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1 Einleitung 
Im Bereich der Forschung und Entwicklung aber auch bei der Planung und Ausführung 
von thermischen Kraftwerken wird die Modellierung und Simulation von Kraftwerkskon-
zepten als Werkzeug zur Bewertung verschiedener Ausführungs- oder Entwicklungs- 
optionen genutzt. Vor dem Hintergrund sehr hoher Investitionen für Neubaukraftwerke 
und der langwierigen und ebenfalls mit hohen Kosten verbundenen Technologieentwick-
lungen stellen mathematisch-physikalische Modelle der zu betrachtenden Kraftwerks-
prozesse ein verhältnismäßig schnelles und relativ kostengünstiges Mittel dar, um ver-
schiedene Optionen gegeneinander abzuwägen. 

Mit gültigen Kostenfunktionen für die Komponenten und Erfahrungswerten für die  
Errichtung können die Investitionen ermittelt werden. Anhand der Prognose der Erlös-
möglichkeiten können das Betriebsregime und damit die Betriebskosten abgeschätzt 
werden. Auf diese Weise kann eine wirtschaftlich optimale Auslegung angestrebt werden. 
Dabei entsprechen die zu tätigenden Investitionen der Einstiegshürde in eine bestimmte 
Kraftwerkstechnologie und sind somit letztlich dem unternehmerischen Risiko gleichzu-
setzen. Allerdings ist es umso schwieriger, eine belastbare Aussage zu den zu tätigenden 
Investitionen zu treffen, je geringer der Entwicklungsstand der Schlüsseltechnologie ist. 

Demgegenüber werden die Betriebskosten bei fossil befeuerten Kraftwerken durch den 
Einsatz beeinflusst und sind insbesondere brennstoffgetrieben. Hingegen wird der  
Einsatz vor allem fossil befeuerter Kondensationskraftwerke, abgesehen von Maßnah-
men der Übertragungsnetzbetreiber zur Sicherung der Systemstabilität, durch die spezi-
fischen variablen Betriebskosten je produzierter Einheit elektrischer Energie durch das 
sog. Merit-Order-Prinzip bestimmt [1, 2]. Die variablen spezifischen Betriebskosten ihrer-
seits hängen im Wesentlichen vom Beschaffungspreis des zum Einsatz kommenden 
Brennstoffs (inkl. CO2-Zertifikate) sowie vom elektrischen Nettowirkungsgrad ab. 

Aus diesem Grund ist es gerechtfertigt, den elektrischen Wirkungsgrad 1 in der Phase des 
Standortscreenings und der Machbarkeitsstudie für potenzielle Kraftwerksneubauten 
insbesondere aber auch im Bereich der Forschung und Entwicklung von neuen auf  
fossilen Brennstoffen basierenden Kraftwerkstechnologien als vorrangiges Bewertungs-
kriterium heranzuziehen, um das Potenzial der verschiedenen Varianten bzw. Technolo-
gien miteinander zu vergleichen. 

 
1 Im Fall von Kraft-Wärme-Kopplungsanlagen ist der elektrische Wirkungsgrad unter Bilanzierung des 

Stromverlusts durch die Wärmelieferung eine sinnvolle Vergleichsgröße. 



2 1  Einleitung 

Um den elektrischen Wirkungsgrad einer Prozessvariante vor deren Realisierung zu  
ermitteln, ist ein mathematisches Modell, das alle wirkungsgradrelevanten Merkmale der 
Prozesstopologie und der Komponenten dieser Variante abbildet, zu erstellen. Durch  
Simulation, d. h. durch Lösung des aufgestellten mathematischen Problems, werden  
Ergebnisse erhalten, aus denen der elektrische Wirkungsgrad bestimmt wird. In aller  
Regel erfolgt dies heutzutage durch numerische Computersimulationen in für diese Auf-
gabe spezialisierter Software. Üblicherweise erfolgt die Bewertung der Entwicklungs- 
optionen durch den Vergleich der relevanten Größen, die jeweils durch Modellierung und 
Simulation erhalten wurden, mit einem Referenzprozess. 

Zusätzlich zum elektrischen Wirkungsgrad sind vor dem Hintergrund der globalen Klima-
schutzbestrebungen durch Reduktion der CO2-Emissionen an die Atmosphäre die spezifi-
schen CO2-Emissionen je erzeugter Einheit elektrischer Energie eine ebenfalls wichtige 
Vergleichsgröße. 

In der praktischen Anwendung werden vor allem oftmals im Forschungs- und Entwick-
lungsbereich Vergleiche angestellt, ohne dass die zum Erhalt der Ergebnisse zugrunde-
liegenden Randbedingungen und Parameter, Modellansätze oder gar der Kraftwerks-
technologie kritisch auf Gültigkeit und Vergleichbarkeit geprüft werden. Dies kann im  
ungünstigsten Fall zur ungerechtfertigten Auswahl einer bestimmten Variante einer zu  
planenden Anlage bis hin zur ungerechtfertigten Bevorzugung oder Vernachlässigung von  
ganzen Technologieentwicklungszweigen in der Forschung führen. 

1.1 Stand der Technik 
Die Bemühungen, der globalen Klimaerwärmung entgegenzuwirken, resultieren vor  
allem in Bestrebungen anthropogene atmosphärische CO2-Emissionen zu vermindern.  
Einerseits führt die Verbrennung fossiler Brennstoffe zur Stromerzeugung weltweit zu 
einem wesentlichen Anteil dieser Emissionen. Andererseits kann die Versorgungssicher-
heit mit elektrischem Strom aus fossil befeuerten Kraftwerken verhältnismäßig kosten-
günstig gewährleistet werden. Trotz der Bestrebungen, aus der Kohleverstromung aus-
zusteigen, ist aus diesem Grund auch in den nächsten Dekaden eine weitere weltweite 
Nutzung dieser Kraftwerktechnologie absehbar [3]. 

Um die spezifischen CO2-Emissionen an die Atmosphäre fossil befeuerter Kraftwerke je 
Einheit produzierter Elektroenergie zu reduzieren, werden Forschungs- und Entwick-
lungsarbeiten durchgeführt, die zum einen die Maximierung des elektrischen Wirkungs-
grads zum Ziel haben und zum anderen die Abtrennung und Speicherung des CO2. Letzt-
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genannte Entwicklungsroute lässt sich feiner in die drei Technologierouten der Brenn-
stoffdekarbonisierung vor der Verbrennung (Pre-Combustion-CO2-Abtrennung), der  
Prozesse mit Aufkonzentration von CO2 durch Fernhalten des Stickstoffs aus der Verbren-
nungsluft (Oxyfueltechnologie) und der konventionellen Kraftwerksprozesse mit nachge-
schalteter Rauchgaswäsche (Post-Combustion-CO2-Abtrennung) unterteilen. 

Um diese Technologieoptionen zu entwickeln und zu untersuchen, wurden in der Vergan-
genheit und werden auch weiterhin eine Vielzahl von Forschungsprojekten und Entwick-
lungsstudien durchgeführt. Allerdings existieren relativ wenige belastbare Studien, die 
den Vergleich verschiedenster Technologien als Hauptschwerpunkt haben. Die weitaus 
größte Zahl der Vergleichsstudien wird im Rahmen von Projekten, die eine einzelne  
Technologieoption im Detail erforschen, angefertigt und veröffentlicht, um die Vorteile 
der neuen Technologie oder der neuen Prozessführung gegenüber dem Stand der Technik 
oder gegenüber alternativen Lösungen zu quantifizieren. Bei genauerer Prüfung dieser 
Arbeiten ergibt sich oft eine unpassend gewählte Vergleichsbasis (Referenzprozess) für 
den eigentlich im Fokus der Untersuchungen stehenden Prozess. Darüber hinaus werden 
unterschiedliche Parameter, Randbedingungen oder Teilprozesse angesetzt, die nicht  
direkt im Zusammenhang mit der eigentlichen technologischen Neuerung stehen. Weiter-
hin werden oft bei Technologien, die sich noch im frühen Entwicklungsstadium befinden, 
häufig idealisierte Annahmen getroffen oder Effekte vernachlässigt, die sich später als 
deutlich zu optimistische Einschätzung der Technologie herausstellen. Zudem werden bei 
dem Vergleich der Ergebnisberichte oft sehr weit auseinanderliegende Aussagen hin-
sichtlich des Potenzials des elektrischen Wirkungsgrads getroffen. 

Ein Beispiel für eine reine Vergleichsstudie ist die im Jahr 2003 im Rahmen des 
COORETEC-Programmes im Auftrag des heutigen Bundesministeriums für Wirtschaft 
und Energie (BMWi) erstellte Studie [4]. Nach damaligem Kenntnisstand wurden die  
aussichtsreichsten Technologien zur Verminderung der CO2-Emissionen identifiziert und 
u. a. auch hinsichtlich ihres elektrischen Wirkungsgrads gegenüberstellt. Beim Gas- und 
Dampfturbinen-Kraftwerk (GuD-Kraftwerk) wurden beispielsweise für das Jahr 2020 
zum einen elektrische Wirkungsgrade von über 70 % und zum anderen von weniger als 
65 % vorausgesagt. Diese Werte lassen sich mit ein und derselben Prozessführung in  
einem Simulationsmodell bestimmen. Jedoch müssen dazu sehr unterschiedliche Kompo-
nentenparameter angesetzt werden, die bei der Realisierung einer solchen Anlage einen 
herausragenden Unterschied in der Gasturbinentechnologie bedeuten würden. Der  
derzeit maximal erreichte Wirkungsgrad eines ausgeführten GuD-Kraftwerks wird am 
französischen Standort Bouchain mit 62,22 % verzeichnet [5]. Für die Entwicklung des 
kohlebefeuerten Dampfkraftwerks im gleichen Zeithorizont werden in jener Studie  
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elektrische Wirkungsgrade von bis zu 55 % genannt. Bei der Recherche zu der zugrunde-
liegenden Berechnung ergab sich, dass es sich hier nur um den aus dem spezifischen 
Dampfverbrauch der Dampfturbine bestimmten Wirkungsgrad handelt. Offenbar wurden 
weitere Verluste, vor allem die des Dampferzeugers, vernachlässigt. 

Solche Abweichungen in den Randbedingungen, den Prozess- und den Komponenten- 
parametern haben nicht nur signifikante Abweichungen im berechneten Wirkungsgrad 
zur Folge, sie können auch entscheidenden Einfluss auf die generelle technische Machbar-
keit oder zumindest auf die zu tätigenden Investitionen und die laufenden Betriebskosten  
haben, sodass die Wirtschaftlichkeit in doppeltem Maße beeinflusst wird. Allgemeinere 
Beispiele sind, dass nahezu identische Komponenten mit unterschiedlichen Modellpara-
metern belegt werden, welche die thermodynamische Komponentengüte festlegen (z. B. 
der isentrope Wirkungsgrad von Dampfturbinen). 

In der Literatur finden sich weiterhin vergleichende Studien über mehrere Prozesse, u. a. 
in [6–8], von denen die Arbeiten in [7] bzw. [8] wohl die relevantesten dieser Art sind. 
Darin werden diverse Prozesse der Technologierouten Pre-Combustion- und Post-Com-
bustion-CO2-Abtrennung, Oxyfuel-Kraftwerksprozesse sowie Brennstoffzellen-Prozesse 
miteinander verglichen, wobei sich der Verfasser auf in der Literatur veröffentlichte Un-
tersuchungsergebnisse stützt. Diese Untersuchungsergebnisse stammen aus diversen 
Studien, basieren somit auf individuellen Annahmen der jeweiligen Forscher und gelten 
für unterschiedliche Randbedingungen. Um dennoch ein gewisses Maß an Vergleichbar-
keit herzustellen, werden linearisierte Zusammenhänge z. B. zwischen Randbedingungen 
und Wirkungsgraden verwendet, um die unterschiedlichen Studien auf eine annähernd 
gleiche Basis zu stellen. Dabei handelt es sich um eine erhebliche Vereinfachung der rea-
len Zusammenhänge. Änderungen im Wasser-/Dampfkreislauf durch den Einsatz einer 
CO2-Abtrennungs- und Speichertechnologie werden zudem nicht adäquat berücksichtigt. 
Der Oxyfuel-Kraftwerksprozess für Kohle wird aufgeführt, aber nicht detailliert betrach-
tet. Die Möglichkeit der CO2-Emissionsvermeidung durch Ausschöpfen der Wirkungs-
gradpotenziale von GuD-Kraftwerk und Dampfkraftwerk wird erwähnt, aber ebenfalls 
nicht detaillierter untersucht. Eigene Modellierungen aller Prozesse unter gleichen Rand-
bedingungen und mit gleichbleibendem Detaillierungsgrad werden nicht durchgeführt. 

Die 2008 gegründete Arbeitsgruppe „European Benchmarking Task Force“ (EBTF), die 
sich aus Teilnehmern der drei Forschungsprojekte DECARBit, CAESAR und CESAR zur Un-
tersuchung der CO2-Abtrennung und -Speicherung (Carbon Capture and Sequestration, 
CCS) zusammensetzt und deren Vorhaben auf den Arbeiten der Europäischen Projekte 
ENCAP, DYNAMIS, CASTOR und CACHET basiert, möchte durch ihre Aktivitäten die  
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Vergleichbarkeit der Projektergebnisse der genannten aber auch anderer CCS-For-
schungsprojekte sicherstellen [9–11]. Darauf aufbauend erfolgten weitere Veröffent- 
lichungen wie z. B. [12, 13]. 

In den Berichten [9–11] werden neben Randbedingungen für die Bestimmung von Strom-
gestehungskosten Angaben zu technischen Parametern wie Umgebungsbedingungen 2, 
Einsatzstoffen, Rauchgasreinigungstechnologien zur Einhaltung festgelegter Emissions-
grenzwerte, Grädigkeiten und Druckverlusten in Wärmeübertragern sowie Wirkungsgra-
den von Strömungsmaschinen und von elektrischen Antrieben zusammengestellt.  
Beispielsweise erfolgt die Angabe von festen Werten des isentropen Wirkungsgrads für 
die Teil-Dampfturbinen (Hochdruck, Mitteldruck und Niederdruckteil), was vor allem für 
den Niederdruckteil eine sehr starke Vereinfachung darstellt, da so keinerlei Einfluss der 
Einsatzbedingungen der Dampfturbine vor allem am sog. kalten Ende berücksichtigt wird. 
Zudem wird der MD-/ND-Dampfturbinen-Trenndruck nicht angegeben, sodass sich hier 
ein größerer Ergebniseinfluss ergeben kann.  

Darüber hinaus wird im Bericht [10] eine Zahlenwertgleichung zur Bestimmung des 
elektrischen Eigenbedarfs zur Sauerstoff- und Stickstoffbereitstellung vorgeschlagen, die 
z. B. für einen Oxyfuel-Kraftwerksprozess, der mit Sauerstoff nahe dem Umgebungsdruck 
versorgt werden kann, nicht gültig ist, da die angegebene Gleichung für einen Produkt-
sauerstoffdruck von mehr als 2,38 bar gilt. Zudem wird durch diese Art der Definition 
nicht festgelegt, welches Verdichtungsverfahren bei der Sauerstoffgewinnung eingesetzt 
wird. Dadurch sind auf dieser Basis Abwärme-Integrationsstudien ausgeschlossen.  

In dem Bericht „European best practice guidelines for assessment of CO2 capture tech-
nologies“ [11] wird die Herangehensweise der EBTF erläutert und anhand von drei Test-
fällen – einem 800 MW steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerk, einem steinkohlebefeuer-
ten GuD-Kraftwerk mit integrierter Kohlevergasung, also einem Integrated Gasification 
Combined Cycle (IGCC), sowie einem erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerk – demonstriert. 
Jeder dieser Kraftwerksprozesse wird jeweils in einer Variante mit und ohne CO2-
Abtrennung betrachtet. Die Ergebnisse von zwei der bearbeitenden Partner des Projekt-
konsortiums zeigen allerdings, dass nicht mit identischen Parametern simuliert wurde 
und sich dadurch Ergebnisunterschiede ergeben. Im Bericht werden die Unterschiede für 
das kohlebefeuerte Dampfkraftwerk als nicht signifikant bewertet. Im Fall des IGCC-
Kraftwerks wird eine Korrekturrechnung mit Änderung der wesentlichsten Parameter 
zur Verbesserung der Vergleichbarkeit präsentiert. Allerdings ergeben sich dennoch 
deutliche Differenzen in dem elektrischen Eigenbedarf der Prozesse. An dieser Stelle wird 

 
2 Diese entsprechen den Umgebungsbedingungen für Gasturbinen-Abnahmeversuche nach ISO 2314 [14]. 
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im Bericht auf die nicht ausreichende Dokumentation zur Eingrenzung der Ursache dieser 
Unstimmigkeiten hingewiesen. 

Bei den erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerken erfolgt kein Vergleich, da von unterschiedli-
cher Prozesstopologie ausgegangen wird. Während ein Teilprojekt von einer Konfigura-
tion mit zwei Gasturbinen- und einer Dampfturbinenanlage ausgeht, wird in dem anderen 
eine Konfiguration mit einer Gasturbinen- und einer Dampfturbinenanlage gewählt. 

Der Bereich „System Engineering & Analysis“ des National Energy Laboratory (NETL) des 
US Department of Energy (DOE) veröffentlicht Referenzstudien zur Nutzung fossiler 
Brennstoffe zur Stromerzeugung [15–19] aber auch zur Herstellung flüssiger Brennstoffe 
[20], synthetischem Erdgas sowie Ammoniak [21] aus Kohle jeweils mit und ohne CO2-
Abtrennung und -Speicherung. Bei den Kraftwerkstechnologien werden erdgasbefeuerte 
GuD-Kraftwerke auf Grundlage von Gasturbinenanlagen der F-Klasse, stein- und braun-
kohlebefeuerte Dampfkraftwerke mit trockenentaschter Staubfeuerung sowohl mit  
unterkritischen als auch überkritischen (z. T. fortschrittlichen überkritischen, d. h. ca. 
650 °C und 275 bar) Dampfparametern sowie IGCC-Kraftwerke 3 untersucht. Für Braun-
kohle wird zusätzlich die zirkulierende Wirbelschichtfeuerung mit überkritischen Dampf-
parametern betrachtet. Für die CO2-Abtrennung wird bei dem erdgasbefeuerten  
GuD-Kraftwerk und den steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozessen der amin- 
basierte Shell-Cansolv-Prozess, bei den braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerken der  
Econoamine-Plus-Prozess des Anbieters Fluor und bei den IGCC-Kraftwerken der Selexol-
Abtrennungsprozess simuliert. 

Ziel dieser Studien ist, ähnlich wie bei den Aktivitäten der zuvor genannten EBTF, vor  
allem die Bestimmung der Stromgestehungskosten der jeweiligen Technologie, wobei die 
thermodynamischen Berechnungen zur Wirkungsgradbestimmung eine wesentliche 
Grundlage bilden. Zudem werden auch Aussagen über die Emissionen von Stickoxiden, 
Schwefeloxiden, Staub und Quecksilber getroffen. Diese Arbeiten sollen durch Anwen-
dung einer einheitlichen Auslegungsbasis sowie Untersuchungsmethodik sowohl dem 
Vergleich der untersuchten Technologien, als auch als Ausgangsbasis für weitere For-
schungsaktivitäten im Bereich der CO2-Abtrennung und -Speicherung dienen [20]. 

 
3 Es werden die Typen des trockenbeschickten Vergasers der Firma Shell, des slurrybeschickten  

E-Gas™-Vergasers der Firma CB&I und verschiedene Varianten des slurrybeschickten General Electric  
Engery Vergasers untersucht. 
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Die Referenzstudien wurden auf Grundlage der ebenfalls vom NETL veröffentlichten 
Richtlinien „Quality Guidelines for Energy System Studies“ [22–31] bzw. deren Vorgän-
gerdokumenten erstellt.4 In diesen Dokumenten werden die anzuwendende Methodik 
und einige Ansätze zur Kostenschätzung in [23–26] sowie Brennstoffpreise in [27] ange-
geben. Zudem werden Angaben zu Umgebungsbedingungen verschiedener Standorte, 
Vorgaben der anzuwendenden Stoffwertemodelle sowie Prozessparameterwerte oder 
-bereiche der Kraftwerkskomponenten zur Anfertigung der Simulationsstudien gemacht 
[28]. Brennstoffdefinitionen sind in [29] und [30] gegeben, wobei für die Untersuchungen 
in den Referenzstudien als Auslegungsgrundlage für Steinkohle die hochschwefelhaltige 
Kohle „Illinois No. 6“ und für Braunkohle 5 „Montana Rosebud, PRB Area D“ und die stark 
natriumhaltige Braunkohle „Beulah-Zap“ aus North Dakota herangezogen werden. Für die 
Prozesse mit CO2-Abtrennung werden Angaben zu den CO2-Reinheitsanforderungen in 
[31] gemacht, während die physikalischen Anforderungen des zu speichernden CO2-
Produktstroms in [22] definiert werden. Die generelle Vorgehensweise und Dokumenta-
tionsanforderungen sind zudem in [22] angeben. Zur Durchführung der Modellierungs- 
und Simulationsarbeiten wird der kommerzielle Simulator AspenPlus® eingesetzt. Offen-
bar sind die Vorgaben einiger Parameterwerte der üblichen Parametrisierung in dieser 
Software geschuldet. Detaillierte Erklärungen zur Modellierung und Definitionen zur  
Parametrisierung der einzelnen Teilprozesse erfolgen nicht. 

Obwohl die Referenzstudien und vor allem die Erstellungsrichtlinien im Vergleich zum 
Praxisbeispiel dieser Arbeit teilweise sehr ähnliche Ziele verfolgen, zeigt sich anhand der 
Ergebnisse der Fokus auf den US-Markt. Trotz der sehr umfangreichen Dokumentation 
der Referenzstudien werden nicht alle notwendigen Details im Sinne der Wiederholbar-
keit oder zumindest der Nachvollziehbarkeit der Modellierung angegeben. Beispiele hier-
für sind fehlende Angaben zu den Einspritzmassenströmen zur Regelung der Überhitzer- 
und Zwischenüberhitzertemperaturen sowie die Dampfturbinenwirkungsgrade, welche 
nur als Wertebereich in einem der Richtliniendokumente [28] angegeben werden. Im  
Hinblick auf einen direkten Technologievergleich bzw. ein Technologiebenchmarking mit 
Bezug auf den elektrischen Wirkungsgrad sind die Referenzstudien untereinander nur 
eingeschränkt nutzbar, da z. B. große Unterschiede in den Umgebungsbedingungen,  
begründet durch unterschiedliche Standortwahl, vorliegen.  

 
4  Überarbeitungen der Referenzstudien, vor allem jener mit weiter in der Vergangenheit liegendem  

Veröffentlichungsdatum, sind in [32] angekündigt. 
5 Beide Braunkohlesorten weisen gegenüber den Braunkohlen in den deutschen Revieren einen deutlich 

höheren Heizwert von 19,1 bzw. 14,8 MJ/kg infolge eines höheren Gehalts an verbrennlichen Bestand-
teilen und vor allem infolge geringerer Wassergehalte auf.  
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1.2 Ziel und Aufbau der Arbeit 
Mit der vorliegenden Arbeit soll ein Beitrag zur Verbesserung der Vergleichbarkeit, der 
Realitätsnähe und Reproduzierbarkeit von Ergebnissen bei der Anfertigung von Studien 
zur Bewertung von Technologieentwicklungsoptionen mit besonderem Fokus auf fossil 
befeuerte Großkraftwerke, welche mit dem Werkzeug „Modellierung und Simulation“  
erzielt werden, geleistet werden. Die Entwicklung einer Herangehensweise und die  
Schaffung einer übertragbaren Vergleichsbasis, mit Hilfe derer solche Vergleichsstudien 
durchgeführt werden können, stellt das übergeordnete Ziel dar. Die Methodik soll dabei 
gleichzeitig möglichst praxisorientiert sein. 

Somit sind die wesentlichen Teilziele dieser Arbeit der Aufbau einer allgemeingültigen 
Methodik zur Erstellung von Vergleichsstudien und die konsequente Anwendung dieser 
Methodik auf ein gewähltes Praxisbeispiel. Dabei steht die Fortentwicklung und  
Optimierung einzelner Technologieoptionen nicht im Vordergrund. Vielmehr ist der  
Vergleich der zu betrachtenden Kraftwerksprozesse unter realitätsnahen, vergleichbaren  
Bedingungen Untersuchungsgegenstand.  

Dabei wird, basierend auf Erfahrungen, auf mögliche Fehlinterpretationen oder Ver-
wechslungen hingewiesen, um damit eine Sensibilisierung für den verantwortungsvollen 
Umgang mit dem Werkzeug der Modellierung und Simulation aber auch mit den daraus 
erhaltenen Ergebnissen zu erzielen. Da Entwicklungsoptionen grundsätzlich von einem 
Ausgangspunkt – dem Stand der Technik – zu betrachten sind, ist die gleichzeitige Doku-
mentation des aktuell neuesten Standes der Technik fossil befeuerter Großkraftwerke ein 
weiteres Teilziel dieser Arbeit.  

In Kapitel 2 wird durch einen Exkurs zu den Grundlagen der Verwendung von Model- 
lierung und Simulation sowie durch Nennung von typischen Gründen für Schwierigkeiten 
in der praktischen Anwendung eine allgemeingültige Sichtweise zur Erstellung von Ver-
gleichsstudien abgeleitet. Diese soll als Richtschnur dienen, um die grundlegende Heran-
gehensweise auch auf andere Anwendungsfälle, die nicht in dieser Arbeit behandelt  
werden, zu übertragen.  

Zur praktischen Anwendung wird eine Vergleichsstudie von kohlebefeuerten Dampf-
kraftwerksprozessen und erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksprozessen durchgeführt. 
Dazu werden vorbereitend in Kapitel 3 für die Durchführung der Simulationen alle erfor-
derlichen Definitionen und Festlegungen gemäß der hierarchischen Detaillierung der  
Gesamtprozessmodelle vorgenommen. Dabei werden nicht nur die Bilanzgrenzen, Para-
metrisierungen und Teilprozessmodelle sowie weitere Festlegungen formuliert, sondern 
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auch die Ergebniskenngrößen definiert und diskutiert. Zur Verbesserung der Nachvoll-
ziehbarkeit und zur Vereinfachung der Wiederholbarkeit der Untersuchungen werden 
zusätzlich weitere Zwischenergebnisgrößen bestimmt und angegeben. Darüber hinaus 
werden in Kauf genommene oder bewusst vorgenommene Vereinfachungen oder Ver-
nachlässigungen beschrieben. 

In Kapitel 4 erfolgt die Durchführung am praktischen Beispiel einer Technologiever-
gleichsstudie. Zunächst werden die Topologie und die vollständigen Parametersätze der 
zur Untersuchung ausgewählten Kraftwerksprozesse sowie der daraus erhaltenen Simu-
lationsergebnisse dargestellt. Für den Vergleich werden bei den Dampfkraftwerksprozes-
sen die größten gemäß dem aktuellen Stand der Technik ausgeführten Braun- und Stein- 
kohlekraftwerke mit einer elektrischen Bruttoleistung von 1100 MW als Basisprozess  
definiert. Darauf aufbauend werden Wirkungsgradsteigerungsmaßnahmen durch Steige-
rung der Frischdampfparameter auf 700 °C und 350 bar untersucht. Im Fall des braun-
kohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozesses wird, ausgehend vom Stand der Technik,  
zusätzlich der wirkungsgradsteigernde Effekt einer integrierten Braunkohlevortrock-
nung in einer Dampfwirbelschicht betrachtet. Die erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerkspro-
zesse werden auf Basis der F- und H-Klassen-Technologie untersucht.  

Zur Berücksichtigung von Möglichkeiten zur weitergehenden CO2-Emissionsreduktion 
werden für das steinkohlebefeuerte Dampfkraftwerk die CO2-Abtrennungstechnologien 
auf Grundlage der Oxyfueltechnologie sowie der Post-Combustion-CO2-Abtrennung mo-
delliert und simuliert. Dabei wird die Speicherung und keine weitere Nutzung (Re-Use) 
des Abgetrennten CO2 unterstellt. Das Prinzip der Oxyfueltechnologie zielt auf die mög-
lichst hohe Aufkonzentration des CO2 in den Rauchgasen durch entsprechende Verbren-
nungsführung mit (nahezu) reinem Sauerstoff als Oxidator. Eventuell verbleibende, uner-
wünschte Restbestandteile müssen vor Transport und Speicherung des CO2 in einer wei-
teren Behandlungseinheit entfernt werden. Bei der Post-Combustion-CO2-Abtrennung 
wird das CO2 erst am Ende des gewöhnlichen Verbrennungsvorgangs und nach Durchlau-
fen der üblichen Rauchgasreinigungsschritte in einem weiteren Teilprozess aus den 
Rauchgasen abgetrennt. In dieser Arbeit wird die nasschemische Abtrennung mit Hilfe 
von Monoethanolamin betrachtet. 

Als zusammenfassende Vergleichsgrößen werden in erster Linie der elektrische Netto-
wirkungsgrad sowie die spezifischen CO2-Emissionen herangezogen. Abschließend  
werden die erhaltenen Ergebnisse der Vergleichsstudie zusammenfassend gegenüberge-
stellt und diskutiert.  

Schließlich wird die Arbeit in Kapitel 5 zusammengefasst.  





 

2 Methodik 
Zur Darstellung und Begründung der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten und an einem 
Beispiel erprobten Methodik, erfolgt zunächst ein Exkurs zu den Grundlagen der Verwen-
dung des Werkzeugs Modellierung und Simulation. Dabei wird zuerst auf den allgemeinen 
Sinn und Zweck von Simulationsarbeiten eingegangen und anschließend eine Klassifi- 
zierung der Simulationszwecke vorgenommen. Darüber hinaus werden Gründe für die 
Probleme bei der Ausführung von Simulationsstudien in der Praxis gegeben. 

Vor diesem Hintergrund wird schließlich ein Leitsatz zur Durchführung von Vergleichs-
studien formuliert, der den Kerngedanken der Vorgehensweise dieser Arbeit bildet.  
Abrundend wird auf erwähnenswerte Einzelheiten der Arbeitsmethodik bei der Erstel-
lung der Technologievergleichsstudie eingegangen. 

2.1 Grundlagen zur Verwendung von Modellierung und Simulation 
Im wissenschaftlichen bzw. technischen Sinne handelt es sich bei einem Modell um ein 
vereinfachtes und im Allgemeinen idealisiertes Abbild eines Teils der Realität.  

VDI 3633 [33] definiert Systemsimulation als „… das Nachbilden eines Systems mit seinen 
Prozessen in einem experimentierbaren Modell, um zu Erkenntnissen zu gelangen, die auf 
die Wirklichkeit übertragbar sind...“.  

Simulationen werden eingesetzt, um Zusammenhänge oder Geschehnisse zu verstehen 
oder nachzuvollziehen (z. B. bei Schadensfällen), das Verhalten eines Systems vorherzu-
sagen oder Informationen zu physikalischen Größen zu erhalten, die messtechnisch nicht 
erfasst wurden bzw. werden oder sogar nicht erfassbar sind. Darüber hinaus wird eine 
Vielzahl von Simulationen vorgenommen, die auf Simulationsmodellen basieren, die kein 
Abbild der vergangenen oder gegenwärtigen Realität darstellen. Mit Hilfe des Werkzeugs 
Modellierung und Simulation lassen sich Aussagen und Erkenntnisse von Systemen vor 
deren Ausführung in der Wirklichkeit erlangen und somit Vorhersagen treffen. Beispiels-
weise kann dies für eine Potenzialabschätzung einer neuen Technologie, in der Konzept-
findungs- oder Planungsphase einer neu zu errichtenden Anlage oder bei der Modifi- 
kation oder Betriebsoptimierung einer existierenden Anlage von Nutzen sein. Somit  
können real-physikalische Experimente reduziert oder ggf. ganz vermieden werden, was 
üblicherweise relativ hohe Kosten- und deutliche Zeitersparnisse ermöglicht. 
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In dieser Arbeit werden sowohl bereits in der Wirklichkeit ausgeführte Kraftwerks- 
prozesse des Standes der Technik als auch solche, die nur eine mögliche Prozessgestal-
tung darstellen, stationär modelliert. Letztere Modelle stellen also eine Prognose auf eine 
möglicherweise in der Zukunft verwirklichte Anlage dar. 

Obwohl für die Analyse einer Problemstellung durch Simulation ein Modell und im  
Genaueren ein Simulationsmodell Voraussetzung ist, wird im deutschen Sprachraum  
oftmals zusammenfassend nur von Simulation bzw. Simulierung gesprochen. Um dem 
grundlegend erforderlichen und damit wesentlichen Schritt der Erstellung eines Simula-
tionsmodells vor der eigentlichen Simulation Rechnung zu tragen und genügend Gewicht 
zu verleihen, wird in der vorliegenden Arbeit stets genauer zwischen Modellierung und 
Simulation unterschieden bzw. beide Begriffe in Kombination verwendet.  

Unter dem Begriff Modellierung bzw. Modellbildung wird in dieser Arbeit das Aufstellen 
eines mathematischen Abbildes der Realität (oder einer möglichen Realität) zur Simula-
tion für einen bestimmten Untersuchungszweck verstanden. Vereinfachend handelt es 
sich also um die Zusammenstellung der mathematischen Gleichungen geeigneter physi-
kalischer Modelle zur Beschreibung der zu untersuchenden Fragestellung in einem  
Gleichungssystem.  

Mit dem Begriff Simulation wird im Rahmen dieser Arbeit die Analyse des Systems unter 
Einschluss aller aus der Modellbildung stammenden Ungenauigkeiten abgegrenzt.  
Technisch gesehen handelt es sich bei der Simulation dementsprechend um die mathe-
matische Lösung des Gleichungssystems, welches durch Belegung mit entsprechenden 
Parametern aus der Modellbildung stammt.  

Bei der Nutzung des Werkzeugs „Modellierung und Simulation“ wird folgender Weg aus-
gehend von der zu beantwortenden Fragestellung beschritten:  

1. grundlegende Analyse des zu simulierenden Systems  
2. Umsetzung in ein Gedankenmodell  
3. Entwicklung eines simulationsfähigen mathematischen Modells, in der Regel unter 

Zuhilfenahme eines Softwarewerkzeugs  
4. Durchführung der eigentlichen Simulationen, aus denen das finale Untersuchungs-

ergebnis entsteht 

Dieser Weg ist üblicher Weise iterativ, um die Plausibilisierung, Verifikation und ggf.  
Validierung des bis dahin entstandenen Teilmodells vorzunehmen und so mögliche  
Fehler in der softwaremäßigen Implementierung effektiv erkennen und beheben zu  
können. 
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Allein aus diesem Definitionsversuch der Begriffe Modellierung und Simulation lassen 
sich zwei Konsequenzen ableiten: 

1. Es können keine Effekte analysiert werden, die nicht modelliert wurden. 

2. Es müssen nicht nur die Modellparameter, sondern auch die Modelle selbst klar 
definiert sein, um die Vergleichbarkeit der Simulationsergebnisse sicherzustellen. 

Zur Verdeutlichung des zweiten Punktes sei beispielhaft auf die Modellierung des Dampf-
turbinenwirkungsgrads hingewiesen. Hierzu existieren diverse Definitionen, die sich z. B. 
hinsichtlich der Berücksichtigung der kinetischen Energie der Dampfströmung am  
Eintritt und Austritt der Dampfturbine unterscheiden. Weiterhin kann statt des üblichen 
Vergleichsprozesses der isentropen eine polytrope Entspannung herangezogen werden. 
Damit wird deutlich, dass die reine Wertangabe des Dampfturbinenwirkungsgrads zum 
Nachvollziehen einer Berechnung bzw. zur Bewertung der Vergleichbarkeit nicht ausrei-
chend ist. Vielmehr wird auch die Information benötigt, welches Wirkungsgradmodell  
zugrunde liegt. In Abschnitt 3.6.1 wird an dem Beispiel der Verbrennungsluftansaugung 
aus dem Kesselhaus im Vergleich zur Außenluftansaugung deutlich, dass sich unter  
Umständen sogar aufgrund der Wirkungsgraddefinition konträre qualitative Aussagen 
ergeben können. 

An dieser Stelle sei noch auf die Begriffsbestimmungen im Anhang A.1 verwiesen, die vor 
allem der Vermeidung von Missverständnissen bei der Verwendung von Begriffen in  
dieser Arbeit dienen sollen. 

