die Komponenten elektrischer Kon-
densator, Gasturbinenwelle, Wechselrichter und Asynchronmaschine gemeint sind,
einer als Sollwert vorgegebenen Leistung nachfiihren. Dabei sind folgende Giitean-
forderungen einzuhalten, welche sich nach Lunze [67] im Wesentlichen in vier unter-
schiedliche Gruppen einteilen lassen.

Die Stabilitéitsforderung muss immer erfiillt sein. Denn ein stabiler Regelkreis bildet
die Voraussetzung fiir alle weiteren Forderungen. Da das Hybridsystem iiber zwei
Eigenwerte mit positivem Realteil verfiigt, also instabil ist (Kap. 6.2.2), hat der zu
entwerfende Regler vor allem die Regelstrecke zu stabilisieren.

Die zweite Forderung ist die nach Stérkompensation und Sollwertfolge. Da sie in
elektrischen Energieversorgungsnetzen fiir die Netzfrequenz gilt, muss sie nicht fiir
die primire Regelgrofie des Hybridsystems sondern nur fiir die sekundéren Regelgro-
Ben der unterlagerten Regelkreise (vgl. Kap. 6.3.2) erfiillt werden. Diese garantieren
dann einen sicheren und effizienten stationédren Betriebspunkt auf oder bei Stérungen,
d. h. sich @ndernden Umgebungsbedingungen, in der Nihe der Betriebskennlinie. Fiir
beliebige Fithrungs- und Storsignale kann ein Regler diese Forderung jedoch nicht
erfiillen. Da in dieser Arbeit aber angenommen wird, dass die Zeitabstinde der Stor-
signal- oder Sollwertinderungen die mafigebenden Zeitkonstanten des Regelkreises
deutlich iibertreffen, ist es zuldssig, die Forderung auf sprungformige Signale zu
beschrinken.
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Als drittes sind die Anforderungen an die Dynamik des Fiithrungs- bzw. Storverhal-
tens zu quantifizieren. Das Ubergangsverhalten des Regelkreises lisst sich dabei im
Zeitbereich mit GroBen wie Einschwingzeit, Uberschwingzeit und —weite, Beruhi-
gungszeit und bleibende Regelabweichung beschreiben [67]. Im Frequenzbereich
konnen dazu Angaben zur Resonanzfrequenz, Amplitudenerhohung, Bandbreite,
Schnitt- und Knickfrequenz gemacht werden. Hier jedoch soll als entscheidende
Forderung eine zu realisierende Leistungsénderungsrate fiir das Hybridsystem festge-
legt werden. Dazu lassen sich bei Schulz [99], der verschiedene Netzanschluss-
Richtlinien (EN 50160, E.ON- und Vattenfall-Richtlinien) zusammengefasst und
wesentliche Merkmale bzgl. der Spannungsqualitit angegeben hat, Anhaltswerte
finden, obwohl diese z. T. nur fiir den Anschluss von Windkraftanlagen an das elekt-
rische Energieversorgungsnetz gelten. Demnach muss ab einer Netzfrequenz von
50.5 Hz eine Lastreduzierung von 5 % der Nennlast pro Sekunde méglich sein. Vor-
her reichen jedoch bereits 10 % pro Minute. Fiir den Leistungsanstieg nach einer
Spannungslosigkeit findet sich ein Wert von maximal 10 % pro Minute. Vattenfall
fordert dagegen stetige Leistungsidnderungen von 2 % pro Minute. Ergidnzend soll die
Zeitkonstante der Lastinderung jedoch auch kleiner sein als die einer 800 MW-
Dampfturbinen-Anlage, die in [99] mit 2.5 s angegeben wird. Zudem ist die Damp-
fung moglicher komplexer Eigenwerte auf 0.6 und damit die Uberschwingweite auf
10 % zu begrenzen.

Die letzte der vier Giiteanforderungen betrifft die Robustheit des Reglers bzgl. Para-
meterunsicherheiten des Streckenmodells. Sie findet hier jedoch nur insofern Beriick-
sichtigung, als dass die Regelung, dessen Entwurf mit dem am 100 %-Lastpunkt
linearisierten Modell erfolgte, mit dem quasilinearen Modell nahezu im gesamten
Betriebsbereich getestet wird. Eine quantitative Angabe von additiven bzw. multipli-
kativen Modellunsicherheiten, bei denen die robuste Stabilitit weiterhin gewéhrleistet
sein soll, unterbleibt.

Dariiber hinaus muss der Regler aber sicherstellen, dass es nicht zu kritischen Be-
triebszustinden kommt, welche langfristig den Wirkungsgrad und/oder die Lebens-
dauer insbesondere der Zellkomponenten beeintrachtigen oder unmittelbar zu Schidden
der Anlage fithren. Demzufolge muss der Verdichterarbeitspunkt diesseits der Pump-
grenze liegen (1), sollte das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis grofer als 2 bzw. nur
kurzzeitig kleiner sein, um Kohlenstoffablagerungen an den katalytisch aktiven Ober-
flichen im Zellstack vorzubeugen (2), sind hiufige und grofe Temperaturschwankun-
gen in der Elektroden-Elektrolyt-Struktur zu vermeiden (3), sind die Druckdifferenzen
zwischen Anode und Kathode zu beschrinken (4) und ist ein positives Druckgefille
zwischen Anode und Verbrennungsplenum zu gewihrleisten, um Riickstromungen zu
vermeiden (5).
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6.3.2 Reglerstruktur

Obwohl in dem Hybridsystem die abgegebene elektrische Leistung die einzige priméa-
re Regelgrofe ist, muss das Hybridsystem als Mehrgro3ensystem betrachtet werden,
das einen Mehrgrofenregler erforderlich macht. Dieser hat die in Tabelle 6.2 aufge-
filhrten sekundidren Regelgrofien mit den StellgroBen so zu verkniipfen, dass die in
Kap. 6.3.1 beschriebene Regelungsaufgabe erfiillt wird.

Tabelle 6.2:  Stell- und Regelgrofien des Regelkreises

RegelgroBien Stellgroen

Zellstrom Izepe Wechselrichterwirkleistung Py

Luftmassenstrom 1,
Lastmoment der Asynchronmaschine Masy

Anodengastemperatur Tgz s

Turbineneintrittstemperatur Tgy Brennkammerbrennstoffmassenstrom msm
Brennstoffnutzungsgrad

Brennstoffdruck p, .

Zellspannung Uy o

Ausgangs- @—————Pu0

riickfiihrung € Msu(®

Typ: P &/ mBK‘CH4<t)

(MIMO) O—%—»p‘ onelt)

l,...-Regler
Typ: Pl (SISO)

m,.-Regler
Typ: Pl (SISO)

2
VA
T
2
Ta-Regler

Typ: PI (SISO)

U R

U.-Regler

Typ: P (SISO)

Ty, -Regler
Typ: PI (SISO)

Bild 6.14: Struktur des Reglers

Der unter den gegebenen Gesichtspunkten entwickelte Regler ist in Bild 6.14 als
Blockschaltbild dargestellt. Er wird im Folgenden eingehend erldutert. Das vorge-
schlagene Regelungskonzept verwendet die in Bild 6.14 oben links angegebenen fiinf
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Messgrofien. Die elektrischen Grofen Strom und Spannung lassen sich einfach, genau
und mit vernachldssigbaren Zeitkonstanten messen. Die Bestimmung der beiden
Temperaturen kann z. B. durch Thermoelemente erfolgen, deren Verzogerungen bei
einer praktischen Umsetzung evtl. zu beriicksichtigen sind. Des weiteren erfordert
eine brauchbare Messung der stark inhomogenen Turbineneintrittstemperatur mehrere
Thermoelemente. Eine Bestimmung der mittleren Zelltemperatur wire noch aufwin-
diger. Praktikabler ist die Messung der Gastemperatur zwischen Anodenaustritt und
Ejektor, so dass diese hier anstatt der mittleren unteren Stackgehdusetemperatur ver-
wendet wird [111]. Allerdings kann von einer konstant gehaltenen Anodenabgastem-
peratur keinesfalls auf eine konstante mittlere Zelltemperatur noch auf ein konstantes
Temperaturprofil in der Brennstoffzelle geschlossen werden. Ggf. ist dann ein Zu-
sammenhang mit mehrdimensionalen Modellen zu ermitteln und anzuwenden [110].
Die Massenstrombestimmung gelingt durch die Messung des Differenzdrucks iiber
einer Blende bzw. Venturidiise.

Obwohl die vier in Tabelle 6.2 als Stellgrolen bezeichneten GroBen hier als solche
behandelt werden, sind sie tatsdchlich Sollgroflen fiir hier nicht nédher betrachtete
unterlagerte Regelungen. Wihrend die Leistungselektronik die ersten beiden GroéBen
einstellt (Kap. 4.3, 4.4), dienen letztere zur Ansteuerung der Brennstoffventile.

Der Regler selbst sowie sein Entwurf ldsst sich in vier Teile unterteilen. Zuerst wird
die Strecke durch eine aus einer Zustandsriickfilhrung abgeleiteten Ausgangsriickfiih-
rung stabilisiert. Die Berechnung der Reglermatrizen erfolgt dabei anhand des zur
Minimierung von numerischen Problemen auf eine Ordnung von 9 reduzierten, linea-
ren Modells des Gesamtmodells (Kap. 6.2.3). Vorher wurde dieses jedoch modifiziert:
Erstens konnte durch Nullsetzen der entsprechenden Zeile und Spalte in der System-
matrix die Netzfrequenz konstant gesetzt werden, da sie einen vernachlédssigbaren
Einfluss auf das Hybridsystem hat. Zweitens werden bei der Systemreduktion von den
in Tabelle 6.2 aufgefiihrten Groflen nur der Zellstrom, der Luftmassenstrom und die
Turbineneintrittstemperatur sowie die Wechselrichterwirkleistung, das Lastmoment
der Asynchronmaschine und der Brennkammerbrennstoffmassenstrom beriicksichtigt,
da sich die Anodengastemperatur und die Zellspannung auf der Betriebslinie im Ver-
gleich zu anderen GroBen nur wenig dndern (Bild 5.10). Zudem wird der Zellstrom
iiber einen Proportionalititsfaktor auf den Brennstoffdruck zuriickgekoppelt, um
stationdr einen konstanten Brennstoffnutzungsgrad zu gewihrleisten. Bei der Zu-
standsriickfiihrung Kgpt handelt es sich um einen Optimalregler, da das Reglergesetz

u(t)=-K_ x(t) (6.54)

opt

durch Losen des Optimierungsproblems
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minJ (6.55)

Kopt

mit dem Giitefunktional

J =[x (hax(t)+u’ (Ru(t) Jdt = [ [ x"(1)(Q+KRK,,)x(t) [dt  (6.56)

opt
bestimmt wurde [68]. Einsetzen von Gl. (6.54) in GI. (6.3), Losen des dadurch ent-
standenen homogenen Differentialgleichungssystems, Einsetzen der Losung in
Gl. (6.56) und partielle Integration fiihrt auf die L1APUNOW-Gleichung

(A-BK,,) P+P(A-BK,,)=-(Q+K_RK,,). 6.57)

Durch Ableiten dieser Gleichung nach den Elementen Koptj von Kop: ergibt sich eine
Bedingung fiir den Optimalregler K,

K, =R"B'P, (6.58)
welche zusammen mit Gl. (6.57) auf die algebraische Matrix-Riccatigleichung
A'P+PA-PBR'B'P+Q=0 (6.59)

fithrt. Den Optimalregler Kot erhilt man dann durch Losen der Gl. (6.59) nach P und
Einsetzen der Losung in Gl. (6.58). Die beiden letzten Gleichungen sind daher not-
wendig und symmetrische, positiv definite bzw. semidefinite Wichtungsmatrizen R
und Q sowie ein vollstindig beobachtbares Paar (A, Q) mit Q= Q'Q vorausgesetzt
zugleich hinreichend fiir die Losung des Optimierungsproblems in Gl. (6.55). Eine
weitere Voraussetzung ist die vollstindige Steuerbarkeit der Regelstrecke, was hier
anhand der in Kap. 6.2.1 angegebenen Formeln iberpriift worden ist.

Obwohl das Hauptziel hier auf der Stabilisierung der Strecke liegt, beschrinken sich
die positiven Eigenschaften eines Optimalreglers, deren Ursache in der Beriicksichti-
gung der inneren Verkopplungen in der Regelstrecke liegt, nicht darauf: Der Betrag
der Determinante der Riickfiihrdifferenzmatrix F(jo) = | + KopGou(jw) ist fiir alle
Frequenzen groBer oder gleich 1 (Ggwm ist die modifizierte Ubertragungsfunktionsmat-
rix des Gesamtmodells). Daraus folgt fiir den Regelkreis ein Phasenrand von mindes-
tens 60° und letztendlich eine gute Robustheit gegeniiber Modellunsicherheiten. (Der
Phasenrand ist definiert als die Differenz zwischen 180° und der Phase der offenen
Kette KopiGam bei der Schnittfrequenz @s mit IKopGam(jws)l = 1). Die gleiche
Schlussfolgerung liefert eine Analyse der Empfindlichkeitsmatrix S(jw) = F(ja))'1. Da
sie fiir alle Frequenzen kleiner oder gleich 1 ist, verringert der Optimalregler die
Empfindlichkeit des geschlossenen Regelkreises gegeniiber Parameterunsicherheiten
und Storungen am Streckenausgang im Vergleich zur nominal gleichartigen Steuer-
kette im gesamten Frequenzbereich. Zuletzt macht der Optimalregler die Strecke auch
schneller, d. h. die Eigenwerte des geschlossenen Regelkreises sind betragsmifig ,.im
Mittel* [68] groBer als die der ungeregelten Strecke. Zudem lisst sich iiber die Wich-
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tungsmatrix R die notwendige Stellenergie des Reglers dahingehend beeinflussen,
dass es nicht zum Uberschreiten von StellgroBenbeschriinkungen kommt. Dies stellt
im Vergleich mit einer anderen Methode zur Bestimmung des Reglergesetzes, der
Polplatzierung, einen wesentlichen Vorteil dar. Hier lieferte die Verwendung von
Einheitsmatrizen fiir R und Q bereits ein gutes Ergebnis.