Wie eingangs erwähnt, ist ein wesentlicher Anspruch des Werkzeugs „Modellierung und 
Simulation“, Aussagen zu spezifischen Fragestellungen zu schaffen, die sich auf die Wirk-
lichkeit übertragen lassen. Es ist also eine ausreichende Realitätsnähe zu gewährleisten, 
während die Idealisierung und die Vereinfachung des Systems ebenfalls aus praktischen 
Gründen unabdingbar sind, um ein auf den Untersuchungszweck zugeschnittenes Modell 
zu entwerfen. Das Einfachheitsprinzip „Nicht so genau wie möglich, sondern so genau  
wie nötig“ gibt einen grundlegenden, wenn auch nicht spezifisch anwendbaren Hinweis  
auf die zu wählende Detailtiefe des Modells. Gleichzeitig wird ausgedrückt, dass die zu  
wählende Detailtiefe vom beabsichtigten Erkenntnisgewinn (d. h. Untersuchungszweck) 
abhängt. Gemäß diesem Prinzip und der Aufwand-zu-Nutzen-Abwägung ist also im Allge-
meinen zu empfehlen, vom Groben in Richtung eines höheren Detaillierungsgrads zu  
arbeiten. So ergibt sich oftmals ein iteratives Vorgehen bei der Modellverfeinerung, um 
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den richtigen Detaillierungsgrad für die Fragestellung zu erreichen.6 Dieses Vorgehen 
wird auch in dieser Arbeit angewendet. 

Für das Praxisbeispiel dieser Arbeit, einer Technologievergleichsstudie ausgewählter 
Entwicklungsoptionen der konventionellen Kraftwerktechnik, bedeutet dies, dass sich 
nur auf Grundlage realitätsnaher Abschätzungen faktenbasierte und belastbare Aussagen 
treffen lassen. Mit Hilfe solcher Aussagen lässt sich bestimmen, welche Prozesse inner-
halb eines definierten Zeithorizontes am besten geeignet sind, die Ziele Klimaschutz,  
Versorgungssicherheit, Ressourcenschonung sowie Wirtschaftlichkeit miteinander zu 
vereinen. Daraus ergibt sich, dass nicht bei allen Schlüsselkomponenten oder wesentli-
chen Teilsystemen bzw. Komponenten des gesamten Energiewandlungsprozesses Para-
meterwerte an der Grenze der technischen oder technisch-wirtschaftlichen Machbarkeit 
angesetzt werden sollten. Vielmehr sollten sie zumindest mit zeitlich parallellaufenden 
Forschungsbestrebungen der neuen Schlüsselkomponenten im Abgleich stehen. Werden 
die Untersuchungsergebnisse verschiedener Forscher bzw. Forschungsgruppen nicht auf 
eine gemeinsame Basis gestellt, kann es zu Fehleinschätzungen und zur ungerecht- 
fertigten Bevorzugung von Technologien kommen. Unabhängig von den bis dahin  
entstandenen Kosten sind so u. U. drastische negative Tendenzen hinsichtlich der Wirt-
schaftlichkeit zu erwarten.  

Für technologievergleichende Studien, deren Ziel es ist, noch zu entwickelnde Technolo-
gien zu untersuchen, sollte daher folgender Leitsatz Anwendung finden:  

„Grundsatz sollte sein, nicht das maximal vorstellbare, sondern höchstens  
das maximal sinnvoll realisierbare für eine Zukunftsprognose anzunehmen!“ 

Dies betrifft zum einen die Wahl der Werte der Modellparameter, zum anderen aber auch 
die Verschaltungskomplexität des Gesamtprozesses (Topologiekomplexität). Letztere 
sollte unter Berücksichtigung der Kosten7, der Verfügbarkeit sowie der Bedienbarkeit der 
jeweiligen Anlage einen nicht zu hohen Integrationsgrad aufweisen.  

 
6 Es soll nicht unerwähnt bleiben, dass in der praktischen Anwendung Teilmodelle, die eigentlich einen zu 

hohen Detaillierungsgrad aufweisen, in der Regel nur dann wieder vereinfacht werden, wenn sie einen 
negativen Einfluss auf den Untersuchungsablauf (üblicherweise einen erhöhten Zeitbedarf bei der Simu-
lation) haben. 

7  Dazu sei im Kontext von Wärmerückgewinnungsmaßnahmen darauf hingewiesen, dass nicht nur die  
benötigten Wärmeübertrager, sondern auch die benötigten Rohrleitungen und Kanäle zur Strömungsfüh-
rung deutliche Kostenpositionen darstellen. So wird in [34] für Chemieanlagen gezeigt, dass Rohrleitun-
gen bis zu 20 % der gesamt zu investierenden Kapitalkosten ausmachen können. In [35] werden für Kraft-
werke je nach Anwendungsfeld sowie Druck und Temperatur bis zu 40 % der reinen Ausrüstungskosten 
für die Verrohrung vorgeschlagen und nochmals 50 % für die Arbeitskosten zur Installation. 
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2.1.1 Anforderungen an Modellierung und Simulation 

Abbildung 2.1 zeigt die wichtigsten der allgemeinen Anforderungen an das Werkzeug 
„Modellierung und Simulation“. Dabei ist zu beachten, dass sich diese indirekt beeinflus-
sen können.  

Obwohl die Modellierung und Simulation von Kraftwerksprozessen im Verhältnis zu  
Realexperimenten schnell und kostengünstig8 ist, sind die typischen Anforderungen bei 
der Durchführung von Simulationsstudien möglichst geringe Kosten und eine möglichst 
zeitnahe Beantwortung der Fragestellungen. Bei überzogenen Vorgaben solcher Projekt-
anforderungen können die wesentlichen Anforderungen an die Qualität der Unter- 
suchung – eine hohe Aussagekraft, Genauigkeit und Realitätsnähe sowie Nachvollziehbar-
keit der Ergebnisse – darunter leiden. Im Extremfall kann also das eigentliche Ziel des 
Projektes, weshalb die zu untersuchende Fragestellung mit Hilfe des Werkzeugs „Model-
lierung und Simulation“ angegangen werden sollte, verfehlt werden. 

 

Abbildung 2.1: Allgemeine Anforderungen an das Werkzeug „Modellierung und Simulation“ im 
Umfeld der praktischen Anwendung 

Unter dem Aspekt der Zeit- und Kostenersparnis ist die Wiederverwendung von Simula-
tionsmodellen naheliegend. In der Praxis werden oft bereits vorhandene Modelle für neue 
Fragestellungen verwendet, ohne dass eine ausreichende Prüfung der Eignung für den 

 
8 Bei der Realisierung ganz neuer Technologien ist natürlich eine angemessene Begleitung der Simulationen 

durch Realexperimente unumgänglich, um wesentliche und ggf. unerwartet auftretende Phänomene in 
den Modellen zu berücksichtigen bzw. die Gültigkeit der Modellierung zu belegen. Zur Risikominimierung 
wird typischer Weise in den Schritten von einer Laboranlage über Technikums-, Pilot- oder Demonstrati-
onsanlagen zur ersten kommerziellen Vollanlage vorgegangen. 
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neuen Untersuchungszweck erfolgt. Im ungünstigsten Fall stellen sich die wiederverwen-
deten Modelle im Laufe der Arbeiten als ungeeignet heraus, und es folgt ein erhöhter,  
ungeplanter Aufwand zur Anpassung. Wird die Untersuchung dann noch zusätzlich von 
unerfahrenem Personal durchgeführt, kann möglicherweise die fehlende Eignung des  
bereits vorhandenen Modells gänzlich übersehen werden. Beispielsweise wird oft mit der 
Begründung argumentiert, dass ein Referenz-Kraftwerksprozess aus einem anderen  
Projekt bereits fertig modelliert vorliegt und dass nur Änderungen in Bezug auf die neue 
Fragestellung eingebunden werden müssen. Dadurch kann es leicht dazu kommen, dass 
wesentliche Anpassungen des eigentlichen Grundmodells, die eine Verzerrung des Unter-
suchungsergebnisses zur Folge haben, unterbleiben. Ein Beispiel dafür ist die Ein- 
bindung einer CO2-Abtrennungseinheit bei der Post-Combustion-CO2-Wäsche für ein 
Neubauprojekt ohne Anpassung der Dampfturbinenauslegung. 

Die Aussagekraft der Simulationsergebnisse hängt zum einen stark von der Idealisierung 
und Vereinfachung der Modellierung (Realitätsnähe) und der Genauigkeit der Simulation 
und zum anderen auch von der sich aus der Aufgabenstellung ergebenden geforderten 
Allgemeingültigkeit ab. Um Aussagen zu einer spezifischen Anlage aus dem Simulations-
ergebnis zu erhalten, werden anlagenausführungsspezifische Modelle benötigt. Ausge-
hend von diesen, lassen darauf aufbauende Untersuchungen jedoch höchstens qualitative 
Rückschlüsse auf andere Anlagenausführungen zu. Ist das Simulationsmodell dagegen zu 
allgemeingültig gehalten, lassen sich die Ergebnisse ohne weiteren Modellierungs- und 
Simulationsaufwand nicht auf eine konkrete Anlage übertragen. Für Technologiever-
gleichsstudien ist es daher eher zweckmäßig, Modelle zu verwenden, die auf eher typische 
Ausführungen referenzieren als auf spezielle. 

Der Aspekt der Bedienbarkeit der Simulation wird im Wesentlichen durch die Ergonomie 
und die Programmführung der Modellentwicklungsumgebung des eingesetzten Simula-
tions-Softwarepakets bestimmt. Auch in höher entwickelten Programmen lassen sich  
üblicherweise dieselben Teilsysteme mit dem gleichen Ergebnis auf unterschiedlichen 
Wegen modellieren und parametrieren. Es sollte sich für eine möglichst bedienungs-
freundliche Variante der Modellierung des jeweiligen Teilsystems entschieden werden 
und diese möglichst bei allen benötigten Instanzen zur Bildung des zu modellierenden 
Gesamtsystems angewendet werden. Dieses Vorgehen ermöglicht neben einer verbes-
serten Bedienbarkeit auch eine Vereinfachung bezüglich der Verständlichkeit und der 
Nachvollziehbarkeit. Zudem kann unter Umständen der Dokumentationsaufwand eben-
falls reduziert werden. Das Bedenken der späteren Bedienbarkeit des Simulationsmodells 
bei der Modellerstellung ist oft ein Gesichtspunkt im Hinblick auf die Wiederverwendung 
von Modellen für weitere Untersuchungen. 
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In einigen Fällen stehen genauere oder realitätsnähere komplexe Modellierungen in  
Konkurrenz zu einfacheren, weiterverbreiteten oder leichter verständlichen Modellen. 
Ein Beispiel dafür ist die Verwendung der weitverbreiteten Peng-Robinson-Zustands-
gleichung bei der Modellierung des Trennprozesses in Luftzerlegungsanlagen zur erfor-
derlichen Beschreibung des Stoffwerteverhaltens im Zweiphasengebiet statt der wesent-
lich komplexeren, aber genaueren Gleichung nach Bender 9[36]. Ein weiteres, praktisches 
Beispiel aus dem Gebiet der kraftwerksbezogenen Vergleichsstudien ist die Verwendung 
eines von den Einsatzbedingungen unabhängigen, konstanten und damit leicht zu doku-
mentierenden isentropen Wirkungsgrads des Niederdruckteils der Dampfturbine in [11]. 
Demgegenüber wird in dieser Arbeit der isentrope Wirkungsgrad abhängig von dem 
durchgesetzten Dampfvolumenstrom, also der Anlagengröße, sowie von der sich erge-
benden Dampfnässe des zu entspannenden Dampfes modelliert.  

Die oftmals bevorzugte Verwendung einfacherer statt komplexerer mathematischer  
Modelle wird ebenfalls durch die angestrebte Nachvollziehbarkeit bestimmt. Besonders 
bei (semi-)empirischen Teilmodellen stehen einfachere Modelle in Konkurrenz zu  
solchen, die eine für den benötigten Gültigkeitsbereich verbesserte Abbildungsgenauig-
keit ermöglichen. Letztere sind jedoch durch eine größere Anzahl abhängiger Variablen 
und durch eine Vielzahl von Koeffizienten nicht einfach zu dokumentieren und nachzu-
vollziehen. Beispiele hierfür sind multivariate, nichtlineare Regressionsmodelle, die 
durch genetisch/evolutionäre Algorithmen gewonnen werden, künstliche neuronale 
Netze oder Ansätze, die durch maschinelles Lernen erzielt werden.  

Grundsätzlich sollten  

• der Untersuchungszweck und somit der beabsichtigte Erkenntnisgewinn unter 
Abwägung des Aufwands zur Implementierung,  

• die Abschätzung des Ergebniseinflusses und  
• nicht zu knapp gehaltene Projekt-Budgets  

das Vorgehen bestimmen. Prinzipiell lässt sich der Ergebniseinfluss nur dann genau  
ermitteln, wenn die Implementierungen der fraglichen Varianten miteinander verglichen 
werden. Da dieses Vorgehen üblicherweise im Widerspruch zu einem geringen Aufwand 
steht, kann hier auf Erfahrungswerte vorangegangener Untersuchungen oder Schätzrech-
nungen zurückgegriffen werden. Ein weiteres probates Mittel ist die Sensitivitätsunter-
suchung der fraglichen Parameter. 

 
9 Bei dieser Gleichung handelt es sich um eine Erweiterung der Strobridge-Gleichung, welche ihrerseits eine 

Ableitung der weiter verbreiteten Benedict-Webb-Rubin-Gleichung ist. 
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Eine ausreichende Kommentierung des Modells und eine umfassende Dokumentation des 
Gesamtsimulationsmodells sowie der damit erhaltenen endgültigen Ergebnisse sind die 
Fundamente für die Sicherstellung der Verständlichkeit und Nachvollziehbarkeit und  
damit auch der Bedienbarkeit und Wiederverwendbarkeit der erzeugten Simulations-
modelle und -ergebnisse.  

2.1.2 Klassifizierung von Simulationszwecken in der Kraftwerkstechnik 

Bei der Verwendung der Modellierung und Simulation zur Beantwortung technisch- 
ökonomischer Fragestellungen der Kraftwerkstechnik lassen sich bestimmte wieder- 
kehrende Untersuchungszwecke klassifizieren: 

1. Technologiescreening/-entwicklung – im Bereich der Forschung und Entwicklung 
vollständig neuer Konzepte zur Technologiepotenzialabschätzung,  

2. Technologiekonzeptstudie – zur allgemeinen Abschätzung des Potenzials eines 
Technologiekonzepts im Vergleich zu anderen Konzepten, z. B. unter Berücksich-
tigung der Eigenheiten von Schlüsseltechnologien, 

3. Machbarkeitsstudie oder Konzeptfindungsstudie – zur Prüfung der technisch-öko-
nomischen Realisierbarkeit einer Anlagenvariante an einem spezifischen Standort 
im Vergleich mit anderen Lösungskonzepten, 

4. Basic-Engineering bzw. Entwurf – Ausarbeitung eines im Rahmen einer Konzept- 
findungsstudie festgelegten Konzepts zur Abschätzung der zu erwartenden Kosten 
und Einnahmen sowie zur Erarbeitung der erforderlichen Unterlagen zur Beschaf-
fung der evtl. benötigten Genehmigungen, 

5. Detail-Engineering bzw. Ausführungsplanung – detaillierte Bestimmung der be-
nötigten Informationen, wie Auslegungsgrenzen und Schnittstellengrößen zur  
Bestellung von Komponenten und Teilanlagen, 

6. Wärmetechnische Auslegungsrechnung – Bestimmung des im Detail zu erwarten-
den thermodynamischen Verhaltens des Kraftwerkes, 

7. Nachrechnung von Bestandsanlagen – Kontrolle des thermodynamischen  
Betriebsverhaltens und Anlagenzustands sowie Unterstützung bei der Schadens-
ursachenanalyse; Optimierung der bestehenden Betriebsweise; Abschätzung von 
physikalischen Größen, die nicht von der installierten Betriebsmesstechnik erfasst 
werden oder Validierung vorhandener Betriebsmesstechnik und 
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8. Modifikationen von Bestandsanlagen – Konzeptfindung und Untersuchung der 
Auswirkung durch Modifikation der Bestandsanlage, ggf. durch Vergleich ver-
schiedener Varianten. 

In Abbildung 2.2 werden die genannten Untersuchungszwecke bezüglich des Anspruchs 
an Realitätsnähe, Vergleichbarkeit sowie der übliche Aufwand zur Ersterstellung des  
Einzelmodells ins Verhältnis gesetzt. Zusätzlich ist der Zielkorridor der Technologiever-
gleichsstudie dieser Arbeit ebenfalls eingezeichnet.  

  

Abbildung 2.2:  Klassifizierung üblicher Untersuchungszwecke (Nummernbedeutung siehe 
Text) nach typischen Anforderungen an Realitätsnähe und Vergleichbarkeit  
sowie Aufwand (Kreisdurchmesser) für die Erstellung des Einzelmodells  

Viele der Ergebnisse von Technologiescreening- und -konzeptstudien im Bereich der  
Forschung und Entwicklung schaffen aufgrund eines zu hohen Abstraktionsgrades und 
eines oft zu generischen Ansatzes nicht den direkten Eingang in die Praxis. Im Erfolgsfall 
bilden sie den Anstoß für die Realisierung eines Anlagenkonzepts. Je nach Reifegrad der 
Technologie sind gegebenenfalls Entwicklungszwischenschritte vom Labormaßstab über 
Technikums- und Pilotanlage bis zur Anlage im Vollmaßstab üblich. Spätestens ab der  
Pilotanlagengröße werden die Untersuchungen nach den Punkten 3 bis 6 als typische 
Schritte bei der Anlagenrealisierung durchlaufen, wobei die Detaillierung der Modellie-
rung und somit die Realitätsnähe durch zusätzlichen Arbeitsaufwand gesteigert wird. Die 
Untersuchungen an bestehenden Anlagen (Punkte 7 und 8) erfordert in der Regel den 
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größten Aufwand, da hier die größte Detaillierung und Realitätsnähe zur Quantifizierung 
von unter Umständen relativ kleinskaligen Effekten benötigt wird.  

Allgemein ist bei der Wiederverwendung von Modellen die Eignung für die neue Aufga-
benstellung sorgfältig zu prüfen. Dies trifft besonders dann zu, wenn ein Modell, welches 
aus der Untersuchung einer der hier beschriebenen Simulationsklassen stammt, zur  
Beantwortung von Fragestellungen aus einer anderer Klasse von Simulationszwecken 
wiederverwendet werden soll – vor allem dann, wenn auf der Grundlage sehr anlagen-
spezifischer Modelle (Simulationszwecke unter Punkten 5 bis 8) allgemeingültige Aussa-
gen getroffen werden sollen. 

Ein weiterer in der Praxis regelmäßig zu findender Fall ist die Untersuchung einer einzel-
nen Komponente oder Komponentengruppe, die im besonderen Fokus des Interesses 
steht. Während der übrige umgebende Prozess verhältnismäßig vereinfacht modelliert 
wird, wird die betroffene Komponente mit gesteigertem Detaillierungsgrad (Simulations-
zwecke unter Punkten 7 und 8) abgebildet. In solchen Fällen ist das Gesamtmodell beson-
ders sorgfältig im Hinblick darauf zu konzipieren, welche Effekte Berücksichtigung finden 
müssen. 

2.1.3 Praxisprobleme bei der Anwendung von Modellierung und Simulation für 
Vergleichsstudien 

Wie bereits im Vorangegangenen angedeutet, führen die vielseitigen Anforderungen an 
Modellierung und Simulation auch oft zum falschen Einsatz dieses Werkzeugs. 

Bei kritischer Prüfung von Simulationen aus Studien für Vergleiche ist neben dem offen-
sichtlichen Einfluss von unterschiedlichen Randbedingungen und Parametern oft auch 
der Einsatz ungeeigneter Modelle festzustellen. In einigen Fällen können Parameter der 
Komponentenmodelle gefunden werden, die als fragwürdig bis hin zu praktisch nicht  
realisierbar eingestuft werden müssen. In solchen Fällen ist die Aussagekraft der entspre-
chenden Arbeiten zu hinterfragen, da ein direkter Vergleich der Ergebnisse unzulässig ist. 
Eine naheliegende Lösung wäre korrigierende Umrechnungen mit bekannten allgemein-
gültigen Korrelationen durchzuführen. Allerdings ist dabei zu beachten, dass diese in aller 
Regel nur auf bestimmte Fälle ausreichend genau zutreffen, sodass üblicherweise eine 
Anpassung und Neuberechnung zur Sicherstellung der Zulässigkeit eines Vergleichs mit 
einem anderen Prozess vorzuziehen ist. Normalerweise ist es sinnvoller, die zu verglei-
chenden Prozesse selbst zu modellieren und zu simulieren, um auszuschließen, dass 
eventuell vorliegende Fehler in den Energie- und Massenbilanzen aus den Berechnungen 
Dritter übernommen werden. 
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Bei der Verwendung von Ergebnissen aus publizierten Studien kommt zusätzlich hinzu, 
dass die zur Beurteilung benötigten Informationen und Daten im Allgemeinen nicht  
ausreichend dokumentiert sind. So ist beispielsweise oft bereits die zugrunde gelegte  
Definition des angegebenen elektrischen Wirkungsgrads nicht klar ausgewiesen. Der  
Einfluss verschiedener Betrachtungsweisen und deren Ergebniseinfluss auf den elektri-
schen Wirkungsgrad werden in Abschnitt 3.6.1 detaillierter beleuchtet.  

Dass in der Praxis immer wieder Ergebnisse trotz mangelnder Eignung für Vergleichs-
zwecke herangezogen werden, ist eine Folge des oftmals bereits in der Projektplanung 
einkalkulierten Zeit- und Kostendrucks bei der Durchführung solcher Arbeiten. Unter 
Umständen kommen Schwächen im Fachwissen gepaart mit fehlendem Überblick durch 
mangelnde Erfahrung bei der Anfertigung von Simulationen und deren Vergleiche hinzu. 
Die Schwierigkeit, verschiedene Technologieoptionen in der Kraftwerkstechnik verglei-
chend gegenüberzustellen, resultiert vornehmlich daher, dass in Forschungsvorhaben oft 
nur eine bestimmte Entwicklungsoption ausführlich bearbeitet wird. Diese wird dann  
einem mehr oder weniger adäquaten Basisprozess gegenübergestellt, um den erzielbaren 
Fortschritt durch die untersuchte Technologie zu quantifizieren. 

Wie bereits erwähnt, existieren verhältnismäßig wenige Studien, die den Vergleich  
verschiedenster Technologien als Hauptschwerpunkt der Untersuchung haben. Anders 
als die vorliegende Arbeit, stützen sich solche Studien häufig direkt, d. h. ohne eigenstän-
dige Simulationen, auf die dokumentierten Ergebnisse anderer Forschungsvorhaben, die 
jeweils nur eine einzelne oder einige wenige Technologieoptionen untersuchen. Aufgrund 
der Unterschiede in den Randbedingungen, der Prozessgestaltung und den angenomme-
nen Parametern kann eine deutliche Verzerrung der Ergebnisse für die gegenübergestell-
ten Technologien nicht ausgeschlossen werden. Als Beispiel sei an dieser Stelle auf die 
bereits in Teilkapitel 1.1 erwähnten Studien [4] und [7] bzw. [8] verwiesen. 

Begründungen für die Problematik mangelnder Vergleichbarkeit von Simulationser- 
gebnissen aus Studien, vor allem solchen, die einzelne Technologien isoliert betrachten,  
können in folgenden Aspekten gesehen werden: 

• Sorglosigkeit bezüglich der Auswirkungen mangelnder Vergleichsfähigkeit im 
Hinblick auf Annahmen sowie Dokumentation; 

• individuelle Annahmen der Forscher aufgrund fehlender Standards; 
• Unterschiede in der Wahl der Bilanzgrenzen; 
• unterschiedliche Einschätzung des Entwicklungsstands bzw. des Entwicklungs-

potenzials bestimmter grundlegender Technologien; 
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• Wunsch, die untersuchte Technologie als besonders fortschrittlich darzustellen  
oder die Ergebnisse gezielt nicht vergleichbar darzustellen; 

• Fehlinterpretation von dokumentierten Parametern oder Modellen aus der   
Literatur; 

• Einsatz von Personal mit nicht ausreichendem Fachwissen oder mangelndem   
Prozessüberblick; 

• unzureichende Dokumentation der Simulationsergebnisse zur Überprüfung   
der Vergleichbarkeit; 

• Vernachlässigung der Sorgfältigkeit, z. B. verursacht durch Zeitmangel oder 
• mangelnde Koordination bei Verbundprojekten. 

Die oben aufgeführten Probleme müssen nicht zwangsläufig erst während der Bearbei-
tung hervorgerufen werden. Sie können auch schon bei der Planung entsprechender  
Studien oder Forschungsprojekte direkt oder indirekt durch bestimmte Projektvor- 
gaben verursacht werden. Ein besonderer, aus der Praxis heraus gerechtfertigter Fall tritt 
bei Studien auf, welche im direkten Auftrag von Anlagenherstellern oder -betreibern 
durchgeführt werden und weniger dem reinen Forschungsumfeld, sondern eher den  
Simulationszwecken aus Punkt 4 bis 8 in Abschnitt 2.1.2 entspringen. Da diese sich in der 
Regel auf konkrete Projekte beziehen, werden projektspezifische örtliche Gegebenheiten 
(z. B. Brennstoffzusammensetzung, Kühlwasserbedingungen, Leistungsgröße etc.) vorge-
geben. Weiterhin erfolgen auch Vorgaben der beauftragenden Firmen bezüglich der Pro-
zessgestaltung (Topologie), aber auch der Verwendung proprietärer Daten und Modelle. 

Einige der hier formulierten Aussagen, die zu mangelnder Vergleichsfähigkeit von Simu-
lationsergebnissen führen, stimmen mit der bereits erwähnten Richtline „Quality Guide-
lines for Energy System Studies“ des NETL in einer frühen Version von 2004 überein [37]. 

Gegenüber den bereits genannten Gründen für die Annahme nicht einheitlicher Rand- 
bedingungen, Prozess- und Komponentenparameter sind die Ursachen für mangelnde  
Realitätsnähe von Modellen und Parametern in folgenden Punkten zu suchen: 

• versäumte Prüfung der Gültigkeit der Berechnungsergebnisse,  
• Vernachlässigung der Zwischenergebnis-Kontrolle durch zumindest   

Plausibilitätsprüfung, 
• Anwendung einer ungeeigneten Kombination von Modell und Parametern, 
• Anwendung ungeeigneter oder fehlerhafter Modellierungen,  
• zu optimistische Haltung bezüglich der Leistungsfähigkeit der untersuchten 

Schlüsseltechnologie, 
• Fehleinschätzung des Entwicklungspotenzials konventioneller Komponenten, 
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• zu starke Idealisierung oder Vereinfachung des realen Systems (z. B. Vernach- 
lässigung von notwendigen Triebkräften, wie Druck- und Temperaturdifferenzen) 
oder 

• Überschätzung von Wärmerückgewinnungsmöglichkeiten insbesondere unter  
Berücksichtigung wirtschaftlicher Aspekte. 

Die obige Darstellung soll im Wesentlichen als Anregung zur Verbesserung und zum Über-
denken der allgemeinen oder auch der eigenen Arbeitsweise im Bereich der Modellierung 
und Simulation dienen. Sie ist als gemeingültige Orientierung nicht nur für Untersuchun-
gen im Rahmen von Vergleichsstudien gültig. Weitere Anregungen auch in Bezug auf  
Studien, die Kostenabschätzungen beinhalten, sind in [22] zu finden. Außerdem sei hier 
auch auf die für das Anwendungsfeld der Kraftwerkstechnik übertragbaren Leitsätze aus 
Teilkapitel 3.2 der VDI 3633-1 „Simulation von Logistik-, Materialfluss- und Produktions-
systemen – Grundlagen“ hingewiesen [33]. 

Es ist selbstverständlich, dass selbst unter optimalen Bedingungen in der Praxis Fehler-
freiheit nie zu garantieren ist.  

2.2 Formulierung eines Leitsatzes zur Anwendung von Modellierung 
und Simulation  

Das folgende Beispiel zeigt, dass Versuche einer möglichst allgemeingültigen Festlegung 
von Parametern, um die Vergleichbarkeit von Simulationen herzustellen, zum Scheitern 
verurteilt sind: Der denkbare Ansatz, Gas-Gas-Wärmeübertrager generell mit einer  
Grädigkeit von beispielsweise 25 K zu parametrieren, kann für den Fall eines Überhitzers 
im Abhitze-Dampferzeuger eines GuD-Kraftwerks eine reale Anlagenauslegung wider-
spiegeln. Bei der Einordnung des stark überhitzten Dampfes als Gas würde demgegen-
über die Auslegung der Endüberhitzerstufe des Zwischenüberhitzers im Dampferzeuger 
eines gewöhnlichen Dampfkraftwerksprozesses eine unwirtschaftlich große und teure 
Heizfläche zur Folge haben. Dagegen bedeutet eine Grädigkeit von 25 K am Hauptwärme-
übertrager einer kryogenen Luftzerlegungsanlage, in dem die zu trennende Luft gegen 
Anwärmung der Produktgase auf das Tieftemperaturniveau abgekühlt wird, einen so  
hohen Wert, dass die Realisierbarkeit des Prozesses in Frage gestellt ist. Ohne eine stark 
veränderte Prozessgestaltung aus thermodynamischen sowie verfahrenstechnischen 
Gründen wäre die kryogene Luftzerlegung nicht möglich. Gleichzeitig würde der Energie-
bedarf in unwirtschaftliche Höhe steigen. Diese sicherlich sehr plakativ gewählten  
Beispiele zeigen, dass für jede einzelne Situation die passenden Parameter vergleichbarer 
Komponenten angesetzt werden müssen, um somit vergleichbare Simulationsergebnisse, 
die eine mögliche Umsetzung in der Wirklichkeit widerspiegeln, zu erhalten. 
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Gleiches lässt sich auch auf die Modellierung von Komponenten übertragen. Für das  
Beispiel des Gas-Gas-Wärmeübertragers ist neben der oben nicht zur Erwähnung kom-
menden Strömungsführung (z. B. Gleich- oder Gegenstromstrom) auch die konkrete  
Ausführungsform wichtig: Wird ein solcher Wärmeübertrager, wie der Luftvorwärmer 
eines Dampfkraftwerks bei Großanlagen, üblicherweise nach dem Regeneratorprinzip 
ausgeführt, sind größere Leckageströme zu modellieren und zu parametrieren. Diese  
Leckageströme beeinflussen die Gaszusammensetzungen und somit evtl. vorhandene 
Gasbehandlungsanlagen. Demgegenüber kann ein rekuperativ ausgeführter Gas-Gas-
Wärmeübertrager im Normalfall als leckagefrei modelliert werden. 

Diese einfachen Beispiele zeigen bereits deutlich die Schwierigkeiten, die Vergleichbar-
keit und gleichzeitige Realitätsnähe in Simulationen zum Zwecke des Vergleichs verschie-
denster Technologien sicherzustellen. Für jede Situation müssen angemessene Modellie-
rungen und Parameter gewählt werden. Dennoch lässt sich eine prinzipielle Systematik 
anwenden, welche die Modellierungsebenen der Gesamtprozesse in Kategorien unter-
teilt, sodass ein weiter unten folgender Leitsatz für die Durchführung vergleichbarer  
Simulationen formuliert werden kann. 

Abbildung 2.3 zeigt die hierarchische Einteilung von Teil-Modellen und Vorgaben zur  
Bildung eines umfassenden Simulationsmodells des Gesamtprozesses, ausgehend von der 
Vorgabe von Randbedingungen sowie der Bilanzgrenze, in Richtung zunehmender Detail-
lierung bis hin zu den Stoffwertemodellen und -funktionen.  

 
Abbildung 2.3: Zusammensetzung von Gesamtprozessmodellen nach der hierarchischen Detail-

lierungsebene und ihre Beeinflussung der Ergebnisgrößen von Simulationen 

Randbedingungen & Bilanzgrenze

Prozesstopologie
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Die Darstellung verdeutlicht zudem, dass alle diese Vorgaben in die Simulation eingehen 
und dementsprechend die Ergebnisgrößen beeinflussen. Dabei ist zu unterstreichen, dass 
die hierarchische Detailebene nicht generell im Zusammenhang mit der Größe des Ergeb-
niseinflusses steht. Fallabhängig kann beispielsweise der Einfluss der verwendeten Stoff-
werte den Einfluss der Randbedingungen über- oder auch unterschreiten. 

Mit den bisherigen Ausführungen und der Darstellung in Abbildung 2.3 lässt sich folgen-
der Leitgedanke zur Durchführung vergleichbarer Simulationsstudien zum Zweck eines 
Technologievergleichs ableiten: 

Faktische Vergleichbarkeit von realitätsnahen Simulationsergebnissen wird geschaffen, 
wenn bei allen Modellen und den mit ihnen durchgeführten Simulationen für alle zu ver‐
gleichenden Technologien in folgender Weise einheitliche Bedingungen zugrunde gelegt  
werden: 

1. Wahl der gleichen Bilanzgrenze,  
2. Verwendung derselben gültigen Randbedingungen,  
3. Verwendung einer vergleichbaren Prozesstopologie mit 

a. gleicher Detailtiefe, 
b. gleichen Entwurfskonzepten (z. B. Wärmerückgewinnungsmaßnahmen), 

4. Verwendung gleicher Komponentenmodelle zur Beschreibung der Zustandsände‐
rungen bzw. allgemeinen Operationen in vergleichbaren Komponenten bzw. Teilpro‐ 
zessen unter Berücksichtigung aller ergebnisrelevanter Effekte,  

5. Verwendung vergleichbarer und realistischer Parameter für die Komponenten‐ 
modelle sowie 

6. Verwendung gleicher und gültiger Stoffwertemodelle und ‐funktionen für dieselben 
Stoffe bzw. Stoffgemische im gleichen thermodynamischen Zustand. 

Dies ist für alle Technologien nachvollziehbar zu dokumentieren, indem nicht nur die 
ebenfalls gleich zu definierenden, zusammenfassenden Ergebnisgrößen, sondern auch 
die Basis dieser Ergebnisse, nämlich 

1. die Bilanzgrenze, 
2. die Randbedingungen, 
3. die Prozesstopologie in ihren ergebnisrelevanten Details, 
4. sämtliche zur Anwendung kommenden Komponentenmodelle sowie 
5. deren Parameter und 
6. die verwendeten Stoffwertemodelle und -funktionen 

aus der Dokumentation hervorgehen.  



26 2  Methodik 

Bei der Festlegung der Parameter, aber auch bei deren Dokumentation (Punkt 5 der  
obigen Aufzählungen) ist neben dem Bezug zum verwendeten Komponentenmodell auch 
der Bezugspunkt innerhalb der Komponente oder im Gesamtprozess anzugeben. Zur Ver-
anschaulichung dieser Aussage sei hinsichtlich des Parameterbezugs zum verwendeten 
Komponentenmodell auf das Beispiel der verschiedenen Möglichkeiten zur Wirkungs-
graddefinition von Strömungsmaschinen hingewiesen (vgl. dazu Abschnitt 3.3.8). Im  
Hinblick auf den Bezugspunkt innerhalb der Komponente können exemplarisch die  
Bezugsmöglichkeiten einer Grädigkeitsangabe als Temperaturdifferenz am warmen oder 
kalten Ende oder auch als kleinste Annäherung im Inneren eines Wärmeübertragers 
(Pinch-Point) genannt werden. Darüber hinaus muss die zugrundeliegende Strömungs-
führung (Gleich-, Gegen- oder Kreuzstrom oder daraus abgeleiteten Mischformen) und 
damit das Komponentenmodell aus der Dokumentation hervorgehen. 

Für den Parameterbezug im Sinne des Gesamtprozesses (Prozessparameter) sei auf die 
in der Literatur oft offengelassene Angabe des Bezugsortes der Parameter Frischdampf-
druck und Frischdampftemperatur – nach Dampferzeuger oder vor Turbine – hinge- 
wiesen. Generell sollte eindeutig klar sein, welcher Parameter mit welchem Wert, in wel-
cher physikalischen Einheit, zu welchem Bezugspunkt und ggf. zu welchem Berechnungs-
modell festgelegt ist. Gleiches gilt auch für die Ergebniswerte. 

Würde diese hier beschriebene Herangehensweise angewandt, wären die Ergebnisse  
uneingeschränkt nachvollziehbar und sogar wiederholbar. Somit wären auch die daraus 
abgeleiteten Schlussfolgerungen direkt nachvollziehbar und prüfbar. 

Abweichungen von dem hier skizzierten Ideal sind in der Praxis nicht immer zu vermei-
den, sollten aber begründet und dokumentiert werden. In der Regel ist oft der zeitliche 
Aufwand und auch der zur Verfügung stehende Umfang einer Veröffentlichung oder einer 
sonstigen Art der Dokumentation begrenzt, sodass Abweichungen von diesem Ideal in 
Kauf genommen werden müssen.  

Die Bezugsmöglichkeit auf eine Richtlinie oder ein ähnlich allgemein zugängliches,  
standardisierendes Dokument könnte diesbezüglich eine praxisnahe Lösungsmöglichkeit 
darstellen. Es müssten dann nur noch gezielt gewählte Abweichungen dargelegt werden.  