Die Ubertragung des Reglergesetzes von dem reduzierten auf das nicht reduzierte
Modell erfolgt durch die Beziehung

Kopt,or/'ginal = Kopt,red [In,edxn,ed O]T_1 (660)

mit Nreg als Ordnung des reduzierten Systems. So bleiben nach Litz [62] die Eigen-
werte des geregelten, reduzierten Systems ebenso erhalten wie die bei der Ordnungs-
reduktion abgeschnittenen nicht-dominanten Eigenwerte, wodurch auch die Stabilitit
des geregelten, nicht reduzierten Modells garantiert ist.

Da nicht alle Zustandsgrofen messbar sind, kann der Regler die reale Strecke nur
dann regeln, wenn zur Rekonstruktion des Zustandvektors ein Beobachter eingesetzt
wird. Einfacher gestaltet sich dagegen die Anndherung der Zustands- durch eine
Ausgangsriickfithrung [68] nach

-1

K, =K 0 TW (CTW)  ((CTW) (CTW)') . (6.61)

opt.original

Darin ist C die Ausgangsmatrix, W eine diagonale Wichtungsmatrix und T die Eigen-
vektormatrix des mit der Zustandsriickfiihrung geregelten, nicht reduzierten Systems.
Da die so bestimmte Ausgangsriickfithrung auf weniger Informationen iiber den Stre-
ckenzustand zuriickgreifen kann, verdndert sich jedoch das Regelkreisverhalten,
sodass die Approximationsgenauigkeit einzelner Eigenwerte durch die Eintrige von
W anzupassen ist. Tabelle 6.3 enthilt die Eigenwerte der mit den Reglern der drei
beschriebenen Entwicklungsstufen geschlossenen Regelkreise. Anhand der negativen
Realteile sowie der grolen Dampfungen aller Eigenwerte erkennt man die erfolgrei-
che Stabilisierung der Strecke sowie deren gutes dynamisches Verhalten. Die mittels
der angegebenen Gleichungen berechnete Reglermatrix K, hat die Dimension 3x5;
beriicksichtigt man jedoch die schon vorher festgelegte Riickfithrung des Zellstroms
auf den Brennstoffdruck durch eine zusitzliche Zeile, ergibt sich die endgiiltige Aus-
gangsriickfithrung (Anhang A21) mit der Dimension 4x5 wie in Bild 6.14.

Nachdem im ersten Schritt die Stabilisierung der Strecke im Vordergrund stand,
konzentriert sich der néchste Schritt auf die Sicherung der Sollwertfolge und die
Verbesserung der Dynamik. Dazu werden drei dezentrale PI-Regler eingesetzt (in
Bild 6.14 blau), welche durch Regeln der sekundiren RegelgroBen Zellstrom (/zefe),
Luftmassenstrom (7,,,) und Turbineneintrittstemperatur (Tpx) den gewiinschten

Betriebspunkt auf der Betriebslinie definieren. Die Sollgroen werden dafiir als Funk-
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tion der geforderten Leistung berechnet (Bild 5.10, Bild 6.14). Der Stromregler wirkt
auf den Wechselrichter, der durch Steuerung der Leistungsentnahme aus dem Kop-
pelkondensator die Zellspannung und damit indirekt den Zellstrom beeinflusst. Der
Luftmengenregler generiert ein Sollmoment, das von der Leistungselektronik der
Asynchronmaschine eingestellt wird, um die Drehzahl der Gasturbine und folglich
den Luftmassenstrom zu variieren. Der Turbineneintrittstemperatur-Regler bestimmt
den Brennstoffmassenstrom in die Brennkammer und dadurch die Turbineneintritts-
temperatur. Neben diesen offensichtlichen Hauptkopplungen gibt es jedoch auch
Querkopplungen; so beeinflusst z. B. auch der Luftmassenstrom die Turbineneintritts-
temperatur und diese wiederum das Gasturbinenmoment. Weil die dezentrale Struktur
der PI-Regler diesen Umstand jedoch unberiicksichtigt ldsst, wird in dieser Arbeit
analog zu [30], [111] eine Entkopplung im Zeitbereich angestrebt.

Tabelle 6.3: Eigenwerte der geschlossenen Regelkreise

B

1" 220e-4 -130e2 -8.00e2 -2.35 2.51+1.13] 377 557
52.5

2" 220e-4 -130e2 -8.00e2 -9.84e2 -99le2 -04  -0.769  -1.07
198 235 2.5141.13] 333 377 557
-6.64+0.735; 2135 -163 391 -39.543.57j -40
509 525 852 -133 -268 -819

3 554e-4  736e-3+6.6le-3j  -9.84e-24122e-4j  -04 0769  -1.07
-1.73+0.831; 205 333 382 -4.48 -6.63+0.736j
-6.70+4.42j 143 -163 -38.4+3 49 -38.7 -40
510 846 -148 268 -819

*  mit Zustandsriickfithrung geregeltes reduziertes Modell (1); mit Zustandsriickfiihrung gere-
geltes nicht reduziertes Modell (2); mit Ausgangsriickfithrung geregeltes Modell (3)

Die Parametrierung der PI-Regler, d. h. die Festlegung der Proportionalititsfaktoren
und der Nachstellzeiten erfolgt unter Verwendung von Frequenzkennlinien der offe-
nen Ketten, zu deren Berechnung das lineare Gesamtmodell jeweils inklusive aller
bereits parametrisierten Regelkreise mit konstant gehaltener Netzfrequenz (s. 0.)
herangezogen wird. Den Frequenzkennlinien kann man die Schnittfrequenz sowie den
Abstand zwischen Schnitt- und Knickfrequenz entnehmen, welches Mafle fiir die
Einschwingzeit bzw. Dampfung sind; allerdings gilt dieser Zusammenhang nur, wenn
der geschlossene Kreis niherungsweise PT,-Verhalten aufweist bzw. die offene Kette
IT;-Verhalten [67]. Durch eine geeignete Parametrierung der Regler (Anhang A21)
konnen diese Bedingungen fiir den Strom- sowie den Turbineneintrittstemperatur-
Regelkreis erfiillt werden; Bild 6.15 zeigt fiir beide Regelkreise die entstandenen
Frequenzkennlinien ihrer offenen Ketten. (Zusitzlich sind die Kennlinien der Uber-
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tragungsfunktionen ohne Regler eingetragen.) Aufgrund der hohen moglichen Dyna-
mik des Zellstroms bzw. der Zellspannung (Kap. 5.1.6) wird die Schnittfrequenz des
Stromregelkreises auf 100 rad/s eingestellt, die des Turbineneintrittstemperatur-
Regelkreises auf geringere 1 rad/s. Das Einschwingverhalten infolge einer sprungfor-
migen Anderung der FiihrungsgroBe zeigt die erwarteten Zeitkonstanten von 0.03 s
bzw. 3.14 s (Bild 6.16). Die Uberschwingweite ist ebenfalls in beiden Fllen gut.

Die oben genannten Bedingungen gelten hingegen nicht fiir die Regelung der Luft-
menge, da die Ubertragungsfunktion zwischen FiihrungsgroBe und StellgréBe u. U.
nichtminimalphasiges Verhalten aufweist (Bild 6.19), obwohl simtliche Ubertra-
gungsnullstellen entgegen der in Kap. 6.2.1 gegebenen Definition negative Realteile
haben. Um den Luftmassenstrom und damit auch die Drehzahl beispielsweise verrin-
gern zu konnen, muss das Moment der Asynchronmaschine zunéchst vergrofert
werden (durch den P-Anteil), bevor es im stationdren Betriebspunkt (durch den
I-Anteil) wieder auf kleinere Werte absinkt. Die auf die Frequenzkennlinien in
Bild 6.15 und die Sprungantwort in Bild 6.16 fiihrenden Reglereinstellungen (Anhang
A21) stellen daher nur einen Kompromiss dar. Denn eine im Hinblick auf den Pump-
grenzenabstand wiinschenswerte geringere Drehzahldnderungsrate zu Beginn einer
Lastinderung bedingt gleichzeitig eine groBere Uberschwingweite, da der Regler dann
auch mehr Zeit bendtigt, um das in dem angefiihrten Beispiel zunéchst vergroferte
Moment auf den stationdren Endwert zu reduzieren.

Gm = Inf dB, Pm = 68.1 deg (bei 95.1 rad/s) Gm = Inf dB, Pm = 121.0 deg (bei 1.1 rad/s) Gm = InfdB, Pm = 90.3 deg (bei 1.0 rad/s)
i i

Betrag [dB]
Betrag [dB]
Betrag [dB]

(ohne Regler)
a5 — — 4 — — —

Phase [deg]
Phase [deg]
3
3
Phase [deg]

o= CoON N | T
270f — - N - - —
B e T i A it (ohne Regler)” | i R e e 4 - - -
R I I I g I I I B I I
10* 10° 10 1 10" 10 10° 10” 10° 10* 10 10° 10° 10° 10
Frequenz [rad/s] Frequenz [rad/s] Frequenz [rad/s]

Bild 6.15: Bodediagramme der Ubertragungsfunktionen der offenen Ketten
(a) Sollwert Zellstrom — Zellstrom (links)
(b) Sollwert Luftmassenstrom — Luftmassenstrom (Mitte)
(c) Sollwert Turbineneintrittstemperatur — Turbineneintrittstemperatur (rechts)

Folglich wird im Regler die Anderungsgeschwindigkeit der Fiihrungsgrofe fiir die
Luftmenge auf 0.1 kg/s> begrenzt (Bild 6.14 links unten). Die Anderungsraten der
Sollwerte fiir den Zellstrom und die Turbineneintrittstemperatur werden ebenso limi-
tiert (auf +/- 60 A/s bzw. +/- 30 K/s). Zum einen beschrinkt dies die Abweichung des
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Brennstoffnutzungsgrads vom Sollwert, da der in die Anode geforderte Brennstoff-
massenstrom sich nicht so schnell dndern kann wie der Zellstrom. Zum anderen fllt
die Storung, welche eine sich dndernde Turbineneintrittstemperatur fiir den Luftmen-
genregler darstellt, geringer aus.

Zeit [s]

Bild 6.16: Sprungantworten der PI-geregelten Regelkreise

Im dritten Schritt wird ein weiterer PI-Regler eingefiihrt (in Bild 6.14 rot), der die
Temperatur des Anodenabgases konstant hélt (s. 0.), indem er auf Basis der Tempera-
turabweichung die Fithrungsgrofe des Luftmassenstroms korrigiert bzw. anpasst. Die
Parametrierung erfolgt wie in den vorigen Abschnitten beschrieben anhand von Fre-
quenzkennlinien (Anhang A21 und Bild 6.17). Aufgrund der hohen thermischen
Trigheit der Brennstoffzelle wird eine sehr kleine Schnittfrequenz von nur 0.0001
rad/s eingestellt. Das Einschwingverhalten infolge einer sprungférmigen Anderung
des Luftmassenstroms dauert entsprechend lange (Bild 6.17).

Gm = Inf dB, Pm = 66.3 deg (bei 0.0 rads)
| | |

Betrag [dB]
5 &

Phase [deg]
& oz
& &

5
8
8

10° 10* 10° 10° 10° 10°
Frequenz [rad/s] Frequenz [rad/s]

Bild 6.17: Frequenzkennlinien und Sprungantwort (rechts) des Anodentemperaturreglers

Der letzte Schritt des Reglerentwurfs dient der Verbesserung des Lastfolgeverhaltens
sowie der Vermeidung kritischer Betriebszustinde (in Bild 6.14 griin). Wihrend der
Zellstrom und damit die Leistung der Brennstoftzelle schnell reduziert werden kann —
lediglich begrenzt durch die Dynamik der Brennstoffversorgung (s. 0.), ldsst sich iiber
die Drehzahl der Gasturbine die Leistung derselben nur langsam variieren. Bei einer
Reduzierung ist der Pumpgrenzenabstand zu beachten, bei einer Erhohung indessen
ein ausreichender Druckabfall zwischen Anode und Verbrennungsplenum
(Kap. 5.2.1). Da die Gasturbine bei einer Lastinderung einen entscheidenden Anteil
hat (bei einer Reduzierung der Hybridsystemleistung von 100 auf 50 % z. B. 27 Pro-
zentpunkte), verkleinert sie die mogliche Lastinderungsrate des Hybridsystems erheb-
lich. In dieser Arbeit wird daher ein zusitzlicher Leistungsregler eingesetzt (in
Bild 6.14 links Mitte), der aus der Abweichung zwischen Soll- und Ist-Leistung einen
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Korrekturwert fiir den Soll-Zellstrom berechnet. (Wenn zusitzlich die Drehzahl ge-
messen wird, ist die Bestimmung der Ist-Leistung anhand der oben aufgefiihrten
Messgrofien sowie der als bekannt vorausgesetzten Stellgroien moglich.) Bei kleinen
Zeiten kompensiert somit die Brennstoffzellenleistung, welche sich anfangs stirker
als fiir den angestrebten Lastpunkt notwendig dndert, die Trigheit der Gasturbine.
Anhand der Einzelleistungen von Gasturbine und Brennstoffzelle sowie der Gesamt-
leistung verdeutlicht Bild 6.18a die beschriebenen Effekte. Simuliert wurde fiir
Bild 6.18 eine Lastinderung von 100 auf 90 % unter Verwendung aller bisher entwor-
fenen Reglerkomponenten. Bei einer Leistungserhthung ist dieser positive Effekt
allerdings begrenzt, da aufgrund der Brenngasverdichterauslegung (Kap. 3.12) der
Brennstoffdruck und folglich auch der Zellstrom nach oben begrenzt sind.

Brennstoff-
nutzungsgrad [%)]

|
50 B N I kp=2e5|
|
|

Leistung [%)]

Zeit[s]

0 30
Zeit [s]

Bild 6.18: (a) Wirkung des P-Reglers zur Beschleunigung des Lastfolgeverhaltens (links)
(b) Wirkung des Spannungsreglers auf das Wasser/Kohlenstoff-Verhdltnis (STCR)

Der zweite in Bild 6.14 griin dargestellte Spannungsregler nutzt die Differenz zwi-
schen Soll- und Ist-Zellspannung, um das Wasser/Kohlenstoff-Verhéltnis in instatio-
niren Betriebszustdnden im unkritischen Bereich zu halten (Bild 6.18b). Er beruht auf
Erkenntnissen aus Kap. 5.2; dort kam es infolge der Druckabsenkung im Anodenkreis
zu einem erhohten Brennstoffangebot in der Anode, zu einem Anstieg des Zellstroms
(wegen konstanter Spannung) sowie zu einer Reduktion von Brennstoffnutzungsgrad
und des Wasser/Kohlenstoff-Verhéltnisses. Da durch den Stromregler nun der Zell-
strom konstant gehalten wird, sorgt das erhohte Brennstoffangebot wihrend einer
geregelten Lastreduktion fiir eine erhohte Zellspannung. Dieser wirkt der hier be-
schriebene Regler durch eine Verminderung des Brennstoffdrucks entgegen, was
letztendlich zur gewiinschten Anhebung von Brennstoffnutzungsgrad und des Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnisses fiihrt. Bei einer Lasterhohung, d. h. einer Druckzunah-
me verhalten sich die angesprochenen Grofien entgegengesetzt.

Damit sich die in den letzten beiden Absitzen erlduterten ,,Korrektur“-Regler nicht
selber kritisch auswirken, muss erstens die Anderungsrate der FiithrungsgroBe Sollleis-
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tung des Hybridsystems begrenzt und zweitens der Brennstoffdruck nach unten limi-
tiert werden. Die untere Grenze wird dabei durch das 1.67-fache des Ejektordrucks
festgelegt, um jederzeit ein kritisches Druckverhiltnis in der Lavaldiise und folglich
die Proportionalitidt zwischen Brennstoffdruck und —massenstrom sicherzustellen. Die
Parametrierung der Regler ist im Anhang A21 angegeben. An dieser Stelle darf je-
doch nicht unerwihnt bleiben, dass die Simulationsergebnisse die Gaszusammenset-
zung sowie das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis betreffend und damit der gesamte
Spannungsregler aufgrund der bei der Modellierung vernachléssigten Erhaltungsglei-
chungen fiir die Gaskomponenten kritisch zu betrachten sind. Vermutlich dndert sich
in einer realen Anlage die Gaszusammensetzung sowie das Wasser/Kohlenstoff-
Verhiltnis nicht so schnell und nicht so deutlich wie hier simuliert, so dass aufgrund
kritischer Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnisse evtl. iiberhaupt kein Regler notwendig ist.

6.3.3 Reglervalidierung

Die Reglervalidierung erfolgt anhand von drei unterschiedlichen Szenarien, wozu die
in Kap. 6.3.1 genannten Anforderungen im Einzelnen zu iiberpriifen sind. Im ersten
wird die Lastforderung an das Hybridsystem zunichst sprungférmig von 100 % auf
50 % reduziert, um sie dann — nach Erreichen eines nahezu stationédren Arbeitspunk-
tes — wieder sprungformig auf 100 % zu erhohen. Das zweite Szenario simuliert das
Storverhalten des Hybridsystems infolge sich @ndernder Umgebungsbedingungen
(Temperatur und Druck). Erst im dritten Szenario wird das Hybridsystem inklusive
der elektrischen Komponenten als Teil eines elektrischen Versorgungsnetzes betrach-
tet, d. h. die Leistungsanforderung an das Hybridsystem wird durch einen Primér- und
Sekundidrregler aus der Frequenzabweichung des Netzes berechnet, wihrend der
Lastpunkt des konventionellen Wérmekraftwerks konstant bleibt. Dabei initiiert eine
sprungformige Reduktion der Verbraucherleistung am Knoten 6 um 6 MW (vgl.
Bild 4.1) die Lastidnderung des Hybridsystems. Zum Vergleich wird mit der gleichen
Storung eine weitere Simulation durchgefiihrt. Diesmal bleibt jedoch die Leistungs-
abgabe des Hybridsystems konstant und der Primir- sowie der Sekundérregler beein-
flussen nur das konventionelle Wérmekraftwerk am Knoten 1 (vgl. Bild 4.1). Beide
Simulationen umfassen alle in Kap. 3 und 4 beschriebenen Modellteile; zur Minimie-
rung des Rechenzeitbedarfs wird statt des nichtlinearen Hybridsystemmodells in allen
drei Szenarien das quasilineare Modell verwendet.

Szenario 1

Um die Leistungsabgabe des Hybridsystems zu verkleinern, reduzieren der Strom-
und der P-Regler zusammen den Zellstrom anfangs so stark (Bild 6.19 oben rechts),
dass die Hybridsystemleistung bereits nach 2 s auf 60 % gesunken ist (Bild 6.19 oben
links). Dies erfiillt die Anforderung an die Leistungsminderungsrate klar (s. o). Da-
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nach fillt die Last aufgrund der kleinen Anderungsraten von Luftmassenstrom
(Bild 6.19 oben rechts) und Gasturbinendrehzahl nur noch langsam ab, bis bei 100 s
der Sollwert von 50 % als stationidrer Endwert erreicht ist.
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Bild 6.19: Systemantwort Szenario 1 (linke Bildhdlften: Lastreduktion; rechts: Lasterhohung)

Aufgrund der in den Regler integrierten Nichtlinearitéten 1édsst sich die Systemantwort
auf die nachfolgende Lasterhohung nicht einfach aus der Umkehrung der Verldufe der
Lastreduktion rekonstruieren. Wihrend bei der Lastreduktion zwar der Brennstoff-
druck durch den Systemdruck nach unten begrenzt wurde, konnte der Zellstrom bei
einem stationdren Endwert von 58 % bis auf 33 % abfallen (Bild 6.19 oben). Im
Gegensatz dazu kann dieser bei einer Lasterhohung lediglich auf den Maximalwert
von 108 % steigen, was die Leistungsdnderungsrate verkleinert; trotzdem wird damit
der geforderte Leistungsanstieg von 10 % der Nennlast pro Minute erreicht (Bild 6.19
oben links). Im Vergleich zu dem bisher angenommenen Wert von 45 bar (Kap. 3.12)
muss der maximale Brennstoffdruck jedoch auf 47.5 bar (entspricht den 117 % in
Bild 6.19 oben links) erhoht werden. Denn nur so lédsst sich ein weit iiber 0.8 anstei-
gender Brennstoffnutzungsgrad vermeiden (Bild 6.19 oben rechts).
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Der untere Teil von Bild 6.19 zeigt die wichtigsten kritischen Betriebsgrofen. Bei der
Lastreduktion wird weder die Pumpgrenze iiberschritten, noch weist die Differenz
zwischen Anoden- und Kathodendruck (< 130 mbar) dhnlich hohe Werte auf wie in
Kap. 5.2. Genaue Angaben hinsichtlich tolerierbarer Druckdifferenzen konnen hier
jedoch nicht gegeben werden. Auch das Druckgefille zwischen Anode und Verbren-
nungsplenum ist jederzeit gro3 genug, obwohl es — anders als bei der in Kap. 5.2
simulierten Drehzahlreduktion — sogar kurzzeitig sinkt. Lediglich das Wasser/Kohlen-
stoff-Verhiltnis unterschreitet fiir ca. 8 s mit 1.5 den unteren Grenzwert. Unter Be-
riicksichtigung der schon mehrfach erwéhnten eingeschrinkten Genauigkeit der Gas-
zusammensetzungsberechnung in transienten Betriebspunkten ist dies aber vertretbar,
zumal die Abweichungen bei kleineren Lastinderungen nicht so gravierend sind (vgl.
Bild 6.18b). Bei der Lasterhohung bleibt auch das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis
— ebenso wie die anderen kritischen Parameter — aulerhalb des kritischen Bereichs
(Bild 6.19 unten). Da die iibrigen in Tabelle 5.2 aufgefiihrten kritischen Parameter
wie im stationédren Betriebsbereich alle deutlich innerhalb der zuldssigen Werteberei-
che bleiben, werden sie hier nicht dargestellt.

An den Verldaufen sowohl der Stellgrolen als auch der entsprechenden Regelgrofien
(Bild 6.19 oben) erkennt man deutlich das beabsichtigte, sequentielle Eingreifen der
drei PI-Regler: Der Zellstrom mit dem Brennstoffdruck dndert sich am schnellsten,
der Luftmassenstrom und das Moment am langsamsten. Die Zeitkonstanten von Tur-
bineneintrittstemperatur und Brennkammerbrennstoffmassenstrom liegen dazwischen.
Da die Zeitkonstante der Stackgehdusetemperatur um ein Vielfaches grofer ist, wird
deren Verlauf hier nicht gezeigt. Zudem betragen die maximalen Abweichungen
wegen des zweiten Temperaturreglers nur einige Kelvin.

Erwihnenswert ist aulerdem, dass der Regler im Lastbereich von 50 bis 100 % funk-
tioniert, obwohl er ausschlieSlich an dem im Auslegungspunkt linearisierten Modell
entworfen wurde. Folglich ist er robust gegeniiber der in Kap. 6.2.2 festgestellten,
vom Betriebspunkt abhéngigen Verinderung des dynamischen Streckenverhaltens.

Nachdem mit den vorigen Ausfiithrungen die Giite des Reglers nachgewiesen ist, soll
an dieser Stelle auf eine weitergehende Analyse des transienten Systemverhaltens
dhnlich der in Kap. 5.2 verzichtet werden. Denn die grundlegenden Ablaufe innerhalb
des Hybridsystems wurden bereits erldutert und dndern sich durch den Regler nicht.
So ist z. B. der Zusammenhang zwischen dem Brennkammerbrennstoffmassenstrom,
dem Brennstoffnutzungsgrad und dem Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis auch in
Bild 6.19 erkennbar. Die Unstetigkeiten bzw. die starken Schwankungen des Brenn-
stoffnutzungsgrads und der in Bild 6.19 unten links gezeigten Parameter sind dagegen
auf die nichtlinearen Komponenten im Regler (Sittigungsglieder, Anderungsraten-
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begrenzer) sowie auf die sich schnell dndernden Gaszusammensetzungen zuriickzu-
fithren.

Szenario 2

Das Storverhalten des geregelten Hybridsystems wird mittels zweier Simulationen
erfasst. Die jeweils linken Bildhilften von Bild 6.20 zeigen die Systemantwort auf
einen 1 h andauernden, rampenformigen Anstieg der Umgebungstemperatur um 15 K.
Rechts sind die Ergebnisse infolge eines ebenfalls 1 h andauernden Anstiegs des
Umgebungsdrucks um 50 mbar dargestellt. In beiden Fillen betrigt die maximale
Abweichung der Hybridsystemleistung weit weniger als 1 %; abgeschlossen ist das
Ubergangsverhalten nach ca. einem halben Tag. Die Anderungen aller kritischen
Parameter, von denen die Druckdifferenzen, das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis sowie
der Pumpgrenzenabstand in Bild 6.20 unten angegeben sind, sind ebenfalls klein und
vernachldssigbar. Nach diesen wesentlichen Ergebnissen werden die Systemantworten
nun etwas ausfiihrlicher erldutert, da einige Punkte zunéchst unplausibel erscheinen.