2.3 Vorgehen bei der Technologievergleichsstudie dieser Arbeit 
Bei der Technologievergleichsstudie, die in dieser Arbeit als Praxisbeispiel durchgeführt 
wird, wird den in Abschnitt 2.1.3 geschilderten Problemen versucht zu begegnen, indem 
die in Teilkapitel 2.2 aufgestellten Prinzipien nach bestem Wissen und Gewissen befolgt 
werden. Insbesondere bedeutet dies für das Vorgehen, dass 
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• die Simulationsmodelle der Gesamtprozesse von Grund auf neu erstellt werden,  
• ein schrittweises Vorgehen bei der Detaillierung der Modellierung erfolgt,  
• bei allen Prozessen, bei denen eine bestimmte Komponente benötigt wird, die glei-

che technologiespezifische Modellierung für diese Komponente umgesetzt wird,  
• alle Simulationsarbeiten mit denselben kommerziell verfügbaren und in der Praxis 

erprobten Softwarewerkzeugen durchgeführt werden, 
• alle Untersuchungen mit denselben Randbedingungen durchgeführt werden, 
• Prozess- und Komponentenparameter abgestimmt mit Angaben von Herstellern 

und Betreibern entsprechender Anlagen sowie von Forschern verwendet werden 
– dabei werden nicht die maximalen, sondern eher sicher erreichbare Werte ver-
wendet –, 

• Parameter aus der Grundschaltung nur geändert werden, wenn diese direkt im  
Zusammenhang mit den spezifischen Komponenten bzw. Erfordernissen der 
Schlüsseltechnologie stehen, 

• nicht nur Ergebnisse, sondern auch die Vorgaben dokumentiert werden und 
• für alle Prozesse dieselbe Art der Ergebnisdarstellung gewählt wird. 

Außerdem ist anzumerken, dass die nachfolgenden Darstellungen von Werten für  
Komponenten, Teilprozesse und Gesamtprozessschaltungen nicht zwingend eine exakte  
Wiedergabe bestimmter realer Anlagen darzustellen versuchen. Vielmehr sollen die  
zugrunde gelegten Parameter mögliche reale Komponenten oder Anlagen in guter Nähe-
rung widerspiegeln. Auf diese Weise soll eine in der Wirklichkeit ausführbare Anlagen-
auslegung unter technischen, aber auch wirtschaftlichen Aspekten sowie unter  
Berücksichtigung der Vergleichbarkeit im Modell reflektiert werden. 

Bei der Parametrierung sind Kompromisse zwischen Vergleichbarkeit und Realitätsnähe 
zum Teil unvermeidlich. In aller Regel wird in der Technologievergleichsstudie dieser Ar-
beit der Vergleichbarkeit Vorrang gewährt. Eine mögliche Herangehensweise, wie beide 
Kriterien gleichzeitig zu erfüllen sind, zeigt das Beispiel der Parametrierung der Dampf-
turbinenwirkungsgrade mit Hilfe von fiktiven Auslegungskennlinien (siehe Ab-
schnitt 3.3.9). Ein weiteres wichtiges Merkmal dieser Arbeit ist die Unterteilung der Pa-
rameter in solche, die bei stetiger Veränderung im mathematischen Sinne monotonen 
Einfluss auf die Ergebnisgrößen haben und solche, die einen nicht monotonen Einfluss 
haben und daher bei der Realisierung der Kraftwerksprozesse technisch-wirtschaftlichen 
Optimierungsprozessen zuzuführen sind. Die Werte des erstgenannten Parametertyps 
werden auf Grundlage typischer Auslegungswerte (d. h. Erfahrungswerten, welche auch 



28 2  Methodik 

den Kosteneinfluss berücksichtigen) festgelegt. Im Fall des zweitgenannten Parameter-
typs wird für die Prozessdrücke der regenerativen Vorwärmstrecke bei den Dampfkraft-
werksprozessen, der unteren Druckstufen des Abhitze-Dampfkraftprozesses der GuD-
Kraftwerksprozesse und des Oxyfuel-Dampfkraftwerksprozesses mit 3-End-Membran-
Vakuum-Luftzerlegungsanlage eine Optimierung zur Maximierung der elektrischen Net-
towirkungsgrade durchgeführt. 

2.3.1 Auswahl der Vergleichsleistungsgröße der Prozesse 

Die Nennleistung der Kraftwerke ist eine entscheidende Größe beim Vergleich von Kraft-
werksanlagen. Bei Bestandsanlagen deutet die Leistungsklasse bereits auf den Technolo-
giestand der jeweiligen Anlage hin, da historisch Anlagen der reinen Stromversorgung zur 
Nutzung von Skaleneffekten typischerweise immer in der zur Errichtungszeit wirtschaft-
lich sinnvoll größten realisierbaren Blockgröße ausgeführt wurden. So sinken die  
nötigen Investitionen aber auch die fixen Betriebskosten je installierter Leistung. Gleich-
zeitig lassen sich auch komplexere Anlagenschaltungen, die einen höheren Wirkungsgrad 
erzielen, wirtschaftlich rechtfertigen, sodass auch geringere variable Kosten im Betrieb 
der Anlage anfallen. Alles in allem werden so geringere Stromgestehungskosten gegen-
über kleineren Anlagen des gleichen konzeptionellen Entwicklungstands erzielt.  

Bei der Modellierung und Simulation dagegen sind unter Vernachlässigung der Realitäts-
nähe rechnerisch sämtliche Leistungsgrößen darstellbar. Der rechnerische Wirkungsgrad 
würde sich bei allen Simulationen derselben Prozesstopologie ebenfalls gleich ergeben. 
Um eine realitätsnahe Abbildung zu erzielen, ist daher neben einer realistischen Pro-
zesstopologie für die angestrebte Leistungsgröße die richtige Parameterwahl wesentlich. 
Am zweckmäßigsten sind Parametrisierungen, die auf spezifische Werte oder intensive 
Zustandsgrößen bzw. deren Änderungen zurückgreifen. Insbesondere ist hier die richtige 
Einschätzung der Abhängigkeit dieser Parameter von der Aggregate- bzw. Apparategröße 
neben dem jeweiligen Entwicklungstand zu berücksichtigen. In dieser Arbeit wird dem 
insbesondere bei der Festlegung der Dampfturbinenwirkungsgrade Rechnung getragen. 

Auf dem Gebiet der Dampfkraftwerke sind verschiedene Bezugsleistungsgrößen denkbar. 
Als sinnvoll erscheinen die Brennstoffwärmeleistung, der erzeugte Frischdampfmassen-
strom, die erzeugte Bruttoleistung oder Nettoleistung. Die Verwendung jeder dieser Leis-
tungsgrößen hat in der Praxis, abhängig vom Bedarfsfall, seine Rechtfertigung. Bei der 
vergleichenden Betrachtung sehr unterschiedlicher Technologien, die auch deutliche  



2.3  Vorgehen bei der Technologievergleichsstudie dieser Arbeit 29 

  

Unterschiede in den Wirkungsgraden aufweisen, wie es in dieser Arbeit bei Dampfkraft-
werksprozessen mit CO2-Abtrennung im Vergleich zu denen ohne Abtrennung der Fall10 
ist, ist es zweckmäßig eine Größe zu wählen, die möglichst viele Komponenten in  
möglichst ähnlicher Größenordnung beschreibt. Dies gilt vor allem für die relevanten und 
ggf. leistungsbegrenzenden Großkomponenten des Kraftwerksprozesses. Bei den Dampf-
kraftwerken sind dies im Sinne der Energiewandlungskette der Dampferzeuger sowie die 
Dampfturbine. Daher ist die Festlegung über den gleichen Brennstoffmassenstrom  
unzweckmäßig. Diese würde eine gleiche Brennstofflogistik und Aufbereitung bedeuten, 
jedoch würde die Größenordnung des Wasser-/Dampfkreislaufs und der elektrischen 
Großkomponenten sehr stark durch das Wirkungsgradpotenzial der Technologien beein-
flusst werden. Der Frischdampfmassenstrom, der häufig in der Praxis als Größenangabe 
von Dampferzeugern verwendet wird, ist als Vergleichsgröße aufgrund der Abhängigkeit 
von den Frischdampfparametern keine besonders geeignete Technologievergleichs-
größe. Bei Nutzung der Nettoleistung ergäben sich durch die Wirkungsgradunterschiede 
der hier betrachteten Technologien genau so große Unterschiede wie beim Referenzieren 
auf den Brennstoffmassenstrom. Da so die Größe der Ausrüstung zur Ableitung der 
elektrischen Energie gleichgesetzt wird, wäre der Effekt gegenüber der Wahl des Brenn-
stoffmassenstroms umgekehrt: Technologien mit hohem elektrischen Wirkungsgrad- 
potenzial erhalten verhältnismäßig kleine Großkomponenten gegenüber solchen mit  
geringerem Wirkungsgradpotenzialwie z. B. die Prozesse mit CO2-Abtrennung.  

Über das Ausschlussverfahren wird die elektrische Bruttoleistung als Vergleichsleis-
tungsgröße zur Verwendung ausgewählt. Für die Vergleichsstudie dieser Arbeit wird die 
Bruttoleistung aller dampfkraftwerksbasierten Prozesse auf 1100 MW festgelegt. Durch 
die Verwendung der Bruttoleistung als Vergleichsgröße wirken sich Unterschiede im 
elektrischen Eigenbedarf, der z. B. bei dem Oxyfuel-Kraftwerksprozess mit kryogener 
Luftzerlegungsanlage gegenüber dem Basisprozess erheblich ist, im Verhältnis zu den  
anderen diskutierten Optionen von Vergleichsleistungsgrößen deutlich geringfügiger auf 
die Leistungsgrößen der Großkomponenten aus. 

Im Vergleich zu Dampfturbinen handelt es sich bei Gasturbinenanlagen um ein stark  
standardisiertes Produkt, sodass sich die Leistungsgröße von GuD-Kraftwerken bei  
vergleichbaren sonstigen Randbedingungen im Wesentlichen aus der Wahl des Gasturbi-
nenmodells und der Prozesskonfiguration ergeben. Unter Prozesskonfiguration ist hier 
die Kombination der Anzahl der Gasturbinenanlagen mit einer Dampfturbine gemeint. 

 
10 Aus den Simulationsergebnissen der in Kapitel 4 untersuchten steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks-

prozesse ergeben sich Nettowirkungsgradunterschiede von bis zu 40 % (bezogen auf den geringsten  
berechneten Wirkungsgrad). 
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Gängige Konfigurationen sind eine oder zwei Gasturbinen mit jeweils einem Abhitze-
Dampferzeuger, der eine Dampfturbine speist (1+1- bzw. 2+1-Konfiguration). Da die elek-
trische Gesamtleistung eines GuD-Kraftwerks zu etwa 1/3 von der Dampfturbine erzeugt 
wird, fällt diese im Vergleich zu den Dampfturbinen in Dampfkraftwerken gleicher  
Gesamtleistung verhältnismäßig klein aus. Durch eine Verdoppelung der Dampfturbinen-
leistungsgröße bei der 2+1-Konfiguration ergibt sich ein besserer Dampfturbinenwir-
kungsgrad, der sich im Vergleich zu zwei einzelnen 1+1-GuD-Kraftwerken gleicher Ge-
samtleistung in einem geringfügig verbesserten Gesamtwirkungsgrad wiederfindet.  

Im Rahmen der Vergleichsstudie dieser Arbeit werden 1+1 konfigurierte GuD-Kraftwerke 
verglichen. Um die Variabilität der Wahl des Gasturbinenmodells herauszuarbeiten,  
werden verschiedene Gasturbinenmodelle unterschiedlicher Hersteller miteinander ver-
glichen. Demgegenüber werden die Abhitze-Prozesse möglichst vergleichbar simuliert. So 
wird für alle GuD-Kraftwerksprozesse die identische Prozesstopologie verwendet, bei der 
lediglich die Parameterwerte zur Berücksichtigung der unterschiedlichen Gasturbinen-
anlagen geändert werden.  

Die Simulation aller GuD-Kraftwerksprozesse mit beispielsweise identischer Brutto- 
leistung wäre eine Vergleichmäßigung im Sinne der Erhöhung der Vergleichbarkeit  
jedoch unter Verminderung der Realitätsnähe. In diesem Fall wird der Ansatz mit höherer 
Realitätsnähe gewählt. 

2.3.2 Auswahl einer geeigneten Simulationssoftware 

Zur praxisnahen Verwirklichung der gesteckten Ziele im Rahmen der Vergleichsstudie 
wird Modellierungs- und Simulationssoftware verwendet, die sich im kommerziellen  
Einsatz befindet. 

Gegenüber der Verwendung einer selbst entwickelten computergestützten Berechnungs-
hilfe hat dieses Vorgehen mehrere Vorteile. Zunächst steht die Software der Allgemeinheit 
zur Verfügung. Somit können die hier durchgeführten Untersuchungen in derselben  
Softwareumgebung von anderen Akteuren auf diesem Gebiet einfach nachvollzogen  
werden. Für die eigentliche Durchführung der Simulationen kann so der Aufwand für  
vorbereitende Arbeiten minimiert und der Fokus auf die Untersuchungen gelegt werden. 
Es müssen keine Prozessentwicklungsumgebung und keine grundlegenden Modelle für 
Stoffwerte oder Komponenten entwickelt, implementiert, verifiziert, auf Plausibilität  
geprüft und validiert werden. Aufgrund der Anwendung dieser Programme von einem 
größeren Anwenderkreis kann in der Regel für die implementierten Modelle der Kompo-
nenten und Stoffwerte, welche im üblichen Anwendungsfeld der Software liegen, von  
einer umfassenden Validierung in der Praxis ausgegangen werden. Ein weiterer Vorteil 
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besteht außerdem darin, dass eine kontinuierliche Fortentwicklung der Simulationsum-
gebung und der existierenden Modelle sowie eine Erweiterung des Funktionsumfangs der 
Software durch den Hersteller erfolgen. 

Die kommerziellen Softwareprogramme, welche im Rahmen der Anfertigung dieser  
Arbeit zur Auswahl stehen, sind:  

1. AspenPlus® des Herstellers Aspen Technology, Inc. 11 

2. EBSILON®Professional der Steag Energy Services GmbH 12 

AspenPlus® ist ein Prozesssimulator, der seinen Ursprung zu Beginn der 1980er Jahre in 
der chemischen bzw. petrochemischen Verfahrenstechnik hat. Die Modellierung der  
Prozesstopologie erfolgt bei diesem Programm in einer grafischen Benutzeroberfläche, 
während die Parametrierung der Komponenten und der Randbedingungen über Einga-
bemasken erfolgt. Die Berechnungsweise eines Gesamtprozesses erfolgt sequenziell  
modular, d. h. es werden die Teilkomponenten entsprechend ihrer Reihenfolge nach der 
Material- oder Informationsflussrichtung berechnet. Sieht die Prozesstopologie Rück- 
führungen vor, die das Berechnungsergebnis mindestens einer Komponente beeinflus-
sen, nachdem sie berechnet wurde, wird automatisch eine Berechnungsschleife für die 
iterative Berechnung der von der Rückführung betroffenen Komponenten angelegt.  
Entsprechend seines ursprünglichen Hauptanwendungsfeldes bietet dieses Programm 
sehr viele Möglichkeiten bezüglich der Stoffwertemodellierung und –parametrierung. 
Weiterhin liegt der Schwerpunkt der Komponentenmodellbibliothek auf Prozessen der 
thermischen Verfahrenstechnik. Es stehen verschieden detaillierte Modellierungen von 
Trennkolonnen, Wärmeübertragern aber auch von Strömungsmaschinen und weiterem 
Equipment zur Verfügung. 

Bei Ebsilon®Professional handelt es sich um ein Werkzeug mit dem Fokus der Modellie-
rung und Simulation verschiedener Arten von thermischen Energieerzeugungsanlagen. 
Die Modellierung der Topologie des Kraftwerksprozesses erfolgt bei diesem Programm 
ebenfalls in einer grafischen Benutzeroberfläche. Aus einer umfangreichen Bibliothek von 
Komponentenmodellen, von denen viele den spezifischen Anforderungen aus dem  
Bereich der Kraftwerkstechnik entsprechen, kann die Gesamttopologie des Kraftwerks-
prozesses erzeugt werden. Entsprechend seines ursprünglichen Zielanwenderkreises 
sind in der Modellbibliothek der zur Erstellung der Modelle dieser Arbeit verwendeten  

 
11 ASPEN = “Advanced System for Process Engineering”; http://www.home.aspentech.com – (09.04.2019) 
12 EBSILON = “energy balance and simulation of the load response of power generating or process  

controlling network structures” [38]; https://www.steag-systemtechnologies.com/de/produkte/ 
ebsilon-professional – (09.04.2019)  

http://www.home.aspentech.com/
https://www.steag-systemtechnologies.com/de/produkte/ebsilon-professional
https://www.steag-systemtechnologies.com/de/produkte/ebsilon-professional
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Version 9.00 keine Komponenten hinterlegt, die eine detaillierte Simulation der verfah-
renstechnischen Teilprozesse aus dem Bereich der CO2-Abtrennung, wie AspenPlus® sie 
bietet, ermöglichen. 

Die Parametrierung der Komponenten erfolgt ebenfalls über Bildschirmeingabemasken. 
Der Stoff- und Energietransport bzw. das Zusammenwirken der einzelnen Bauteile wird 
über das Verbinden mit als Leitungen bezeichneten Objekten modelliert. Während Stoff-
ströme in AspenPlus® beliebige Zusammensetzungen im Rahmen der vom Benutzer 
durchzuführenden Stoffdefinition aufweisen können, sind in Ebsilon®Professional auf-
grund der Hauptzielanwendung in der Kraftwerkstechnik verschiedene Stoffstromklas-
sen (z. B. Kohle, Luft, Wasser, Dampf etc.) implementiert, die jeweils nur vom Soft-
warehersteller vorgegebene Zusammensetzungen zulassen.13 

Eine weiterhin wichtige Eigenschaft von Ebsilon®Professional ist die gleichungssystem-
orientierte Berechnung der Simulationsergebnisse. Zu Beginn der Simulation wird der 
Modellierung entsprechend ein Gleichungssystem für Druck, Enthalpie und Massenstrom 
aufgestellt und dann auf numerischem Wege gelöst. 

In beiden Programmen ist die indirekte Parametrierung 14 möglich, bei der z. B. Prozess-
größen auf einen gewünschten Wert durch Anpassung einer anderen Vorgabe eingestellt 
werden. Beispiele dafür sind: 1. Führe dem Prozess so viel Brennstoff zu, bis die  
gewünschte Klemmenleistung am Generator erreicht ist. 2. Statt ein Verbrennungsluft-
verhältnis fest vorzugeben, ist dem Prozess so viel Luft zuzuführen, bis der vorgegebene 
Restsauerstoffgehalt im Abgas eingestellt ist. Durch diesen Wechsel der Art der Parame-
trierung wird aus mathematischer Sicht die Umstellung der entsprechenden Modellglei-
chungen bewirkt. In beiden Programmen wird dieses jedoch nicht analytisch, sondern  
numerisch durch Iteration erreicht. Da dadurch die Rechenzeit u. U. deutlich erhöht wird, 
sollte dies – sofern möglich – durch entsprechend geschickte Modellierung vermieden 
werden. Dies ist insbesondere bei Simulationen zur Parameteroptimierung, wie sie auch 
in dieser Arbeit durchgeführt werden (siehe Abschnitt 3.2.1), zur Einhaltung vertretbarer 
Berechnungszeiten wichtig. 

Gemäß der Vorgehensweise, alle in Vergleich zu stellende Kraftwerksprozesse in einem 
einzigen Softwarewerkzeug zu simulieren, um so den größtmöglichen Grad an Konsistenz 
der Simulationsergebnisse zu gewährleisten, bietet sich auf den ersten Blick die Verwen-
dung von AspenPlus® an, da in diesem Programm auch sämtliche verfahrenstechnischen 

 
13 Das Programm stellt aber zusätzliche Stoffstromklassen bereit, sodass weitere Stoffe und Stoffwerte-  

modelle über Schnittstellen an das Programm gekoppelt werden können. 
14 In AspenPlus® als „Design Spec,“ in Ebsilon®Professional als „Regler“ bezeichnet. 
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Prozesse der CO2-Abtrennungstechnologien im Detail abgebildet werden können.  
Umfangreiche Vorversuche, den vollständigen Kraftwerksprozess in AspenPlus® in einem 
einzigen Gesamtmodell zu modellieren und zu simulieren, führten allerdings zu dem 
Schluss, dass es für die anstehenden Untersuchungen weniger geeignet erscheint. Soll in 
dieser Software ein Kraftwerksmodell mit den für die Kraftwerkstechnik typischen  
Parametrierungen (z. B. Grädigkeitsdefinition an den Vorwärmern der regenerativen 
Speisewasservorwärmung nach Abschnitt 3.3.10) sowie mit Komponentenmodellen (z. B. 
Berücksichtigung von kinetischen Austrittsverlusten am Austritt der ND-Turbine, vgl.  
Abschnitt 3.3.9) in gleicher Detaillierung und mit gleicher Flexibilität bei der Wahl der 
Parameterwerte (z. B. für Sensitivitätsuntersuchungen) erstellt und simuliert werden, so 
ist ein unverhältnismäßig hoher Aufwand sowohl bei der Modellerstellung als auch bei 
der Simulation erforderlich. Ohne Vorgabe einer sehr guten Näherung an das Simulati-
onsergebnis konnte der alleinstehende Wasser-/Dampfkreislauf eines Dampfkraftwerks 
nach dem Schaltbild (siehe Abbildung 4.1), welches hier als Grundlage aller Prozesse zur 
Anwendung kommt, nicht unter einer Rechenzeit von einigen Stunden konvergent  
berechnet werden. Im Vergleich dazu ist das identische Problem mit Verfeinerungen im 
Bereich der Dampfturbinenmodellierung und der zusätzlichen Modellierung des vollstän-
digen Kohle-/Luft-/Rauchgaspfades in Ebsilon®Professional im Sekundenbereich zu  
lösen. 

Dieser sehr deutliche Unterschied in der Konvergenzgeschwindigkeit der iterativen  
Lösungsfindung ist auf die grundlegende Lösungsweise – gleichungssystemorientiert  
oder sequenziell modular – zurückzuführen:  

Der Wasser-/Dampfkreislauf des Dampfkraftwerksprozesses weist durch seine viel- 
stufige regenerative Speisewasservorwärmung einen hohen inneren Integrations- bzw. 
Komplexitätsgrad auf. Jede Speisewasservorwärmstufe führt bei der in AspenPlus® zur 
Anwendung kommenden, sequenziell modularen Berechnungsweise zu einer mit den 
Vorgängern überlagerten Iterationsschleife. Bei einer neunstufigen Speisewasservorwär-
mung sind so neun ineinander verschachtelte und voneinander abhängige Schleifen zu 
lösen. Durch die gegenseitige Abhängigkeit und unter vereinfachenden Annahmen sowie 
der optimistischen Überlegung, dass jede dieser Schleifen genau zehn Iterationen benö-
tigt, werden 109 Durchläufe der kleinsten Schleife (ND-Vorwärmer mit dem geringsten 
Druck und Kondensator) notwendig. Die Anzahl der beteiligten Komponentenmodelle 
des gesamten Turbinen- und Vorwärmstranges liegt bei etwa 50 Stück. Wird nun darüber 
hinaus beispielsweise durch Vorgabe einer Soll-Turbinenleistung eine weitere Anforde-
rung gestellt, welche die Iteration des gesamten Systems notwendig macht, potenziert 
sich die gesamte Iterationsanzahl entsprechend. Nur durch Vorgaben, die bereits sehr 
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nahe an der Lösung liegen, kann die Anzahl der Iterationen reduziert und die Lösungs-
geschwindigkeit erhöht werden. Allerdings muss dann die Frage nach dem Sinn einer  
Simulation gestellt werden, deren nahezu exakte Lösung für den Erhalt derselben vorzu-
geben ist.  

Demgegenüber bietet die in Ebsilon®Professional verwendete gleichungssystemorien-
tierte Berechnung 15  den Vorteil, dass derartige Abhängigkeiten im Gleichungssystem  
berücksichtigt werden und sozusagen gleichzeitig gelöst werden. 

Aus diesen Gründen wird Ebsilon®Professional als Modellierungs- und Simulationsumge-
bung ausgewählt, um so auch die Untersuchungen auf praxisnahem Weg, d. h. mit vertret-
barem Aufwand, durchzuführen. Unabhängig von den Entwicklungen der CO2-
Emissionsminderungen bleibt die Hauptaufgabe eines Kraftwerksprozesses weiterhin 
die Energiewandlung zur Bereitstellung von elektrischem Strom. Trotz der großen  
Eingriffe, welche die CO2-Abtrennungsverfahren für die Kraftwerksprozesse bedeuten, 
sollten dennoch Vereinfachungen der bisherigen etablierten Modellierung konventionel-
ler Komponenten nicht in Kauf genommen werden müssen. Die fehlenden Teilprozesse 
für die CO2-Abtrennungsverfahren werden mit Hilfe eines Black-Box-Ansatzes in die  
jeweiligen Gesamtprozessmodelle implementiert (siehe Abschnitt 3.3.11). Zur Bestim-
mung der Parametrierung der Black-Box-Modelle werden alleinstehende Simulations-
modelle in AspenPlus® verwendet und deren Ergebnisse zur Wahrung der Konsistenz in 
die in Ebsilon®Professional erstellten Simulationsprogramme eingesetzt. 

An dieser Stelle sei ausdrücklich darauf hingewiesen, dass die Wahl von Ebsilon®Profes‐
sional vor dem Hintergrund der im Rahmen zur Verfügung stehenden Softwarepakete zu 
sehen ist. Es soll somit nicht eine grundsätzlich verallgemeinerbare Aussage zur alleini-
gen Eignung dieser Software für derartige Untersuchungen getroffen werden. 

 

 
15 Obwohl AspenPlus® auch die Möglichkeit eines gleichungssystemorientierten Lösungsalgorithmus  

bietet, der allerdings auf einer gültigen, im sequenziell modularen Modus durchgeführten Berechnung 
aufbaut, konnte keine Lösung unter dem Anspruch der in der Kraftwerksbranche üblichen Detailtreue 
und einer ausreichenden Untersuchungsflexibilität für diese Arbeit erzielt werden. 



 

3 Vorausgehende Festlegungen und Erläuterungen 
Entsprechend der hierarchischen Einteilung der Gesamtprozessmodelle (siehe Abbildung 
2.3) werden in diesem Kapitel zunächst die Grundlagen der Modellierung und Parametri-
sierung aber auch die Definitionen der Ergebnisgrößen zur Durchführung der Unter- 
suchungen in Kapitel 4 eingehend erläutert.  

3.1 Gewählte Bilanzgrenzen und Randbedingungen 
Als Bilanzgrenze wird die natürliche Grenze des technischen Systems zur Umgebung  
definiert. Somit sind alle dem Prozess über diese Systemgrenze zugeführten Stoffströme 
mit Umgebungsbedingungen, vor allem mit Umgebungsdruck und Umgebungstempera-
tur, anzusetzen, so als seien sie der angenommenen Umgebung direkt entnommen. An die 
Umgebung über die Systemgrenze abgeführte Stoffe liegen bei Umgebungsdruck vor. Es 
wird dabei unterstellt, dass die Umgebung unendlich groß ist, sodass die Interaktion des 
Prozesses mit der Umgebung keinen Einfluss auf diese besitzt. 

Eine Ausnahme bildet der CO2-Produktstrom bei den Kraftwerksprozessen mit CO2-
Abtrennung. Da es neben der elektrischen Energiebereitstellung Zweck dieser Prozesse 
ist, das CO2 nicht in die Atmosphäre abzugeben, werden für diesen Massenstrom in  
Abschnitt 3.1.3 Mindestanforderungen an dessen Reinheit und thermodynamischen  
Zustand an einer geeigneten Bilanzgrenzstelle festgelegt. 

Abweichend von den Regelwerken 16 , wie z. B. ISO 2314 [14], VDI 3986 [39] oder 
DIN EN 12952-15 [40] (ehemals DIN 1942), wird ein anderer jedoch für alle Modellierun-
gen einheitlicher Umgebungszustand verwendet. Dieser wird ausgehend von Daten des 
Deutschen Wetterdienstes17 [41], die für verschiedene deutsche Standorte über mehrere 
Jahre (2003-2007) gemittelt wurden, gewählt und findet eine gute Übereinstimmung mit 
den in Abbildung 3.1 gezeigten Jahresmittelwerten nach [42].  

Abbildung 3.2 zeigt das Mollier-Diagramm für feuchte Luft. In dieses ist der Referenz-Um-
gebungszustand nach ISO 2314 mit einer relativen Luftfeuchte von 60 % bei 15 °C und 
1013,25 mbar, der bei normativen Gasturbinenabnahmeversuchen verwendet wird, ein-
gezeichnet (Punkt 1). Die zugehörige Kühlgrenztemperatur bzw. Feuchtkugeltemperatur 
ist als Punkt 2 gekennzeichnet. Im Vergleich zu Abbildung 3.1 zeigt sich, dass die realen 

 
16 In den drei hier genannten Regelwerken sind drei unterschiedliche Bezugstemperaturen angegeben.  
17 Auf den Webseiten des Deutschen Wetterdienstes sind Daten der Lufttemperatur und Luftfeuchtigkeit zu 

finden (https://opendata.dwd.de/climate_environment/CDC/; letzter Aufruf 14.04.2019). Aus diesen 
können Jahresmittelwerte oder aber bei Bedarf Jahresverläufe bestimmt werden. 

https://opendata.dwd.de/climate_environment/CDC/
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Verhältnisse nicht durch den normativen Referenz-Umgebungszustand widergespiegelt 
werden.  

 
Abbildung 3.1: Jahresverlauf der monatsgemittelten Trockenlufttemperatur (entspricht der  

direkt gemessenen Umgebungslufttemperatur) sowie der Feuchtkugeltempera-
tur bzw. Kühlgrenztemperatur in Anlehnung an [42] 

Während die Festlegung eines gemeinsamen Umgebungszustands für alle Prozesse im 
Sinne der Vergleichbarkeit geschieht, sollen die Randbedingungswerte einen möglichst 
realen Zustand für die gemäßigte mitteleuropäische Zone wiedergeben.  

Für diese Arbeit erfolgt die Festlegung des Umgebungszustands (Punkt 3 in Abbildung 
3.2) mit einem 

• Umgebungsluftdruck 𝑝𝑝u von 1,01325 bar, einer 
• Umgebungstemperatur 𝑡𝑡uvon 10,0 °C bei einer  
• relativen Umgebungsluftfeuchtigkeit 𝜑𝜑uvon 77,0 %. Daraus ergibt sich eine 
• Feuchtkugeltemperatur 𝑡𝑡FK von ca. 8,0 °C (Punkt 4 in Abbildung 3.2). 

Auf Grundlage der in den Teilkapiteln 4.1 und 4.4 beschriebenen Basismodelle nach dem 
Stand der Technik ergeben sich mit diesen gewählten Umgebungsbedingungen gegen-
über jenen nach ISO 2314 für das steinkohlebefeuerte Dampfkraftwerk um 0,28 %-
Punkte, für das braunkohlebefeuerte Dampfkraftwerk um 0,20 %-Punkte und für die 
GuD-Kraftwerke im Bereich von 0,24–0,26 %-Punkten höhere elektrische Nettowir-
kungsgrade (𝜂𝜂u10 ). Dieser Wirkungsgradunterschied ist im Wesentlichen durch den  
höheren Kondensatordruck bei den Bedingungen nach ISO 2314 bedingt, der sich unter 
den Vorgaben nach Abschnitt 3.3.13 ergibt.  
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Abbildung 3.2: Mollier-Diagramm (h1+x-x-Diagramm) zur Darstellung der Zustandsänderungen 

feuchter Luft bei 1,01325 bar [43]. Punkt 1: Umgebungsbedingungen nach 
ISO 2314 mit 𝑡𝑡 = 15 °C Umgebungstemperatur und 𝜑𝜑 = 60 % rel. Luftfeuchtig-
keit. Punkt 2: Kühlgrenzzustand zu Punkt 1 (𝑡𝑡 = 10,78 °C, 𝜑𝜑 = 100 %). Punkt 3: 
in dieser Arbeit verwendete Umgebungsbedingungen (𝑡𝑡 = 10,0 °C, 𝜑𝜑 = 77,0 %). 
Punkt 4: Kühlgrenzzustand zu Punkt 3 (𝑡𝑡 = 8,0 °C, 𝜑𝜑 = 100 %). 

Die hier vorgenommene Definition der Bilanzgrenze hat zur Folge, dass die Verbren-
nungsluft mit dem definierten Umgebungszustand dem Prozess zuzuführen ist. Mit dem 
Ziel der Vergleichbarkeit und vor allem geschlossener Energiebilanzen ist dies eine  
wichtige Voraussetzung. Sämtliche Temperaturerhöhungen der Luft, die aus dem Kessel-
haus des betrachteten Dampfkraftwerks angesaugt wird, dürfen letztlich nur durch Ver-
lustenergieströme des Prozesses, die auch tatsächlich zur Erwärmung der Luft im Kessel-
haus führen können, begründet und quantifiziert werden. Der Einfluss einer Modellierung 
einer innenliegenden Luftansaugung auf den elektrischen Wirkungsgrad wird im Zusam-
menhang mit der Bilanzgrenzenwahl genauer in Abschnitt 3.6.1 betrachtet. 

Grundsätzlich ist festzuhalten, dass die Berücksichtigung der Rückgewinnung von eigent-
lichen Verlustenergieströmen auf der einen Seite aber einer fehlenden Modellierung  
dieser Verluste auf der anderen Seite als inkonsistent und somit im Sinne einer geschlos-
senen Energiebilanz als unzulässig anzusehen ist.  
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3.1.1 Zusammensetzung der trockenen Luft 

Abgesehen vom variierenden Wasserdampfanteil ist die Luftzusammensetzung an allen 
Orten der Erde sehr ähnlich; es handelt sich um ein Vielstoffgemisch von typischerweise 
15 nachweisbaren gasförmigen Stoffen [44, 45]. Lediglich der Anteil an Verunreinigun-
gen, beispielsweise durch Emissionen industrieller Prozesse oder Verkehr, aber auch 
durch Naturereignisse wie Waldbrände, kann größeren Schwankungen in Abhängigkeit 
vom Standort unterliegen. Weiterhin können sich Stäube in unterschiedlicher Konzentra-
tion und Beschaffenheit in der Luft in Suspension befinden. 

Die häufig zu findende Modellannahme, trockene Luft bestehe zu 21,0 Vol.-% aus Sauer-
stoff (O2) und zu 79,0 Vol.-% aus Stickstoff (N2), ist für Berechnungen sicherlich gerecht-
fertigt, in denen die stoffliche Zusammensetzung der Luft von untergeordneter Bedeu-
tung ist. Steht die stoffliche Nutzung im Vordergrund, wie es bei der Trennung der Luft in 
ihre Bestandteile z. B. in kryogenen Luftzerlegungsanlagen der Fall ist, ist diese Vereinfa-
chung nicht mehr gerechtfertigt. 

Gemäß den Ausführungen aus den Teilkapiteln 2.2 und 2.3 sind alle Prozesse mit gleicher 
Modellierungstiefe zu simulieren, um so Inkonsistenzen weitmöglichst auszuschließen. 
Demnach ist eine für alle Untersuchungszwecke geeignete Luftzusammensetzung zu  
definieren. Diese ist in Tabelle 3.1 angegeben und beinhaltet die fünf Stoffe, die den  
größten Anteil der trockenen Luft ausmachen (99,997 Vol.-% nach [45]) und gleichzeitig 
die wichtigsten Komponenten darstellen, die maßgeblich für die Bestimmung des Ener-
gieaufwands von kryogenen Luftzerlegungsanlagen benötigt werden.  

Besonders für die Detailberechnungen der kryogenen Luftzerlegung ist Argon eine nicht 
zu vernachlässigende Komponente, da sich dieses Gas als Mittelsieder zwischen den Luft-
hauptkomponenten Sauerstoff und Stickstoff im kryogenen Rektifikationsprozess auf-
konzentrieren kann. Im Fall des Oxyfuel-Kraftwerks mit kryogener Luftzerlegungsanlage, 
die eine geringere Sauerstoffreinheit liefert, ist Argon im Teilprozess der CO2-
Aufreinigung und -Verdichtung mit Werten von einigen Volumenprozent zu finden. Im 
Hinblick auf die Betrachtung der CO2-Emissionsbestimmung ist die Berücksichtigung des 
CO2 in der Luftzusammensetzung, wenn auch mit geringem Ergebniseinfluss, ebenfalls 
gerechtfertigt. Die in Tabelle 3.1 dargestellte Zusammensetzung der trockenen Luft liegt 
mit guter Näherung zwischen den Angaben verschiedenster Literaturquellen [45–49]. 
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Tabelle 3.1: Für diese Arbeit festgelegte Zusammensetzung der trockenen Luft in Massen- sowie 
Volumenanteilen. Zusätzlich ist der Anteil des Wasserdampfes der feuchten Luft bei 
dem in Teilkapitel 3.1 festgelegten Umgebungszustand von 1013,25 mbar, 10,0 °C 
und relativer Luftfeuchte von 77,0 % als Berechnungsergebnis des verwendeten  
Simulationswerkzeugs angegeben. Die Vorgabe der Zusammensetzung erfolgt in 
Massenanteilen. Die Volumenanteile sowie der Wasserdampfanteil sind auf Basis 
der Massenanteilvorgabe berechnet und in dieser Tabelle bis auf die dritte bzw. 
vierte signifikante Stelle gerundet dargestellt. 