Einem Absinken der reduzierten Drehzahl aufgrund der hoheren Umgebungstempera-
tur wirkt der Massenstromregler durch Verringerung des Lastmoments um ca. -4 %
entgegen, um damit anfangs den geforderten Luftmassenstrom und spiter die Stack-
temperatur einzuregeln. Dies hat jedoch zur Folge, dass der Leistungsregler den Zell-
strom anhebt, um den Leistungsverlust auszugleichen. Den dadurch bedingten Abfall
der Zellspannung schwicht der Spannungsregler durch eine iiberproportionale Erho-
hung des Brennstoffdrucks ab, wodurch der Brennstoffnutzungsgrad um 0.3 % abfillt.
Dabei kompensieren sich im Zellstack die hohere Wirmefreisetzung aufgrund des
hoheren Zellstroms und der Energiebedarf fir die Reformierung des zusitzlichen
Brennstoffstroms. Zudem verschwindet mit dem Ende der Temperaturvariation die
Regelabweichung des Massenstromreglers, sodass nach 1 h das Lastmoment und der
Zellstrom nahezu konstant bleiben und auch alle anderen Parameter nur noch geringe
Anderungen aufweisen. Die besonders im Verlauf des Wasser/Kohlenstoff-
Verhiltnisses zu beobachtende Unstetigkeit bei ca. 2000 s ist wahrscheinlich auf
Interpolationen innerhalb des quasilinearen Modells zuriickzufiihren. (Bild 6.20, linke
Bildhélften)

Anders als die Umgebungstemperatur reduziert der ansteigende Umgebungsdruck das
Druckverhiltnis der Gasturbine, weshalb die Leistungsbilanz am Rotor negative
Werte annimmt und die Gasturbinendrehzahl sowie der reduzierte Massenstrom sin-
ken. Der Luftmassenstrom &dndert sich daher anfangs nur geringfiigig, ebenso wie das
Lastmoment. Verglichen mit den Ergebnissen bei der Umgebungstemperaturvariation
ist der Leistungsabfall folglich genauso schwicher wie die Anhebung des Zellstroms
zu dessen Kompensation. Deshalb sinkt die Zellspannung nicht so stark und die Ab-
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nahme des Brennstoffnutzungsgrads féllt zunédchst geringer aus. Damit wird eine
vorzeitige Kompensation der Energiebilanz im Zellstack (s. o0.) verhindert und die
untere Stackgehdusetemperatur steigt stirker an. Den erforderlichen Anstieg des
Luftmassenstroms bewirkt in der ersten Stunde der Massenstromregler, danach die
Ausgangsriickfiihrung. Nach der Druckvariation (nach 1 h) steigt mit dem Druck am
Verdichteraustritt das Druckverhiltnis. Infolgedessen nehmen die Leistungsabgabe
der Gasturbine, das Lastmoment und die Drehzahl zu; der Zellstrom kann wieder
sinken. Dabei iiberschreitet die Zellspannung ihren Ausgangswert, was seinerseits den
Brennstoffdruck auf 99.9 % sinken und den Brennstoffnutzungsgrad auf 100.1 %
steigen ldsst, bis nach etwa einem halben Tag ein neuer stationdrer Betriebspunkt
erreicht wird. (Bild 6.20, rechte Bildhilften)

Leistungen und StellgréBen sonstige BetriebsgréBen
1.01 1.011
[
y — 1.009 iy (el)
Uy lrel.]
1.007 Ty (rel)
0.99 e
) 1.005 [~
J o098 3 /
1.003 /
0.97
PHS (rel.) 1.001
Pyra (el =
096 I 0.999
Mgy (fel.)
0.95 0.997
10"10°10' 107 10° 10 107 10° 10" 10% 10° 10* 10° 10" 10° 10" 10* 10° 10* 107 10° 10' 10% 10° 10* 10°
Zeit[s] Zeit[s] Zeit[s] Zeit[s]
kritische BetriebsgréBen Verdichterkennfeld
300 2,52 ‘ R
250
— Panode Pkathode
200 PanoderPver.plenum =
——— STCR (rechts) [] 2.51 g
5 150 3
]
£ 100 2
25 =
50 © 8
o |
.50 49 8 red | | tred |
S0 10° 10 10°10° 10" 107 10° 10' 107 10° 10° 105 15 16 7 18 19 20
Zeit[s] Zeit[s] Massenstrom, , [kg/s]

Bild 6.20: Systemantwort Szenario 2 (linke Bildhdlften: Anstieg der Umgebungstemperatur;
rechts: Abfall des Umgebungsdrucks)

Szenario 3
Zusammen mit der Netzregelung definiert das Leistungsverhalten der Verbraucher die
Randbedingungen fiir das Hybridsystem, wobei die Frequenz- und die Spannungsab-

héngigkeit der Verbraucher hier vernachldssigt wird. Nach [43], [82] ist dies gerecht-
fertigt, da die Vernachléssigung dieser einen positiven Selbstregeleffekt darstellenden
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Abhingigkeiten die Anforderungen an die Netzregelung erhoht und das Spannungs-
band im regulédren Netzbetrieb schmal ist. Folglich ergibt sich eine senkrechte Last-
kennlinie. Die Kraftwerkskennlinie wird von der Primérregelung festgelegt und von
der Sekundarregelung vertikal verschoben [82]. Die Parametrierung des Primir- und
Sekundérreglers, welche den in Bild 6.21 dargestellten Systemantworten zugrunde
liegt, erfolgte in Anlehnung an [99]: Bei einer Leistungszahl von 140 MW/Hz (ent-
spricht Kprim, vgl. Gl. 4.36) verhindert ein Wert von 0.02 fiir ksex (vgl. Gl. 4.37) gera-
de dann ein positives Uberschwingen der Netzfrequenz, wenn die Regelleistung aus-
schlieBlich von dem konventionellen Warmekraftwerk aufgebracht wird (Bild 6.21
rechts oben). Um die Ergebnisse der beiden Simulationen vergleichen zu konnen,
werden die angegebenen Werte auch verwendet, wenn beide Regler auf das Hybrid-
system wirken. Allerdings ergibt sich dann mit 0.4 % eine sehr kleine Statik fiir das
Hybridsystem, wihrend die Statik des Warmekraftwerks 8 % betrégt. (Definiert ist die
Statik als Quotient aus der Nennleistung und dem Produkt von Nennfrequenz und
Leistungszahl.) Obwohl der Wechselrichter dazu in der Lage wire (vgl. Kap. 4.3),
erfolgt keine Spannungsregelung, da die Knotenspannungen sich um weniger als 1 %

verandern.
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Bild 6.21: Systemantwort Szenario 3 ("...Warmekraftwerk)
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Stellt das Wirmekraftwerk die gesamte Regelleistung zur Verfiigung, betrédgt die
maximale Frequenzabweichung 108 mHz; der Regelvorgang dauert aufgrund der
Zeitkonstanten des verwendeten Kraftwerksmodells (Kap. 4.5 bzw. [99]) ca. 200 s.
Bringt dagegen das Hybridsystem die gesamte Regelleistung auf, dauert der Regel-
vorgang nur etwa 100 s; zudem ist die maximale Frequenzabweichung mit 42 mHz
deutlich geringer und die Dampfung hoher (Bild 6.21 rechts oben). Ursache fiir diese
Verbesserung des Einschwingverhaltens der Netzfrequenz ist die groBe mogliche
Lastéinderungsrate des Hybridsystems (s. Szenario 1), welche neben den hohen Wir-
kungsgraden einen weiteren Vorteil darstellt.

In der Simulation, in der das Warmekraftwerk die Frequenzregelung iibernimmt, wird
die Betriebspunktinderung des zu dem Warmekraftwerk gehorenden Synchrongenera-
tors nicht diskutiert, da die untersuchte Lastdnderung von 6 MW im Vergleich zu der
Nennleistung des Wirmekraftwerks (560 MW) vernachldssigbar ist. Ebenso werden
die BetriebsgroBen des Hybridsystems nicht dargestellt, da diese wie die vom Hybrid-
system erzeugte elektrische Leistung konstant bleiben.

Ubernimmt dagegen das Hybridsystem die Netzregelung, wird der Verlauf der in den
vier linken Diagrammen von Bild 6.21 dargestellten Betriebsgroflen des Hybridsys-
tems von der Sollleistung geprigt, welche als Fiihrungsgrofie des Hybridsystems von
dem Primér- und spiter auch von dem Sekundérregler aus dem Verlauf der Netzfre-
quenz berechnet wird. Sowohl der Brennstoffdruck, der Zellstrom als auch die Hyb-
ridsystemleistung fallen ca. 2 s lang ab, um dann wieder auf ihren stationdren Endwert
anzusteigen. Wihrend die Leistung jedoch nur um maximal 30 % sinkt, erreichen der
Zellstrom sowie der Brennstoffdruck Minima von ungefihr 40 %, was die sich nur
langsam verdndernde Gasturbinenleistung kompensiert (s. die Verldufe von Moment
und Luftmassenstrom). Die Dynamik des Turbineneintrittstemperatur-Regelkreises
liegt wie bereits in Szenario 1 festgestellt dazwischen. Der Zusammenhang zwischen
dem Zellstrom, dem Brennstoffdruck, dem Brennstoffnutzungsgrad und dem Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnis ist ebenfalls gut zu erkennen: Der schnell sinkende Zell-
strom wird durch die Reduktion des Brennstoffdrucks nicht schnell genug ausgegli-
chen, sodass der Brennstoffnutzungsgrad abfillt. Infolgedessen sinkt das
Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis zunéchst, steigt dann jedoch fast 2 s lang an.

Die unten links in Bild 6.21 gezeigten kritischen Betriebsgroen sowie der dem Ver-
dichterkennfeld zu entnehmende Pumpgrenzenabstand weisen keine besonderen
Auffilligkeiten auf; es werden keine Grenzwerte iiberschritten. Das gilt ebenso fiir die
hier nicht dargestellten, aber in Tabelle 5.2 aufgefiihrten Parameter. Die maximale
Druckdifferenz zwischen Anode und Kathode ist mit 110 mbar geringer als in Szena-
rio 1 und das Druckgefille zwischen Anode und Verbrennungsplenum immer positiv.
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Das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis erreicht nach ca. 37 s ein Minimum von 2.2. Zum
gleichen Zeitpunkt weisen auch die Druckdifferenzen, der Brennkammerbrennstoff-
sowie der Luftmassenstrom Extremwerte auf. Ausloser ist die Gasturbinendrehzahl,
deren Anderungsrate dort ihr Vorzeichen wechselt.

Die Diagramme auf der rechten Seite von Bild 6.21 geben zusammen mit den in
Kap. 4 dargestellten Kennfeldern Hinweise zu den Betriebszustinden von Wechsel-
richter und Asynchronmaschine. Da der Verlauf der Wechselrichterwirkleistung (Pwr)
dem des Zellstroms folgt und die Blindleistung (Qwr) aufgrund der nicht erfolgten
Spannungsregelung konstant bleibt, bewegt sich der Betriebspunkt des Wechselrich-
ters im Kennfeld (Bild 4.5) auf einer Senkrechten zunichst nach oben und anschlie-
Bend wieder etwas zuriick, wobei er die Leistungsgrenze aber nicht tiberschreitet.
Zudem zeigt der sich lediglich in einem kleinen Band zwischen 0.46 und 0.53 bewe-
gende Modulationsgrad des Wechselrichters, dass der Modulator nicht iibersteuert
wird (Kap. 4.3). Dies trifft auch auf den Modulator der Asynchronmaschine zu, des-
sen Modulationsgrad mit Werten zwischen 0.17 und 0.25 jedoch noch niedriger ist.
Unter Vernachlédssigung der geringen Netzfrequenzabweichung bewegt sich der Be-
triebspunkt in den Asynchronmaschinenkennfeldern (Bild 4.7a bis d) aufgrund des 5
bzw. 35 %igen Abfalls von Asynchronmaschinendrehzahl und -moment nach rechts
unten. Dabei nimmt die vom Rotor an den Gleichspannungskreis abgegebene Wirk-
leistung im Vergleich zur direkt iiber den Stator ins Netz eingespeisten Wirkleistung
tiberproportional ab (-52 zu -34 %). Die Rotorspannung fillt von 200 auf 145 V, der
Rotorstrom von 1700 auf 1150 A. Obwohl auch der Schlupf mit der Asynchronma-
schinendrehzahl sinkt, befinden sich die gesamten Trajektorien im tibersynchronen
Bereich, da die Synchrondrehzahl bei 82 % der Drehzahl im Auslegungspunkt liegt.
Im Hinblick auf einen optimalen Wirkungsgrad sollten in einer realen Anlage die
Asynchronmaschine und die Getriebeiibersetzung jedoch so dimensioniert werden,
dass im meistgenutzten Betriebsbereich der Schlupf und damit der Betrag der zwei-
fach umgerichteten Leistung moglichst klein wird. An den prozentualen Anderungen
der Statorwirkleistung (s. 0.) und der von der Asynchronmaschine und der Brenn-
stoffzelle in den Gleichspannungskreis eingespeisten Strome (Bild 6.21 oben Mitte
und unten rechts) zeigt sich ein mit sinkender Last abnehmender Anteil der Gasturbi-
ne an der Hybridsystemleistung.

Eine abschlieBfende Betrachtung der hier untersuchten Testszenarien zeigt, dass das in
Kap. 6.3.2 vorgeschlagene Regelkonzept gemessen an den in Kap. 6.3.1 formulierten
Anforderungen korrekt arbeitet. Folglich beeintréichtigt die Verwendung von linearen
und z. T. reduzierten Modellen beim Reglerentwurf fiir das Hybridsystem die Giite
des Reglers nicht und erméglicht zudem ein systematischeres Vorgehen. Ersteres
belegt insbesondere das Szenario 1, welches einen Lastbereich von 50 bis 100 %
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abdeckt. Trotzdem ist eine weitere Optimierung der Reglerstruktur denkbar: Indem
der Brennstoffdruck entsprechend der Betriebslinie eingestellt wird und dabei unter
Beriicksichtigung eines Proportionalititsfaktors zeitverzogert als Fithrungsgrofie fiir
den Zellstrom fungiert, konnte der Verlauf des Brennstoffnutzungsgrads verbessert
werden. Auf jeden Fall erfordert die Regelung einer realen Anlage jedoch eine um-
fangreichere Validierung der fiir die Reglerentwicklung herangezogenen Modelle
sowie die Beriicksichtigung von zahlreichen weiteren Test- und Sonderfillen. Dazu
gehoren Startvorgédnge und Lastabwiirfe ebenso wie verschiedenste Lastprofile, Alte-
rungserscheinungen der Anlagenkomponenten und Mess- und Stellgliedfehler [111].



7 Zusammenfassung und Ausblick

Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist die Untersuchung des stationdren und tran-
sienten Betriebsverhaltens eines SOFC/GT-Kraftwerks sowie die Validierung einer
moglichst systematischen, allgemeingiiltigen Methode fiir den Entwurf einer geeigne-
ten Regelung. Dazu wurde zunichst ein Beispielsystem modelliert, welches bzgl.
Layout und Dimensionierung einer 2003 von Siemens Westinghouse durchgefiihrten
Projektstudie nachempfunden ist. Als Besonderheit gegeniiber anderen Untersuchun-
gen sieht diese die Anhebung der Turbineneintrittstemperatur durch die Zufuhr von
zusitzlichem Brennstoff in die Gasturbinenbrennkammer vor.