         Stoff Massenanteil Volumenanteil 

tr
oc

ke
ne

 
Lu

ft 

N2 Stickstoff 75,52 % 78,09 % 
O2 Sauerstoff 23,14 % 20,95 % 
Ar Argon 1,29 % 0,935 % 

CO2 Kohlenstoffdioxid 500 ppm 329 ppm 
 H2O Wasserdampf 0,5825 % 0,9333 % 

3.1.2 Brennstoffzusammensetzungen 

Die Art des Brennstoffs bestimmt weitestgehend die anwendbare Technologie zur Ener-
giewandlung in Strom. Obwohl in den verschiedenen Kohlen eine Vielzahl der chemischen 
Elemente nachweisbar und etliche davon auch von umweltrelevanter Bedeutung sind 
(z. B. Quecksilber oder Chlor), wird hier die Kohle mit den für die energetische Prozess-
bewertung ergebnisrelevanten Stoffen modelliert. Gleiches gilt für das ausgewählte Erd-
gas. 

Die Brennstoffzusammensetzung sowie der Heizwert zusammen mit weiteren informa-
tiven Kenngrößen sind für die gewählte Stein- und Braunkohle in Tabelle 3.2 und für  
Erdgas in Tabelle 3.3 zusammenfassend dargestellt. 

Bei den Kohlen sind die Angaben auf den Rohzustand bezogen, so wie sie an der in Teil-
kapitel 3.1 festgelegten Bilanzgrenze des Kraftwerksprozesses vorliegen. Aus diesem 
Grund werden in diesem Abschnitt, in dem die Randbedingungen festgelegt werden, auch 
keine Angaben zur Zusammensetzung und zu den Eigenschaften der Trockenbraunkohle 
gemacht, weil diese nicht direkt der Umgebung entnommen werden kann. Stattdessen 
wird die Trockenbraunkohle im Gesamtprozess des trockenbraunkohlebefeuerten 
Dampfkraftwerks integriert aus Rohbraunkohle erzeugt (siehe Abschnitte 3.3.2 und 
4.2.1). Für Referenzzwecke sind dennoch die wichtigsten Eigenschaften und die Zusam-
mensetzung der erzeugten Trockenbraunkohle sowie des Braun- und Steinkohlenstaubs 
nach dem konventionellen Mahltrocknungsprozess in Tabelle A.1 im Anhang A.2 dieser 
Arbeit aufgeführt.  

Die zusätzlichen Angaben von Flüchtigengehalt und Ascheerweichungspunkt in Tabelle 
3.2 haben lediglich informativen Charakter. Diese Informationen erlauben jedoch Rück-
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schlüsse auf die Realitätsnähe der Simulation bezüglich der Verhältnisse bei der Mahl-
trocknung sowie der Dampferzeugerauslegung (vgl. dazu auch Abschnitte 3.3.1 und 
3.3.3).  

Für eine korrekte Simulation ist zu beachten, dass die Brenn- bzw. Heizwerte konsequent 
auf den Rohzustand bei konstantem Druck bezogen werden, da die Verbrennung bei 
quasi-isobaren Verhältnissen durchgeführt wird (vgl. [50]). Für die Umrechnung des 
Heizwertes in den Brennwert wird Gleichung (3.1) nach VDI 3986 verwendet [39].  

 𝐻𝐻o = 𝐻𝐻u +  �8,9370 ⋅ 𝑤𝑤H +  𝑤𝑤H2O � ⋅ Δℎv (3.1) 

Hierin sind 𝑤𝑤H sowie 𝑤𝑤H2O die Massenanteile des Wasserstoffs bzw. des Wassers, die auf 
die Brennstoffmasse im Rohzustand bezogen sind. Bei der Bezugstemperatur von 25 °C 
ist für die Verdampfungsenthalpie des Wassers Δℎv = 2442,5 kJ/kg einzusetzen [39]. Die 
für die Wirkungsgradbestimmung auf andere Temperaturen bezogenen Heiz- und Brenn-
werte sind in Tabelle A.2 im Anhang A.3 dieser Arbeit zu finden. 

Für alle Brennstoffe sind die spezifischen CO2-Emissionen, die durch ihre Verbrennung 
freigesetzt werden, zum einen mit Bezug auf die Masse des Brennstoffs und zum anderen 
auch mit Bezug auf ihren Energiegehalt angegeben. Für die energiespezifische Angabe der 
CO2-Emissionen wird der Heizwert bei 25 °C des Brennstoffs als Bezugsgröße herangezo-
gen. Für die Berechnung der spezifischen CO2-Emissionen wird die vollkommene  
Verbrennung (Definition siehe DIN 5499 [51]) des Kohlenstoffs bzw. der Kohlenwasser-
stoffe angenommen. Mögliche CO2-Freisetzungen aus den mineralischen Anteilen des 
Brennstoffs finden im Rahmen dieser Arbeit keine Berücksichtigung, da zum einen die 
Asche nicht weiter spezifiziert wird und zum anderen davon ausgegangen wird, dass  
dieser Anteil zu vernachlässigen ist. Als Vergleichsgrößen sind zusätzlich der spezifische 
Sauerstoffbedarf mit Masse- und Energiebezug bei der vollkommenen stöchiometrischen 
Verbrennung angegeben.  

Für Erdgas werden in Tabelle 3.3 neben der Zusammensetzung zum einen die bei Brenn-
gasen üblichen volumenbezogenen Werte und zum anderen für den einfacheren  
Vergleich mit den festen Brennstoffen auch die massenbezogenen Werte angegeben. 
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Tabelle 3.2: Übersicht der Zusammensetzungen und der Eigenschaften der für die Untersuchun-
gen dieser Arbeit festgelegten Festbrennstoffe. Alle Angaben sind auf den Rohzu-
stand des Brennstoffs bezogen; Prozentangaben sind als Massenanteile zu verste-
hen; Ausnahmen sind entsprechend gekennzeichnet (waf = wasser- und aschefrei). 
Brennwertangabe aus Heizwertangabe nach Gleichung (3.1) berechnet; Bezugs-
temperatur für die Brenn- bzw. Heizwertangabe 25 °C. 

Kenngröße Steinkohle Rohbraunkohle Einheit 
 C 66,10 26,96 % 
 H 3,83 1,99 % 
 N 1,60 0,41 % 
 O 6,60 9,63 % 
 S 0,57 0,28 % 

Asche 13,50 8,54 % 
Wasser 7,80 52,19 % 

Heizwert Hu 25,10 8,64 MJ/kg 
Brennwert Ho 26,13 10,35 MJ/kg 

Flüchtige (waf) 24,6 56,1 % 
Ascheerweichung 1310 1100 °C 

CO2-Emissionen a) 
2,422 0,988 kgCO2

/kgBrennstoff 
347,4 393,0 g/kWhth 

stöch. O2-Bedarf a) 
2,005 0,785 kgO2

/kgBrennstoff 
287,5 326,9 g/kWhth 

a) energetischer Bezug auf den Heizwert bei 25 °C 

Tabelle 3.3: Übersicht der Zusammensetzung und der Eigenschaften des für die Untersuchungen 
der GuD-Kraftwerksprozesse herangezogenen Erdgases. Die Vorgabe erfolgt in  
Volumenanteilen. Die Massenanteile sind auf Basis der Volumenanteilvorgabe mit 
Hilfe des Simulationswerkzeugs berechnet und bis auf die dritte bzw. vierte signifi-
kante Stelle gerundet dargestellt. Die Brennwertangabe ist aus der Heizwertangabe 
nach Gleichung (3.1) berechnet. Für die Simulationen wird der massenbezogene 
Heizwert verwendet. Bezugstemperatur der Brenn- bzw. Heizwertangaben 25 °C; 
Normdichte des Erdgases 0,767 kg/mi.N.

3  (1013,25 mbar; 0 °C). 
Kenngröße Massenbezug Volumenbezug 

Methan CH4 88,19 % 94,50 % 
Ethan C2H6 3,50 % 2,00 % 

Propan C3H8 2,57 % 1,00 % 
CO2 4,61 % 1,80 % 

N2 1,14 % 0,70 % 
Heizwert Hu 46,95 MJ/kg 10,04 kWh/m³ 

Brennwert Ho 52,05 MJ/kg 11,12 kWh/m³ 

CO2-Emissionen a) 
2,645 kgCO2

/kgBrennstoff 
202,7 g/kWhth 

stöch. O2-Bedarf a) 
3,741 kgO2

/kgBrennstoff 
286,8 g/kWhth 

a) energetischer Bezug auf den Heizwert bei 25 °C 
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3.1.3 CO2-Produktstrom bei Kraftwerksprozessen mit CO2-Abtrennung 

Bei den Untersuchungen der Kraftwerksprozesse mit CO2-Abtrennung wird davon ausge-
gangen, dass der anfallende CO2-Produktstrom einer geeigneten Speicherstätte zugeführt 
werden kann, um das CO2 dauerhaft aus der Atmosphäre fernzuhalten und so dessen Aus-
wirkungen in der Atmosphäre zu vermeiden. Zudem wird unterstellt, dass das abge-
trennte CO2 über eine Pipeline der Speicherstätte zugeführt wird. 

Da der thermodynamische Zustand und auch die Reinheit des CO2 zudem erheblichen  
Einfluss auf die Ergebnisgrößen sowie die spezifischen Rest-CO2-Emissionen an die  
Atmosphäre haben können, müssen aus Gründen der Vergleichbarkeit der Technologien 
vereinheitlichende Randbedingungen gesetzt werden.  

Als Bilanzgrenze des zu untersuchenden Prozesses zur Umgebung wird der Einström-
flansch des Pipelinesystems am Kraftwerk definiert. Es wird angenommen, dass der CO2-
Produktstrom an dieser Stelle folgende Anforderungen zu erfüllen hat: 

• Druck 𝑝𝑝CO2 = 110 bar 
• Temperatur 𝑡𝑡CO2 ≤ 40 °C 
• CO2-Reinheit 𝑋𝑋CO2 > 95 Gew.-% 

Tatsächlich sind die Anforderungen an den Druck und die zulässigen Verunreinigungen 
(Reinheit) des CO2-Produktstroms in Abhängigkeit von den individuellen Erfordernissen 
der Speicherstätte und der Entfernung des Kraftwerksstandortes zum Speicherort 
(Druckverlust im Pipelinesystem) zu wählen. Vermutlich sind deutlich weniger Verunrei-
nigungen als die hier maximal als zulässig angenommenen 5 % erforderlich. Vor allem 
wird für den kostengünstigen Pipelinetransport ein sehr geringer zulässiger Feuchtege-
halt gefordert [48]. Eine relativ ausführliche Übersicht auf Grundlage einer Literaturstu-
die der möglichen Verunreinigungen des CO2-Produktstroms bei Anwendung der ver-
schiedenen CO2-Abtrennungsverfahren sowie Grenzwertvorschläge für Konzeptstudien 
werden in der Richtlinie „Quality Guidelines for Energy System Studies: CO2 Impurities 
Design Parameters“ [31] des NETL gegeben. 

3.2 Auswahl und Modellierung der Grundprozessschaltungen 
Alle Prozesse, die sich den gleichen thermodynamischen Vergleichsprozessen (einfacher 
Dampfkraftwerksprozess oder GuD-Kraftwerksprozess) zuordnen lassen, werden auf  
Basis desselben Grundprozesses erstellt. In diesem Teilkapitel werden Quellen zu typi-
schen Auslegungen der Prozesse zur Auswahl der Ausgangsprozesstopologie aufgeführt. 
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Eine genauere Darstellung erfolgt im Kapitel 4, in dem die durchgeführten Untersuchun-
gen der entsprechenden Technologie, der dazu gewählte Parametersatz sowie die wich-
tigsten Ergebnisse beschrieben werden.  

Für die Kraftwerksprozesse, die auf dem Dampfkraftprozess beruhen, wurde die Gestal-
tung der Prozesstopologie dem neuesten Stand der Technik nachempfunden. Dieser ist 
von nahezu allen großen Energieversorgungsunternehmen mit einiger technischer  
Detaillierung in der Literatur (z. B. [52–55]) veröffentlicht. Obwohl einige der Neubau-
kraftwerke mit einer seriellen kühlwasserseitigen Kondensatorschaltung zur Optimie-
rung des sog. kalten Endes (siehe Abschnitt 3.3.12) ausgerüstet werden und somit zwei 
verschiedene Kondensationsdrücke des Dampfkraftwerksprozesses realisiert sind, wird 
diese wirkungsgradsteigernde Maßnahme aus Gründen der Vereinfachung in dieser  
Arbeit nicht modelliert und untersucht. Eingehende Untersuchungen zu dieser Schaltung 
und möglichen Varianten sind in [56] und [57] zu finden.  

Es ist zu bemerken, dass sich das Konzept der verbesserten Rauchgaswärmenutzung, die 
durch eine erhöhte Luftbeaufschlagung des Regenerativ-Luftvorwärmers erreicht wird, 
bei Steinkohleanlagen durchgesetzt hat. Die erhöhte Beaufschlagung wird dadurch  
erzielt, dass die Sichtertemperatur der Kohlemühle nicht mehr grundsätzlich durch  
Zugabe von Kaltluft18 eingestellt wird, sondern durch Abkühlung der Mühlenluft mit Hilfe 
von Speisewasser (siehe z. B. [55]). Dieses Konzept wurde bereits in der Konzeptstudie 
„Referenzkraftwerk Nordrhein-Westfalen“ aus dem Jahr 2004 aufgenommen [58].  

Das im Braunkohlekraftwerksblock Niederaußem K realisierte Rauchgaswärmenut-
zungssystem mit Luftvorwärmer-Bypass-Economiser [59] wurde bei den aktuelleren 
braunkohlebefeuerten Neubaukraftwerksprojekten nicht erneut verwirklicht. Stattdes-
sen wird ein Rauchgaswärmenutzungssystem vorgesehen, welches die Rauchgase vor 
Eintritt in die Rauchgasentschwefelungsanlage abkühlt, indem Kondensat im Gegenzug 
aufgewärmt wird (siehe [53, 60]). Dieses System wird für die Gestaltung der Prozess- 
topologie zur Modellierung der braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerke im Rahmen  
dieser Arbeit zugrunde gelegt.  

Der Antrieb der Speisewasserpumpen vieler Dampfkraftwerksneubauten der größten 
verwirklichten Leistungsklasse von bis zu 1100 MWel,brutto erfolgt mit einer aus Anzapf-
dampf gespeisten Dampfturbine, der sog. Speisewasserpumpenantriebsturbine (SPAT). 
Dieses Antriebskonzept findet auch im Rahmen der Untersuchungen zum Technologie-
vergleich in dieser Arbeit Anwendung. 

 
18 Für Regelaufgaben z. B. bei schnellen Laständerungen wird dennoch die Mischung mit einem Kaltluft-

strom notwendig. 



44 3  Vorausgehende Festlegungen und Erläuterungen 

Für diese Klasse von Kraftwerken stellt die regenerative Speisewasservorwärmung in 
neun Stufen den Stand der Technik dar und wird ebenfalls für die Gestaltung der  
Prozesstopologie der Modelle dieser Arbeit übernommen.  

Weiterhin ist bei den kohlebefeuerten Anlagen die Rauchgasableitung über den Naturzug-
Nasskühlturm – falls vorhanden – als Stand der Technik anzusehen, weshalb sie auch in 
dieser Arbeit modelliert wird. 

Für die Gestaltung der Prozesstopologie der GuD-Kraftwerke ist vor allem der der Gas-
turbinenanlage nachgeschaltete Abhitze-Dampferzeuger und dessen wärmetechnische 
Schaltung im Zusammenspiel mit dem gesamten Abhitze-Dampfkraftprozess entschei-
dend. Die Prozesstopologie der Modelle dieser Arbeit wird auf Grundlage von Hersteller-
angaben aus [61] und [62] gestaltet. Dabei wird auf die Ausführungen in [63–68] 19  
zurückgegriffen. Dementsprechend wird ein Drei-Druck-Abhitze-Dampfkraftprozess mit 
Zwischenüberhitzung als Stand der Technik modelliert. 

Wie in Abschnitt 3.3.13 genauer erläutert wird, wird für alle untersuchten Prozesse dieser 
Arbeit von einer Umlaufkühlung mit Naturzug-Nasskühlturm ausgegangen.  

3.2.1 Durchgeführte Prozessparameteroptimierungen 

Mit dem Begriff der Prozessparameteroptimierung ist die Bestimmung von Parametern 
gemeint, die im Rahmen der üblichen Auslegung der Kraftwerksprozesse auf die gegebe-
nen spezifischen Anforderungen vorgenommen werden, um einen optimalen Kosten- 
Nutzen-Effekt zu erzielen. In der Anlagenausführung haben diese Parameter dann durch 
die bestimmten Druck- und Temperaturstufen sowie durch die zu bewältigenden Durch-
sätze bzw. Leistungen Einfluss auf die Aggregat-, Apparat-, Rohrleitungs- und Armaturen-
auslegungen. Typische Beispiele sind die Festlegung der Anzapfungen an der Dampf- 
turbine zur regenerativen Speisewasservorwärmung im Wasser-Dampf-Kreislauf oder 
die Optimierung des sog. kalten Endes, bei dem die optimale Auslegung des Zusammen-
spiels zwischen Kühlturmgröße, Kühlwassermenge, Kondensatordruck und Niederdruck-
teil der Dampfturbine angestrebt wird. 

Diese Art der Optimierung darf nicht mit allgemeinen Prozessoptimierungen, wie  
Optimierungen der Schlüsseltechnologien und deren optimierte Integration in den  
Gesamtprozess, verwechselt werden. Solche allgemeinen Prozessoptimierungen werden 

 
19 Wenn auch nicht mehr den aktuellen Stand der Technik widerspiegelnd, sei auf die sehr anschauliche 

Darstellung der thermodynamischen Zusammenhänge von Abhitze-Dampferzeugern in [69] hingewie-
sen. 
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in dieser Arbeit nicht durchgeführt. So werden beispielsweise weder mögliche Wirkungs-
gradpotenziale infolge der Wahl alternativer nasschemischer Absorptionsmittel bei der 
Post-Combustion-CO2-Abtrennung noch der Wirkungsgradeinfluss alternativer Verdich-
tungsprozessführungen von Luft oder CO2 bei den Kraftwerksprozessen mit CO2-Abtren-
nung und damit möglicher alternativer Wärmerückgewinnungsmöglichkeiten unter-
sucht. Auch werden die Wirkungsgradauswirkungen der Anzahl der Vorwärmstufen im 
Dampfkraftwerk oder die Anzahl der Druckstufen des Abhitze-Dampfkraftprozesses bei 
dem GuD-Kraftwerk nicht untersucht. Dazu müsste idealerweise eine den Lebenszyklus 
der jeweiligen Anlage überspannende Wirtschaftlichkeitsanalyse durchgeführt werden, 
die, wie bereits in Kapitel 1 erwähnt, außerhalb des Fokus dieser Arbeit steht.  

Die Prozessparameter, welche in dieser Arbeit einer Optimierung zugeführt werden, er-
geben bei ihrer Variation im mathematischen Sinn keine monoton steigende bzw. fallende 
Funktion des elektrischen Wirkungsgrads des Gesamtprozesses. Dementsprechend liegt 
im Funktionsverlauf des Wirkungsgrads in Abhängigkeit von dem veränderten Parameter 
(mindestens) ein Extremwert vor, der in aller Regel ein Maximum darstellt und durch ein 
Optimierungsverfahren gefunden werden soll. Die im Rahmen der Technologiever-
gleichsstudie durchgeführten Optimierungen, die auch typische Optimierungsaufgaben in 
der praktischen Auslegung von Kraftwerken darstellen, sind: 

• die optimale Wahl der Anzapfdrücke zur Dampfversorgung der regenerativen 
Speisewasservorwärmung 

• die optimale Wahl der Drücke der Druckstufen des Abhitze-Dampferzeugers bei 
den GuD-Kraftwerken 

Bei den Oxyfuel-Kraftwerken mit Sauerstoffbereitstellung durch Hochtemperaturmem 
bran-Luftzerlegungsanlage wird die Wahl der membranseitigen Prozessdrücke optimiert.  

Das gewählte Vorgehen soll am Beispiel der optimalen Wahl der Anzapfdrücke bei der 
Gestaltung der regenerativen Speisewasservorwärmung des einfachen Dampfkraft- 
werksprozesses dargestellt werden. Dazu werden im Folgenden zunächst die thermo- 
dynamischen sowie technischen Zusammenhänge dieses Optimierungsproblems be-
schrieben und gleichzeitig der Stand der Technik erläutert, bevor die eigentliche  
mathematisch/numerische Herangehensweise der Optimierung erläutert wird.  

Die Kondensat- bzw. Speisewasservorwärmung mit Anzapfdampf aus der Dampfturbine 
wird zur Wirkungsgradsteigerung des einfachen Dampfkraftwerksprozesses genutzt. 
Eine einfache Erklärung dieses Effekts lässt sich darin finden, dass die Kondensationsen-
thalpie dieses Teildampfmassenstroms nicht mehr über den Hauptkondensator als  
Verlust an die Umgebung abgegeben wird, sondern intern im Prozess genutzt wird. Durch 
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die so erzielte Vorwärmung des Kesselspeisewassers wird weniger Brennstoff benötigt, 
um den Frischdampf zu erzeugen. Bei optimaler Wahl der Anzapfstelle und damit des  
Anzapfdrucks überwiegt die Brennstoffersparnis den Leistungsverlust, der sich durch die  
Verringerung des Dampfmassenstroms in den nachfolgenden Turbinenstufen nach der 
Anzapfung einstellt. Wird demgegenüber der Dampf früher, d. h. bei höherem Druck  
entnommen, so kann das Speisewasser zwar auf eine höhere Temperatur erwärmt und 
noch mehr Brennstoff eingespart werden – jedoch auf Kosten überproportionaler Leis-
tungseinbußen der Dampfturbine. Bei einem geringeren als dem optimalen Anzapfdruck, 
ist die Brennstoffersparnis trotz höherer Dampfturbinenleistung nicht so hoch wie sie 
sein könnte. In beiden Fällen fällt der elektrische Wirkungsgrad geringer aus als bei opti-
mal gewähltem Anzapfdruck. 

Zu jeder Vorwärmer-Stufenanzahl existiert bei gegebener sonstiger Prozesskonfiguration 
eine thermodynamisch optimale Temperatur des Speisewassers am Austritt des letzten 
dampfbeheizten Vorwärmers (optimale Speisewasserendtemperatur). Dabei ist die  
optimale Temperatur umso höher, je größer die gewählte Anzahl der Speisewasservor-
wärmstufen im Prozess ist. Sie erreicht einen Maximalwert für den theoretischen Grenz-
fall einer kontinuierlichen regenerativen Speisewasservorwärmung (d. h. unendlich viele 
Speisewasservorwärmstufen). Der Anstieg der optimalen Speisewasserendtemperatur 
fällt mit steigender Vorwärmeranzahl geringer aus (siehe z. B. [70, 71]). 

Bei den Dampfkraftwerken nach dem Stand der Technik liegt die gewählte Speisewasser-
endtemperatur im Bereich von 290–320 °C und damit nicht im theoretischen thermo- 
dynamischen Optimum des Dampfkraftwerksprozesses, sondern darunter. Der Grund ist 
unter anderem in Kosten-Nutzen-Abwägungen z. B. den steigenden Kosten der Vor- 
wärmer, die mit steigender Temperatur dem damit verbundenen überproportional  
steigenden Druck standhalten müssen, zu finden. Weiterhin beeinflusst die Speisewasser-
endtemperatur die luft-/rauchgasseitigen Bedingungen am kalten Ende des Dampferzeu-
gers, da der Economiser als letzte Heizfläche auf der Rauchgasseite des Dampferzeugers 
von dem endvorgewärmten Speisewasser durchströmt wird. Unter der Voraussetzung, 
dass der Economiser mit der gleichen Grädigkeit zwischen Rauchgas und Speisewasser 
auf der rauchgasseitigen Austrittsseite ausgelegt wird, führt eine gesteigerte Speise- 
wasserendtemperatur zu einer höheren Rauchgastemperatur am Economiser-Austritt. 
Um den Vorteil des verbesserten Dampfkraftwerksprozesses nicht durch gesteigerte 
Rauchgaswärmeverluste des Dampferzeugers zu verlieren, muss die sonst ungenutzte 
Rauchgasenthalpie genutzt werden, indem die Luftvorwärmung durch den rauchgas- 
beheizten Regenerativ-Luftvorwärmer gesteigert wird. Diese Maßnahme hat ihrerseits 
Auswirkungen auf verbrennungstechnische Gesichtspunkte und ist brennstoffabhängig 
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in Richtung hoher Lufttemperaturen begrenzt. Weiterhin ist dabei zu beachten, dass  
aufgrund der unterschiedlichen Wärmekapazitätsströme des Luft- und des Rauch-
gasstroms die kleinste Temperaturannäherung auf der warmen Seite des Luftvorwär-
mers (LuVo) liegt. Um die Rauchgastemperatur am LuVo-Austritt und somit die Rauch-
gasverluste des Dampferzeugers konstant halten zu können, müsste diese Grädigkeit bei 
Steigerung des Temperaturniveaus am warmen Ende durch Kosten von mehr Heizfläche 
weiter abgesenkt werden. Würde stattdessen die Wärmeaufnahme des Economisers zur 
Rauchgasabkühlung unter Absenkung der Grädigkeiten an diesem Bauteil durch mehr 
Heizfläche erhöht, wird damit die Speisewassererwärmung im Economiser vergrößert. 
Dabei ist zu bedenken, dass noch weitere Steigerungen der Speisewassertemperatur am 
Eintritt in den Dampferzeuger Herausforderungen bei der Wahl des Membranwand- 
materials führen (siehe Erläuterungen in Abschnitt 3.3.3).  

Wird bei gleicher Speisewasserendtemperatur und ansonsten gleichem thermodyna- 
mischen Prozess lediglich die Anzahl der regenerativen Speisewasservorwärmstufen  
erhöht, so wird der realisierbare Wirkungsgrad des Gesamtprozesses erhöht. Allerdings 
fällt der zusätzliche Wirkungsgradgewinn mit jeder zusätzlich ausgeführten Vorwärm-
stufe verhältnismäßig stark ab.  

Vor diesem Hintergrund kann davon ausgegangen werden, dass die bei nahezu allen 
Dampfkraftwerken der zuletzt fertig gestellten Generation angewendete neunstufige  
regenerative Speisewasservorwärmung als derzeitiges wirtschaftliches Optimum ange-
sehen wird.  

Die Speisewasserendtemperatur kann zusammen mit weiteren Auslegungsparametern 
als Indikator für den technischen Fortschritt dienen, da durch diese Temperatur der  
thermische Prozesswirkungsgrad des Dampfkraftwerkes wesentlich beeinflusst wird. 
Aus diesem Grund und zum Zweck der Sicherstellung der Vergleichbarkeit der Untersu-
chungen wird in dieser Arbeit für alle dampfkraftwerksbasierten Prozesse eine neun- 
stufige Speisewasservorwärmung mit einer Speisewasserendtemperatur von 300 °C für 
die 600-°C-Technologie und von 330 °C für die 700-°C-Technologie festgelegt. 

Mit der Festlegung der Speisewasserendtemperatur liegt der Druck der hochwertigsten 
Anzapfung, die nach dem heutigen Stand der Technik durch die Realisierung einer Anzap-
fung aus der Hochdruck-Dampfturbine erfolgt, in einem engen Wertebereich 20  fest.  
Weiterhin ist es zweckmäßig, dass Dampf zur Vorwärmung verwendet wird, wenn er eine 
Teilturbine verlässt. Deshalb wird der Dampf am Austritt der Hochdruck-Dampfturbine 

 
20 Dieser Wertebereich ergibt sich bei festgelegter Prozessschaltung durch die Grädigkeit des Vorwärmers 

und die Überhitzung des Anzapfdampfes. 
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(kalte ZÜ) und am Austritt der Mitteldruck-Dampfturbine (Überströmleitung zur ND-DT) 
zur Vorwärmung eingesetzt. Für jede weitere Vorwärmstufe muss eine Anzapfstelle in 
dem Gehäuse der Dampfturbine vorgesehen werden, die mit zusätzlichen Kosten verbun-
den ist. Die bestimmenden Randbedingungen der technischen Umsetzung von Anzahl und 
Druck der Anzapfungen sind von der Gehäusegröße und -konstruktion sowie der Anzahl 
der Entspannungsstufen abhängig. Die Gestaltungsmöglichkeiten sind in der Praxis mit 
dem Dampfturbinenhersteller abzustimmen. 

Im Rahmen dieser Arbeit bestand kein Zugang zu Auslegungsunterlagen verschiedenster 
Dampfturbinenhersteller, um eine verallgemeinernde Berücksichtigung der maschinen-
technischen Einschränkungen bzw. Möglichkeiten zu erarbeiten. Daher wird ersatzweise 
die optimale Aufteilung der Anzapfdrücke mit Hilfe eines Optimierungsalgorithmus durch 
Simulation der Kraftwerksmodelle bestimmt. Als Optimierungsgröße wird der elektri-
sche Nettowirkungsgrad 𝜂𝜂u10  verwendet (siehe Definition in Tabelle 3.5 in Abschnitt 
3.6.1) Mit der Festlegung der Speisewasserendtemperatur und des Kondensatordrucks 
handelt es sich bei 𝑛𝑛 Vorwärmstufen um ein (n –1)-dimensionales Optimierungsproblem 
(d. h. hier 8-dimensional, da neun Vorwärmstufen vorgesehen sind). Die entsprechende 
mathematische Darstellung der Optimierungsaufgabe ist in Gleichung (3.2) gegeben. 

 �
∂𝜂𝜂u10

∂𝑝𝑝𝑖𝑖

𝑛𝑛−1

𝑖𝑖=1

= 0   (3.2) 

Für die Lösung dieser klassischen Optimierungsaufgabe bei der Gestaltung von Dampf-
kraftprozessen wurden in der Historie verschiedene Näherungsmethoden mit unter-
schiedlichen Vereinfachungsgraden entwickelt (siehe z. B. [72–79]). Durch die Möglich-
keiten der heutigen computergestützten Simulationstechnik, mit deren Hilfe der gesamte 
Prozess mit vergleichsweise geringem zeitlichem Aufwand berechnet werden kann, wird 
die Optimierung der Anzapfdrücke unter Berücksichtigung aller modellierten Details 
durchführbar. So können die Abhängigkeiten des jeweils optimalen Drucks vom Vorwär-
mertyp (Misch- oder Oberflächenvorwärmer) und der Schaltung der Kondensatableitung 
(Ablauf oder Vorwärtspumpen des Heizkondensats) ohne große Schwierigkeiten und 
gröbere Vereinfachungen berücksichtigt werden. 

Für die Auswahl eines geeigneten Optimierungsalgorithmus sind die Eigenschaften ent-
scheidend, mit denen die zu optimierende Funktion vorliegt. Aus Sicht des Optimierungs-
problems erscheint das in der Simulationsumgebung erstellte Gesamtkraftwerksmodell 
als ein Black-Box-Modell: Die zu optimierenden Parameter werden vorgegeben, die  
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Simulation wird durchgeführt und der Wert der skalaren Zielgröße (der elektrische Net-
towirkungsgrad) wird bestimmt. Davon ausgehend erfolgen eine geeignete Veränderung 
des Parametersatzes und die Wiederholung des Vorgangs, bis die zusätzlich erreichte Ver-
besserung des Zielgrößenwertes unterhalb eines festgelegten Grenzwertes gefallen ist. 
Da kein Zugriff auf die inneren mathematischen Zusammenhänge des Modells besteht, 
muss punktweise mit den direkten Funktionswerten der Zielfunktion, d. h. ohne Ableitun-
gen, gearbeitet werden. Verfahren, die auf numerische Ableitungen setzen, bieten sich 
nicht an, da der Berechnungsaufwand aufgrund der hohen Dimensionsanzahl relativ hoch 
ist. Im achtdimensionalen Fall der neunstufigen Speisewasservorwärmung wären vom  
aktuellen Ausgangspunkt also 16 zusätzliche Simulationsläufe notwendig, um den Wir-
kungsgradgradienten näherungsweise zu bestimmen. 

Im Nahbereich des globalen Optimums liegt ein relativ flacher Verlauf des elektrischen 
Wirkungsgrads in Abhängigkeit von den Anzapfdrücken vor (siehe Anhang A.4). Gering-
fügige Abweichungen der Drücke vom tatsächlich optimalen Wert (in diesem Fall ein  
8-Tupel) am Wirkungsgradmaximum haben eine geringere Wirkungsgradeinbuße zur 
Folge, als wenn die Drücke deutlich weiter vom jeweiligen Optimalwert entfernt verän-
dert würden. Aufgrund dieses Funktionsverhaltens ist eine hohe Anforderung an die  
Genauigkeit des zu bestimmenden Wirkungsgradoptimums zu stellen, um so neben der 
optimalen Gesamtprozesseffizienz vor allem ein eindeutiges Kriterium zur Festlegung der 
Anzapfdrücke zu erhalten. Dazu wird die Optimierung solange durchgeführt, bis sich die 
Drücke an den Anzapfungen um weniger als 1 % des Drucks von der vorangegangenen 
Simulation verändern. Anschließend wird eine Rundung der Druckwerte vorgenommen. 
Dies führt zu Veränderungen im Wirkungsgrad, die sich in nahezu allen Fällen mit einer 
relativen Änderung von weniger als 10−4 auswirken. Zudem ist zu bedenken, dass in der 
Realität die Anzapfdrücke ebenfalls nicht entsprechend dem genauen thermodyna- 
mischen Optimum gewählt werden können (u. a. wegen Stufenanzahl, Gehäuseaufteilung 
und -gestaltung der Dampfturbine).  

Um die oben genannten Optimierungsziele zu erreichen, werden folgende Anforderungen 
an das Modell bzw. das Simulationsergebnis gestellt: 

1. Konsistenz des Ergebnisses, d. h. hohe Wiederholgenauigkeit des Ergebnisses, 
auch wenn von verschiedenen Start-Tupeln ausgegangen wird. 

2. Kurze Rechenzeit des einzelnen Simulationslaufs zur Begrenzung des zeitlichen 
Aufwands der Optimierung. 



50 3  Vorausgehende Festlegungen und Erläuterungen 

Unter Berücksichtigung dieser Anforderungen bei der Modellierung und der Kenntnis des 
qualitativen Funktionsverlaufs (siehe Anhang A.4) wurde ein angepasstes Optimierungs-
verfahren 21 als Skript in der Simulationsumgebung entworfen und implementiert, sodass 
eine optimale Lösungsgeschwindigkeit zu erwarten ist. Das mehrdimensionale konvexe 
Optimierungsproblem wird dabei auf jeweils eine Dimension reduziert; d. h. aus dem 
Tupel der zu optimierenden Parameter wird ein einzelner ausgewählt und dem Optimie-
rungsverfahren zugeführt. Ist das Maximum in dieser Dimension bestimmt, wird ein 
nächster Parameter ausgewählt und optimiert. Die Auswahl der Parameterreihenfolge  
sowie deren Startwerte erfolgt nach dem Zufallsprinzip. Dieser Ablauf erfolgt solange, bis 
alle Parameter der eindimensionalen Optimierung zugeführt wurden. Daraufhin wird der 
Vorgang erneut gestartet, bis sich eine entsprechend den obigen Ausführungen geringe 
Änderung der Parameterwerte eingestellt hat. Das eindimensionale Optimierungs- 
verfahren beruht zur zügigen Eingrenzung des Wertebereiches zunächst auf dem Parabel- 
Approximations-Verfahren [82] und wird zur endgültigen Bestimmung des lokalen  
Optimums auf ein Drei-Intervallverfahren umgeschaltet. 

Die Prozessparameteroptimierung zur Festlegung der Anzapfdrücke für die Beheizung 
der Vorwärmer der regenerativen Speisewasservorwärmung wird nur bei den grundle-
genden stein- und rohbraunkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozessen der 600-°C-
Technologie sowie der 700-°C-Technologie durchgeführt. Im letztgenannten Fall ist dies 
besonders wichtig, da die Prozessparameter des Wasser-/Dampfkreislaufs gegenüber 
den Prozessen der 600-°C-Technologie nach dem Stand der Technik deutlich unterschied-
lich sind.  

Bei den Kraftwerksprozessen, die von diesen Ausgangsprozessen durch Integration einer 
neuen Schlüsseltechnologie (z. B. Braunkohlevortrocknungsanlage oder CO2-Abtren-
nungsanlage) abgeleitet werden, wird dagegen keine Optimierung der Anzapfdrücke  
vorgenommen. In diesen Fällen überschneidet sich die Prozessparameteroptimierung mit 
der allgemeinen Prozessoptimierung. Wie zu erwarten, zeigten versuchsweise durch- 
geführte Optimierungsläufe Verschiebungen der Anzapfdrücke, sodass diese bei Dampf 
entnahmen den minimalen Dampfqualitätsanforderungen des Dampfverbrauchers  
entsprechen und bei Abwärme-Reintegration die maximale Wärmemenge zur höchst-
möglichen Temperatur durch Minimierung von Grädigkeiten ermöglicht wird. Neben der 

 
21 Im Verlauf der Arbeit wurde zur Kontrolle zusätzlich das Downhill-Simplex-Verfahren [80] programmiert 

und in Anlehnung an [81] implementiert. Es zeigten sich gleiche Ergebnisse bei ähnlicher Bestimmungs-
zeit. Aus Konsistenzgründen wurde das im Haupttext beschriebene Verfahren beibehalten. Ohne vor- 
herige Kenntnis des Funktionsverlaufs – besonders, wenn das lokale nicht dem globalen Maximum ent-
spricht – ist zu empfehlen, auf numerisch aufwändigere Verfahren, wie z. B. evolutionäre Algorithmen, 
zurückgreifen. 
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Kostenseite muss bei einer realen Ausführung vor allem auch beachtet werden, dass  
hier lediglich der Volllastauslegungswirkungsgrad optimiert wird. Tatsächlich sollte die 
Auslegung eines Kraftwerksprozesses den betriebsoptimalen Wirkungsgrad anstreben. 
Aus diesem Grund wird hier von dieser Art von Optimierung abgesehen.  

3.2.2 Definition des Verbrennungsluftverhältnisses im Zusammenhang mit der 
Rauchgasrückführung 

Das stöchiometrische Verbrennungsluftverhältnis ist eine wesentliche Kenngröße zur  
Beschreibung der Bedingungen im jeweiligen Verbrennungsprozess, die großen Einfluss 
auf die Schadstoffbildung, den Ausbrand des Brennstoffs und die Auslegung der Anlage 
hat. Das stöchiometrische Verbrennungsluftverhältnis beschreibt das Verhältnis der zur 
Verbrennung zugeführten Luftmasse zu jener Luftmasse, die zur stöchiometrischen voll-
kommenen Verbrennung des zugeführten Brennstoffmassenstroms benötigt würde. All-
gemeingültiger ausgedrückt wird das Verhältnis zwischen dem zugeführten und dem 
mindestens erforderlichen Sauerstoffmassenstrom zur theoretisch vollständigen Ver-
brennung des Brennstoffs gebildet. Somit ist das Verbrennungssauerstoffverhältnis auch 
auf die Fälle mit Rauchgasrückführung wie beispielsweise bei dem Oxyfuel-Kraftwerk 
eindeutig definiert. Obwohl in diesen Fällen vom stöchiometrischen Oxidator- oder Ver-
brennungsgas-Verhältnis gesprochen werden könnte, ist der allgemeine Bezug auf den 
Sauerstoffgehalt des Oxidators sinnvoller, sodass der Begriff des Verbrennungssauer-
stoffverhältnisses nachfolgend in dieser Arbeit konsequent zur Anwendung kommt. 

Sieht die Gesamtprozessgestaltung eine Rauchgasrückführung vor, kann es zu Missver-
ständnissen bezüglich des Verbrennungssauerstoffverhältnisses kommen. Wegen des 
Restsauerstoffgehalts in dem zurückgeführten Rauchgas wird mit diesem ein Sauerstoff-
massenstrom, der in die Bestimmung des Verbrennungssauerstoffverhältnisses einfließt, 
dem Verbrennungsprozess zugeführt. Der FDBR führt für den hier betrachteten Fall der 
Berücksichtigung des insgesamt der Feuerung zugeführten Sauerstoffs in [83] den Begriff 
des Sauerstoffverhältnisses ein. Wird der mit dem Rauchgas zurückgeführte Sauerstoff 
nicht in die Bilanz zur Bestimmung des stöchiometrischen Verhältnisses aufgenommen, 
ergäben sich andere Werte. Für den letztgenannten Fall wird vom FDBR der Begriff des 
Luftverhältnisses verwendet. Um möglichen Missverständnissen aufgrund der Zuführung 
von Sauerstoff bei Oxyfuel-Kraftwerksprozessen vorzubeugen, wird in dieser Arbeit im 
Fall des Sauerstoffverhältnisses der Begriff des Verbrennungssauerstoffverhältnisses der 
Feuerung λF verwendet. Diese Größe charakterisiert die Bedingungen der Verbrennung 
besser als das globale Verbrennungssauerstoffverhältnis λG, bei dem der Sauerstoffanteil 
der zurückgeführten Rauchgase unberücksichtigt bleibt. Letztere Größe ist eher als  
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prozessübergreifende Kenngröße zu verstehen, da sie beschreibt, wie viel Sauerstoff dem 
Prozess von außen zuzuführen ist. Beispielsweise ist dies bei dem Oxyfuel-Kraftwerk mit 
kryogener Luftzerlegungsanlage entscheidend für den elektrischen Eigenbedarf zur 
Sauerstoffbereitstellung.  

Unter Kenntnis der zurückgeführten Rauchgasmenge lassen sich beide Größen λF und λG 
ineinander überführen. Allerdings kann es bei der Angabe der Rauchgasrückführungsrate 
zur Einschätzung des anteilig zurückgeführten Rauchgasmassenstroms ebenfalls zu Miss-
verständnissen beziehungsweise Verwechslungen kommen. Es können zwei Definitionen 
zur Bestimmung der Rauchgasrückführungsrate verwendet werden: entweder kann der 
zurückgeführte Rauchgasmassenstrom auf den Rauchgasmassenstrom vor Abzweig 
(𝑅𝑅R,v) oder aber auf den Rauchgasmassenstrom nach Abzweig (𝑅𝑅R,n) bezogen werden 
(siehe Gleichungen (3.3), Zuordnung der Massenströme siehe Abbildung 3.3). Letztere 
Definition findet in den Berechnungsgängen des FDBR‐Handbuchs Wärme‐ und Strö‐
mungstechnik in [83] Anwendung. 

 𝑅𝑅R,v = �̇�𝑚RR
�̇�𝑚RG

  und 𝑅𝑅R,n =  �̇�𝑚RR
�̇�𝑚AG

 (3.3) 

In Abbildung 3.3 sind die Bilanzgrenzen beider Definitionen des Verbrennungssauer-
stoffverhältnisses veranschaulicht. Zudem sind die in Gleichung (3.3) verwendeten  
Massenströme angegeben.  

        
Abbildung 3.3: Schematische Darstellung der Bilanzen zur Bildung des globalen Verbren-

nungssauerstoffverhältnisses λG sowie des Verbrennungssauerstoffverhältnis-
ses der Feuerung λF . Zudem Zuordnung der Massenströme zur Bildung der 
Rauchgasrückführungsraten nach Gleichung (3.3). 

Beide Darstellungen der Rauchgasrückführungsrate haben ihre sinnvolle Berechtigung. 
Die Definition 𝑅𝑅R,v  kann nur im Wertebereich zwischen null und eins liegen. Dies ist  
vorteilhaft, wenn in Diagrammen weite Bereiche von Rauchgasrückführungsraten darge-
stellt werden sollen. Dagegen spiegelt 𝑅𝑅R,n direkt die lineare Proportionalität zwischen 
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zurückgeführtem Massenstrom und Rauchgasrückführungsrate wider. Allerdings läuft 
der Bereich von 𝑅𝑅R,n entsprechend der linearen Proportionalität mit dem zurückgeführ-
ten Massenstrom zwischen null und (theoretisch) unendlich großen Werten. 

Die Angaben dieser Arbeit beziehen sich ausschließlich auf 𝑅𝑅R,v. Die Größe der Rauchgas-
rückführungsrate 𝑅𝑅R,v  wird aus den gesetzten technologischen Anforderungen des  
jeweiligen Gesamtprozesses in den Simulationen bestimmt und ist somit ein Simulations-
ergebnis (siehe dazu Abschnitt 3.3.3). 

Das Nomogramm in Abbildung 3.4 veranschaulicht den Zusammenhang der verschiede-
nen Definitionen des Verbrennungssauerstoffverhältnisses in Abhängigkeit von der 
Rauchgasrückführungsrate beider Definitionen. Die Umrechnungsvorschriften aller in 
diesem Abschnitt genannten Größen ist in Tabelle A.3 im Anhang A.5 dieser Arbeit  
beigefügt.  

 
Abbildung 3.4: Nomogramm zum Ablesen der Verknüpfung des Verbrennungssauerstoff- 

verhältnisses der Feuerung λF  mit dem globalen Verbrennungssauerstoff- 
verhältnis λG  abhängig von der Rauchgasrückführungsrate. Gleichzeitig lässt 
sich die feste Kopplung beider Definitionen der Rauchgasrückführungsrate aus  
Gleichung (3.3) ablesen. (Eingezeichnetes Beispiel: Gegeben:  RR,v = 0,6; 
λF = 1,15; Ergebnis: RR,n = 1,5; λG = 1,06). 

Unter Berücksichtigung der Bilanzgrenze für λG aus Abbildung 3.3 lässt sich erschließen, 
dass bei festgehaltenem globalen Verbrennungssauerstoffverhältnis λG mit zunehmender 
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Rauchgasrückführungsrate der Restsauerstoffgehalt des Rauchgases konstant bliebe.  
Mit Hilfe des Nomogramms lässt sich nachvollziehen, dass das Verbrennungssauer-
stoffverhältnis der Feuerung λF  in diesem Fall steigen würde. Somit würden sich bei  
dieser Annahme deutliche Änderungen der Verbrennungsbedingungen ergeben. Wenn 
nicht anders angegeben, beziehen sich daher alle Angaben dieser Arbeit auf λF. Um die 
technologische Vergleichbarkeit der unterschiedlichen Prozesse herzustellen, wird in den 
Simulationen der kohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozesse dieser Arbeit das Verbren-
nungssauerstoffverhältnis der Feuerung mit einem dem Stand der Technik widerspie-
gelnden Wert λF = 1,15 = konst. gesetzt. Als Konsequenz daraus ergibt sich ein sinkender 
Restsauerstoffgehalt der Rauchgase mit steigender Rauchgasrückführungsrate.  

Zur Bestimmung des zugeführten Sauerstoffmassenstroms werden alle Gasmassen-
ströme, die der Feuerung zugeführt werden, gedanklich vor der Verbrennung vermischt 
und der in diesem Gasstrom, dem Oxidator, enthaltene Sauerstoff bestimmt. Es wird dem-
nach keine Aussage über die Details der Feuerungsführung getroffen, sondern nur über 
die grundlegenden Verhältnisse der Feuerung. Neben den gezielt der Verbrennung  
zugeführten Gasströmen (Primär- und Sekundärgas) wird auch die ungewollt der  
Verbrennung zugeführte Falschluft bilanziert, sodass diese bei der hier vorgenommenen 
Modellierung vollständig an der Verbrennung teilnimmt (vgl. Abbildung 3.3). Der  
Massenstrom der Falschluft wird als Anteil des Rauchgasmassenstroms am Economiser-
Austritt des Dampferzeugers (d. h. ggf. vor DeNOx) festgelegt. Der Rauchgasmassenstrom 
an dieser Stelle ist ein Maß für das Bauvolumen des Dampferzeugers und somit auch ein 
Maß für die Größe der potenziellen Leckagestellen, an denen Falschluft eintreten kann.  

3.3 Teilprozessmodelle und deren Parametrierung  
In den folgenden Abschnitten dieses Teilkapitels werden die zur Durchführung der  
Modellierungen und Simulationen im Rahmen der Vergleichsstudie dieser Arbeit  
benötigten Teilprozessmodelle und deren Parametrierung beschrieben. Neben der Doku-
mentation und der Erzielung der Wiederholbarkeit der durchgeführten Untersuchungen 
wird, unter Bezugnahme der Funktion der jeweiligen Teilprozesse, das gewählte Vorge-
hen begründet.  

Zur Bewertung eines thermodynamischen Kraftwerksprozesses ist die Zusammenset-
zung der Rauchgase nur zur Bestimmung der benötigten thermodynamischen Kenn- 
größen der Rauchgase wesentlich. Das Rauchgas dient als Wärmeträgermedium, welches 
nach dem energetischen Nutzen noch von Staub und Schadstoffen befreit werden muss, 
bevor es an die Umgebung abgegeben werden darf. Im praktischen Betrieb einer Anlage 
sind sämtliche Verunreinigungen von Bedeutung, welche als Umweltschadstoffe (z. B. 
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NOx) oder als den Prozess störende Stoffe (z. B. korrosive oder verstopfende Komponen-
ten) einzustufen sind. Für die Verfahren mit CO2-Abtrennung dagegen ist die genauere 
Rauchgaszusammensetzung von deutlich größerer Bedeutung. Sie beeinflusst unter Um-
ständen die Verfahrensführung (Teilprozesstopologie), in jedem Falle aber den Energie-
bedarf des jeweiligen CO2-Abtrennungs- bzw. -Aufreinigungsprozesses. Aus diesem 
Grund wird eine verfeinerte Modellierung der Rauchgasseite nötig.  

Entsprechend der in Teilkapitel 2.2 dargestellten Herangehensweise, alle vergleichbaren 
Komponenten und Teilprozesse in gleicher Detaillierung abzubilden und in allen Gesamt-
prozessmodellen zu implementieren, wird daher auch die Rauchgasseite für Prozesse 
ohne CO2-Abtrennung entsprechend detailliert modelliert. Außerdem werden Erweite-
rungen des gewählten Simulationswerkzeugs im Gebiet der Brennstoffaufbereitung  
notwendig, um die im Rahmen dieser Arbeit gewählten Parametrisierungen umzusetzen.  

Für die Festlegung der Komponenten- und der Teilprozess-Parameter wird in der Regel 
auf die allgemein verfügbare Literatur zurückgegriffen, oder es wurden dafür Informa- 
tionen im Rahmen von Gesprächen mit Herstellern oder Anlagenbetreibern gewonnen. 

3.3.1 Kohlemühe 

Da die typische konventionelle Brennstoffaufbereitung der Kohle vor der Verbrennung 
auf vielschichtige Weise Einfluss 22 auf die Simulationsergebnisse nimmt, ist eine Model-
lierung der Kohlemühlen erforderlich. Die Modellierung erfolgt in einem selbst erstellten 
Teilmodell in Anlehnung an die Darstellungen in der Literatur (z. B. [50, 70, 84, 85]). Dabei 
ist die größte Übereinstimmung mit dem von Brandt in [50] beschriebenen Vorgehen zu 
finden. 

In konventionellen steinkohlenstaubbefeuerten Kraftwerken hat die Mühle zwei prozess-
technische Hauptaufgaben zu erfüllen: zum einen das Ausmahlen des Brennstoffs, um so 
die richtige Kornfeinheit für die verbrennungstechnischen Anforderungen, geringe NOx-
Emissionen und ausreichender Ausbrand, zu erfüllen (vgl. [86]). Zur Einstellung der  
benötigten Kornfeinheit sind die Mühlen üblicherweise mit einem Sichter ausgestattet. 
Neben der Oberflächenvergrößerung durch das Ausmahlen ist die zweite Aufgabe der 
Mühle das Trocknen des Brennstoffs, weshalb auch von dem Prozess der Mahltrocknung 
gesprochen wird. Bei den Schlagrad- bzw. Ventilatormühlen, die zur Ausmahlung von 

 
22 Diese Einflüsse sind zum einen durch Berücksichtigung der Primärluftgebläse sowie der Mühlensichter-

temperaturregelung prozesstopologischer Art. Zum anderen werden so die elektrischen Eigenbedarfe 
des Kohlemühlenantriebes und des Primärluftgebläses direkt berücksichtigt. Im Fall des rohbraunkohle-
befeuerten Kraftwerks sowie des Oxyfuel-Kraftwerks ergibt sich zusätzlich ein Einfluss auf die Rauchgas- 
und Oxidatorzusammensetzung. 
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Rohbraunkohlen eingesetzt werden, kommt noch die dritte Aufgabe der Gebläsefunktion 
hinzu. Neben der Mahltrocknung ermöglichen diese Mühlen die gleichzeitige Druckerhö-
hung des Gasstroms, um so den Transport der Kohle zu den Brennern zu gewährleisten. 

Die Korngrößenverkleinerung und der gleichzeitige Trocknungsprozess beeinflussen sich 
gegenseitig günstig. Zur Aufbringung der notwendigen (überwiegend latenten) Trock-
nungswärme wird der Mühle ein warmer Gasstrom zugeführt, der sich während des 
Trocknungsvorgangs abkühlt, d. h. einen Teil seiner sensiblen Wärme abgibt und gleich-
zeitig den entstehenden Wasserdampf (den Brüden) aufnimmt. Die sich einstellende  
Mischungstemperatur am Mühlenaustritt (Sichtertemperatur) ist eine wesentliche Größe 
bei der Charakterisierung eines Mahltrocknungsprozesses. Der Kohlenstaub verlässt die 
Mühle mit einem gewissen Restwasseranteil, der als Vorgabeparameter in das Modell ein-
fließt und die Trocknungsenergiebilanz (vgl. Gleichung (3.4)) entsprechend beeinflusst.  

 
�̇�𝑚B;1 ��

𝑤𝑤1 − 𝑤𝑤2

1 − 𝑤𝑤2
�∆ℎH2O,B;1,2 + �

1 − 𝑤𝑤1
1 − 𝑤𝑤2

�∆ℎB;1,2� = �̇�𝑚TG;1 ∆ℎTG;1,2 , 

wobei jeweils ∆ℎ1,2 = 𝑓𝑓(Eintrittszustand; Austrittszustand) 

(3.4) 

Die Enthalpiedifferenzen in Gleichung (3.4) werden mit Hilfe der Stoffwertefunktionen 
des Simulationsmodells bestimmt. Für die Simulationen wird ein Restwassergehalt 
𝑤𝑤2 des Kohlenstaubes von 0,01 kg/kg bei Steinkohle und von 0,18 kg/kg bei der hier  
betrachteten Braunkohle23 angesetzt.  

Die mit diesen Angaben aus den jeweiligen Simulationen erhaltenen Zusammensetzungen 
und Heiz- bzw. Brennwerte des jeweiligen Kohlenstaubes aus den in Tabelle 3.2 auf- 
geführten Kohlen sind zusätzlich zu Referenzzwecken in Tabelle A.1 im Anhang A.2  
aufgeführt und sind dementsprechend als Zwischenergebnisgrößen zu verstehen. Des  
Weiteren ermöglichen die Nomogramme im Anhang A.6 die allgemeingültige Abschät-
zung der Heizwertänderung bei Trocknungsvorgängen von Festbrennstoffen sowie des 
sich dabei ergebenden relativen Massenverlusts.  

Bei der Modellierung wird vereinfachend unterstellt, dass der Kohlenstaub und das 
Trocknungsgas am Austritt der Mühle dieselbe Temperatur aufweisen. Ebenso vereinfa-
chend wird angenommen, dass sämtliche der Mühle zugeführte mechanische Energie in 
Form von Wärme dissipiert und so den Trocknungsprozess unterstützt. Außerdem wird 

 
23 Für die Bestimmung der Enthalpiedifferenz des dem Brennstoff anhaftenden Wassers (∆ℎH2O,B;1,2  in  

Gleichung (3.4)), kann mit der Verdampfungsenthalpie von Wasser gerechnet werden. Erst bei geringe-
ren Restfeuchten müssen die Adsorptionskräfte des Wassers an der Brennstoffoberfläche durch einen  
erhöhten Energiebetrag, der Bindungsenthalpie, zur Trocknung überwunden werden (vgl. 3.3.2.2 sowie 
[87–91]). 
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ein Wärmeverlust der Mühle an die Umgebung modelliert, der sich nach Brandt [50] aus 
einem Anteil der Abschätzung der Strahlungsverluste bei der Dampferzeugung nach 
DIN EN 12952-15 [40] (ehemals DIN 1942) bestimmen lässt (siehe dazu Tabelle 3.4). 

Bei der Staubfeuerung, welche den Prozessschritt der Mahltrocknung voraussetzt, kommt 
heute in der Kraftwerkstechnik in der Regel die direkte Feuerung zum Einsatz [85, 92]. 
Nur unter besonderen Randbedingungen, wie z. B. bei Braunkohlen mit sehr hohem  
Wassergehalt und geringem Heizwert oder bei dem Einsatz von Trockenbraunkohlen-
staub, werden andere Systeme eingesetzt. Bei den direkten Feuerungssystemen dient das 
Trocknungsgas auch gleichzeitig als Fördermedium für den pneumatischen Transport des 
Kohlenstaubes von der Mühle zum Brenner und schließlich in den Feuerraum. In diesem 
Zusammenhang wird oft der Begriff Traggas (Primärgas) verwendet. Eine wichtige  
charakteristische Kenngröße ist dabei die spezifische Kohlenstaubbeladung des Trag- 
gases. Diese wird durch die Anforderungen des Kohlenstaubtransports und zudem durch 
die Zündbedingungen am Brenner bestimmt. Aufgrund von Erfahrungen sind im gesam-
ten Lastbereich des pneumatischen Transports Geschwindigkeiten zwischen 15 und 
25 m/s einzuhalten [92]. Bei geringeren Geschwindigkeiten kommt es zur übermäßigen 
Ablagerung von Kohlenstaub (Sicherheitsaspekt); bei höheren Geschwindigkeiten ist mit 
übermäßigen Erosionserscheinungen im Leitungssystem zu rechnen. 

Während der pneumatische Transport neben weiteren Aspekten vornehmlich die Mög-
lichkeiten der Teillastfahrweise bestimmt, sind die Flammenstabilität und die NOx-Emis-
sionen – bedingt durch die Stöchiometrie im Brennernahbereich – diejenigen Aspekte, 
welche die Auslegungs-Staubbeladung maßgeblich beeinflussen. Die Zündwilligkeit des 
Kohlenstaub-Luft-Gemisches sowie die NOx-Emissionen stehen in direktem Zusammen-
hang mit den Brennstoffeigenschaften, der Verbrennungsführung in der Brennkammer 
aber auch mit der Ausmahlung des Brennstoffs. Eine diesbezüglich äußerst wichtige 
Brennstoffkenngröße ist der Gehalt an flüchtigen Bestandteilen 24 der Kohle. Im Grund-
satz gilt, dass mit steigendem Anteil der flüchtigen Bestandteile der Kohle eine geringere 
Staubbeladung (in kg/m³) einzustellen ist sowie eine geringere Ausmahlung erforderlich 
ist, um stabile Zündbedingungen sowie einen ausreichenden Ausbrand der Kohle zu er-
reichen. Bei der Verbrennung von Steinkohlen wird mit sinkendem Gehalt an Flüchtigen, 
d. h. steigendem Inkohlungsgrad, außerdem eine höhere Sichteraustrittstemperatur zur 
Stabilisierung der Verbrennung vorgesehen. 

 
24 Nach DIN 51720 [93] sind flüchtige Bestandteile die bei Erwärmung des Brennstoffs unter Luftabschluss 

auf 900 °C als Gas oder Dampf austretenden Zersetzungsprodukte der organischen Brennstoffsubstanz. 
Allerdings müssen die Analysenfeuchtigkeit und bei merklichen Anteilen an Carbonaten in den minerali-
schen Bestandteilen der Kohleprobe der Carbonat-CO2-Gehalt abgezogen werden [94]. 
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Die Ausmahlung hat ihrerseits Auswirkungen auf die benötigte Antriebsleistung der  
Mühlen, üblicherweise als spezifischer Kraft- bzw. Arbeitsbedarf je Masseneinheit  
vermahlener Rohkohle bezeichnet (übliche Einheit: kWhel/t). Je feiner die Kohle ausge-
mahlen werden soll, desto höher ist der benötigte spezifische Arbeitsbedarf. Der Arbeits-
bedarf der Mühle ist außerdem von dem Mühlentyp und -fabrikat, der Feinheit der Aus-
mahlung und von der Mahlbarkeit der vorliegenden Kohle (Kohleeigenschaft) abhängig. 

Der spezifische Arbeitsbedarf des gesamten Mahltrocknungsprozesses setzt sich aus der 
Antriebsleistung der Mühle zur Aufbringung der Mahlenergie zur Brennstoffzerkleine-
rung, der Mahlarbeit, und dem Energiebedarf zum Transport des Trocknungs- bzw.  
Traggases zusammen. Für die Bestimmung des elektrischen Eigenbedarfs des Mahltrock-
nungsprozesses ist demnach der Bedarf an mechanischer Energie zu bestimmen, welche 
sich aus der Summe von Ausmahlung und Überwindung der gasseitigen Druckverluste für 
den pneumatischen Transport der Kohle ergibt.  

Für die Vermahlung von Steinkohle werden heute gewöhnlicher Weise Fremdkraftmüh-
len vertikaler Bauart, wie Schüsselmühlen oder Walzenmühlen, eingesetzt, die ein exter-
nes Gebläse zur Trocknungsgasversorgung benötigen. Dieses wird im Gesamtprozess als 
Mühlenluft-Druckerhöhungsgebläse bzw. als Primärlüfter dargestellt. Der Anteil des 
Energiebedarfs zur Überwindung der gasseitigen Druckverluste ergibt sich indirekt als 
Ergebnis aus der Simulation des Primärlüfters durch Vorgabe des Gebläsewirkungsgrads 
und der Druckverluste von der Mühle über den Transportstrang bis in die Brennkammer 
des Dampferzeugers. Da Wälzmühlen (also Schüssel-, Walzen- oder Walzenringmühlen) 
mit Sichter zum Einsatz kommen, ist die benötigte Sperrluftzugabe, die zum Schutz der 
Lager im Inneren der Mühle und gegen Staubaustritt gezielt zugegeben wird, zu modellie-
ren. Die Sperrluft wird der Mühle nahe den Umgebungsbedingungen zugeführt und  
beeinflusst entsprechend die thermische Energiebilanz der Mahltrocknung. Die Gebläse-
leistung der Sperrluftgebläse wird bilanziell der Mahlarbeit zugeordnet. Es wird unter-
stellt, dass der gesamte parametrierte Sperrluftmassenstrom in die Mühle gelangt. 

Zur Charakterisierung der Mahlbarkeit von Steinkohlen hat sich die Angabe der Mahlbar-
keit nach dem Hardgroove-Index (HGI) durchgesetzt (Bestimmung nach ISO 5074 [95] 
bzw. ASTM D409 [96], typische Werte für Importsteinkohlen liegen um einen HGI von 
50). Leider lässt sich mit diesem Wert auch unter der Kenntnis von Staubfeinheit sowie 
der Mühlenbaureihe keine ausreichend exakte Vorhersage des Mahlenergiebedarfs  
treffen. Es existieren weitere Mahlbarkeitsprüfverfahren, wobei die neuere Entwicklung 
des sog. Clausthaler Mahlbarkeitstests zum Ziel hat, den Mahlenergiebedarf realistisch in 
Abhängigkeit von wesentlichen Einflussfaktoren und Betriebsbedingungen bei der  
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Ausmahlung von Steinkohlen auf Großmühlen übertragen zu können [97]. Allerdings  
liegen hierzu keine ausreichenden Informationen für die in Abschnitt 3.1.2 definierte 
Steinkohle vor. Weiterhin sind diese Kennzahlen nur für Steinkohlen gültig.  

Da Braunkohle in der Regel in Schlagrad- bzw. Ventilatormühlen durch Prall- und Schlag-
wirkung zerkleinert wird, gelten hier deutlich geänderte Verhältnisse. In der VGB Richt-
linie R 211 „Prallmahlindex (PMI)“ wird ein entsprechender relativer Mahlbarkeitskenn-
wert beschrieben [98]. Der Einfachheit halber wird in dieser Arbeit jedoch der Mahl- 
energiebedarf durch direkte Vorgabe des Arbeitsbedarfs der Mühle je Masseneinheit  
Rohkohle für beide Arten der Vermahlung mit jeweils spezifischen Parameterwerten  
parametriert (Steinkohle: 9,5 kWhel/t; Rohbraunkohle: 5,5 kWhel/t). 

Aufgrund ihrer Bauart wird bei den Schlagradmühlen kein externes Gebläse benötigt. Ihr 
Schlagrad ist so gestaltet, dass es selbst als Gebläse wirkt. Es weist jedoch aufgrund des 
Designs zur gleichzeitigen Erfüllung der eigentlichen Mahlaufgabe und auch zur Begren-
zung übermäßigen Verschleißes einen verhältnismäßig schlechten isentropen Gebläse-
wirkungsgrad auf. Da Braunkohle einen sehr hohen Wasseranteil aufweist, erfolgt ihre 
Trocknung mit Hilfe von bis zu 1000 °C heißen, aus der Brennkammer zurückgesaugten 
Rauchgasen25. Um Verschlackungsproblemen an den Rauchgasentnahmestellen und zu  
hohen Temperaturen im Mühleneintrittsbereich entgegenzuwirken, wird dem Rauchgas 
vorgewärmte (Primär-)Luft (in dieser Arbeit bis zur Mischungstemperatur von ca. 
850 °C) zugemischt. Die Gebläsewirkung der Mühle wird zusammen mit den Druckver-
lusten bei der Modellierung so umgesetzt, dass sich mit einer entsprechenden Parame- 
trierung ein gesamter Arbeitsbedarf des Mahltrocknungsprozesses von ca. 11,4 kWhel/t 
ergibt. Für weitere Details des konventionellen Mahltrocknungsprozesses der Rohbraun-
kohle, vor allem auf Konzepte der Sichtertemperaturregelung sei auf [100–103] ver- 
wiesen. Weiterhin sei bemerkt, dass bei Ventilatormühlen konstruktionsbedingte Luft- 
einbrüche – zur Wellenkühlung – vorhanden sind, die ebenfalls modelliert und ebenso 
wie die gezielte Sperrluftzugabe bei der Steinkohlemühle der gesamten Falschluftmenge 
des Dampferzeugers zugeschlagen werden. 

Für genauere Ausführungen zur generellen Thematik und zu den komplexen Wechselwir-
kungen des Mahltrocknungsprozesses, des pneumatischen Transports der staubförmigen 

 
25 Diese Rücksaugung führt zu einer Rauchgasrückführungsrate in der Größenordnung von etwa 20 % der 

Rauchgase vor Rücksaugung und hat somit einen signifikanten Einfluss auf den Restsauerstoffgehalt im 
trockenen Abgas, sowie auf den gesamten Wärmehaushalt des Dampferzeugers (vgl. Abschnitt 3.3.3). Die 
Rauchgase werden dabei von ca. 1000 °C auf Mühlenaustrittstemperatur von ca. 160 °C abgekühlt, mit 
den aus der Kohle austretenden Brüden angereichert und wieder in die Brennkammer geblasen (vgl. z. B. 
[99]). 
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Trockenkohle, der Staubkonzentrationen sowie zugehöriger Anhaltswerte für verschie-
dene Kohlen sei auf die Literatur [70, 84, 85, 92, 102–113] verwiesen. Grundlegende 
Überlegungen aber auch konkrete Angaben zum Arbeitsbedarf lassen sich beispielsweise 
[113–118] entnehmen. Scott gibt in [92], Schüler in [119], einen guten Überblick über die 
Mahlsysteme und verschiedene Bauarten von Mühlen, sowie weitere Aspekte bei den Pro-
zessen der Brennstoffaufbereitung. Zusätzliche Hinweise auf weiterführende Literatur 
sind in [120, 121] zu finden.  

Neben den energetischen Ergebnisgrößen sind solche, aus denen sich ein sicherer Betrieb 
der Anlage ableiten lässt, für die Einschätzung einer realitätsnahen Simulation wichtig. 
Für das Mahlsystem sind dies: die Sauerstoffkonzentration, die Temperatur und die  
Wassertaupunkttemperatur des Fördergases am Austritt der Mühle [122, 123]. 

Für die unterschiedlichen Mahlprozesse der in der Vergleichsstudie zu untersuchenden 
Gesamtkraftwerksprozesse wurden drei Kohlemühlenmodelle angefertigt: 

1. Wälzmühle für die Modellierung der Mahltrocknung von Steinkohlen mit  
a. Luft als Trocknungs- bzw. Traggas für das konventionelle Dampfkraftwerk, 
b. Rauchgas als Trocknungs- bzw. Traggas für die Oxyfuel-Kraftwerke, 

2. Ventilatormühle für die Modellierung der Heißgas-Mahltrocknung von Rohbraun-
kohle im konventionellen Dampfkraftwerksprozess und 

3. Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle als erster Brennstoffaufbereitungs-
schritt bei dem Dampfkraftwerk mit integrierter Braunkohlevortrocknung. 

Bei letzterem Teilmodell handelt es sich um eine vereinfachte Version des Mahltrock-
nungsmodells, bei dem die Modellierung der Trocknung entfällt. Dementsprechend wird 
nur die spezifische Mahlarbeit zu dem elektrischen Eigenbedarf durch Multiplikation mit 
dem Eingangsmassenstrom des Brennstoffs berechnet. Wie in den übrigen Mühlenmodel-
len wird, unter der Annahme der vollständigen Dissipation der Mahlarbeit in Wärme, der 
berechnete elektrische Eigenbedarf abzüglich der Wandlungsverluste in mechanische 
Energie der Kohleerwärmung zugeordnet. 

3.3.2 Trockenbraunkohle-Erzeugung 

Wie im vorangehenden Abschnitt 3.3.1 erwähnt, erfolgt die Brennstofftrocknung in  
konventionellen Braunkohledampfkraftwerken mit Hilfe von heißen Rauchgasen. Diese 
Art der Trocknung ist mit hohen Exergieverlusten (d. h. Abwertung des Arbeitspotenzials 
der Wärme) verbunden, da der eigentliche Trocknungsvorgang auf einem Temperaturni-
veau < 200 °C stattfindet, das Rauchgas dem Dampferzeuger jedoch bei Temperaturen 
von ca. 1000 °C entnommen wird. Abhängig vom Anfangs- und erzielten Restwasserge- 
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halt müssen in der Größenordnung von 15 % des Rohkohleheizwertes in Form von ther-
mischer Energie für den Trocknungsprozess aufgewendet werden. Bei der heute üblichen 
rauchgasseitigen Gesamtprozessführung wird die thermische Energie zur Brennstoff-
trocknung gar nicht oder nur in geringem Maß auf geringem Temperaturniveau durch 
Taupunktunterschreitung der Rauchgase wieder zurückgewonnen. 

Ein deutliches Potenzial zur Wirkungsgradverbesserung birgt die Technik der Braunkoh-
levortrocknung mit Hilfe niederkalorischer Wärme. Zur Darstellung des sog. Trocken-
braunkohlekraftwerks werden verschiedene Technologieansätze zur Reduzierung der 
Exergieverluste oder des thermischen Energiebedarfs bei der Trocknung sowie bei der 
Rückgewinnung der Verdampfungsenthalpie der Brennstofffeuchte angesetzt. Erwäh-
nenswerte Trocknungstechnologien oder -entwicklungen sind: 

1. Dampfröhrentrockner (Stand der Technik bei der industriellen   
Braunkohletrocknung, z. B. bei der Braunkohleveredlung) [124–126]. 

2. Mechanisch-Thermische-Entwässerung [125, 126]. 

3. Warmgastrocknung durch  
a. Rauchgase nach Dampferzeuger [127] oder 
b. erwärmte Luft [128]. 

4. Wirbelschichttrocknung in einer stationären Dampfwirbelschicht, wobei sich 
diese Verfahren je nach Druckniveau des Wirbelschichttrockners in atmosphä- 
rische oder druckaufgeladene Betriebsweise sowie zusätzlich nach den Konzepten 
der Wärmenutzung der Brüden (ausgetriebener Wasserdampf aus der Kohle)  
unterscheiden lassen (vgl. z. B. [129–132]). 