Vor dem Hintergrund eines regelungstechnischen Verwendungszwecks wurde bei der
Modellbildung ein O-dimensionaler Ansatz gewihlt. Die Modellbildung fiir die
Brennstoffzelle erfolgte an einer Einzelzelle unter der Annahme, dass sich jede Ein-
zelzelle des gesamten Kraftwerks gleich verhdlt. Das Strom-Spannungsverhalten
ergibt sich dabei aus einer Berechnung der Durchtritts- und Diffusionsiiberspannun-
gen sowie der ohmschen Verluste, wobei Abhédngigkeiten von der Gaszusammenset-
zung, der Temperatur, der Stromdichte und der Zellgeometrie beriicksichtigt werden.
Skalierte, auf der Machzahldhnlichkeit basierende Kennfelder beschreiben das Be-
triebsverhalten der Turbokomponenten. Die Bestimmung der Wirmeiibertragungs-
vorginge basiert auf Nusseltzahlkorrelationen; Bilanzgleichungen erfassen die Wir-
mespeicherfihigkeit bestimmter Anlagenkomponenten. Die Kopplung der verschiede-
nen Komponenten erfolgt iiber Kontrollvolumen, fiir die z. T. alle drei Erhaltungs-
gleichungen der Stromungsmechanik (Masse, Impuls und Energie) aufgestellt werden.
Abhingig von der Beriicksichtigung instationédrer Terme entsteht entweder ein alge-
braisches oder ein Differentialgleichungssystem, sodass das entwickelte Modell so-
wohl die Berechnung des stationdren Betriebsverhaltens als auch von dynamischen
Betriebspunktinderungen erlaubt.

Um das Verhalten des Hybridsystems unter realistischeren Randbedingungen untersu-
chen zu konnen, wurden in dieser Arbeit im Gegensatz zu vielen fritheren Arbeiten,
die entweder thermodynamische oder elektrotechnische Aspekte in den Vordergrund
stellen, zusitzlich vereinfachte Modelle eines Wechselrichters, einer Asynchronma-
schine und eines Energieversorgungsnetzes erstellt und verwendet. Sie bestehen im
Wesentlichen aus berechneten, stationdren Kennfeldern bzw. aus einer Lastflussrech-
nung. Lediglich ein elektrischer Kondensator und die Welle der Gastrubine sind dy-
namische Komponenten; sie koppeln den Wechselrichter mit der Brennstoffzelle bzw.
die Gasturbine mit der Asynchronmaschine.
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Im zweiten Schritt wurde mit dem entwickelten Modell des Beispiel-Hybridsystems
dessen stationires Teillastverhalten simuliert und in Form mehrdimensionaler Kenn-
felder dargstellt — mit der Stromdichte, der Wellendrehzahl und der Turbineneintritts-
temperatur als unabhéngigen Parametern und bei konstantem Brennstoffnutzungsgrad.
Dabei hat sich gezeigt, dass der mogliche Betriebsbereich bei hohen Stromdichten,
grolen Turbineneintrittstemperaturen und geringen Drehzahlen sowie bei niedrigen
Stromdichten, kleinen Turbineneintrittstemperatur und hohen Drehzahlen durch ein zu
grofles bzw. ein zu geringes Temperaturniveau in der Zelle beschriankt wird. Zu neuen
Erkenntnissen fiihrte die Behandlung der Turbineneintrittstemperatur als zusitzlichem
unabhingigen Betriebsparameter. Zwar reduziert sich durch die Zufuhr zusitzlichen
Brennstoffs in die Brennkammer der Gasturbine der Gesamtwirkungsgrad der Anlage,
doch durch die Moglichkeit, die Turbineneintrittstemperatur frei zu wihlen und somit
eine Riickkopplung tiber den externen Wirmeiibertrager zu vermeiden, reagiert das
Hybridsystem weniger sensibel auf Anderungen von Stromdichte und Drehzahl.
Zudem entstehen dadurch Vorteile bei der Definition einer stationdren Betriebslinie.
Folglich konnte diese basierend auf den berechneten Kennfeldern und als Grundlage
fiir die Regelung so festgelegt werden, dass sie einen Lastbereich von 40 bis 110 %
abdeckt und in diesem gleichzeitig so positive Eigenschaften aufweist wie eine kon-
stante Zelltemperatur, einen ausreichenden Pumpgrenzenabstand und eine geringe
bzw. verschwindende Druckdifferenz zwischen Anode und Kathode.

Als nichstes erfolgte die Betrachtung des transienten Verhaltens des Hybridsystems.
Um die Auswirkungen der vier Eingangsgrolen (Spannung, Brennstoffdruck, Dreh-
zahl und Brennstoffmassenstrom) besser untersuchen zu kénnen, wurde in den ersten
Simulationen jeweils nur eine Eingangsgrofie sprungformig (die Drehzahl rampen-
formig) erhoht bzw. abgesenkt. Mit zwei weiteren Simulationen wurde schlieflich
unter Anwendung der vorher festgelegten Betriebslinie das (ungeregelte) Ubergangs-
verhalten infolge zweier Lastvariationen analysiert. Folgende, bei der Regelung zu
beachtende Phéanomene konnten dabei u. a. identifiziert werden: Im Vergleich zu den
tibrigen Betriebsparametern @ndern sich die Temperaturen im Stack aufgrund dessen
hoher Wirmekapazitit nur sehr langsam und dominieren das Systemverhalten bei
groBen Zeiten. Im Hinblick auf kurze Ubergangszeiten sind diese daher konstant zu
halten. Zu schnelles Reduzieren der Drehzahl kann zu Verdichterpumpen fiithren, zu
schnelles Erhohen dagegen zu unerwiinschtem Sauerstofftransport iiber das Verbren-
nungsplenum in die Anode. In beiden Fillen kommt es jedoch durch unterschiedliche
Druckinderungsraten in Anoden- und Kathodenkreis zu Druckdifferenzen zwischen
Anode und Kathode und damit zu mechanischen Belastungen der Elektroden-
Elektrolyt-Struktur, welche zu begrenzen sind. Zudem hat sich gezeigt, dass sich
mittels Variation der Spannung der Zellstrom und folglich die Brennstoffzellenleis-
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tung sehr schnell dndern lassen. Allerdings ist die Lastinderungsrate durch die Anpas-
sung des Brennstofftransports in die Anode beschrinkt, dessen Zeitkonstante deutlich
grofer ist als die des Zellstroms.

Im letzten Teil wurde ein Regelungskonzept entwickelt und dessen Parametrierung
vorgestellt. Im Gegensatz zu fritheren Arbeiten, in denen mehrere dezentrale PI- bzw.
PID-Regler die Regelung des Hybridsystems als MehrgroBenregelstrecke iibernehmen
und die Parametrierung zu einem grofen Teil auf dem ,,Versuch-und-Irrtum-Prinzip*
beruhte, wurde in dieser Arbeit ein systematischerer Ansatz auf Basis der linearen
Regelungstheorie verfolgt. Als Voraussetzung dafiir lie sich aus dem von zahlreichen
Nichtlinearititen geprigten Streckenmodell (bestehend aus Hybridsystem, Wechsel-
richter, Asynchronmaschine, Welle und elektrischem Kondensator) ein lineares Mo-
dell 29. Ordnung ableiten, dessen ausreichende Genauigkeit vergleichende Simulatio-
nen nachweisen konnten.

Eine vor dem Regelungsentwurf mittels des linearen Modells durchgefiihrte Eigen-
wertanalyse zeigte, dass es sich bei dem Streckenmodell um ein instabiles und steifes
System handelt, obwohl bereits bei der physikalischen Modellbildung die langsamen
Alterungsprozesse sowie die sehr schnellen Elektrodenprozesse unberiicksichtigt
blieben. Zusitzliche Parametervariationen erlaubten zudem eine Zuordnung von
physikalischen Vorgingen zu einzelnen Eigenwerten.

Das vorgeschlagene Regelungskonzept besteht im Wesentlichen aus einer proportio-
nalen Ausgangsriickfithrung, die das System unter Beriicksichtigung seines Mehrgro-
Bencharakters stabilisiert und drei PI-Regelkreisen mit unterschiedlichen Zeitkonstan-
ten zur Sicherung der Sollwertfolge derjenigen Betriebsgrofien, welche entsprechend
der stationédren Betriebslinie den Lastpunkt des Hybridsystems festlegen. Wihrend zur
Entwicklung dieses Konzeptes mehrere Iterationen notwendig waren, gelang die
Parametrierung dank des linearen Streckenmodells und mittels darauf anwendbarer,
gebrauchlicher mathematischer Verfahren (Optimalreglerentwurf, Entwurf mittels
Frequenzkennlinien) wie beabsichtigt auf eine systematische Art und Weise. Fiir den
Optimalreglerentwurf wurde das lineare Modell zur Vermeidung numerischer Prob-
leme auf ein Modell neunter Ordnung reduziert.

Die abschlieBend fiir drei Testszenarien durchgefiihrte Validierung des Reglers an
dem nichtlinearen Streckenmodell verlief erfolgreich und zeigte somit die Anwend-
barkeit des vorgestellten Verfahrens: Der vorgestellte Regler regelt sprungférmige
Anderungen der einzigen FiihrungsgroBe Sollleistung ebenso aus wie rampenformige
Anderungen der Storungsgroen Umgebungsdruck und -temperatur, ohne dass es zu
Instabilititen oder nennenswerten Uberschreitungen kritischer Betriebsgrenzen
kommt. Bei einer Lastreduktion erreichen die Lastinderungsraten Werte von bis zu
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20 % pro Sekunde, bei einer Lastanhebung immer noch 10 % pro Sekunde. Dies fiihrt
im dritten Szenario, in dem das Hybridsystem zusammen mit den elektrischen Be-
triebsmitteln und dem Energieversorgungsnetz betrachtet und die FithrungsgroBe fiir
das Hybridsystem durch eine Netzregelung vorgegeben wird, dazu, dass das Hybrid-
system eine durch einen Lastabfall eines Verbrauchers induzierte Netzfrequenzabwei-
chung schneller (hier etwa 100 s) ausregeln kann als ein konventionelles Wirme-
kraftwerk.

Obwohl der vorgestellte Regler in den durchgefiihrten Simulationen die Anforderun-
gen erfiillen konnte, sind weitere Schritte notwendig, um ihn erfolgreich in einer
realen Anlage implementieren bzw. die hier angewendete Vorgehensweise zur Reg-
lerparametrierung endgiiltig verifizieren zu konnen. Zunichst ist das fiir den Regler-
entwurf verwendete Modell gewissenhaft anhand von Messdaten der zu regelnden
realen Anlage zu validieren, was in der vorliegenden Arbeit aufgrund fehlender Mess-
daten nicht moglich gewesen ist. Ggf. kann man das Modell dann durch Variation
verschiedener Modellkonstanten anpassen. Zudem sollte das Modell um zusétzliche
instationdre Bilanzgleichungen fiir alle Gaskomponenten erweitert werden, um auch
in instationdren Betriebspunkten die Elementerhaltung gewihrleisten zu kénnen. Zum
Einen liee sich damit das — wie die dynamischen Simulationen gezeigt haben — stark
von der Gaszusammensetzung abhingige Verhalten der Brennstoffzelle genauer
vorhersagen und zum Anderen auch die Dynamik der Reformierungsreaktionen unter-
suchen. Ein weiterer, aber nicht neuer Ansatzpunkt zur Erhohung der Genauigkeit ist,
die Berechnung des Strom-Spannungsverhaltens durch die Verwendung von gemes-
senen Kennfeldern zu ersetzen. Ferner ist die Beriicksichtigung zusitzlicher dynami-
scher Vorginge wie z. B. der Elektrodenvorgéinge denkbar, um damit z. B. die Rege-
lung der Leistungselektronik (in Wechselrichter und Asynchronmaschine) weiter-
zuentwickeln.

Auch der Regler selbst erfordert eine umfangreichere Validierung mit weiteren Test-
und Sonderfillen, wozu verschiedene Lastprofile ebenso gehdren wie Startvorgidnge
und Lastabwiirfe, Alterungserscheinungen der Anlagenkomponenten und Mess- und
Stellgliedfehler. Danach miissen die Regelgesetze auf einem geeigneten Steuergerit
implementiert werden, was ebenfalls zu testen ist. Moderne Methoden fiir diese Auf-
gaben sind ,,Rapid Control Prototyping“, ,,Hardware-In-Loop“-Simulationen sowie
automatische Seriencode-Generierung.
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Anhang

Al

Quelle: [14], [32], [57]

Materialeigenschaften

Komponente Anode Elektrolyt Kathode Interkonnektor
Material Nig.35(ZrO2)o.65 (Y203)0.08(ZrO2)0.92 | LaagsaSto.16MnOs | LagsaSto.16CrOs
Dichte 6950 kg/m* 5900 kg/m* 6580 kg/m’ 6600 kg/m’
Porositit > 30 % 0 >30 % 0
elektrische 100 - 3000

e ekl > 30000 S/m =10 S/m = 10000 S/m
Leitfahigkeit S/m
thermische ’ 5 ’ 0

5 11.7e-6 K 9.9¢-6 K 93-10.1e-6 K 9.6e-6 K

Ausdehnung
Umgebungs- R reduzierend/ . reduzierend/

N reduzierend - oxidierend .
bedingungen oxidierend oxidierend
Austausch- 4580 A/m* (Hy)/ )

N N - 2610 A/m -
stromdichte 5860 A/m~ (CO)

"I bei 1000° C

2 bei 800-1000°C  *®

mit Gl. (3.43) im Auslegungspunkt berechnet

A2 Zellkonzeptvergleich (SOFC)
Konzept Rohren- Flachzellen- Monolith- Integrated Planar-
. Gleich-/Gegen- Gleich-/
Stromfithrung Gleichstrom Gegenstrom
/Kreuzstrom Gegenstrom
elektrischer in quer zur in in
Stromfluss Elektrodenebene | Elektrodenebene | Elektrodenebene | Elektrodenebene
Leistungsdichte | 0.1 kW/kg" - 8.08 kW/kg" -
140 kW/m* - 4000 kW/m** -
1.8 kW/m’ 4.8 kW/m’ )
. - 2kW/m~ [104]
(1 bar) [54] (Luft/Hy)
. 2000/3200 A/m> 5700 A/m? (1 bar)
Stromdichte - -

1

aus [57]

bei 1/3 bar [38]

[70]
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A3 Wirmeleitfahigkeit und dynamische Viskosititen von
Gasmischungen

Fiir eine Gasmischung mit n chemischen Komponenten mit den Indices / bzw. j erge-
ben sich nach [13] mit

’ M 172 1/2 M 17472
@, = [1+0 | (14| 2] 1D (Al)
V8 M; H; M,
die dynamische Viskositit 7, und die thermische Leitfahigkeit A der Mischung zu
T
TS X | e A
[Mym An] = Zi[n o 4] (A2)

A4 Geometrische Daten zum Modellsystem

Wirmeiibertragungsmodell

K ) wirmelibertra- Nu- d o Nu-Zahl f.
omponente .

P gende Fliche™ | Zahl [W/m*K] | Modellstrémung
Wiirmeiibertrager, )
Luftseit, 797.1 m 5.71 1.642 mm 181.3 -

uftseite
Luftzufiihrung 296 m? 22.42 8.66 mm 168.2 4[32]/11 [19]
Kathode, unterer Teil 9152.1 m* 5.55 5.66 mm 72.7 5.5[19]
Anode 6598.5 m? 3.80 8.88 mm 51.0 3.3[32]/4.2[19]
Reformer 1352 m? 0.24 39 mm 1.0 > 8[14]
Verbrennungsplenum 296 m* 4177 | 1832 mm | 1684 | 20.24[9], [41]™
Wiirmeiibertrager, )
Gasset 797.1 m 5.66 1.642 mm 193.8 -

asseite

Masse"™ geschitzte Wirmekapazitit

Wiirmetibertrager 1275 kg 500 J/kg/K
oberes Stackgehéuse 6000 kg 500 J/kg/K
unteres Stackgehiduse 123840 kg 400 J/kg/K

Wirmeiibergang bei der Querstromung durch Rohrbiindel [9], [41]
Die mittlere Nu-Zahl Nuy, des Rohrbiindels betrigt



186

Nu, = £,(0.3+ N, o + N, )

mit dem Anordnungsfaktor fa

f,=1+0.7(b/a-03)/(e"*(b/a+0.7)’),

der Nu-Zahl bei laminarer Stromung Num,jam

Nu

m,lam

=0.664Re"2Pr"®

sowie der bei turbulenter Stromung NUm turb

0.037Re%¢ Pr

Nu, \w = .
" 1+2.443Re™ (Pr2P-1)

In Gleichung (A4) geben a bzw. b das Verhiltnis des Rohrabstandes in Quer- bzw.
Lingsrichtung zum Rohrdurchmesser an. Fir b>1 gibt € =1-7/(4a) den Hohl-
raumanteil an, mit dem aus der Anfangsgeschwindigkeit U nach u,, =u/¢ die mittle-
re Geschwindigkeit zu berechnen ist. Gleichung (A4) gilt fiir 10 < Re < 10° und
0.6 < Pr < 10* und fiir mehr als 10 Rohrreihen.

(A3)

(A4)

(A5)

(A6)

Gasdynamik

Komponente Volumen™ Komponente Volumen/Linge™'

Verdichter mit Wirme- 3 3

N 3.66 m Reformer 3528 m’

iibertrager

Brennstoffzelle 3 3
17.73 m Verbrennungsplenum 7.28 m

Kathode

Brennstoffzelle 3 Brennkammer (mit Wirmeii- 3
14.96 m . 0.72 m’

Anode bertrager und Turbine)

Ejektor (inkl. Diffusor) 2.86 m® Mischungsstrecke des Ejektors 0.285 m

*1

je Generatorblock

*2

quer angestromter Rohrbiindelwérmeiibertrager

AS Skalierungsfaktoren der Turbokomponentenkennfelder
Verdichter Faktor Turbine Faktor Definition It. [53]
Massenstrom 0.194 Massenstrom 0.152 m/ rhK,
Druckverhiltnis 1.604 Druckverhiltnis | 1.262 (m =)/ (my —1)
Drehzahl 1.038 Drehzahl 1.075 n/n,
Wirkungsgrad 1.022 Wirkungsgrad | 0.981 1 / Ng s
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A6 Parameter zur Berechnung der Austauschstromdichten
Elektrodenreaktion Kii Kai Eni
O, +4e =20 (ad) 1.49¢10 A/m? 0.25 160000 J/mol
H,=2H (ad)+2¢€ 0.213¢9 A/m’ 0.25 110000 J/mol
CO=CO*(ad)+2e 0.298¢9 A/m*"! 0.25 110000 J/mol

"I Wenn der CO-Partialdruck ebenfalls 0.5 bar betrigt, ist der anodische Durchtrittswiderstand
fiir die CO-Adsorption damit um 29 % kleiner als der fiir die H,- Adsorption.

A7 Elektrische Leitfihigkeiten

Komponente Material Formel™' "2 [S/m]
Elektrolyt (Zr02)0.92(Y203)0.08 o =85-10°exp(-11000/T) 15.02
Kathode Lag 34Sr0.16MnO; 0=42-10°/Texp(-1200/T) 12850
Anode Ni35(ZrO2)o.65 0=95-10°/Texp(-1150/T) 30240
Interkonnektor Lag g4Sro.16CrO; 0=9.3-10°/Texp (—1 100/ T) 3080
(Nickelfilz 2.7-10° S/m, unter Beriicksichtigung einer Porositit von 50 % [32])

" aus[14]  * bei 1000°C
A8 Berechnung der Diffusionskoeffizienten

Der Knudsen-Diffusionskoeffizient Dk einer Gaskomponente lisst sich mit dem
Porendurchmesser rp und der mittleren Molekiilgeschwindigkeit U

u= —BRT (A7)
M
aus
D, = E r.u (A8)
3
berechnen.

Die kinetische Theorie von Chapman-Enskog gibt fiir den Diffusionskoeffizienten in
Zweistoffgemischen D2 folgende Gleichung

)
M1 M2
D,=0.0185831 —~— 2~

. (A9)
PR2p 12012
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an. Dabei ist £2p 12 eine dimensionslose Funktion der Temperatur und des zwischen-
molekularen Potentials der Molekiile 1 und 2, welches mit dem Lennard-Jones-

Potential Vio
PEENCONEN
V,, =4¢, [Emj —Eij :l (A10)
r r

angendhert werden kann. Die Lennard-Jones-Parameter o712 bzw. £12 geben den Null-
punkt des Potentials an bzw. modellieren die Tiefe der Potentialmulde. Die Funktion
Qp, 12 ist in Abhéngigkeit von &T/€12 in [13] ebenso gegeben wie der Parameter o7z.
Bei zwei verschiedenen Molekiilen sind €72/kund o712 zuvor iiber

£, =4/&E, und (Alla)
0,=05(0,+0,) (Al1b)

anzunihern. Da die Temperaturabhéngigkeit der Funktion £2p 12 bei den Betriebsbe-
dingungen einer SOFC jedoch vernachléssigbar sind [32], wird £2p, 12 fiir alle mogli-
chen Molekiilpaare bei 1000° C berechnet und dann als Konstante betrachtet.

Mit den aus Gl. (A9) bestimmten binédren Diffusionskoeffizienten ergibt sich schlief3-
lich der Diffusionskoeffizient einer Gaskomponente / in einem Mehrstoffgemisch aus

1 Zé(xihf - xn;)
—t = (A12)
D, n—x>.n

J

Die Kombination aus Knudsen- und molekularer (gewohnlicher) Diffusion zu einem
effektiven Diffusionskoeffizienten einer Gaskomponente / erfolgt mit

LZE i_,_i , (A13)
Df,eff e\ D DK,/’

i,m
in der zudem mit dem Faktor &€ die Porositit der Elektroden und mit der Tortuositit 7
die Diffusionslinge durch die verwinkelte Elektrodenstruktur erfasst werden kann
[32]. Die in dieser Arbeit verwendeten Werte fiir die Porositit & die Tortuositidt zund
den mittleren Porendurchmesser rp betragen 0.5, 50 % und 1 pm.

Die folgende Tabelle enthilt die mit den vorstehenden Gleichungen berechneten
effektiven Diffusionskoeffizienten von Sauer- und Wasserstoff, Wasser, Kohlenmo-
noxid und —dioxid:

Diffusionskoeffizient [m?s]

D 3.64-10°" D 9.94.10° " D 410-10°7

O, .eff H,0,eff CO, ,eff

D 13.9-10°" D 3.91.10° 7

H, eff CO,eff
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"l bei T=1228K, p=9.4bar,
x, =0.167, x, =0.833
2 bei T=1228K, p=9.4bar,
X, =0.118, x,, = 0.549, x,, =0.082, x,, =0.251,x,, =0

A9 Definition des Polytropenexponenten

Traupel [113] leitet den Zusammenhang zwischen dem Polytropenexponent n, dem
Isentropenexponent x und dem Polytropenwirkungsgrad 77, her und erhilt fiir adiaba-
tische Bedingungen als Ergebnis

o 7, K i Verdichtung, (Al4)
n-1 x-1
no_ 1 Kk bei Expansion. (A15)
n-1 n,x-1
Dabei ist der polytrope Wirkungsgrad einer ideellen Polytrope 77, definiert als
7,= vdp bei Verdichtung, (A16)
dh
7,= an bei Expansion. (A17)
vdp
Mit dem isentropen Wirkungsgrad 775 hingt dieser iiber
1 _ . .
=— bei Verdichtung, Al8
T =17 f, e £ (A1
n, = (1 + Zq)ﬁp bei Expansion. (A19)

zusammen. Der Ausdruck (1 + Zo) ist immer groBer als eins und heif3it bei einer Ex-
pansion Riickgewinn- und bei einer Verdichtung Erhitzungsverlustfaktor, da der
isentrope Wirkungsgrad einmal grofer und einmal kleiner als der polytrope Wir-
kungsgrad ist. Er kann in beiden Féllen aus Gl. (A20) berechnet werden.

(A20)
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A10 Einginge, Zustinde und Ausginge der Hybridsystem-

komponenten
Einginge | Zustinde | Ausginge
Integratoren
1 Qpint Qo 1 -(emT)wr 1 1 Twr
2 Oosseh ot OosGeh.Ver 2 ~(emT)osgen 2 2 TosGen
3 Qeerer + Qg 3 -(emT)usen 3 3 TusGen
Verzogerungsglieder (1. Ordnung)
3 1 PrcHa 4 0.3 prcHa 4 1 PrcHa
2 m cHa 5 0.3 M cHa 5 2 m cHa
Verdichter
5 1 Ty 21 Tivers/1€3 6 1 Tt vera
2 pbu 22 Pvers/1€6 7 2 Pverd
3 mBZ,K 8 3 m\/efd
4-5 [X02 Xtz0]Lutt 9 4 Pvera
2 6 ner 10 5 SMye,
Weérmeiibertrager (Luftseite)
Tt vera 11 1 Tewr Lun
Pverd 12 2 QWT it
3 mBZ,K
4-5 [X02 XHzo]Lurt
6 Twr
Brennstoffzelle
1 Towr,Lun 15 Tipzw/1€3 13 1 Tiszk
2 Pverd 16 pszwx/1€6 14 2 Psz K
3 My, . 17 Tipza/1€3 15 3 My,
4 T Rer 18 psza/1€6 16 4 Tiza
5 Prer 19 Ino/1€2 17 5 PezA
6 M s 20 leo/te2 18 6 My s
7-8 [Xo2 XHzo]Lurt 1920 7-8 [X02 XHzolezK
9-12 [Xkz XH20 Xco XcHa)Ref 21-24  9-12 [Xu2 Xnzo Xco XcHalezA
13 TosGen 25 13 QosGen sz
14 TusGen 26 14 QusGensz
1 15 Ui 27 15 Inz
28 16 lco
29 17 Tk ein
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30 18 Psz
Ejektor
1 TiBza T ger/1€3 31 1 Tt Ejex
2 PszA 8 Pejer/1€6 32 2 Pejek
3 Ticha 33 3 mE/ek‘Sek
4 Pr.cra 34 4 mE/ek,Pn'm
5 My 35-38  5-8  [Xuz XHzo Xco Xcha]Ejek
6-9  [XHe XHzo Xco XcHalBzA 39 9 TFejek
40 10 H,0/C-Verhiltnis
Diffusor
1 TLEJ'GK 6 mDm 41 1 leff
2 Pref
3-6  [XHz XHz0 XcO XcHdlEjek
7 Y Fejex
Reformer
1 T Ejek 9 Tire/1€3 42 1 Tt Rer
My 10 pre/1eb 43 2 Pret
mBZ,A 44 3 QuSGeh,Hef
4-7  [XHz2 XHz0 Xco XcH4gek 45-48  4-7  [XHz XHz20 Xco XcHa)Ret
8 TusGen
Verbrennungsplenum
1 TipzK 13 Tive/1€3 49 1 Tiver
2 Pszk 14 Pre/1€6 50 2 Pver
3 Tisza 51 3 Mo
4 PszA 52 4 mVe,v A
5 mEk 53-58 5-10 [X02 XH2 XHzo0 Xco Xcoz
).(CH4] Ver
6-7 [Xo2 XHz0lBZ K 59 11 Qeoonver
8-11  [Xkz XHz20 Xco XcHalazA
12 TosGen
Brennkammer
1 Tt ver 11 Tie/1€3 60 1 Tisk
2 Pver 12 Ppai/1€6 61 2 Psxk
3 m,, 62 3 m,
4 m cha 63-68  4-9  [Xoz2 XHz2 XH20 Xco Xcoz