In [133] wird der Übergang des Demonstrationsprojekts einer Warmgastrocknungs- 
anlage im Kraftwerk „Coal Creek Station“ (North Dakota, USA) des Energieversorgungs-
unternehmens Great River Energy in den kommerziellen Betrieb ab Dezember 2009  
beschrieben. Es wird von einer Verringerung des Gesamtbrennstoffwassergehalts von 
37,1 auf 32,1 % und eine dadurch erzielte relative Verbesserung des Nettowärmever-
brauchs mit Bezug auf den Brennwert von durchschnittlich 3,5 % berichtet. Des Weiteren 
wird erwähnt, dass an diesem Kraftwerk keine weitergehende Brennstoffvortrocknung 
möglich ist, ohne dass Einbußen der Dampftemperaturen am Austritt des Dampf- 
erzeugers hingenommen werden müssten. Dies ist dem mit der Trocknung einhergehen-
den verringerten Rauchgasvolumenstrom und den somit ungünstigeren Wärmeüber- 
tragungsverhältnissen im Dampferzeuger geschuldet. Dabei ist zu berücksichtigen, dass 
es sich hier um eine Nachrüstung in eine bestehende Kraftwerksanlage handelt. Das unter 
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dem Namen DryFining™ bzw. DryFine™ angebotene Verfahren soll in einem mehrstufigen 
Fließbetttrockner mit Luft, die als Fluidisierungsmedium dient und die durch Abwärme 
des Hauptkondensators des Dampfkraftwerksprozesses auf 43 °C erwärmt wird, die 
Kohle von einem Wassergehalt von 38,0 auf einen Zielwert von 29,5 % trocknen können 
[134]. In [128] wird außerdem die Möglichkeit bewertet, Trocknungswärme aus den 
Rauchgasen für diesen Prozess zu nutzen und so die nötigen Investitionen zu reduzieren. 
Aufgrund des verhältnismäßig moderaten Ausgangswassergehalts der eingesetzten 
Kohle und dem relativ geringen Trocknungseffekt des Prozesses (d. h. es werden ca. 32 % 
des im Brennstoff enthaltenen Wassers entfernt) besteht damit ein vergleichsweise ge-
ringes Wirkungsgradgewinnpotenzial. Weiterhin führt die Tatsache, dass das Kraftwerk 
„Coal Creek Station“ einen für hiesige Verhältnisse sehr hohen Kondensatordruck von 
über 115 mbar (Kondensationstemperatur von über 49 °C) aufweist, trotz des kommer-
ziellen Entwicklungsstands dieser Technologie dahin, dass eine Betrachtung in der Ver-
gleichsstudie mit den im Rahmen dieser Arbeit gesetzten Randbedingungen nicht sinnvoll 
erscheint. Allerdings können durch dieses Verfahren aufgrund der Abscheidung von Pyrit 
in einer Grobkornfraktion die Schwefelemissionen sowie offenbar auch die Hg-Emissio-
nen gesenkt werden [133, 134].  

Die Bestrebungen der deutschen braunkohleverstromenden Kraftwerksbetreiber fokus-
sieren von den hier erwähnten Trocknungsprozessen auf Basis der Wirbelschichttech-
nologie in einer Dampfatmosphäre [129–132]. Diese Technik ist in der Lage die hohen  
Wassergehalte der Braunkohlen deutscher Provenienz mit i. d. R. über 50 % Wasser- 
gehalt zuverlässig in einem kontinuierlichen Verfahren auf unter 15 % Wassergehalt zu 
trocknen. Dies entspricht einer Brennstofffeuchtereduktion von über 80 %. Aufgrund der 
Dampfatmosphäre besteht überdies die Möglichkeit, große Teile der Trocknungswärme 
durch Kondensation der Brüden zurückzugewinnen. Somit wird zusätzlich ein Teil  
der Differenz zwischen Heizwert und Brennwert zu elektrischem Strom umwandelbar,  
sodass mit dieser Technik auch die größten Wirkungsgradverbesserungen zu erwarten 
sind (≈ 10 %, relativ; [129]). 

Dong versucht in [135] das Vortrocknungsverfahren der Dampfwirbelschichttrockner in 
atmosphärischer Ausführung mit Brüdenverdichtung zur Beheizung mit der druckaufge-
ladenen Ausführung sowie mit dem Verfahren DryFining™ unter technisch-wirtschaftli-
chen Gesichtspunkten zu vergleichen. Zum einen wird eine zu dünne Datenlage zu den 
Kosten der Technologien konstatiert. Zum anderen wird aufgrund der bekannt geworde-
nen Kosten von Demonstrations- bzw. Prototypanlagen allgemein gefolgert, dass die zu 
tätigenden Investitionen in die Vortrocknungsanlagen durch den Wirkungsgradgewinn 
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und die verringerten Rauchgasvolumenströme vermutlich weitgehend ausgeglichen wer-
den können. Dabei wird die Abhängigkeit der Anlagenkosten von den Brennstoffeigen-
schaften und dem Betriebsregime des Kraftwerks betont.  

Um das Wirbelschichttrocknungsverfahren für die Zwecke dieser Arbeit abzubilden, wird 
eine eigne Modellierung und Parametrisierung im eingesetzten Simulationswerkzeug 
vorgenommen. Ziel der Modellerstellung ist die Abbildung der Braunkohletrocknung 
durch atmosphärische Dampfwirbelschicht zur Einbindung in den Gesamtprozess, um so 
den erzielbaren elektrischen Wirkungsgrad zu bestimmen. Mit dem Modell soll der  
Prozess der Trockenbraunkohleerzeugung auf Basis der Feinkorntrocknung ausreichend 
realitätsnah abgebildet werden. Durch die Dokumentation ist darüber hinaus inhärent 
eine korrekte Parameterinterpretation und -wahl sichergestellt. Die für die Untersuchung 
der integrierten Braunkohlevortrocknung zugrunde gelegte Schaltung der atmosphäri-
schen Dampfwirbelschichttrocknung mit Brüdenverdichtung (aDWST-BV) ist in Abbil-
dung 3.5 gezeigt.  

 
Abbildung 3.5  Wärmeschaltbild der atmosphärischen Dampfwirbelschichttrocknung mit   

Brüdenverdichtung (aDWST-BV) 

Für die Einbindung dieser Technologie in ein reales Kraftwerkskonzept ist davon auszu-
gehen, dass keine größeren Brüden-Emissionen geduldet werden. In diesem Fall wären 
unabhängig von der energetischen Nutzung sämtliche Brüden zu kondensieren und einer 
geeigneten Abwasseraufbereitung zuzuführen. Für die energetische Bilanzierung des 
Kraftwerks (auch ohne Rückgewinnung von Brüdenwärme) ist dies vor allem für die Wär-
mebilanz und die Größe des Kühlsystems von Interesse. 
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Aufgrund der hohen Reaktivität der erzeugten Trockenbraunkohle darf diese aus Be-
triebssicherheitsgründen nicht mit vorgewärmter Luft von der Trocknungsanlage zu den 
Brennern transportiert werden. Die Patentschrift DE 197 32 219 C 2 [136] nennt einen 
zulässigen Bereich der Sauerstoffgehalte von (vorgewärmten) inerten Traggasen von 5 
bis 12 Vol.-%. Als Grund für einen Mindestsauerstoffanteil wird die Flammenstabilität bei 
der Verbrennung im Dampferzeuger genannt. Die Obergrenze des Sauerstoffanteils gilt 
zur Sicherstellung der Anlagensicherheit. 

Vor diesem Hintergrund sind verschiedene Feuerungskonzepte denkbar: 

• Indirekte Feuerung:  
Die erzeugte Trockenbraunkohle (TBK) wird in größeren Silos zwischengebun-
kert. Für das Einbunkern ist die Kohle auf unter 60 °C abzukühlen. Dies kann z. B. 
in einem Luftkühler, in dem die erzeugte Trockenbraunkohle schnell abgekühlt 
wird, erzielt werden. Beim Ausbunkern wird die Kohle dann mit nicht vorgewärm-
ter Luft im Verhältnis von 5 kgTBK/kgLuft pneumatisch zu den Brennern transpor-
tiert und schließlich in die Brennkammer eingeblasen. 

• Direkte Feuerung:  
Die erzeugte Trockenbraunkohle wird ohne weitere Kühlung direkt von der Wir-
belschicht mit einem inerten Traggasstrom (z. B. CO2 oder N2) pneumatisch bis in 
die Nähe der Brenner transportiert, dann abgeschieden und in einen Vorlage- 
behälter gegeben. Von diesem Vorlagebehälter wird die Trockenbraunkohle abge-
zogen und vom Primärgasstrom der Verbrennung zugeführt. Eventuell kann der 
Brenner auch mit einer auf 5 Vol.-% O2 eingestellten Mischung von zurückgeführ-
tem Rauchgas (380 °C) und (u. U. vorgewärmter) Luft beschickt werden. 

Auch bei dem direkten Feuerungskonzept ist voraussichtlich ein kleines Silo zum Anfah-
ren und zur Erfüllung von Laständerungsanforderungen vorzusehen. Entlang des Trans-
portweges werden weitere Trocknungseffekte als vernachlässigbar angesehen. Im Rah-
men dieser Arbeit wird das Konzept der direkten Feuerung untersucht. 

Nachfolgend werden die Modelle und die Parameter der drei Teilprozesse der Braun- 
kohlevortrocknung  

• Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle, 
• Wirbelschichttrocknung und 
• Brüdenverdichtung 

beschrieben. Es wird unterstellt, dass keine Nachmahlung der getrockneten Braunkohle 
erforderlich ist. 
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3.3.2.1 Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle 

Die Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle ist, als erforderlicher Schritt zur  
Realisierung der Feinkorntrocknung, der Wirbelschichttrocknung vorgelagert. In dazu 
geeigneten Mühlen, z. B. Hammermühlen, wird in einem u. U. mehrstufigen Verfahren die 
benötigte Korngrößenverteilung (0–2 mm) eingestellt. 

Durch den Antrieb der Mühlen wird mit ca. 12 % ein nicht unerheblicher Teil des elektri-
schen Eigenbedarfs des gesamten Braunkohlevortrocknungsprozesses verursacht. Der 
elektrische Eigenbedarf der Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle wird durch 
den spezifischen Wert von 6 kWhel/tRBK abgeschätzt. Weiterhin wird vereinfachend un-
terstellt, dass die durch den Mahlvorgang eingebrachte mechanische Energie vollständig 
dissipiert und nur zur Erwärmung der Kohle führt, nicht aber zur Änderung der Kohle-
feuchte. Die mechanische Energie entspricht dem elektrischen Eigenbedarf abzüglich der 
Verluste der E-Motoren sowie der Wellenlagerung. Mit einem Wirkungsgrad von ca. 95 % 
der Energiewandlungskette vom elektrischen Strom zur endgültigen Dissipationsleis-
tung, welche zur Erwärmung der Kohle führt, wird die spezifische Enthalpie der Kohle um 
5,7 kWhth/tRBK erhöht. Das Modell der Feinmahlung von grubenfeuchter Braunkohle ent-
spricht in seiner Basis dem der konventionellen Kohlemühle (vgl. Abschnitt 3.3.1). 

3.3.2.2 Wirbelschichttrocknung 

Die Umsetzung des Modells des stationären Dampfwirbelschichttrockners im verwende-
ten Simulationswerkzeug ist in Abbildung 3.6 dargestellt. Das Modell wird in die drei Teil-
bereiche aufgeteilt:  

1. die Wirbelschicht, in welcher der Hauptteil der Trocknung erzielt wird,  
2. die Heizdampfseite, in der die Kondensation der Heizmedien Brüdendampf   

und Heizdampf modelliert wird, sowie  
3. die Nachtrocknung, dem durch Ausgleich verbleibender Triebkräfte auftretenden 

Trocknungseffekt der Kohle nach Wirbelschichttrockner.  

Nachstehend wird zunächst das Modell des Wirbelschichttrockners mit seinen Heizflä-
chen genauer beschrieben. Danach wird auf die Modellierung und Parametrisierung der 
Nachtrocknung eingegangen. Abschließend wird die Energiebilanz des gesamten Trock-
nungsvorgangs behandelt, welche für die Bestimmung der Heizdampfmenge erforderlich 
ist. Die gewählten Parameterwerte für die Simulationen sind in Tabelle 4.5 zusammenge-
fasst. 
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Abbildung 3.6: Schaltbild der Stoffströme innerhalb des im Rahmen dieser Arbeit entworfenen 

Makroobjekts des Wirbelschichttrockners (WST) in Ebsilon®Professional 

Modellierung der Wirbelschicht 

Dem Trockner liegt das Konzept einer stationären Wirbelschicht zugrunde. Die zur Trock-
nung benötigte Wärme wird durch Kontaktheizflächen, in denen Heizdampf bzw. der 
komprimierte Brüden kondensieren, in das Wirbelbett eingebracht. Für die Berechnung 
wird eine reine Dampfatmosphäre in der Wirbelschicht unterstellt und somit der Einfluss 
von Inertgasen, die mit der Kohle eingetragen werden können, sowie u. U. aus der Kohle 
entweichenden gasförmigen Nicht-Wasser-Bestandteilen vernachlässigt. Vor allem bei 
der Kondensation der Brüden könnte diese Vereinfachung abhängig vom Anteil der Ver-
unreinigungen zu deutlichen Abweichungen gegenüber den realen Verhältnissen führen. 

Um einen größeren Trocknungseffekt zu erreichen, wird davon ausgegangen, dass eine 
Überhitzung des Dampfes im Wirbelbett von 10 K am Austritt der Wirbelschicht durch 
die Wärmezufuhr der Heizflächen eingestellt wird. Im Bereich der Heizflächen wird von 
isothermen Verhältnissen in der Wirbelschicht ausgegangen (es gilt tWS= tsat(pWS) + 
ΔtÜ = konst.). Da die Kohle von oben auf das Wirbelbett aufgegeben wird und diese kälter 
als die Wirbelschicht ist, weisen die austretenden Brüden eine geringere Überhitzung als 
die Wirbelschicht auf. Es wird dabei von 5 K ausgegangen.  
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Alle Temperaturen, die in der Wirbelschicht als Überhitzung gegenüber der Sättigungs-
temperatur der Brüden im Wirbelbett, d. h. auf der Kohleseite, angegeben werden,  
beziehen sich auf den Druck, der sich aufgrund der sonstigen Vorgaben oberhalb des  
stationären Wirbelschichtbetts ergibt. Im Modell wird darüber hinaus geprüft, ob die  
vorgegebene Überhitzung ausreichend ist, sodass im unteren Teil der Wirbelschicht  
aufgrund des dort herrschenden höheren Drucks keine Kondensation der Brüden statt-
finden kann.  

Beim Einschleusen der feingemahlenen, grubenfeuchten Rohbraunkohle in den Wirbel-
schichttrockner ist mit einer Leckage der Brüden zu rechnen. Bei nahatmosphärischem 
Betrieb wird die Leckagemenge mit 1 % des gesamten Brüdenmassenstroms am Wirbel-
schichtende angesetzt. Es wird davon ausgegangen, dass diese Leckagemenge geeignet 
aufgefangen und vollständig kondensiert wird. Energetisch wird sie jedoch als dem 
Trocknungsprozess verloren gegangen betrachtet. 

Zur Beheizung der Wirbelschicht können die angefallenen Brüden nach der Verdichtung 
in einem Brüdenverdichter verwendet werden. Durch die Druckerhöhung kann ihre  
Kondensationstemperatur so weit angehoben werden (z. B. auf 150 °C), dass die Konden-
sationsenthalpie zur Beheizung der Wirbelschicht nutzbar wird. Da die Wärmemenge 
durch Kondensation der komprimierten Brüden nicht ausreicht, um den Wärmebedarf 
des Trocknungsvorgangs zu decken, ist eine zusätzliche Beheizung mit Heizdampf  
aus dem Kraftwerksprozess notwendig. Dieser Dampf wird in separaten Heizflächen  
kondensiert, um die Kondensate nicht zu vermischen und so Verunreinigungen des  
Kraftwerkskreislaufwassers auszuschließen. Im Fall der Wirbelschichttrocknung ohne 
Brüdenverdichtung, die im Rahmen dieser Arbeit nicht näher betrachtet wird, wird die 
gesamte Heizfläche mit Heizdampf aus dem Kraftwerk beaufschlagt. 

Um eine möglichst hohe Leistungsdichte der Trocknungsanlage zu erreichen, wird  
angestrebt, die Wärmezufuhr ausschließlich durch Kondensation der Heizmedien in den 
Heizflächen zu erreichen und so die sehr guten Wärmeübergänge bei der Kondensation 
auszunutzen. Diesem Konzept entsprechend ist das jeweilige Heizmedium mit nur gerin-
ger Überhitzung dem Prozess zuzuführen (Annahme 5 K). Ebenso wird auch eine geringe 
Unterkühlung der Kondensate angestrebt (Annahme 5 K). Auf diese Weise wird eine hohe 
Wärmestromdichte der im Wirbelschichttrockner eingebauten Heizflächen erreicht. 

Aufgrund dieser Herangehensweise wird der am Heizflächeneintritt benötigte Druck der 
Heizmedien (verdichtete Brüden und Heizdampf) über die Vorgabe der Grädigkeit (An-
nahme 30 K) bestimmt. Die Grädigkeit ist als Differenz zwischen Sattdampftemperatur 
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bei dem Druck am Heizflächeneintritt und der als konstant angesetzten Temperatur der 
Brüden im Wirbelschichtbett definiert. 

Da die Brüden durch Austrag von Kohlepartikeln aus dem Wirbelbett verunreinigt sind, 
werden sie mit einem geeigneten Reinigungssystem (z. B. Zyklone, Gewebefilter o. ä.)  
gereinigt. Der abgeschiedene Staub wird dem Trockenbraunkohlestrom, der am Boden 
der Wirbelschicht abgezogen wird, zugegeben. Staubaus- und eintrag werden im entwi-
ckelten Modell nicht abgebildet. Es wird jedoch ein Druckverlust von 90 mbar für die  
Brüdenentstaubung inkl. der Druckverluste von Rohren bzw. Kanälen zur Stromführung 
berücksichtigt. 

Zur Fluidisierung des Wirbelbettes wird im Normalbetrieb der Anlage mit Hilfe eines  
Gebläses ein Teil der entstandenen und entstaubten Brüden über den Düsenboden der 
Wirbelschicht zurückgeführt. Es werden die Druckverluste des Düsenbodens sowie der 
Wirbelschicht im Modell von 40 und 112,5 mbar berücksichtigt. 

Modellierung des Nachtrocknungseffekts 

Nach der Ausschleusung der Kohle aus dem Trockner tritt eine weitere Trocknung, die 
sog. Nachentwrasung oder Nachverdampfung, auf. Die Triebkräfte dieses Vorgangs sind 
zum einen die Überhitzung der aus der Wirbelschicht austretenden Kohle sowie die (ggf. 
Partial-)Druckdifferenz des Wassers zur neuen Umgebung. Diese ergeben sich durch die 
oben beschriebene erforderliche Überhitzung des Wirbelbettmaterials zur Sättigungs-
temperatur des Fluidisierungsdampfes sowie durch das geringfügig oberhalb des Umge-
bungsdrucks liegende Druckniveau.  

Wird die Kohle beispielsweise durch Durchströmen mit kalter Umgebungsluft abgekühlt, 
um sie anschließend sicher in einem Silo lagern zu können (entspricht dem indirekten 
Feuerungskonzept), so wird von Nachentwrasung gesprochen. Gegenüber der Nach- 
verdampfung, von der bei einfacher Druckabsenkung mit weiterem Verweilen in nahezu 
reiner Dampfatmosphäre gesprochen wird, stellt sich hier der Nachtrocknungseffekt auf-
grund der gößeren (partial-)druckdifferenzgetriebenen Triebkraft ein.  

Da in dieser Arbeit ein trockenbraunkohlebefeuerter Kraftwerksprozess mit dem Kon-
zept der direkten Feuerung genauer untersucht wird, ist die Nachverdampfung zu model-
lieren. Dabei wird von einem adiabaten Vorgang ausgegangen. Somit findet nur dann eine 
weitere Trocknung in diesem Prozessabschnitt statt, wenn Triebkräfte zur Verdampfung 
des gebundenen Wassers vorhanden sind. Der sich einstellende Trocknungseffekt wird 
durch Schließen der Energiebilanz unter Berücksichtigung der Bindungsenthalpie des 
Wassers für diesen Trocknungsabschnitt bestimmt. Die erforderliche thermische Energie 
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zur zusätzlichen Trocknung wird aus der Absenkung der inneren Energie (d. h. Abküh-
lung) der Kohle gedeckt. Da sich das Gleichgewicht aufgrund unendlich klein werdender 
Triebkräfte in der Praxis nicht einstellt, wird ein Parameter zur Berücksichtigung dieses 
Effekts eingeführt. Ausgehend von der Annahme, dass sich die Kohle und die Brüden im 
Temperaturgleichgewicht befinden und letztere keine Überhitzung aufweisen, wird die 
Trocknung durch Nachverdampfung zunächst bis zum Gleichgewicht bestimmt. Anschlie-
ßend wird ein vorzugebender Anteil (im Modell vorzugebender Gleichgewichtsparame-
ter) des theoretisch möglichen Wasserentzuges der Braunkohle für die weitere Berech-
nung herangezogen. Als Anteil der erreichten Nachverdampfung werden im Rahmen  
dieser Arbeit 75 % der theoretisch maximal möglichen Menge, die sich im Gleichgewichts-
zustand einstellen würde, angenommen. Der sich so einstellende Nachtrocknungseffekt 
macht ca. 0,5 % des insgesamt abgeschiedenen Wassers aus.  

Energiebilanz des Trocknungsvorgangs 

Da mit Hilfe des hier beschriebenen Modells in erster Linie die Energie- und Massenbilan-
zen auf Basis von realen Betriebserfahrungen oder von Auslegungswerten nachvollzogen 
werden sollen, dient die endgültig erzielte Restfeuchte einer definierten Kohle nach der 
Trocknung (d. h. inkl. Nachverdampfung) als Parameter des Modells. Infolgedessen muss 
die Aufteilung der Trocknung zwischen Wirbelschicht und Nachverdampfung berechnet 
werden. Daher wird im Modell aufgrund der Vorgaben für die Wirbelschicht zunächst be-
stimmt, welche Trocknung bei der Nachverdampfung erreicht wird. Anschließend wird 
darauf aufbauend der Energiebedarf der Wirbelschicht bilanziert. Da die Restfeuchte der 
Kohle am Wirbelschichtaustritt einen direkten Einfluss auf das Ergebnis der Nachver-
dampfung hat, ist eine iterative Berechnung notwendig. 

Der fehlende Energiebetrag zur Schließung der Energiebilanz des Wirbelschichttrockners 
entspricht der über die Heizflächen bereitzustellenden Wärmemenge. Aus der Differenz 
der benötigten Wärmemenge und der aus der Kondensation der verdichteten Brüden be-
reitgestellten Wärmemenge wird die zusätzlich erforderliche Heizdampfmenge aus einer 
Turbinenanzapfung bestimmt. Aus den durchgeführten Simulationen ergibt sich, dass ca. 
12 % der Gesamtheizleistung des Trockners durch zusätzlichen Heizdampf bereitgestellt 
werden muss. 

Weil es sich bei Braunkohle um einen kapillar-porösen Stoff handelt, liegt ein Teil des 
Wasseranteils der Kohle in Kapillaren bzw. adsorptiv gebunden vor. Dies führt dazu, dass 
zur Trocknung der Kohle nicht nur die Verdampfungsenthalpie des Wassers, sondern 
auch Energie zur Überwindung der Kapillarkräfte bzw. der adsorptiven Bindungskräfte 
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in Form von thermischer Energie aufgebracht werden muss. Dieser zusätzliche Energie-
bedarf ist nicht nur abhängig von der Feuchte der Kohle, sondern auch von der Herkunft 
der Braunkohle sowie von deren Ausmahlung und wird als Bindungsenthalpie des Was-
sers angegeben. Je feiner die Kohle vor der eigentlichen Trocknung ausgemahlen wird, 
desto mehr Kapillaren liegen aufgebrochen vor, sodass weniger thermische Energie zur 
Einstellung der gleichen Restfeuchte benötigt wird, weil der zusätzliche Widerstand der 
Kapillare entfällt (verminderte Bindungsenthalpie des Wassers). Diesem Vorteil steht der 
erhöhte Mahlaufwand zur feineren Ausmahlung der Kohle entgegen. Letztlich wird eine 
Körnung eingestellt, die eine zufriedenstellende Dimensionierung und Betriebsweise der 
Wirbelschichttrocknungsanlage zulässt. Ferner wird gleichzeitig zur Erfüllung der Anfor-
derung des Feuerungssystems eine ausreichende Kornfeinheit der erzeugten Trocken-
braunkohle angestrebt, ohne dass eine Nachvermahlung der Kohle nach der Trocknung 
erforderlich wird. 

Für den Berechnungsgang zur Bestimmung des thermischen Energiebedarfs der Trock-
nung ist zu beachten, dass die Bindungsenthalpie des Wassers als integraler Wert für die 
Berechnung des jeweiligen Trocknungsabschnitts zu bestimmen ist. Die Bindungsenthal-
piedifferenz ist auf die Masse des verdampften Wassers bezogen. In Ermangelung eigener 
experimenteller Daten, die das Verhalten der zu untersuchenden Kohlen bei der Fein-
korntrocknung beschreiben, wird auf eine Veröffentlichung von Schäfer und Opdenwinkel 
[87] zurückgegriffen. Dort wird die differenzielle Bindungsenthalpie – also der Betrag 
thermischer Energie, welcher zusätzlich zur Verdampfungsenthalpie des Wassers nötig 
ist, um die Kohle bei einer bestimmten Ausgangsfeuchtigkeit um einen infinitesimalen  
Betrag zu trocknen – über den Ansatz in Gleichung (3.5) beschrieben: 

 dℎB(𝑥𝑥) =  𝑐𝑐1 ⋅ e−�
𝑥𝑥
𝐶𝐶2
�
𝐶𝐶3

d𝑥𝑥. (3.5) 

Darin ist 𝑥𝑥 der Feuchtegehalt der Kohle (entspricht dem Wassergehalt bezogen auf die 
Trockensubstanz). Für die Umrechnung des Feuchtegehalts 𝑥𝑥  auf den Wassergehalt 𝑤𝑤 , 
der auf die Gesamtmasse der Kohle inklusive Wasseranteil bezogen ist, gilt: 

 𝑥𝑥 = 𝑤𝑤
1−𝑤𝑤

   bzw.  𝑤𝑤 = 𝑥𝑥
1+𝑥𝑥

 . (3.6) 

In derselben Veröffentlichung [87] werden für eine rheinische Braunkohle mit einer Aus-
gangsfeuchtigkeit von 60 % die Koeffizienten der Gleichung (3.5) mit folgenden Werten 
angegeben: 

• Rheinische Braunkohle: 𝑐𝑐1 = 735,5 kJ kg⁄ ; 𝑐𝑐2 = 0,2351; 𝑐𝑐3 = 2,319. 
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Diese werden für die Untersuchungen im Rahmen dieser Arbeit verwendet und der in  
Tabelle 3.2 in Abschnitt 3.1.2 definierten Braunkohle zugeordnet. Mit der gewählten  
Parametrierung dieser Arbeit ergibt sich eine integrale Bindungsenthalpie von insgesamt 
63,63 kJ/kg. Damit ist der Wärmebedarf um etwa 2,6 % gegenüber der reinen Verdamp-
fungsenthalpie (2442,5 kJ/kg) des ausgetriebenen Wassers erhöht. Für die Teiltrocknung 
in der Wirbelschicht vom Ausgangswassergehalt der Rohbraunkohle von 52,19 % bis auf 
den Wassergehalt von 12,52 % am Austritt der Wirbelschicht wird die integrale Bin-
dungsenthalpie zu 60,20 kJ/kg errechnet. Sie wird im nachfolgenden Trocknungsab-
schnitt der Nachtrocknung, durch den oben beschriebenen Triebkraftausgleich auf den 
geforderten Zielwassergehalt der Trockenbraunkohle von 12,00 %, zu 545,23 kJ/kg be-
stimmt. 

Um die Abweichungen zu anderen Braunkohlen aufzuzeigen, sei eine weitere Veröffentli-
chung von Wahl und Franke [88] erwähnt, in der ein Verlauf für die differenzielle Bin-
dungsenthalpie des Wassers einer niederlausitzer Braunkohle mit einem Anfangswasser-
gehalt von 57 % angegeben ist. Für den Ansatz gemäß Gleichung (3.5) konnten anhand 
des Diagramms in [88] folgende Koeffizienten ermittelt werden: 

• Niederlausitzer Braunkohle 26: 𝑐𝑐1 = 1890 kJ kg⁄ ; 𝑐𝑐2 = 0,1003; 𝑐𝑐3 = 0,91. 

Zusätzlich sei noch explizit darauf hingewiesen, dass beide genannte Quellen vermutlich 
eher die Verhältnisse der Grobkorntrocknung beschreiben und nur für die in den Quellen 
genannten Kohlen gelten. Die Verwendung der angegebenen Koeffizienten in dieser  
Arbeit wird wegen der mangelnden öffentlich zugänglichen Datenlage bei der Feinkorn-
trocknung unumgänglich. Zur Bestimmung des Energiebetrages, der über die Verdamp-
fungswärme hinaus zum Abtrennen des Wassers benötigt wird, muss die differenzielle 
Bindungsenthalpie von dem Start- bis zum gewünschten End-Wassergehalt durch  

 
26 Obwohl die in [87] angegebenen Koeffizienten für die Rheinische Braunkohle bei den Berechnungen  

Verwendung finden, sei dennoch bei den aus [88] abgeleiteten Koeffizienten für die Niederlausitzer 
Braunkohle darauf hingewiesen, dass diese unter Umständen im Bereich kleiner Restfeuchtegehalte  
unrealistisch hohe Werte ergeben. Dieses Extremwertproblem stellt keine Beeinträchtigung der  
Aussagekraft für Wassergehalte nach der Wirbelschichttrocknung im üblichen Bereich von > 10 % dar.  
Tatsächlich ergibt sich sogar eine relativ gute Deckung der Zahlenwerte der mit Hilfe der Koeffizienten 
aus den beiden genannten Veröffentlichungen berechneten integralen Bindungsenthalpien. Unter den 
Annahmen dieser Arbeit ergibt sich unter Verwendung der Koeffizienten für die Lausitzer Braunkohle 
ein Energiebedarf zur Überwindung der Bindungskräfte des Wassers von insgesamt 62,71 kJ/kg. Somit 
beträgt der Unterschied zur Rheinischen Braunkohle weniger als 2 %. Bezogen auf die gesamte Heizleis-
tung, die dem Wirbelschichttrockner über die Heizflächen zugeführt wird, ist der Unterschied sogar  
geringer als 0,25 ‰. (Für die Teiltrocknung in der Wirbelschicht vom Anfangswassergehalt der Braun-
kohle von 52,19 % bis auf den Wassergehalt von 12,53 % am Austritt der Wirbelschicht ergibt sich mit 
den Koeffizienten für die Niederlausitzer Braunkohle die integrale Bindungsenthalpie des Wassers zu 
59,61 kJ/kg. Bei der sich anschließenden Nachtrocknung auf den Zielwassergehalt von 12,00 % beträgt 
sie 488,61 kJ/kg). 
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Integration gemittelt werden. Da Gleichung (3.5) nicht analytisch integrierbar ist, wird 
dies im hier beschriebenen Modell numerisch mit einer relativen Genauigkeit von < 10-9 
unter Anwendung der Trapezregel durchgeführt. 

In dem zum Einsatz kommenden Simulationswerkzeug wird der Wasseranteil der Kohle 
im Stoffsystem Kohle als ideales Fluid (keine Druckabhängigkeit der Stoffwerte) behan-
delt. Das bei der Trocknung freiwerdende Wasser wird im Rahmen der Simulation in das 
Stoffsystem Wasser/Dampf überführt und mit der Wasser-/Dampftafel IAPWS-IF97  
berechnet (vgl. Teilkapitel 3.4). Bei der hier gewählten Lösung werden die Energie- 
bilanzen für beide Trocknungsabschnitte über die Bilanzierung der Enthalpieströme,  
welche die Bilanzgrenzen mit den ein- und austretenden Stoffströmen überschreiten,  
geschlossen. Mit Ausnahme des durch die Bindungsenthalpie verursachten Verlustterms 
werden also die Stoffwerte, welche aus den im Simulationswerkzeug hinterlegten Stoff-
wertemodellen bestimmt werden, direkt herangezogen. 

3.3.2.3 Brüdenverdichtung 

Bei der Brüdenverdichtung handelt es sich um eine optionale Verfahrensergänzung der 
Trockenbraunkohleherstellung mittels Dampfwirbelschicht. Durch die Druckerhöhung 
der Brüden können diese dazu genutzt werden, ihre latente Wärme zur Beheizung der 
Wirbelschicht abzugeben, sodass die benötigte Heizdampfmenge aus dem Kraftwerks-
prozess entsprechend verringert werden kann. Die benötigte Druckerhöhung der aus der 
Wirbelschicht austretenden Brüden ist im Wesentlichen durch die Grädigkeit an der Heiz-
fläche (Annahme 30 K) und das zu erreichende Temperaturniveau der Wirbelschicht  
bestimmt. 

Unter der Randbedingung der im Rahmen dieser Arbeit unterstellten atmosphärischen 
Feinkorntrocknung und der damit gegenüber der Grobkorntrocknung verringerten Grä-
digkeiten kann von einer Verdichtung der Brüden in zwei Stufengruppen ausgegangen 
werden (vgl. Abbildung 3.5). 

Da eine Überhitzung der druckaufgeladenen Brüden am Eintritt in die Heizflächen des 
Wirbelschichttrockners aus den weiter oben genannten Gründen unerwünscht ist und zur 
Maximierung des elektrischen Gesamtwirkungsgrads der Eigenbedarf der Verdichtung 
ebenfalls so gering wie möglich ausfallen soll, bietet es sich an, das Brüdenkondensat zur 
Zwischen- und Nachkühlung direkt einzudüsen. Es wird davon ausgegangen, dass auf 
diese Weise eine Enthitzung des Dampfes bis dicht an den Sättigungszustand gezielt  
erreicht werden kann. Es wird eine Restüberhitzung von 5 K unterstellt. Bei dem vorlie-
genden Modell werden weitere Druckverluste durch Einspritzung und aufgrund der  
Mediumsführung zwischen den Stufengruppen und nach dem Verdichter vernachlässigt. 
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Eine zusätzliche Option, die nur im Prozess mit Brüdenverdichtung Sinn ergibt, ist die 
Nutzung der Dampfmenge, die bei der Entspannung des Brüdenkondensats auf geringe-
ren Druck durch Flash-Verdampfung bzw. Entspannungsverdampfung entsteht. Das  
Brüdenkondensat wird in einen Sammelbehälter geleitet und dabei auf ein geringeres 
Druckniveau gedrosselt. Der dabei entstehende Dampf wird aus dem Behältnis abgezogen 
und den Brüden vor der ersten Verdichterstufe des Brüdenverdichters zugegeben.  
Durch diese Maßnahme erhöht sich zwar der elektrische Eigenbedarf der Anlage; jedoch  
kann der Heizdampfbedarf aus dem Kraftwerksprozess weiter reduziert werden. Ein  
Wirkungsgradvorteil wird bei dieser Option dann erreicht, wenn der Gewinn durch die 
Verringerung des Heizdampfbedarfs den Anstieg des elektrischen Eigenbedarfs des  
Brüdenverdichters überwiegt.27 

An dieser Stelle sei neben der bereits erwähnten Literatur noch auf weiterführende  
Literatur zur Braunkohletrocknung in [89–91, 137–141] hingewiesen. 

3.3.3 Zwei-Zonen-Dampferzeugermodell für kohlebefeuerte Dampfkraftwerke 

Der Dampferzeuger ist aus Sicht des Gesamtkraftwerks die Schnittstelle zwischen dem 
Wasser-/Dampfkreislauf und der Luft-/Rauchgasseite. Der Abhitze-Dampferzeuger 
(AHDE) eines GuD-Kraftwerks ist reiner Wärmeübertrager, solange keine Zusatzfeuerung 
vorgesehen ist. Daher kann der AHDE mit den Basismodellen für die Vorwärmung,  
Verdampfung und Überhitzung des Wassers bzw. Wasserdampfes unmittelbar modelliert 
werden.  

Demgegenüber kann der Dampferzeuger eines kohlebefeuerten Dampfkraftwerks als 
Wärmeübertrager mit Reaktionszone, dem Feuerraum bzw. der Brennkammer, abstra-
hiert werden. Aufgrund seines typischen Aufbaus und zum Erhalt von Zwischenergebnis-
größen, welche Aussagen über die Realitätsnähe der Simulationsergebnisse zulassen, 
wird eine den Bedürfnissen dieser Arbeit angepasste Modellierung vorgenommen.  

Dem Stand der Technik der aktuell neuesten Generation von Groß-Dampfkraftwerken 
entsprechend, beziehen sich die folgenden Aussagen auf staubbefeuerte, trockenent-
aschte, überkritische Zwangdurchlauf-Dampferzeugern in Turmkesselbauweise. 

Ganz allgemein sind die maximal erreichbaren Frischdampfparameter an die Grenzen der 
wirtschaftlich einsetzbaren Werkstoffe gebunden, wobei vor allem die Betriebstempe- 

 
27 Die Option der Rückführung der Brüden aus der Entspannungsverdampfung des Brüdenkondensats führt 

bei dem Braunkohlekraftwerk mit Braunkohlevortrocknung (siehe Abschnitt 4.2.1) zu einem Wirkungs-
gradvorteil von ca. 0,10 %-Punkten. Dabei wird etwa 1,0 kg/s weniger Brennstoff benötigt, jedoch muss 
ein um 2 MW erhöhter elektrischer Eigenbedarf hingenommen werden. Deswegen wird diese Option für 
die Vergleichsstudie herangezogen. 
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ratur die Einsatzmöglichkeiten begrenzt. Bei den im Dampfkraftwerksprozess maximal  
auftretenden Dampftemperaturen, dem endüberhitzten Frischdampf und dem zwischen-
überhitzten Dampf, leuchtet diese materialbezogene Limitierung für die entsprechenden 
Heizflächen, Sammler und Rohrleitungen sofort ein. Bei der üblichen Bauweise der 
Dampferzeuger stellt die Temperatur der wasser-/dampfdurchströmten Membranwand 
eine weitere werkstoffseitige Limitierung und somit eine ggf. technologiebegrenzende 
Größe dar [142]. 