XcH4l Bk



192

5 Tt,CH4
6-11  [Xo2 XHz XHzo Xco Xcoz
XcHd] ver

Turbine mit Warmeiibertrager (Gasseite)

1 T 5k 69 1 Towr,Gas
ka 70 2 mTurb
6 3 pu 71 3 Prum
4-9  [Xo2 XHz2 XHzo0 Xco Xcoz 72 4 O‘wr‘eas
XcHd] i
210 ner 73 5 Tt 7um
11 Twr

A1l Einginge, Zustinde und Ausginge der elektrischen Teil-

modelle
Integratoren
Eingiinge Zustinde Ausginge
Por(2) + Psa 1 WNetz 1 ONetz
2 Tmechanisch (Pverd + Prum) + 28 Masu 2 Qg 2 g
3 46080(//-(2 + Ico) - IDC, wWr — IDC,ASM 3 UDC 3 UDC
Verzogerungsglieder 1. Ordnung
1 |Udl 4 0.020|Ud | 4 |Usl
2 Pg 5 0025P, |5 Pg
3 Qo 6 0025Q |6 Qo
4 Por 7 Ppr(1) Por(1)
5 Por(1) 8 Ppr(2) Por(2)
Drehstromnetz/Synchrongenerator
Einginge Ausginge
1 U, 1 1UFl 11 Re{U4
2 Ps 2 Ul 12 Im{Us}
3 Qs 3 Psa 13 Re{Us}
4 P, 4 £(U,) 14 Im{Us}
5 Q 5 £(U,) 15 Re{Us
6 Ps 6 Qsa 16 Im{Ug}
7 Qs 7 Re{U:} 17 Re{U}
8 Pg 8 Im{Uz} 18 Im{U#
9 Qs 9 Re{Us} 19 Re{Us}
10 Im{Us} 20 Im{Us}
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Wechselrichter
Einginge Ausginge
1 Unc 1 Ipc,wr
2 1Ugl 2 Muw;,
3 Pur 3 A (vgl. Bild 4.5)
4 Qur 4 a (vgl. Bild 4.5)
Doppeltgespeiste Asynchronmaschine
Einginge Ausginge
1 MASM 1 P. S 8 Re{ QR}
2 «£(1;)-«(E,) 2 Qs 9 Im{Ug}
3 1Uql 3 Ipc.asm 10 Re{Us}
4 Onetz 4 Re{/s} 11 Im{Us}
5 Or 5 Im{/s} 12 Qr
6 Upc 6 Re{lq} 13 Re{E)}
7 Im{/g} 14 Muasm

Al12 Kenndaten der verwendeten Netzelemente

Transformatoren
Knoten | Typ | ! | Anzahl | S | Uy | Ug> | Uos/Uuys [kV]
1-2 | Blocktransformator | 20.4 1 660 MVA | 0.13 0.02 380/21
3-4 Netztransformator | 3.1 2 300 MVA | 0.12 0.03 380/110
5-9 Netztransformator | 11.6 1 45MVA | 0.10 0.04 110/10

Ubersetzungsverhiltnis
Bemessungsscheinleistung
Aus der Bemessungskurzschlussspannung Ux-und dem bezogenen ohmschen Spannungsab-

fall ur, (Angaben aus [82]) ergibt sich die Transformatorersatzimpedanz zu:

2
zrus = RTUS + jXTUS = (uHr + j\l u:r - uﬁzar )% .
Leitungen
Knoten Typ Linge | Anzahl | R"[Q/km] | X [Q/km] | C [nF/km]
2-3 | 380-kV-Freileitung™ | 60 km 1 0.027 0.260 14.08
4-5 | 110-kV-Freileitung” | 6 km 4 0.033 0.266 13.65
5-6 110-kV-Kabel ™ 4km 2 0.112™ 0.191 144
5-7 110-kV-Kabel ™ 6 km 2 0.112™ 0.191 144
5-8 110-kV-Kabel 8 km 3 0.112™ 0.191 144
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*1

Teilleiter im Biindel: 4, Teilleiterquerschnitt Al/St: 265/35 mm? natiirliche Leistung:
596 MW, thermische Grenzleistung: 1790 MVA, Ubertragungsleistung bei 1A/mm?
694 MAV [82]

Teilleiter im Biindel: 2, Teilleiterquerschnitt Al/St: 435/55 mm? natiirliche Leistung:
48 MW, thermische Grenzleistung: 343 MVA, Ubertragungsleistung bei 1A/mm?
165 MAV [82]

"3 Kabeltyp: N2XS(FL)2Y 1x300 RM/35 64/110 kV, Anordnung: nebeneinander, Bemes-
sungsstrom: /=580 A, natiirliche Leistung: 179 MVA (15.2°) [43]

Wechselstromwiderstand bei 90°C

*2

*4

Al13  Bemessung des Wechselrichters und Betriebsdaten im

Auslegungspunkt
Bemessungsdaten des Wechselrichters und des Transformators
Bemessungsscheinleistung S,W,*I 32 MVA
Bemessungskurzschlussspannung Ukr 0.09 %"
ohmscher Spannungsabfall Upr 0.04 %"
Bemessungsspannung OS™ Uoswr 10kV
Transformatorimpedanz Rwr + j Xwr 0.00279 Q + j0.00360 o
Ubersetzungsverhiltnis u 8.42
Betriebsdaten im Auslegungspunkt
Scheinleistung P+jQ@ -17.9 MW - j12.0 MVAR
netzseitige Spannung Unetz” 690 V
Wechselrichterspannung*3 Uwr 735V
Modulationsgrad Muw, 0.527
Strom im Gleichspannungskreis Ipc,wr 8266 A
Spannung im Gleichspannungskreis Upbc 2280 V
Spannungsverhéltnis A 1.07

Phasendifferenz « (U,,,") - £ (U

=Wr

) o -1.17°
"I Lt. [99] gibt es Wechselrichter mit Insulated Gate Bipolar Transistoren im Leistungsbereich
bis 2 MW bei Schaltfrequenzen von 2 bis 5 kHz, Sperrspannungen von 6.5 kV und Maxi-
malstromen von 1200 A bei 3.3 kV, sodass bei der oben angegebenen Bemessungsschein-
leistung 16 Umrichter gleich- und wechselspannungsseitig iiber Drosseln parallel zu schalten
wiren. In der Simulation werden diese jedoch wie ein groer Umrichter behandelt.

2 Angaben aus [82]

" Leiter-Leiter Spannung

" Die Resistanz wird um 0.001 Q groBer angesetzt, um die Verluste des Wechselrichters zu

beriicksichtigen; der Wirkungsgrad der Leistungskonditionierung betrdgt damit 4.5 %.
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Al4 Bemessung des Asynchrongenerators und Betriebsdaten
im Auslegungspunkt
Maschinenparameter der Asynchronmaschine
Nennleistung Pn,asu 6 MW
Statorwicklungswiderstand bei 120° C Rs 0.00104 Q
Rotorwicklungswiderstand bei 120° C Rr 0.00251 Q
Magnetisierungsreaktanz Xu 254 Q
Statorstreureaktanz Xos 0.026 Q
Rotorstreureaktanz Xor 0.019 Q
Ubersetzungsverhiltnis .
der Asynchi)nmaschine G=wskus/(Wekir) 08
Ubersetzungsverhiltnis des Getriebes U = ngr/NR 7.6
Maschinenparameter des Netztransformators
Bemessungskurzschlussspannung Ukr 0.07 %"
ohmscher Spannungsabfall Ugr 0.05 %"
Bemessungsspannung OS™ Uos asm 10kV
Transformatorimpedanz Rrasu + J Xt.asm 0.0110 Q +0.0108 Q
Ubersetzungsverhiltnis u 8.42
Betriebsdaten im Auslegungspunkt
Statorscheinleistung P+Q -4.3 MW
Rotorwirkleistung P -1 MW
Induzierte Spannung E, 719 V £180°
Statorspannung Us 690 V £-6°
Statorstrom Is 2076 A £174°
Rotorspannung Ur 200 V £-178°
Rotorstrom Ir 1700 A £-14°
Drehmoment Masu -28340 Nm
Strom im Gleichspannungskreis Ipc.asm 430 A
Modulationsgrad Muasm 0.25

*1

Angaben aus [82]

2 Leiter-Leiter Spannung
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Al15 Kenndaten des Kraftwerksmodells

Kraftwerksmodell
Zeitkonstante des Turbinenventils Tor1 035"
Zeitkonstante der Dampfturbine Torz 255"
Elektromechanische Zeitkonstante Tm 10.6 s
Bezugsnetzlast Py 560 MVA
Proportionalverstiarkung des Primérreglers Kprim 140 MW/Hz
Konstante des Sekundirreglers Ksek 0.02W
"I Daten aus [99]
Synchrongenerator
Bemessungsscheinleistung S; 660 MVA
Bemessungsklemmspannung U, 21 kV™?
Bezogene Synchronreaktanz Xd 24"
Synchronreaktanz Xy 1.6
Scheinleistung im Auslegungspunkt Ssa -561 MW - j348 MVAR
Polradspannung im Auslegungspunkt Up 37kV
Klemmspannung im Auslegungspunkt Unetz 12.1kV £48°
Strom im Auslegungspunkt INetz 18.1 kA Z£-164°

"2 Daten aus [82]
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Anhang
Al16 Stationidre Kennfelder des Hybridsystems fiir eine Turbi-
o 4 s °
neneintrittstemperatur von 910° C
" s Losung tevom APy | / ! — Massenstrom, (% vom AP] | | O
80000 \yiscungsgrad o 4% ‘- 3000 bk nach Verdichter [bar] I
—— GT-Leistungsanteil [%] —— Pumpgrrenzenabstand [%] I ‘M | |
| i | |
]
2500 - - - -4 - - - 2500 il St
il A Llow |
£ E ol
< 2000 < 2000 8-+
L
| |
1500 1500 FHEAA -4
| | |
| | |
1 1 1 1 |
005" 125 13 185 14 145 000 135 14 145
o [Umin] ©10* x10*
—— untere Stacktemperatur [K] — STCR[] //
3000 Stackeintrittstemperatur [K] 3000] AP=Pp nodaPiathods (MD2T |
—— Nutzungsgrad O, [%] ——  Zellspannung [V]
2500 —'- - - - - - 25001 —'- - - - -
o Lo
£ £
< 2000 g < 2000
= ! =
|
1500 ! 15002
|
|
|
1000 s 1000
Nt [U/min] x10*

Bild A0.1: (a) Leistung und Wirkungsgrad des Hybridsystems (HS) und Leistungsanteil der
Gasturbine (GT) fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 910° C (links oben)
(b) Verdichterparameter fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 910° C

(rechts oben)
(c) untere Stackgehduse- und Stackeintrittstemperatur und Sauerstoffnutzungsgrad

fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 910° C (links unten)
(d) Wasser/Kohlenstoff-Verhdltnis (STCR), Differenzdruck zwischen Anode und
Kathode und Zellspannung fiir eine Turbineneintrittstemperatur von 910°C

(rechts unten)

Al17 Dynamisches Betriebsverhalten
Die Ausfithrungen im Hauptteil ergidnzend werden hier die Simulationen 2, 4, 6, 8 und
10 (Tabelle 5.3) analysiert.

Variation der Drehzahl (Sim. 2, Tabelle 5.3)

Die Vorginge infolge einer rampenformigen Drehzahlerhohung weisen groftenteils
den in Kap. 5.2.1 beschriebenen kausalen Ablauf auf, wobei alle Anderungen jedoch
in die entgegen gesetzte Richtung erfolgen (Bild A0.2). Daher werden nun nur die
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davon abweichenden Effekte erldutert. Die stark sinkende untere Stackgehdusetempe-
ratur (Bild A0.2, Mitte links) bewirkt eine starke Reduktion des Zellstroms; zudem
steigt der Rezirkulationsmassenstrom. Beides fiihrt zu einem hoheren Restbrennstoff-
anteil im Anodenabgas (Bild A0.2, links unten), welcher vom Verbrennungsplenum
bis zum Brennstoffzelleneintritt ab ca. 4200 s fiir steigende Temperaturen sorgt. Da-
mit im Zusammenhang stehen die gegen Simulationsende steigenden Driicke, die
leicht abfallenden Massenstrome im Kathodenkreis, die zunehmende Gasturbinenleis-
tung und der sinkende Pumpgrenzenabstand (Bild A0.2). Zudem wird dadurch der
von dem unteren Stackgehduse an die Kathode abgegebene Wirmestrom geringer und
die Wirmebilanz gleicht sich schneller aus (Bild A0.2, Mitte rechts). Das Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnis fillt wegen des sinkenden Zellstroms (durch den steigen-
den Rezirkulationsmassenstrom jedoch abgeschwicht) bis zum Simulationsende hin
ab (Bild A0.2, rechts unten). Auch der aus dem Anodenkreis stromende Massenstrom
féllt. Denn mit Beginn des Druckabfalls bei 50 s dndert sich der Anodendruck stédrker
als der im Verbrennungsplenum. Dieses auch in anderen Simulationen zu beobach-
tende Verhalten ist insofern unerwartet, als der Ursache (hier: der Druckabfall im
Verbrennungsplenum) eine grofere Wirkung (hier: groBerer Druckabfall in der Ano-
de) folgt. Es kann jedoch als eine Art Uberschwingen der instationiren Massenstrom-
bilanz gedeutet werden, das in der Komponente mit dem gréBeren Volumen (der
Anode) groBer ausfillt. Ein bereits von Stiller et al. [110] aufgezeigtes Problem ergibt
sich durch den schnellen Druckanstieg im Verbrennungsplenum, der das Druckgefille
zur Anode stark verkleinert (hier: min. 40 mbar). Bei hoheren Anderungsraten der
Drehzahl kann der Ejektor daher einen Teilstrom aus dem Verbrennungsplenum
ansaugen und somit der Anode Sauerstoff zufiihren. Exotherme chemische Reaktio-
nen und Beschidigungen des Stacks sind die Folge.