Aufgrund der Baugröße der Dampferzeuger liegen Dimensionen und Bedingungen  
vor, die eine gezielte und kontrollierte Wärmenachbehandlung der Schweißnähte im  
errichteten Zustand des Dampferzeugers in der Praxis nahezu unmöglich machen und  
daher vermieden werden.28 Diese der Fertigungspraxis entstammende Randbedingung 
schränkt die mögliche Materialwahl auf bestimmte Werkstoffe geringerer Legierung ein, 
die nach dem Schweißen auf der Baustelle nicht wärmenachbehandelt werden müssen. 
Höher legierte Werkstoffe, die höhere Temperaturen zulassen würden, müssten wärme-
nachbehandelt werden, um das Auftreten von wasserstoffinduzierter Spannungsrisskor-
rosion zu vermeiden. Aus diesem Grund ist die Mediumtemperatur in der Membranwand 
am Austritt des Verdampfers als Maß für die Materialtemperatur eine wichtige, nicht zu 
vernachlässigende Zwischenergebnisgröße. Die näherungsweise Bestimmung dieser 
Temperatur ermöglicht die Berücksichtigung sehr wichtiger charakteristischer Größen, 
die Aufschluss über die Realitätsnähe der angenommenen Prozessführung bei der Dampf-
erzeugung geben. 

Durch die Kopplung der rauchgasseitigen Wärmeabgabe mit der wasser-/dampfseitigen 
Wärmeaufnahme im Dampferzeuger werden Änderungen auf mindestens einer der bei-
den Seiten Auswirkungen auf die Wandtemperatur haben. So wird bei den Dampfkraft-
werksprozessen, die eine Rauchgasrückführung erforderlich machen, wie das Braunkoh-
ledampfkraftwerk mit Braunkohlevortrocknung und das Oxyfuel-Kraftwerk, die Mem-
branwandtemperatur zur Bemessung der Rauchgasrückführungsrate herangezogen. 
Hierzu werden die aus den Simulationen der Ausgangstechnologie (600-°C-Technologie) 
gewonnenen Werte der Mediumtemperaturen in der Membranwand für die Parameter-
setzung der anderen untersuchten Technologien herangezogen. Da die Menge der zurück-
geführten Rauchgase zum einen den Wirkungsgrad des Dampferzeugers und zum  
anderen den elektrischen Eigenbedarf des Kraftwerks beeinflusst, wird durch diese  

 
28 Tatsächlich zeigte das bei der jüngsten Generation Großdampferzeuger sehr oft eingesetzte Membran-

wandmaterial 7CrMoVTiB10-10 (T24) schon nach wenigen Betriebsstunden Rissbildungen. Diesem 
Problem wurde von manchen Betreibern durch Austausch des Materials, von anderen durch speziell ent-
wickelte und sehr aufwändige Wärmenachbehandlung des Werkstoffes sowie zusätzlichen betrieblichen 
Maßnahmen zur Reduzierung des Rissbildungsrisikos begegnet [143, 144]. 
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Modellierung die Vergleichbarkeit der Simulationsergebnisse der gegenüberzustellenden 
Technologien sichergestellt. Demgegenüber würden bei der Verwirklichung der Prozesse, 
bei denen eine Rauchgasrückführung zur Begrenzung der Membranwandtemperaturen 
vorgesehen wird, sicherlich die maximal zulässigen Werkstofftemperaturen ausgenutzt 
werden, um die Menge der zurückzuführenden Rauchgase möglichst gering zu halten. 

Nachfolgend wird die Modellbildung und Parametrisierung zur Abschätzung der maxima-
len Wandtemperatur des Dampferzeugers beschrieben. Um die Modellierung sowie die 
notwendige Parametrierung möglichst zweckmäßig und mit vertretbarem Aufwand  
gestalten zu können, wird vereinfachend die Mediumtemperatur in der Membranwand in 
Höhe des Feuerraumendes29 bestimmt. Diese Wahl wurde getroffen, weil an dieser Stelle 
infolge der hohen Wärmestrahlung die höchsten Materialtemperaturen in der Wand auf-
treten. Die vereinfachende Wahl dieser Größe ermöglicht die gedankliche Teilung des 
Dampferzeugers in zwei Bilanzzonen: 1. die Brennkammer bzw. den Feuerraum und  
2. die Konvektionsheizflächen (siehe Abbildung 3.7). Der Vorteil dieses Modellentwurfs 
besteht darin, dass keine geometrischen Auslegungsdaten benötigt werden und somit 
eine einfache allgemeine Anwendbarkeit sowie Übertragbarkeit gegeben ist. 

Der in Zone 1 vom Rauchgas vornehmlich durch Strahlung an die Umfassungswände  
abgegebene Wärmestrom wird von der Umfassungswand und somit vom Medium in  
der Wand aufgenommen. Die im Feuerraum vom Rauchgas an das Wasser übertragene  
Wärmemenge �̇�𝑄FR, der mediumseitige Massenstrom in der Membranwand �̇�𝑚VE sowie die 
Temperatur 𝑇𝑇VE und der Druck 𝑝𝑝VE des Mediums (Wasser) am Eintritt in den Trichter des 
Dampferzeugers bestimmen die Temperatur des Mediums in der Membranwand auf 
Höhe des Feuerraumendes:  

 𝑇𝑇MW = 𝑓𝑓 ��̇�𝑄FR, �̇�𝑚VE,ℎVE(𝑇𝑇VE,𝑝𝑝VE)� (3.7) 

Der Druck ergibt sich durch Vorgabe der Frischdampfparameter und der Druckverluste 
des Dampferzeugers; die Temperatur am Trichtereintritt ergibt sich durch Parametrie-
rung der Eintrittstemperatur des Speisewassers sowie der Speisewasseraufwärmung im 
Economiser. Der Speisewassermassenstrom folgt indirekt aus der Topologie und der  
Parametrierung des Gesamtprozessmodells, im Wesentlichen aber aus der Leistungs-
größe des Kraftwerks und den Frischdampfparametern. 

 

 
29 Um Missverständnissen vorzubeugen, sei ergänzend erläutert, dass hier das Feuerraumende dem rauch-

gasseitigen Eintritt in die Konvektionsheizflächen (beginnend mit der Schottheizfläche) gleichgesetzt 
wird. Die Begriffe Feuerraum und Brennkammer werden hier äquivalent benutzt.  
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Abbildung 3.7: Schematische Darstellung des Zwei-Zonen-Dampferzeugermodells. Zone 1 um-

fasst den Verdampfer bis zur Membranwand in Höhe des Feuerraumendes bzw. 
des Eintritts der Rauchgase in die Konvektionsheizflächen. Zone 2 umfasst die 
Konvektionsheizflächen. In Zone 2 wird der Wärmeübergang an die Membran-
wand vernachlässigt. Links: Örtliche Zuordnung der Heizflächen (VD: Ver-
dampfer, Ü: Überhitzergruppe, ZÜ: Zwischenüberhitzergruppe, Eco: Economi-
ser) mit den für die Modellierung wichtigen Temperaturen auf der Rauch- 
gas- sowie auf der Wasser-/Dampfseite. Rechts: Beispielhaftes Temperatur- 
Wärmestrom-Diagramm. Darin sind die Temperaturverläufe der Überhitzer- 
und Zwischenüberhitzergruppe vereinfacht in reiner Gegenstromführung ange-
deutet. 

Die Bestimmung von �̇�𝑄FR erfolgt mit Hilfe der rauchgasseitigen Energiebilanz des Feuer-
raumes: 

 �̇�𝑄FR  =  �̇�𝑚RG ⋅ �ℎRG,ad(𝑇𝑇ad) − ℎRG,FE(𝑇𝑇FE)� (3.8) 

Der Rauchgasmassenstrom �̇�𝑚RG  bestimmt sich aus dem Brennstoffmassenstrom sowie 
aus dem sich über die Vorgabe des Verbrennungssauerstoffverhältnisses ergebenden 
Luft- bzw. Oxidatormassenstrom (siehe dazu auch Abschnitt 3.2.2). Im Falle der Kraft-
werke mit Rauchgasrückführung ist der Rauchgasmassenstrom um den zurückgeführten 
Rauchgasmassenstrom erhöht. 

Die rauchgasseitige Temperatur am Feuerraumende 𝑇𝑇FE, also in Höhe des rauchgasseiti-
gen Eintritts in die Konvektionsheizflächen, ist ein vorzugebender Parameter, der sich aus 
der Auslegung des Dampferzeugers für das einzusetzende Brennstoffband ergibt. Übliche 
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Auslegungen der rauchgasseitigen Feuerraumendtemperatur weisen einen Abstand von 
etwa 50 K unterhalb des Ascheerweichungspunktes der Kohle (DIN 51730, [145])  
auf, um so übermäßige Verschmutzungen der nachfolgenden Konvektionsheizflächen  
durch noch teigig/klebrige Asche zu vermeiden. Um das einsetzbare Brennstoffportfolio  
international zu beschaffender Steinkohlen nicht zu weit einzuschränken, wird für die im  
Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen eine Feuerraumendtemperatur 
von 1260 °C angesetzt. Für die Braunkohle wird aufgrund der geringeren Ascheerwei-
chungstemperatur eine Temperatur von 1050 °C angenommen. 

Die letzte fehlende Größe zur Bestimmung der vom Rauchgas abgegebenen Wärmemenge 
ist nach Gleichung (3.8) die adiabate Verbrennungstemperatur 𝑇𝑇ad, also jene Temperatur, 
die sich einstellen würde, wenn der Brennstoff zwar unter den gleichen Bedingungen  
jedoch ohne zeitgleiche Wärmeabgabe verbrannt würde. Obwohl sich diese Temperatur 
wegen der Wärmeabfuhr an die Brennkammerwand in der Realität niemals einstellt, ist 
sie dennoch geeignet, um den übertragenen Wärmestrom zu bestimmen. Aufgrund der 
Kopplung des vom Rauchgas abgegebenen Wärmestroms mit dem von der Verdampfer-
wand aufgenommenen Wärmestrom würde sich in Abbildung 3.7 rechts bei Berücksich-
tigung der realen Verhältnisse lediglich der Verlauf der Rauchgastemperatur in Zone 1 zu 
geringeren Temperaturen hin verändern. Ist die Verbrennung abgeschlossen, kann eine 
Wärmeabgabe nur durch Temperaturänderung des Rauchgases erfolgen. 

Eine detailliertere Beleuchtung der hier dargestellten Zusammenhänge mit verschiede-
nen Beispielen wird von Schwendig in [146] gegeben. 

An dieser Stelle sei auf die Wichtigkeit der Angabe der für die Berechnung der adiabaten 
Verbrennungstemperatur verwendeten Stoffdaten bzw. Stoffdatenmodelle für Vergleiche 
hingewiesen: Bei dem Modell der adiabaten Verbrennung wird angenommen, dass die 
Umwandlung der im Brennstoff chemisch gebundenen Energie in Wärme ausschließlich 
mit einer entsprechenden Temperaturerhöhung ohne gleichzeitige Wärmeabgabe  
einhergeht. Unter derartigen Voraussetzungen würden sich in der Realität bei den  
üblichen Verbrennungsbedingungen von Kohle sehr hohe Temperaturen von mehr als 
1500 °C einstellen. Die bei so hohen Temperaturen auftretenden (endothermen) Dis- 
soziationsreaktionen würden der Erhöhung der Temperatur entgegenwirken. Bei der  
Abkühlung würde es zur Umkehrung der Dissoziation, also zur Rekombination unter 
Energieabgabe kommen. Nach Effenberger [85] kann sich eine Temperaturabweichung 
von bis zu 15 % zu den wirklichen Verhältnissen ergeben, wenn diese Reaktionen  
vernachlässigt werden. Unabhängig davon, ob ein Stoffdatenmodell diese komplex zu  
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berechnenden Effekte abbilden kann oder ob es bereits seinen eigentlichen Gültigkeits-
bereich deutlich verlassen hat, kann ggf. durch Extrapolation ein Wert für die adiabate 
Verbrennungstemperatur berechnet werden. Das Berechnungsergebnis ist jedoch mehr 
oder minder deckungsgleich mit der adiabaten Verbrennungstemperatur, die sich in der 
Wirklichkeit einstellen würde. Wird, wie bei den Untersuchungen in dieser Arbeit, das 
Ergebnis der adiabaten Verbrennungstemperatur verwendet, um spezifische Enthalpien 
zu berechnen, so ist der Fehler der berechneten Temperatur irrelevant, solange dieselbe 
Stoffdatenberechnung zur Anwendung kommt. Ist auf diese Weise der eindeutige und 
konsistente Zusammenhang zwischen Temperatur und spezifischer Enthalpie gewähr-
leistet, so werden korrekte Ergebnisse des dem Rauchgas entzogenen Wärmestroms  
berechnet. Wird dagegen beispielsweise nur eine adiabate Berechnungstemperatur  
angegeben, jedoch die zugrunde gelegte Stoffwertberechnungsvorschrift nicht, so können 
deutliche Fehlinterpretationen30 der Angaben die Folge sein.  

Trotz möglicher alternativer Vorgehensweisen 31 und der Unsicherheiten im Zusammen-
hang mit der Ermittlung und Interpretation der adiabaten Verbrennungstemperatur, 
kann sie dennoch als Indikatorgröße für die Bedingungen, die bei der Verbrennung  
herrschen, dienen. Bei der Gegenüberstellung verschiedener Technologien auf Basis  
desselben Brennstoffs wird mit der Angabe der adiabaten Verbrennungstemperatur ein 
weiteres Maß der Vergleichbarkeit bereitgestellt. Generell gilt, je höher die adiabate Ver-
brennungstemperatur ist, desto höher ist das Temperaturniveau im Bereich der Verbren-
nung. Folglich sind damit Tendenzen zur erhöhten NOx-Bildung, zu größeren Wär-
mestromdichten und somit kleineren Brennkammerheizflächen, zu verbesserten Zünd-
bedingungen und somit Verbesserungen der Flammenstabilität jedoch auch zu erhöhter 
Verschlackungsneigung im Brennkammerbereich verbunden. Besonders geringe oder 
hohe adiabate Verbrennungstemperaturen deuten auf Schwierigkeiten hin, die bei der 
Umsetzung des Konzepts in die Wirklichkeit zu erwarten sind. Hierbei darf allerdings 
nicht der Einfluss der Eigenschaften des eingesetzten Brennstoffs auf das grundlegende 
Niveau der adiabaten Verbrennungstemperatur vernachlässigt werden. Für die in den Ta-
bellen 3.2 und 3.3 definierten Brennstoffe berechnen sich bei direkter Zuführung von Luft 
und Brennstoff mit 10 °C unter Vernachlässigung von Dissoziationsreaktionen adiabate 

 
30  Dies ist z. B. dann der Fall, wenn mit Hilfe der Angabe der adiabaten Verbrennungstemperatur die Wär-

mebilanz des Dampferzeugers nachvollzogen werden soll. 
31  Alternative Vorgehensweisen zur Bestimmung des im Feuerraum vom Rauchgas abgegebenen Wär-

mestroms könnten die Vorgabe eines Temperaturprofils oder die Festlegung auf eine konstante Rauch-
gastemperatur im gesamten Feuerraum, nämlich der Feuerraumendtemperatur, sein. Obwohl für die 
Wärmeübertragung die reale absolute Temperatur bestimmend ist, so ist sie doch nicht entscheidend für 
die abgegebene Wärmemenge, solange dieselbe Feuerraumendtemperatur erreicht wird und die Ver-
brennung in gleichem Maße abgeschlossen ist. 



3.3  Teilprozessmodelle und deren Parametrierung 79 

  

Verbrennungstemperaturen bei stöchiometrischen Verhältnissen für die Steinkohle von 
ca. 2080 °C, für das Erdgas von ca. 2020 °C und für die Braunkohle von ca. 1490 °C. Die 
adiabate stöchiometrische Verbrennungstemperatur der vorgetrockneten Braunkohle 
liegt um ca. 500 K höher als die der Rohbraunkohle und somit im Bereich jener der Stein-
kohle. 

In der zweiten Zone des Dampferzeuger-Modells wird die Wärmeübertragung an die Kon-
vektionsheizflächen abgebildet. Abbildung 3.7 rechts zeigt die Temperaturverläufe der 
Überhitzer- und Zwischenüberhitzergruppe wie sie sich im Modell ergeben. Gegenüber 
den Verhältnissen in einem realen Dampferzeuger, in dem die Überhitzerheizflächen und 
Zwischenüberhitzerheizflächen mehrfach unterteilt, z. T. gegeneinander verschachtelt 
und in unterschiedlichen Strömungsführungen angeordnet sind, ist die Abbildung des 
Modells stark vereinfacht. Dies betrifft auch die Modellierung der Einspritzwassermas-
senströme zur Temperaturregelung, die in der Realität zwischen den Teilkonvektions-
heizflächen der Hochdruck- bzw. Zwischenüberhitzungsseite erfolgt. Da in dieser Arbeit 
nicht auf Aussagen der Temperaturen der einzelnen Teilkonvektionsheizflächen abgezielt 
wird, kann die Zugabe der jeweiligen Einspritzwassermassenströme vereinfachend im 
Gesamten nach den letzten Heizflächen modelliert werden.  

Der Economiser ist aus Gründen der wasserseitigen Strömungsstabilität und zur Vermei-
dung sehr hoher Druckverluste bei Turmkesseln üblicherweise im Gleichstrom zum 
Rauchgas angeordnet. Somit ergibt sich durch die Vorgabeparameter der Rauchgasaus-
trittstemperatur sowie der wasserseitigen Economiser-Aufwärmung die kleinste Tempe-
raturannäherung (Grädigkeit) am kalten Ende des Dampferzeugers. 

Eine bereits genannte und ebenfalls in Abbildung 3.7 angedeutete Vereinfachung des  
Modells ist die Vernachlässigung des Wärmeeintrages in die Membranwand im Bereich 
der Konvektionsheizflächen. Daher sei an dieser Stelle noch einmal explizit darauf hinge-
wiesen, dass die hier berechnete Mediumtemperatur in der Membranwand nicht der für 
die Auslegung der Heizfläche heranzuziehenden maximalen Materialtemperatur ent-
spricht.  

Wie bereits erwähnt, ist der dominierende Wärmeübertragungsmechanismus im Bereich 
der Brennkammer die Wärmestrahlung. Bisher noch unerwähnt geblieben ist, dass ein 
Teil der Strahlungswärme auf die oberhalb der Brennkammer angeordneten Konvekti-
onsheizflächen trifft. Dadurch wird ein Teil der Wärme von Zone 1 nach Zone 2 verscho-
ben. Dieser Effekt wird als Durchstrahlung bezeichnet. In den Berechnungen wird dieser 
Effekt mit einem Wert von 4 % der vom Rauchgas abgegebenen Wärme in Zone 1 berück-
sichtigt. Der Abgleich mit zur Verfügung stehenden Auslegungsberechnungen [147] zeigt 
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eine gute Übereinstimmung mit der Mediumtemperatur in der Membranwand in Höhe 
des Feuerraumendes. 

Nach DIN EN 12952-15 [40] werden dem Dampferzeuger Verluste durch Strahlung und 
Leitung an seine unmittelbare Umgebung in Abhängigkeit von seiner maximalen Nutz-
wärmeleistung nach Gleichung (3.9) zugeordnet (siehe auch [148]).  

 �̇�𝑄St = 𝐶𝐶 ⋅ �̇�𝑄N
0,7 (3.9) 

Dabei handelt es sich um eine Zahlenwertgleichung, in der die Nutzwärmeleistung in MW 
einzusetzen ist, um den Verlustwärmestrom ebenfalls in MW zu erhalten. Unter Nutzwär-
meleistung ist der vom Rauchgas an die Wasser-/Dampfseite übertragene Wärmestrom 
zu verstehen. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass sich die maximale Nutzwärme-
leistung nicht wesentlich von der Nennwärmeleistung, welche in den Simulationen  
bestimmt wird, unterscheidet. Dementsprechend werden die Wärmeverluste des Dampf-
erzeugers �̇�𝑄St ausgehend von der Nutzwärmeleistung �̇�𝑄N im Nennpunkt bestimmt. Wird 
eine typische max. Nutzwärmeleistung von 105 % der Nennwärmeleistung zugrunde  
gelegt, liegt die damit in Kauf genommene relative Abweichung der Verlustwärmeleistung 
vom Vorgehen nach der Norm bei den hier betrachteten Leistungsgrößen in der Größen-
ordnung von 10−4 der Nutzwärmeleistung. Dieser Fehler wird daher als vernachlässigbar 
angesehen. Die Aufteilung dieser Verluste auf die Teilenergiebilanzen der Brennkammer 
(Zone 1), des Konvektionsteils (Zone 2) und der Mahlanlage (siehe 3.3.1) erfolgt nach den 
von Brandt in [50] angegebenen Anteilen, die in Tabelle 3.4 wiedergegeben sind. 

Da die Verhältnisse des trockenbraunkohlebefeuerten Dampferzeugers eher denen des 
steinkohlebefeuerten Dampferzeugers entsprechen, werden für den trockenbraunkohle-
befeuerten Dampferzeuger bei der Bestimmung der Verluste die Koeffizienten für Stein-
kohle aus Tabelle 3.4 herangezogen.  

Tabelle 3.4: Verlustfaktor C zur Bestimmung des Verlustwärmestroms des Dampferzeugers 
durch Strahlung und Leitung in Abhängigkeit vom verwendeten Brennstoff nach 
[40] sowie dessen Aufteilung auf die Zonen des Dampferzeugers und der Mahlan-
lage nach [50]. Der Gesamtbetrag des Verlustwärmestroms wird nach Gleichung 
(3.9) bestimmt.  

Brennstoff Verlustfaktor 
𝑪𝑪 

Anteil der Verlustwärmeleistung im Bereich 
Mahlanlage Brennkammer Konvektionszug 

Steinkohle 0,0220 13,0 % 42,0 % 45,0 % 
Braunkohle 0,0315 16,7 % 40,0 % 43,3 % 

 

Zu weiteren Details des Einflusses der Trockenbraunkohlefeuerung auf die Dampferzeu-
gerauslegung sei auf die Literatur in z. B. [146, 149–158] verwiesen. 
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Während die Verbrennung auf der Kohle-/Asche-/Luft-/Rauchgasseite des Dampferzeu-
gers mit dem grundlegenden Funktionsumfang des verwendeten Modellierungs- und  
Simulationswerkzeugs abgebildet wird, wird die Wasser-/Dampfseite entsprechend der 
beschriebenen Modellierung abgebildet. Abbildung 3.8 zeigt die grafische Darstellung des 
steinkohlebefeuerten Zwei-Zonen-Dampferzeugermodells mit den Zahlen eines Berech-
nungsbeispiels. 

 
Abbildung 3.8: Vereinfachte Darstellung des Zwei-Zonen-Dampferzeugermodells in der grafi-

schen Oberfläche des verwendeten Simulationswerkzeugs am Beispiel des stein-
kohlebefeuerten Dampferzeugers. Rauchgasseite: (A) Gemahlene Kohle von der 
Mühle; in Luftleitung (B) ist die Primär- und Sekundärluft zusammengefasst, (C) 
Rauchgas, (D) Trichterasche. Wasser-/Dampfseite: (1) Eintritt endvorgewärm-
tes Speisewasser, (2) Frischdampfaustritt, (3) Eintritt kalte ZÜ, (4) Austritt heiße 
ZÜ, (5) HD-Einspritzung, (6) ZÜ-Einspritzung.  

Obwohl bei der Verwendung von Teilmodellen aus der Teilmodellbibliothek auf die  
Online-Dokumentation des eingesetzten Softwarewerkzeugs [38] zu verweisen ist, sei  
darauf hingewiesen, dass die Stöchiometrie der Verbrennung auf die Brennstoffmenge, 
die der Verbrennung zugeführt wird, bezogen wird und nicht, wie häufig üblich, auf den 
tatsächlich umgesetzten Brennstoff (siehe auch Abschnitt 3.2.2). Die unvollkommene  
Verbrennung wird über die Vorgabe von 3 % Kohlenstoffanteil in der Flug- und der  
Kesselasche modelliert. Die Abbildung von Kohlenstoffmonoxid als Produkt der unvoll-
ständigen Verbrennung sowie von Stickoxiden wird vor dem Hintergrund der wirkungs-
gradfokussierten Technologievergleichsstudie dieser Arbeit aus Gründen, die in Ab-
schnitt 3.3.4 nochmals genauer erläutert werden, verzichtet. 

B A
D

C

1

3

4

5 6

Ko
nv

ek
tiv

-
H

ei
zf

lä
ch

en Eco

St
ra

hl
ra

um
Fe

ue
rra

um

Membran-
wand

Ü
be

rh
itz

er
-u

nd
 

Zw
is

ch
en

üb
er

hi
tz

er
-

G
ru

pp
e

2

Eco:
120,25 MW
Membrandwand:
1049,20 MW
Überhitzer:
543,05 MW
Zwischenüberhitzer:
470,21 MW

Summe:
2182,71 MW

Genauigkeit der
Energiebilanz
21,01 ppb



82 3  Vorausgehende Festlegungen und Erläuterungen 

Im Rahmen dieser Arbeit werden die Oxidatorgasströme zur chemischen Umsetzung des 
Brennstoffs nur in Primärluft bzw. -gas und Sekundärluft bzw. -gas aufgeteilt. Dabei ist 
das Primärgas das Traggas, welches den Kohlenstaub über die Brenner in den Feuerraum 
transportiert. Das Sekundärgas ist die Summe aller Gasströme, die dem Dampferzeuger 
außer dem Primärgas zugeführt werden. Eine Unterteilung in beispielsweise Ausbrand-
luft, Schleierluft oder Tertiärluft erfolgt nicht.  

Für das Modell des mit Rohbraunkohle befeuerten Dampferzeugers wird die Rauchgas-
rücksaugung im Rahmen der Darstellung der Mahltrocknung abgebildet. Mit Kenntnis der 
Temperaturverteilung über den horizontalen Querschnitt des Dampferzeugers auf Höhe 
der Rücksaugeschächte kann die Temperatur der zurückgesaugten Rauchgase bestimmt 
werden. Ohne zu große Abweichungen zu den in der Wirklichkeit herrschenden Verhält-
nissen wird eine Rauchgastemperatur an dieser Stelle von 1000 °C, d. h. 50 K unterhalb 
der Feuerraumendtemperatur, angesetzt (siehe z. B. [103]).  

Die Mahltrocknung der Rohbraunkohle mit Hilfe der heißen zurückgesaugten Rauchgase 
entspricht einer Rauchgasrückführung. Folglich stellt sich trotz gleicher Verbrennungs-
stöchiometrie in der Brennkammer eine geringere Sauerstoffrestkonzentration im 
Rauchgas ein als bei dem steinkohlebefeuerten Dampferzeuger, bei dem keine Rauchgas-
rückführung erforderlich ist (vgl. Abschnitt 3.2.2). 

3.3.4 SCR-DeNOx 

Bei braunkohlebefeuerten Kraftwerken können die derzeitigen emissionsrechtlichen  
Anforderungen bezüglich der Stickoxide (NOx) bereits mit feuerungstechnischen Primär-
maßnahmen eingehalten werden. Bei steinkohlebefeuerten Großkraftwerken stellt die 
Sekundärmaßnahme der selektiven katalytischen Entstickung (SCR-DeNOx) von Rauch-
gasen den Stand der Technik dar, um die Emissionsauflagen zu erreichen. Hierbei hat sich 
die Anordnung des Katalysators im nicht entstaubten Rauchgas nach Economiser, die sog. 
High-Dust-Schaltung, durchgesetzt (vgl. Quellen in Teilkapitel 3.2). 

Als NOx-Reduktionsmittel dient Ammoniak (NH3). Die chemischen Hauptreaktionen der 
Entstickung sind: 

 
4 NO + 4 NH3 + O2 → 4 N2 +  6 H2O 
2 NO2 + 4 NH3 + O2 → 3 N2  + 6 H2O. (3.10) 

Durch den Schwefelgehalt der Brennstoffe kommt es neben diesen gewünschten Reakti-
onen zu unerwünschten Nebenreaktionen: Zum einen begünstigt der Katalysator die Kon-
version von SO2 zu SO3. Zum anderen wird stromabwärts des Katalysators aus dem SO3 
und dem Ammoniakschlupf Ammonium(bi)sulfat ((NH4)2SO4  und NH4HSO4 ) gebildet 
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[159, 160]. Heutzutage ist ein NH3-Schlupf von 2 ppm üblich [161]. Beide Effekte haben 
negative Auswirkungen bezüglich Korrosion und Ablagerungen in den nachfolgenden 
wärmetauschenden Apparaten (z. B. dem LuVo) sowie den Kanälen zur Rauchgasführung. 

Über 90 % der Anlagen, die weltweit mit der SCR-DeNOx-Technik ausgestattet sind, ver-
wenden reines verflüssigtes NH3 zur Entstickung [162]. Das NH3 wird bei Umgebungs-
temperatur und erhöhten Drücken von ca. 5–8 bar flüssig gelagert. Zur Entstickung wird 
es dem Rauchgas vor dem Eintritt in die erste Katalysatorebene möglichst homogen zu-
gemischt. Dazu muss das NH3  beispielsweise durch Warmwasser zunächst verdampft 
werden. Die für die Verdampfung benötigte thermische Energie wird im Rahmen der Un-
tersuchungen dieser Arbeit in der Energiebilanz vernachlässigt. Nach der Verdampfung 
wird das NH3 mit Luft verdünnt, um aus Sicherheitsgründen die untere Zündgrenze 32 des 
Gemisches (d. h. magere Mischung) zu unterschreiten und zudem einen ausreichenden 
Volumenstrom zur homogenen Dosierung zu erhalten. Üblich ist ein Mischungsverhältnis 
von einem Teil NH3 zu mehr als 20 Teilen Luft, sodass sich eine Mischung mit weniger als 
5 Vol.-% NH3 ergibt. Im Betrieb wird normalerweise der Verdünnungsluftmassenstrom 
konstant gehalten und die NH3-Menge den Bedürfnissen zur Einhaltung der NOx-Emissi-
onsgrenzwerte angepasst [104]. Der Massenstrom der Verdünnungsluft liegt in der Grö-
ßenordnung von 1 % des Rauchgasmassenstroms. 

Da der Fokus der technologievergleichenden Untersuchung in dieser Arbeit im Wesentli-
chen auf der Bestimmung des elektrischen Wirkungsgradpotenzials liegt (vgl. Teilkapitel 
1.2), erfolgt keine Modellierung der NOx-Bildung während des Verbrennungsvorgangs. 
Zudem ließen sich die komplexen Zusammenhänge der Bildung und Reduktion der Stick-
oxide im Bereich der Verbrennung in den hier zur Anwendung kommenden null-dimen-
sionalen Modellen nur durch in aller Regel nicht verallgemeinerbare empirische Formeln 
in einem sehr engen Gültigkeitsbereich vorhersagen. Die z. T. sehr stark unterschiedli-
chen Verbrennungsverhältnisse der hier betrachteten Technologien, die vor allem im  
Bereich der CO2-Abtrennungstechnologien bisher nicht im hier betrachteten Leistungs-
maßstab realisiert wurden, lassen die Modellierung der NOx-Gehalte ebenfalls als nicht 
sinnvoll erscheinen.  

In Folge dessen ist auch die Abbildung einer NOx-Reduzierung in einer DeNOx-Anlage 
nicht sinnvoll abbildbar (vgl. Teilkapitel 2.1). Dementsprechend wird im Modell dem 
Rauchgas auch kein NH3 zugeführt. Für die thermodynamischen Zustandsänderungen im 
Rauchgaspfad (vornehmlich Wärmeabgabe) ist die NOx-Konzentration von untergeord-
neter Bedeutung. Allerdings ist die Verdünnungsluftzugabe nicht zu vernachlässigen, weil 

 
32 Der Zündbereich von NH3 in Luft liegt etwa im Bereich von 15 bis 30 Vol.-% [104]. 
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dadurch einerseits eine Temperaturabsenkung und andererseits vor allem eine Erhöhung 
der Sauerstoffkonzentration im Rauchgas stattfinden. Somit ist ein Einfluss auf die Rauch-
gaszusammensetzung festzustellen. Der mit 1,0 % des Rauchgasmassenstroms ange-
setzte Verdünnungsluftmassenstrom entspricht somit einem Falschlufteintrag nach der 
Verbrennung von 1 % des Rauchgasmassenstroms am Economiser-Austritt. Im Rahmen 
dieser Arbeit wird grundsätzlich von der Anordnung des DeNOx-Reaktors nach der  
Economiser-Heizfläche im Leerzug des Turmkessels ausgegangen.33 Weiterhin wird die 
Leistung des Luftverdünnungsgebläses berücksichtigt. Es wird angenommen, dass eine 
Druckerhöhung auf 1,1 bar(abs.) ausreichend ist. 

3.3.5 Regenerativ-Luftvorwärmer 

Die Luftvorwärmung wird bei Dampfkraftwerken mit Staubfeuerung nach dem derzeiti-
gen Stand der Technik durch Wärmeübertrager nach dem Regeneratorprinzip mit Blech-
paketen als Regeneratormasse ausgeführt. Neben der gewünschten Wärmeübertragung 
kommt es aufgrund dieser Bauweise zum Stoffaustausch durch Leckageströme zwischen 
Rauchgas und Luft in beiden Richtungen, siehe z. B. [164]. Aufgrund der Druckunter-
schiede strömt Luft auf die Rauchgasseite. Wegen der wechselweisen Durchströmung der 
Blechpakete mit Luft und Rauchgas verbleiben Restmengen des jeweiligen Gases in den 
Strömungsquerschnitten und vermengen sich mit dem jeweils anderen Gasstrom bei dem 
Wechsel [165]. 

In Anlehnungen an die Ausführungen der VDI 3921-1 [166] wird bei der Modellierung 
jedoch nur ein Leckagestrom am kälteren Ende des Vorwärmers von der Luft- auf die 
Rauchgasseite berücksichtigt. Die Angaben der Rauchgastemperatur am Austritt des Luft-
vorwärmers beziehen sich auf den Zustand nach Aufnahme der Leckageströme. Es wird 
davon ausgegangen, dass ein Quartsektor-Luftvorwärmer verwendet wird, bei dem der 
Sektor für die Primärluft, dem Luftstrom mit dem höchsten Druck, von den sekundärluft-
durchströmten Sektoren umschlossen wird. Es kommt so zur Leckage von der Primärluft 
zur Sekundärluft, die mit 10 % des Primärluftmassenstroms parametriert wird, und zur 
Leckage von Sekundärluft zum Rauchgas, die ihrerseits mit 5 % des gesamten vorge-

 
33 Wenn auch in den technischen Details nicht mehr dem derzeitigen Stand der Technik entsprechend, wird 

in [163] ein sehr anschaulicher Überblick über die Anordnungsmöglichkeiten des DeNOx-Katalysators in 
das Dampferzeugerkonzept und deren jeweilige Auswirkungen gegeben. Abweichend von der in dieser 
Arbeit angenommenen Anordnung liegt beispielsweise bei den Kraftwerksblöcken Westfalen D und E der 
DeNOx-Reaktor zwischen einem geteilten Economiser, um so auch bei Teillasten eine optimale Betriebs-
temperatur zu erreichen [52]. Allerdings wird in diesem Kraftwerkskonzept auch eine um ca. 30 K gerin-
gere Abgastemperatur vor Eintritt in den Luftvorwärmer als in anderen aktuellen Kraftwerken ange-
strebt. 
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wärmten Luftmassenstroms (Summe aus Primär- und Sekundärluft am LuVo-Austritt, 
d. h. kaltes Ende) angenommen wird. 

Außer den Leckagen werden die Druckverluste der Strömungspfade und die Grädigkeiten 
am warmen Ende des LuVos zur Parametrisierung des Modells verwendet. Die Einstel-
lung einer vorgegebenen Rauchgastemperatur am Austritt des Luftvorwärmers erfolgt 
über die Heizleistung des Kalorifers (dampfbeheizter Luftvorwärmer) in der Gesamtpro-
zessschaltung. 

Das Modell des regenerativen Luftvorwärmers wird im verwendeten Softwarewerkzeug 
als energetisch/stoffliches Bilanzmodell implementiert. Das Modellierungskonzept ist in 
Abbildung 3.9 veranschaulicht. 