Variation der Zellspannung (Sim. 4, Tabelle 5.3)

Das simulierte Verhalten nach einem sprungformigen Spannungsabfall entspricht bis
auf das Vorzeichen in den meisten Punkten dem in Kap. 5.2.2 beschriebenen Ablauf
(Bild A0.3). Davon abweichend beginnen der Zellstrom und die Brennstoffzellenleis-
tung wegen der steigenden unteren Stacktemperatur ab 4300s zu sinken (vgl.
Bild 5.1). Dadurch verringert sich die molare Masse des aus der Anode stromenden
Gases und der aus dem Anodenkreis austretende Massenstrom beginnt ebenfalls zu
fallen. AuBlerdem sinkt ab 30 s das Wasser/Kohlenstoff-Verhiltnis, was jedoch auf
den abnehmenden Rezirkulationsmassenstrom zuriickzufiihren ist.

Variation des Brennstoffdrucks vor der Lavaldiise des Ejektors (Sim. 6, Tabelle 5.3)

Die durch eine sprungformige Druckerhthung verursachte Zustandsidnderung lauft
weitestgehend wie in Kap. 5.2.3 beschrieben ab; die Anderungen der BetriebsgroBen
haben allerdings umgekehrte Vorzeichen (Bild A0.4). Die von dieser Beobachtung
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abweichenden zeitlichen Verldufe betreffen wie bei der Variation der Spannung den
Zellstrom, den aus dem Anodenkreis austretenden Massenstrom und das Was-
ser/Kohlenstoff-Verhiltnis (Kap. 5.2.2).

Variation des Brennkammerbrennstoffimassenstroms (Sim. 8, Tabelle 5.3)

Bei einer Erhohung des der Brennkammer zugefiihrten Brennstoffmassenstroms
ergibt sich der in Kap. 5.2.4 beschriebene Ablauf; entscheidende Unterschiede beste-
hen dabei zunichst nur in den Vorzeichen der Anderungen der Betriebsgrofen
(Bild A0.5). Ein Teil der von dieser allgemeinen Aussage abweichenden Beobachtun-
gen sind auf den Zellstrom zuriickzufiihren, der ausgelost durch die steigende untere
Stacktemperatur (vgl. Sim. 1) ab 690 s wie in Sim. 7 zu sinken beginnt: Die molare
Masse in der Anode sinkt und verstirkt den Dichteabfall, sodass der aus dem Ano-
denkreis austretende Massenstrom trotz steigenden Druckgefilles ab 780 s fillt. Zu-
dem verlangsamt die geringere Wirmefreisetzung in der Elektroden-Elektrolyt-
Struktur den Anstieg der unteren Stackgehdusetemperatur im Vergleich zu der Katho-
dentemperatur, wodurch der an den Kathodengasstrom abgegebene Wirmestrom
kleiner wird und die Wiarmebilanz ldnger positiv bleibt. Das Wasser/Kohlenstoff-
Verhiltnis ist dagegen iiberwiegend durch den Sekundidrmassenstrom bestimmt, sinkt
daher etwas stirker, bleibt aber ebenfalls noch unkritisch. Der andere Teil der Abwei-
chungen betrifft die Massenstrome im Kathodenkreis, die Temperaturen, die Driicke
und die Gasturbinenleistung. Diese Betriebsgrofien weisen im Gegensatz zu einer
Mehrzahl der entsprechenden Grofen in Sim. 7 zwischen 4000 und 6000 s keinen
Vorzeichenwechsel ihrer zeitlichen Ableitungen auf, da es nicht zu einer entscheiden-
den Anderung der im Verbrennungsplenum freigesetzten chemischen Energie kommt,
wie sie in Sim. 7 von einem sich dndernden Restbrennstoffgehalt im Anodenabgas
verursacht wird. Anders als in Sim. 7 tiberschreiten in Sim. 8 der Pumpgrenzenab-
stand, die Turbineneintrittstemperatur und die untere Stacktemperatur ihre jeweiligen
Betriebsgrenzen mit 1 %, 1625 bzw. 1330 K recht deutlich.

Variation der Last (Sim. 10, Tabelle 5.3)

Die Zustandsdnderung, bei der die Last von 70 auf 100 % angehoben wird, folgt im
Wesentlichen dem in Kap. 5.2.5 diskutierten Ablaufschema; samtliche Betriebsgrofen
andern sich allerdings in die entgegen gesetzte Richtung (Bild A0.6). Der nach 280 s
erreichte stationédre Betriebspunkt entspricht damit dem Auslegungspunkt
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Bild A0.2: Variation der Drehzahl (Sim. 2, Tabelle 5.3)
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Massenstrome Driicke
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Bild A0.3: Variation der Zellspannung (Sim. 4, Tabelle 5.3)
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Massenstrome Driicke
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Bild A0.4: Variation des Totaldrucks vor der Lavaldiise des Ejektors (Sim. 6, Tabelle 5.3)
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Bild A0.5: Variation des Brennkammerbrennstoffmassenstroms (Sim. 8, Tabelle 5.3)
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Bild A0.6: Variation der Last (Sim. 10, Tabelle 5.3)
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A18 Eingangs-, Zustands- und Ausgangsgrofen des Gesamt-
modells
Einginge Zustédnde Ausginge
1 ONetz 1 DNetz (Integrator)
2 2r 2 2 (Integrator)
3 Unc 3 Upc (Integrator)
4 Ul 4 Udl (PT-Glied)
5 Py 5 Py (PT-Glied)
6 Qy 6 Qo (PT-Glied)
1 Por 7 Por(1) Por(1) (PT;-Glied)
8 Por(2) Por(2) (PT;-Glied)
2 Ui
34 Ps +j Qs 726 Drehstromnetz/
5-6 P;+jQ; Synchrongenerator™'
7-8 Ps +j Qs
9-10  Pwr +j Qwr 27-30  Wechselrichter™
11 Masm 3144 Doppelgespeiste
12 Als) - L(E) Asynchronmaschine !
9 -(emT)wr 45 Twr (Integrator)
10 -(emT)osgen 46 TosGen (Integrator)
11 -(cmT)usgen 47 TusGen (Integrator)
13 Pt.cH4 12 0.3 Pt .cHa 48 Pt.cHa (PT;-Glied)
14 m crs 13 0.3 M cha 49 m crs (PT-Glied)
" Tu 29 Twad188 | 564 Verdichter®
16 ou 30 Pverd/1€6
55-56  Wirmeiibertrager (Luftseite)
23 Tiezk/1€3
24 Pszi/1€6
2 Tiaza/1e3 57-74  Brennstoffzelle™
26 Psza/1€6
27 In2/1€2
28 lco/1€2
15 Teee/183 | 5 64 Bjektor®
16 Peje /1€6
14 my, 85 Diffusor”
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*1

*2

17 T; e3 *
el 86-92  Reformer™
18 Pret/1€6
21 T; e3 .
vl 93-103  Verbrennungsplenum
22 Pre/1€6
19 Tis/1€3 *
Gk 104-112  Brennkammer >
20 pai/1€6
Turbine mit Wirmetibertrager
113-117

Auflistung der einzelnen Ausgéinge in Anhang All

Auflistung der einzelnen Ausginge in Anhang A10

(Gasseite) ™

A19 Eigenwertverteilung der linearen Modelle
Hybridsystemmodell Gesamtmodell
Nr. Wert Zuordnung Nr Wert Zuordnung
4| -0.103+0.0105j Ref 1 +0.0459 Ref
2 +1.50e-3 Netzbilanz
1 -1.21e-4 uSGeh 3 +4.08e-5 uSGeh
2 -9.78e-3 0SGeh 4 -0.0125 0SGeh
3 -0.0985 WT 5 -0.0974 WT
51 -0.103-0.0105j Ref 6 -0.0977 Ref
7 -0.400 Tor (PT1)
9| -1.96+0.184j Ver/Ejek/Ref 8| -0.685+1.61j Ver/Kathode/M-Bil."!
10| -1.96-0.184;j Ver/Ejek/Ref 91 -0.685-1.61j Ver/Kathode/M-Bil.
6 -0.769 Ejek 10 -0.767 Ejek
7 -1.07 Verd 11 -1.07 Verd
8 -1.60 Verd/Ver/Ejek 12 -2.05 Ejek
11 -3.33 T (Pr.cHa, PT1) 13 -3.33 T (Pr.cHa, PT1)
12 -3.33 T (g, ,PT) | 14 -3.33 T (i, » PT)
15 -3.33 Tor,1 (PT1)
16 -5.55 Ver/M-Bil./I-Bil.”
17 239 Anode/Ref 17 -6.70 Ref/U-Bil.”*/M-Bil /I-Bil.
13| -6.65+0.732j U-Bil.” 18| -6.83+0.973j Anode
14| -6.65-0.732j Anode 19| -6.83-0.973j Anode
15 -13.3 Brennkammer 20 -13.7 Brennkammer
16 -16.3 Kathode 21 -16.3 Kathode
22 -39.1 T (P, PT))
23 -40.0 T (Qg, PT))
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18 -39.5 Ver 24 | -40.843.53j Ver/Anode/Ref/I-Bil.
25| -40.8-3.53j Ver/Anode/Ref/I-Bil.
26 -50.9 T (Us, PT))
19 -85.6 Verd/Kathode 27 -85.1 Verd/Kathode
20 -183 U-Bil. 28 -129 U-Bil./I-Bil.
21 -268 Brennkammer 29 -268 Brennkammer
22 -819 Impulserhaltung 30 -819 Impulserhaltung (Ejek)
(Ejek)
o Momentenbilanz an der Gasturbinenwelle
2 Strombilanz am Kondensator im Gleichspannungskreis
3 Spannungsbilanz an der kiinstlich eingefiihrten Induktivitit
A20 Normierung von Eingangs-, Zustands- und Ausgangsvek-
tors
Eingiinge 17 Tire/1€3 0.4/1e3 K
1 Puwr 1.3 MW 18 Pre/1€6 -0.97/1e6 bar
2 Masm 4587 Nm 19 Tip/1€3 -62.9/1e3 K
3 Pt.cHa -2.19 bar 20 Pa/1€6 -0.96/1e6 bar
4 My -0.0317 kg/s 21 Tive/1€3 -16.8/1e3 K
Zustinde 22 Pre/1€6 -0.99/1e6 bar
1 ONetz 4mrad/s™! 23 Tiszi/1€3 1.3/1e3 K
2 Qr -3.9 rad/s 24 PszK/1€6 -0.98/1e6 bar
3 Upc 6.74 V 25 Tisz4/1€3 1.3/1e3 K
4 | Ul 3000 V*! 26 DezA/1€6 -0.97/1e6 bar
5 Pq 1.3 MW 27 Ino/1€2 -6.3/1e2 A
6 Qo -0.5 MVAR™ 28 lco/1e2 -7.0/1€2 A
7 Ppr(1) 25.8 MW" 29 Tiverd/1€3 -14.8/1e3 K
8 Ppr(2) 258 MW" 30 Pvers/1€6 -0.99/1e6 bar
9 -emT)wr 14.5MJ Ausginge
10 -(cmT)osgen 39.8 MJ 1 lsz -133A
11 -(emT)usgen -55.1 MJ 2 My, -1.47 kg/s
12 0.3 picha -0.668 bar 3 Tak -629K
13 0.3m,, -0.0094 kg/s 4 Upc 6.74 V
14 my,, -0.278 kg/s 5 Toza 10K"
15 Tigen/1€3 2.3/1e3K 6 Pus -0.98 MW"
16 Pejer/1€6 -0.94/1e6 bar

"I Werte sind nicht durch den 90 %-Lastpunkt auf der Betriebslinie festgelegt.

2 Wert entspricht der Anderung der Gasturbinenleistung.




208

A21  Reglerparametrierung

Ausgangsriickfiihrung
-0.19141 -0.1927 7.5363e-6 -0.35018 -0.020559
0.051287 -0.44904 -1.7003e-6 -0.032515 0.003718
-1 0 0 0 0
0.10336 0.042632 -3.316e-6 0.26175 -5.4805e-4
Stromregler (Typ: PI)
Verstirkung kp 1.4 Nachstellzeit T; 0.1s
Luftmengenregler (Typ: PI)
Verstirkung Kp -0.78 Nachstellzeit T; 1s
Turbineneintrittstemperatur-Regler (Typ: PI)
Verstirkung kp 0.123 Nachstellzeit T; 0.1s
Stacktemperaturregler (Typ: PI)
Verstirkung Kp 2e-7 Nachstellzeit T; 0.01s

Leistungsregler (Typ: P)
Verstirkung kp 3

Spannungsegler (Typ: P)
Verstirkung Kp 4e-5
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