 

Abbildung 3.9: Schema des regenerativen Luftvorwärmermodells mit den gewählten Parame-
trisierungen; beispielhaft sind die Parameterwerte des steinkohlebefeuerten 
Dampfkraftwerks aus Abschnitt 4.1.1 angegeben 

 

3.3.6 Elektrofilter 

Die Entstaubung der Rauchgase wird bei Großkraftwerken nach dem Stand der Technik 
in Elektrofiltern (E-Filter) vorgenommen. Für die grundlegende Beschreibung der wich-
tigen Funktionszusammenhänge, der Ausführungsmerkmale und der Zusammenhänge 
im Gesamtsystem sei an dieser Stelle auf die Standardliteratur der Kraftwerkstechnik wie 
z. B. [85, 104, 113, 160, 167, 168] verwiesen. Weiterhin sei auf die Zusammenstellung der 
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Entwicklungen der Entstaubungstechnik von Zhu in [169] und darauf aufbauend von 
Nicol in [170] hingewiesen. 

Gegenüber dem Modell des Elektrofilters aus der Standardbibliothek des verwendeten 
Softwarewerkzeugs wird lediglich die Parametrisierung zur Bestimmung des elektri-
schen Eigenbedarfs geändert. Anstelle der Vorgabe einer spezifischen elektrischen  
Leistung, die auf den im Rauchgas mitgeführten absoluten Staubmassenstrom am Elek-
trofilter-Eintritt bezogen ist, wird der elektrische Eigenbedarf von der zu behandelnden 
Rauchgasmenge abhängig gemacht. Es wird ein spezifischer Wert von 0,15 Wh/mi.N., feucht

3  
in Anlehnung an die Angaben in [85] und [171] angesetzt. 

Der benötigte Eigenbedarf zur Überwindung der Systemdruckverluste wird durch die 
Modellierung des Saugzuggebläses berücksichtigt. 

3.3.7 Rauchgasentschwefelungsanlage 

Der weitaus größte Anteil der weltweit installierten Anlagen zur Entfernung von  
Schwefelkomponenten aus Rauchgasen kohlebefeuerter Kraftwerke sind Kalkstein- 
Nasswäscher [172]. Bei dem Verfahren wird eine wässrige Kalkstein-Suspension mit dem 
Rauchgas in Kontakt gebracht, sodass das im Rauchgas durch die Verbrennung des Brenn-
stoffschwefels entstandene SO2 von der Suspension absorbiert wird. Anschließend 
kommt es zur chemischen Reaktion zu Calciumsulfit (CaSO3) und -bisulfit (Ca(HSO3)2). 
Unter Sauerstoffverbrauch oxidieren diese Verbindungen zu CaSO4 und kristallisieren in 
der Suspension schließlich zum Zielprodukt Gips (CaSO4 · 2 H2O). Zur forcierten Oxida-
tion wird dem ständig umzurührenden Sumpf gezielt Luft zugeführt, die sog. Oxidations-
luft. Nach ausreichender Verweilzeit im Sumpf des Wäschers sind die Kristalle groß  
genug, um über Hydrozyklone aus dem Prozess ausgeschleust zu werden. Die abgeschie-
dene Gipssuspension wird durch mechanische Entwässerung (Vakuumbandfilter) auf 
eine Restfeuchte von ca. 10 % entwässert. Der erhaltene Gips wird in aller Regel als 
marktfähiges Nebenprodukt an die Baustoffindustrie verkauft. 

Für Kalksteinmehl als Absorptionsmittel lässt sich die Globalreaktion nach Gleichung 
(3.11) formulieren. 

 SO2 + 1
2  O2 + 2 H2O + CaCO3 → CO2 + CaSO4 ⋅ 2 H2O (3.11) 

Alternativ kann auch Kalkmilch (Ca(OH)2 in wässriger Suspension) als Absorptionsmittel 
eingesetzt werden, die aus Branntkalk (CaO) am Kraftwerksstandort hergestellt wird. 

Bei allen festbrennstoffbefeuerten Prozessen, die in dieser Arbeit betrachtet werden, 
wird eine Nasswäscher-Rauchgasentschwefelungsanlage (REA) modelliert, bei der Kalk-
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stein als Absorbens verwendet wird. Bei dem Einsatz von Kalkstein muss dieser dem Pro-
zess ausgemahlen zugeführt werden. Die dazu benötigte Mahlenergie wird im Rahmen 
dieser Untersuchungen nicht betrachtet, da davon ausgegangen wird, dass dem Prozess 
ein einsatzfertiges Kalksteinmehlprodukt angeliefert wird. 

Weiterhin ist zu beachten, dass bei dem Einsatz von Kalkstein CO2 frei wird. Diese Menge 
ist zwar klein, aber nicht gänzlich vernachlässigbar: Bei den hier durchgeführten Simula-
tionen macht dies etwa 0,3–0,4 % der gesamten entstehenden CO2-Menge aus (also etwa 
2,5–4,0 g/kWh). 

Typischerweise können mit Hilfe von Kalkstein-Nass-Wäschern SO2-Abscheidegrade von 
98 % und darüber hinaus erreicht werden.34 Für allgemeine Entwicklungstendenzen der 
Rauchgasentschwefelungsanlagen sei auf [172] und für Beschreibungen ausgeführter  
Anlagen nach dem Stand der Technik beispielhaft auf [173] hingewiesen. 

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Simulationswerkzeug bietet keine Möglichkeit, 
den verfahrenstechnischen Teilprozess des Kalkstein-Nasswäschers zur Rauchgasent-
schwefelung direkt im Detail abzubilden. Ähnlich wie beim Vorgehen der entsprechenden 
Teilprozesse bei den Kraftwerksprozessen mit CO2-Abtrennung (vgl. Abschnitt 3.3.11), 
wäre theoretisch eine Modellierung in dem ebenfalls im Rahmen dieser Arbeit eingesetz-
ten Softwarewerkzeug AspenPlus® denkbar. Die damit erhaltenen Ergebnisse könnten 
dann in einem Black-Box-Modell in die Gesamtprozesssimulation übertragen werden. 
Vorteil dieses Vorgehens wäre ein besserer Zugang zur Bestimmung des elektrischen  
Eigenbedarfs. Dies erscheint jedoch für den Zweck des im Wesentlichen effizienz- 
basierten Technologievergleichs im Rahmen dieser Arbeit als nicht angemessen. Zur  
detaillierten Modellierung wären sehr spezielle Kenntnisse der Prozessvorgänge und der 
typischen Auslegungskonzepte der REA-Hersteller notwendig. Vor allem ist der in  
Wirklichkeit ablaufende Chemismus deutlich komplexer als in Gleichung (3.11) darge-
stellt. Außerdem wäre die Berücksichtigung vieler weiterer Stoffe (z. B. Cl, Fe, Mg etc.), die 
im Rahmen dieser Untersuchungen vernachlässigt werden, für die realitätsnahe Beschrei-
bung der Abläufe des REA-Prozesses bei der Modellierung und Simulation notwendig.  

Daher wird ein vereinfachtes Modell für die Massen- und Energiebilanzen erstellt, das auf 
Grundlage der Globalreaktion (3.11) und mit entsprechenden weiteren Vorgaben die Än-

 
34 Demgegenüber ist die SO3-Abscheidung in Kalkstein-Nasswäschern in der Praxis als eher mäßig einzu-

stufen. Als typischen Bereich der SO3-Abscheideeffizienz gibt Fernando in [174] 40 bis 70 % an. Aufgrund 
des geringen Anteils von einigen Prozent der SO2-Konzentration kann der SO3-Anteil zur Berechnung der 
Massen- und vor allem Energiebilanzen jedoch vernachlässigt werden.zugeb 
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derung der Zusammensetzung des Rauchgases, dessen thermodynamische Zustandsän-
derung und den elektrischen Eigenbedarf des REA-Prozesses bestimmt. 

Der elektrische Eigenbedarf der Kalkstein-Nasswäscher-REA liegt ohne Berücksichtigung 
der zusätzlichen Leistung des Saugzuggebläses zur Überwindung der Druckverluste der 
REA im Bereich von ungefähr 0,5–2 % der elektrischen Kraftwerksleistung [104, 160, 
173]. Dies entspricht einer Einbuße des elektrischen Wirkungsgrads von ca. 0,25–1 %-
Punkten. Dabei ist der größte Anteil des elektrischen Eigenbedarfs den Suspensionspum-
pen des Wäschers zuzuschreiben. 

Die Parametrisierung und die zugehörigen Parameterwerte des erstellten Modells wer-
den nachfolgend genauer erläutert: Der elektrische Eigenbedarf der REA wird einerseits 
durch die erhöhte Antriebsleistung des Saugzuggebläses aufgrund der rauchgasseitigen 
Druckverluste berücksichtigt, andererseits wird der übrige elektrische Eigenbedarf des 
REA-Wäscherprozesses durch einen spezifischen Wert abgeschätzt. Gemäß der Darstel-
lung von Geuder in [175] wird der spezifische Energiebedarf des REA-Wäscherprozesses 
auf die zu behandelnde Rauchgasmenge am Eintritt in die REA bezogen. Obwohl der zur 
Einhaltung der Emissionsvorschriften notwendige SO2-Abscheidegrad bei dieser Art der 
Parametrisierung keine Berücksichtigung findet, werden mit einem Parameterwert von 
2,5 Wh/mi.N.,feucht

3  Ergebnisse erzielt, die im Bereich der Angaben aktuell ausgeführter 
REA bei braunkohle- und steinkohlebefeuerten Kraftwerken liegen [173]. Somit kann von 
einer ausreichend realitätsnahen Parametrisierung ausgegangen werden. 

Durch den Kontakt mit der wässrigen Suspension wird das Rauchgas nicht nur von SO2 
gereinigt, sondern auch abgekühlt und mit Wasserdampf gesättigt. Es hat sich gezeigt, 
dass die Modellierung als adiabater Wäscher zur Beschreibung der Zustandsänderung der 
Rauchgase in der REA eine gute Näherung darstellt [176]. Es stellt sich die Kühlgrenztem-
peratur des Rauchgases ein. 

Neben der SO2-Abscheidung und der Aufsättigung mit Wasserdampf erfolgt eine Ände-
rung der Zusammensetzung des Rauchgases durch die chemischen Vorgänge und durch 
die Zugabe von Oxidationsluft im Absorbersumpf. Entsprechend der Globalreaktions- 
gleichung (3.11) ergeben sich der stöchiometrische Sauerstoffbedarf sowie die Menge des 
freigesetzten CO2. Die Berechnungen erfolgen unter den Vorgaben 

• einer SO2-Zielkonzentration von 100 mg/mi.N., tr.
3  (ohne Restsauerstoffkorrektur; 

dies entspricht dem halben Wert der 13. BImSchV in der Fassung von Mai 2013) 
[177],  

• eines Oxidationsluftverhältnisses von 2,0 sowie  
• einer Kalksteinstöchiometrie von 1,05.  
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Das Oxidationsluftverhältnis setzt die in der Luft enthaltene Sauerstoffmenge, welche 
dem Sumpf zur forcierten Oxidation des Calciumsufits zu Gips zugegeben wird, ins  
Verhältnis zum stöchiometrischen Sauerstoffbedarf nach Gleichung (3.11). Damit werden 
ca. 0,2 % des Rauchgasmassenstroms am REA-Eintritt als Oxidationsluft zugeführt. 

Die Kalksteinstöchiometrie beschreibt die tatsächlich eingesetzte Kalksteinmenge im 
Verhältnis zum stöchiometrischen Bedarf. Mit dem gewählten Parameterwert von 1,05 
wird also 5 % mehr Kalkstein eingesetzt als für den theoretisch minimalen Bedarf.  

Die dem Prozess zuzugebende Zusatzwassermenge wird durch Bilanzierung der  
Wasseraufnahme des Rauchgases durch Aufsättigung mit Wasser am Austritt der REA, 
zuzüglich des mit dem Rohgips aus dem Prozess abgeführten Wassers, welches sich aus 
der Hydratwassermenge sowie der Annahme einer Rohgipsrestfeuchte von 10 % ergibt, 
bestimmt. 

3.3.8 Wirkungsgradmodelle von Strömungsmaschinen 

Strömungsmaschinen stellen eine der Schlüsseltechnologien der Energiewandlungskette 
in der Großkraftwerkstechnik dar. So wird das Arbeitsfluid des thermodynamischen  
Kreisprozesses in den Turbinen entspannt. Die Enthalpie des Arbeitsfluids, die an diesen 
Stoff durch seinen Zustand gebunden ist, wird in mechanische Energie in Form von Rota-
tionsenergie umgewandelt, die nun keine direkte stoffliche Bindung mehr aufweist. Sie 
sind damit ein sehr wichtiges Glied in der Kette der Energiewandlungen, die in einem 
thermischen Kraftwerksprozess, beginnend mit der chemisch im Brennstoff gebundenen 
Energie bis zur Zielenergieform des elektrischen Stroms, stattfinden. Außerdem finden 
Strömungsmaschinen als Arbeitsmaschinen in Form von Pumpen, Gebläsen, Verdichtern 
und ggf. Ventilatoren bei der Druckerhöhung zur Förderung und Verdichtung verschie-
denster Gase und Flüssigkeiten in kraftwerkstechnischen Prozessen Anwendung. Deren 
erforderliche Antriebsleistung macht den überwiegenden Anteil 35 der Eigenbedarfsleis-
tung des Kraftwerks aus.  

Diese Ausführungen verdeutlichen, dass der eindeutigen Beschreibung der thermo- 
dynamischen Güte dieser Maschinen für deren Vergleichbarkeit und damit für die Ver-
gleichbarkeit der Gesamtprozesse größte Bedeutung zukommt. 

 
35 Bei konventionellen kohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozessen werden bei dem Antrieb der Speise-

wasserpumpe durch eine Antriebsturbine typischer Weise mehr als 60–70 %, bei elektrischem Speise-
wasserpumpenantrieb mehr als 70–80 % des elektrischen Eigenbedarfs durch Strömungsmaschinenag-
gregate verursacht. 
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Anders als bei den energetischen Wirkungsgraden, wie z. B. dem elektrischen Netto- 
wirkungsgrad, handelt es sich bei den Wirkungsgraddefinitionen von Strömungsmaschi-
nen um thermodynamische Gütegrade. Bei energetischen Wirkungsgraden wird die  
Nutzenergie der aufzuwendenden Energie zum Erhalt dieses Nutzens ins Verhältnis  
gesetzt. Bei den Strömungsmaschinen dagegen wird die realisierte thermodynamische 
Zustandsänderung zu einer theoretischen Bezugs-Zustandsänderung des Arbeitsstoffs 
ins Verhältnis gesetzt. Die tatsächlich erhaltene Zustandsänderung bei der vollzogenen 
Druckänderung in der Strömungsmaschine wird als Nutzen definiert, während der  
Aufwand durch eine Zustandsänderung beschrieben wird, die im theoretischen idealen 
Fall gelten würde. Unter der üblicherweise gerechtfertigten Vernachlässigung von  
Wärmeverlusten über das Gehäuse der Maschine, also bei einer adiabaten Zustandsände-
rung, bedeuten im Vergleich zum energetischen Wirkungsgrad hier die Verluste keinen 
Energieverlust: Ein Wirkungsgrad unterhalb des Wertes von 100 % bedeutet im Fall von 
Verdichtern oder Gebläsen, dass dem Fluid mehr Energie in Form von technischer  
Arbeit gegenüber der angestrebten und als ideal betrachteten Zustandsänderung zur  
Druckerhöhung aufzuwenden ist. Im Fall von Turbinen wird weniger Energie in Form von  
technischer Arbeit dem Arbeitsmedium entzogen als bei der Entspannung entlang der als  
ideal betrachteten Zustandsänderung umgewandelt werden würde. Die Abweichung  
vom theoretisch optimalen Nutzen bzw. Aufwand stellt also lediglich ein vergebenes  
Arbeitspotenzial bzw. einen unerwünschten Mehraufwand, d. h. einen Exergieverlust, 
dar. Die zu wenig abgeführte technische Leistung verbleibt bei Turbinen im Fluid. Die zu 
viel zugeführte technische Leistung bei Verdichtern wird dem Fluid zusätzlich zugeführt, 
dissipiert in Form von Wärme und führt zur Steigerung der inneren Energie des Fluids. 
Da im Fall der Strömungsmaschinen eine Zustandsänderung einem theoretischen Ver-
gleichsprozess (VGP) gegenübergestellt wird, müsste eigentlich von einem Gütegrad und 
nicht von einem Wirkungsgrad gesprochen werden. In der Praxis erfolgt diese Unter-
scheidung allerdings nicht und es wird ebenfalls von Wirkungsgraden gesprochen. 

Für die Entspannung des Fluids mit dem Ziel, technische Arbeit 𝑊𝑊t zu gewinnen, kann der 
allgemeine Wirkungsgrad 𝜂𝜂T  und für die Verdichtung eines Fluids der allgemeine Wir-
kungsgrad 𝜂𝜂V definiert werden (siehe Gleichung (3.12)). 

 𝜂𝜂T =  
𝑊𝑊t,real

𝑊𝑊t,VGP
  ,    𝜂𝜂V =  

𝑊𝑊t,VGP

𝑊𝑊t,real
 (3.12) 

Die üblichen Bezugs-Zustandsänderungen bzw. Vergleichsprozesse zur Definition der 
Wirkungsgrade sind die isentrope oder die polytrope Zustandsänderung bei der Verdich-
tung oder der Entspannung. Da weiterhin in aller Regel mit guter Annäherung an die 
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Wirklichkeit unterstellt werden, dass ein möglicher Verlustwärmestrom an die Umge-
bung zu vernachlässigen ist, kann über beide Wirkungsgradbezüge die strömungstechni-
sche Güte der Maschine wiedergegeben werden. Zur Beschreibung derselben tatsächlich 
erreichten Zustandsänderung sind bei Verwendung der beiden Wirkungsgraddefinitio-
nen andere Wirkungsgradwerte einzusetzen. Dabei gilt grundsätzlich: 

• bei Turbinen 𝜂𝜂T,is ≥  𝜂𝜂T,poly  

• bei Verdichtern 𝜂𝜂V,is ≤  𝜂𝜂V,poly 

Bei der polytropen Wirkungsgraddefinition wird eine bessere Aussage über die  
strömungstechnische Güte der Strömungsmaschine getroffen als bei der isentropen [178, 
179]. Bei der Definition des Wirkungsgrads über die isentrope Vergleichszustands- 
änderung wird der Wirkungsgradwert bei gleicher strömungstechnischer Güte zusätzlich 
durch das Stoffwerteverhalten 36 des Arbeitsfluids beeinflusst. Daher ist der Wert des 
isentropen Wirkungsgrads abhängig vom thermodynamischen Ausgangzustand am Ein-
tritt der Maschine sowie von der gesamten Enthalpieänderung bzw. vom realisierten 
Druckverhältnis. Dies gilt auch bei demselben Arbeitsfluid bei unterschiedlichen Aus-
gangszuständen und Zustandsänderungen. Gegenüber der polytropen Wirkungsgradde-
finition ist die isentrope Wirkungsgraddefinition anschaulicher, kann einfacher berechnet 
und gut in Zustandsnomogrammen – typischerweise dem Enthalpie-Entropie-Diagramm 
(h‐s-Diagramm) bzw. Mollier-Diagramm für Wasser-Dampf – nachvollzogen werden. Die 
genaueren Definitionen der Wirkungsgrade können z. B. [178] oder [179] entnommen 
werden.  

Ist die Berücksichtigung des realen Stoffwerteverhaltens notwendig, wie z. B. bei der  
Entspannung des Dampfes in einer Dampfturbine bis in das Nassdampfgebiet hinein, wird 
die genaue Berechnung der polytropen Zustandsänderung schnell sehr aufwändig.  
Entsprechende Vereinfachungen für eine effektive numerische Programmierung können 
Einfluss auf das Ergebnis haben. Im Sinne der Wiederholbarkeit und der Nachvollziehbar-
keit sollte besonders in diesem Fall das numerische Umsetzungskonzept ebenfalls doku-
mentiert werden. Prinzipiell gilt außerdem, dass die Differenz zwischen dem polytropen 
und dem isentropen Wirkungsgrad einer Strömungsmaschine mit sinkenden Druck- 
verhältnissen und steigender Güte (d. h. steigenden Wirkungsgraden) fällt. Bei den  
Grenzfällen eines Wirkungsgrads von 100 % oder einem Druckverhältnis, welches sich  

 
36 Dieser Einfluss ist umso bedeutender, je stärker das Arbeitsfluid bei der Zustandsänderung in seinem 

Stoffwerteverhalten vom sog. perfekten Gas (d. h. ideales Fluid mit konstanter spezifischer Wärmekapa-
zität) abweicht. 
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dem Wert eins nähert, sind die polytropen und isentropen Bezugszustandsänderungen  
identisch.  

Soll, wie bei den hier durchgeführten Simulationen, mit Hilfe der Wirkungsgradangabe 
einer Strömungsmaschine die Zustandsänderung vorausgesagt werden, dann sollte  
der Wirkungsgrad im Sinne der Vergleichbarkeit und Vereinheitlichung die Güte der  
Strömungsmaschine wiedergeben. Daher ist bei großen Druckverhältnissen die polytrope 
Wirkungsgraddefinition vorzuziehen. 

Aus diesem Grund wurden im Verlauf dieser Arbeit verschiedene Versuche durchgeführt, 
die Entspannung nach dem polytropen Wirkungsgradmodell für Wasserdampf zu imple-
mentieren.37 Die daraus erarbeiteten Modelle wurden jedoch nicht für die hier dokumen-
tierten Simulationen herangezogen, da deren Anwendung die Gesamtberechnungszeiten 
im Zusammenhang mit den notwendigen Optimierungsläufen der Kraftwerksprozesse 
(siehe Abschnitt 3.2.1) so sehr gesteigert hätten, dass dies als nicht praxisnahe Gesamt-
herangehensweise eingestuft wird. 

Der Vollständigkeit halber ist zu erwähnen, dass bei Verdichtungsprozessen öfters die 
isotherme Verdichtung als Vergleichsprozess zur Wirkungsgradbildung herangezogen 
wird, weil mit dieser Zustandsänderung die kleinste technische Arbeit zur Druck- 
erhöhung beschrieben wird. Dabei ist aber zu beachten, dass dieser Prozess wegen der 
gleichzeitigen Wärmeabfuhr des zu verdichtenden Mediums keine Aussage über die  
strömungstechnische Güte der Strömungsmaschine erlaubt. Vielmehr wird der gesamte 
Verdichtungsprozess inklusive (Zwischen-)kühlung bewertet. Zudem kann eine  
Zwischenkühlung unter Umständen für den energetischen Wirkungsgrad des Gesamtpro-
zesses nachteilig sein, wenn beispielsweise die Verdichtungswärme sinnvoll auf höherem 
Temperaturniveau in den Gesamtprozess integriert werden könnte. 

Im Folgenden sind die im Rahmen dieser Arbeit gewählten Wirkungsgraddefinitionen, die 
für die Modellierung der Strömungsmaschinen in den Gesamtprozessen verwendet wer-
den, nach Art des Mediums und Richtung der Druckänderung aufgeführt: 

 

 
37 Die Grundlage der Implementierung wurde nach dem Ansatz gewählt, dass der polytrope dem isentropen 

Wirkungsgrad entspricht, wenn das Druckverhältnis gegen den Wert eins strebt. Gedanklich wird somit 
die Entspannung in viele kleine Stufen (𝑛𝑛 → ∞) mit sehr kleinem Druckverhältnis (𝛱𝛱 → 1) unterteilt. 
Aufgrund dieses Grenzübergangs wird der polytrope Wirkungsgrad gelegentlich in der englischen  
Literatur auch als „small stage efficiency“ bezeichnet [180]. 
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• Druckerhöhung:  
 Flüssigkeiten:  

Die Druckerhöhung von Flüssigkeiten erfolgt mit Hilfe von (Kreisel-)Pumpen. 
Es wird das isentrope Wirkungsgradmodell angewendet, da der Unterschied 
zum polytropen Modell bei der nahezu inkompressiblen realen Flüssigkeit 
sehr gering ist, was vor allem bei Wasser sehr gut erfüllt ist. Somit würde kein 
Aussagevorteil bei Anwendung des polytropen Wirkungsgradmodells erzielt 
werden.  

 Gasförmige Fluide: 
– Ventilatoren/Lüfter/Gebläse:  

Aufgrund des definitionsgemäß geringen Druckverhältnisses (𝛱𝛱 ≤ 1,3) bei 
diesen Strömungsmaschinen wird entsprechend der üblichen Anwen-
dungspraxis das isentrope Wirkungsgradmodell verwendet. 

– Verdichter:  
Es werden verschiedenste Gase (hier z. B. CO2, Luft, Sauerstoff) mit großem 
Druckverhältnis verdichtet. Daher wird hier das polytrope Wirkungsgrad-
modell verwendet. 

• Druckabsenkung: 
 Flüssigkeiten:  

Im Allgemeinen wird die Druckabsenkung von Flüssigkeiten in der thermi-
schen Kraftwerkstechnik durch Drosseln, d. h. ohne Arbeitsrückgewinn,  
realisiert. Falls eine Arbeitsmaschine zum Einsatz kommt, kann mit sehr guter 
Näherung mit dem isentropen Wirkungsgrad gerechnet werden.  

 Gasförmige Fluide:  
Trotz u. U. größter Druckverhältnisse wird aus den oben angeführten numeri-
schen Gründen das isentrope Wirkungsgradmodell verwendet. 

Neben der grundlegenden Wirkungsgraddefinition muss noch klargestellt werden, ob 
diese auf die sog. totalen oder auf die statischen Zustandsgrößen des strömenden  
Mediums bezogen sind. Unter der üblichen Vernachlässigung der potenziellen Energien 
durch geodätische Höhenunterschiede ergibt sich der Unterschied zwischen den totalen 
und den statischen Zustandsgrößen durch den Anteil der kinetischen Energie der  
Strömung. Werden die Zustandsgrößen oder deren Änderungen ohne weiteren Zusatz 
(statisch oder total) im Rahmen dieser Arbeit verwendet, so sind die Größen ohne kineti-
schen Anteil (also statisch) gemeint. 

Trotz gleicher strömungstechnischer Güte der Maschine ergeben sich, abhängig von der 
jeweiligen Berücksichtigung der kinetischen Energie der Strömung, unterschiedliche 
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Werte des Maschinenwirkungsgrads. Dies ist vor allem dann von großem Einfluss, wenn 
dieser Enthalpieanteil entweder nur am Eintritt oder nur am Austritt der Maschine be-
rücksichtigt wird. Durch die Verwendung derartiger „halbtotaler“ Wirkungsgradangaben 
kann es zu massiven Fehlinterpretationen bezüglich der Strömungsgüte einer realen Ma-
schine bzw. der Realitätsnähe einer Simulation kommen. Daher werden die Wirkungs-
grade wie auch sämtliche sonstige Zustandsparametrierungen in dieser Arbeit aus-
schließlich auf den statischen Teil der Strömung bezogen (vgl. Teilkapitel 3.4).  

3.3.9 Dampfturbinenmodellierung und -parametrierung 

Soll der kinetische Anteil der Strömung, wie z. B. am Austritt der letzten ND-Dampfturbi-
nenstufe, berücksichtigt werden, so wird dies bei der hier verwendeten Modellierung 
nicht dem Dampfturbinenwirkungsgradmodell zugeschlagen. Stattdessen wird dieser 
Enthalpieanteil separat modelliert. Mit diesem Vorgehen ist sichergestellt, dass bei 
Dampfturbinenstufen am Austritt der Niederdruckdampfturbine, die eine gleiche  
Strömungsmaschinengüte aufweisen und bis auf unterschiedliche Austrittsgeschwin- 
digkeiten des Abdampfes unter sonst gleichen Bedingungen betrieben werden, dieselben 
Werte des Wirkungsgrads der Dampfturbinenstufengruppe angegeben werden. Der  
statische Enthalpieanteil der Abdampfströmung nach der Dampfturbine wird um die  
kinetische Energie der Strömung erhöht, da angenommen wird, dass diese bis zur  
Kondensation im Kondensator vollständig dissipiert und somit zur Erhöhung der inneren 
Energie des Abdampfes führt. Gleichzeitig wird das tatsächlich von der Turbine genutzte 
Enthalpiegefälle ∆ℎ𝑇𝑇 um diesen Betrag, wie in Abbildung 3.10 veranschaulicht, reduziert.  

Bei Stufengruppen von Dampfturbinen, die bis in das Nassdampfgebiet hinein entspannen 
oder vollständig in diesem Gebiet arbeiten, wird mit steigendem Anteil der Dampfnässe 
ein verminderter Wirkungsgrad festgestellt. Dies ist durch die Tröpfchenbildung des  
teilkondensierten Dampfes, die Dampfnässe, begründet: Je größer die Tröpfchen werden, 
desto weniger sind sie in der Lage, der Strömung bei den Strömungsumlenkungen der 
Dampfturbinenschaufeln zu folgen. Nicht mehr strömungskongruent treffen sie auf die 
der Strömungsrichtung zugewandten Rückseite der Laufschaufeln, sodass es zu sog. 
Brems- sowie Schleppverlusten kommt. Bei längerem Betrieb führt dies zu Erosionen vor 
allem im Schaufelkopfbereich, da dort höhere Relativgeschwindigkeiten herrschen und 
die Tröpfchen aufgrund der Fliehkräfte in den Stufen zuvor nach außen getragen werden. 
Die Erosion führt zu einer allmählichen Wirkungsgradverschlechterung der betroffenen 
Turbinenstufen.  
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Abbildung 3.10: Schematische Darstellung der modellierten Entspannung von Niederdruck-

Dampfturbinen-Endstufen (1→ 2 → 3). Der isentrope Wirkungsgrad wird hier 
generell auf die statischen Zustände bezogen (1→ 2 bzw. 1→ 2s). Die kinetische 
Energie am Austritt der Dampfturbine wird als Austrittsverlust Δℎkin,V gewer-
tet und führt zur Verringerung des tatsächlich genutzten Enthalpiegefälles ΔℎT 
der Turbine. Es wird vollständige Dissipation der kinetischen Energie im Kon-
densator unterstellt (2→ 3). Die Effekte des Austrittsdiffusors und der Druck-
verluste im Kondensatorhals werden nicht gesondert modelliert. 

Da der Dampf in der Dampfturbine äußerst schnelle Zustandsänderungen erfährt und 
weiterhin treibende Kräfte ausreichender Größe zur Tröpfchenbildung vorliegen müssen, 
ist die Beschreibung über das einfache thermodynamische Gleichgewicht des Wasser-
dampfes zur Abbildung der realen Vorgänge nicht ausreichend. In diesem Zusammenhang 
ist die sog. Wilson-Linie zu erwähnen, die unterhalb der Taulinie des im Gleichgewicht 
befindlichen Dampfes z. B. in das h-s-Diagramm einzuzeichnen ist. Unterhalb dieser Linie, 
deren genaue Lage u. a. von der Expansionsgeschwindigkeit (𝜕𝜕𝑝𝑝 𝜕𝜕𝑡𝑡)⁄  abhängt, setzt in der 
Realität die Kondensation ein. Der Bereich zwischen Gleichgewichts-Taulinie und Wilson-
Linie stellt den metastabilen Bereich der Dampfunterkühlung dar. Die Klärung der  
genauen Vorgänge und die Vorhersage des Einflusses der Dampfunterkühlung bzw. 
Dampfnässe auf den Wirkungsgrad und den Betrieb der Dampfturbinen ist Gegenstand 
vieler experimenteller und theoretischer Arbeiten auf diesem Gebiet (z. B.: [181–186]). 
Da diese allerdings nicht global verallgemeinerbar erscheinen und nur auf Grundlage  
eines angenommenen Wirkungsgrads und der Zustandsänderung ohne weitere Kenntnis 
von Geometrie und weiteren Größen nicht vorhersagbar sind, wird ihr Einfluss durch  
einen bekannten empirischen Ansatz nach Baumann erfasst [179]. Abhängig von der 
arithmetisch gemittelten Dampfnässe 𝑦𝑦 � zwischen Ein- und Austritt der im Nassdampf  
arbeitenden Turbinenstufen wird vom isentropen Wirkungsgrad der trockenen Entspan-
nung 𝜂𝜂is,tr nach Gleichung (3.13) ein Betrag des Wirkungsgrads abgezogen. 
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 𝜂𝜂is(𝑦𝑦 �) = 𝜂𝜂is,tr − 𝛼𝛼∗ ⋅ 𝑦𝑦 �    mit  𝑦𝑦 � =  𝑦𝑦1+ 𝑦𝑦2
2

,  wobei 𝑦𝑦 = 1 − 𝑥𝑥 (3.13) 

Der Wirkungsgradeinfluss der mittleren Dampfnässe 𝑦𝑦 � , der durch den sog. Baumann- 
faktor 𝛼𝛼∗ beschrieben wird, ist seinerseits selber aufgrund der Tropfenbildungsvorgänge 
(Wilson-Punkt) abhängig von der Dampfnässe [179]. Aus numerischen Gründen wird 
stark vereinfachend in allen Untersuchungen dieser Arbeit ein allgemeingültiger Wert 
von 𝛼𝛼∗ = 1,0 verwendet. Wegen der Erosionsproblematik wird bei ND-Dampfturbinen 
von einer maximal tolerierbaren Dampfnässe am Austritt der letzten Stufe von 𝑦𝑦2,max =
12 %  ausgegangen. Außerdem bleiben sich an Anzapfungen einstellende Dampfent- 
nässungseffekte 38  sowie Maßnahmen zur Vermeidung von Erosionen wie mögliche  
Absaugungen oder Schaufelbeheizungen bei der Modellierung unberücksichtigt. 

Der wichtigste Strömungsmaschinentyp im Rahmen dieser Untersuchungen ist die 
Dampfturbine. Sie kommt bei jedem der hier betrachteten Kraftwerksprozesse zum  
Einsatz und hat dabei einen Anteil an der gesamten erzeugten elektrischen Leistung von 
100 % beim Dampfkraftwerk und etwa einem Drittel bei den GuD-Kraftwerken. Die Leis-
tungsunterschiede der eingesetzten Maschinen sind dabei wesentlich – beginnend mit 
der Speiswasserpumpenantriebsturbine über die Dampfturbine der GuD-Kraftwerkspro-
zesse bis hin zur Hauptdampfturbine bei den Dampfkraftwerksprozessen. Dabei wird in 
den Simulationen dieser Arbeit ein Wertebereich mit einem Faktor von etwa 35 zwischen 
kleinster und größter Dampfturbinenleistung überstrichen. 

Neben den konstruktiven Details der Ausführungsart hat die Größe einen deutlichen  
Einfluss auf den isentropen Wirkungsgrad dieser Maschinen. Je größer die durchströmte 
Querschnittsfläche, desto geringer sind die wirkungsgradmindernden Randeffekte an 
Schaufelfüßen und Rotor sowie durch Leckageströme an den Schaufelköpfen. Es stellte 
sich im Rahmen dieser Arbeit als äußerst schwierig heraus an aktuelle, öffentlich zugäng-
liche und belastbare Wirkungsgradangaben von Dampfturbinen zu gelangen. Weiterhin 
sind in der Regel der Geheimhaltung unterliegende Auslegungsunterlagen in Form von 
Wärmeschaltbildern nicht brauchbar, da entweder der Bezug unklar ist oder Informatio-

 
38 Durch diesen Entnässungseffekt hat der angezapfte Dampf eine größere Dampfnässe als die Hauptströ-

mung. Dieser Effekt wird im Allgemeinen in den Auslegungen der Dampfturbinenhersteller berücksich-
tigt. Da mit den Auslegungsunterlagen in aller Regel jedoch nur Informationen über den Zustand des An-
zapfdampfes geliefert werden, nicht jedoch über den Hauptteil des in der Maschine verbleibenden Damp-
fes, kann die Menge der zusätzlich mit der Anzapfung ausgeschleusten Dampfnässe nur abgeschätzt wer-
den. Wird dieser Entwässerungseffekt bei der Nachrechnung der Auslegungsunterlagen vernachlässigt, 
so kommt es oft vor, dass ein Wirkungsgrad der Dampfturbinen-Stufengruppe von größer als 100 % an-
gesetzt werden muss. Aufgrund des großen Enthalpie- und Entropieunterschiedes zwischen Sattdampf 
und siedender Flüssigkeit können dabei bereits kleinste Verschiebungen der Dampfnässe einen sehr  
großen Einfluss auf den anzusetzenden isentropen Wirkungsgrad der Stufengruppe haben. Aus Gründen 
der Vereinfachung und weil im Rahmen dieser Arbeit keine belastbaren Aussagen zur Berücksichtigung  
dieses Effekts vorlagen, wird von der Entnässung bei der Modellierung abgesehen. 
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nen fehlen, um die gewünschten Parameter sicher bestimmen zu können. In der Literatur 
sind nur wenige aktuelle Angaben zu finden, die zumeist entweder auf einen nicht  
genauer spezifizierten Ausgangswert normiert sind oder deren genaue Bezugsgrößen im 
Unklaren bleiben. An dieser Stelle erwähnenswert ist die von Cotton veröffentlichte  
Methode zur Abschätzung von Werten der Dampfturbinenwirkungsgrade: Basierend auf 
einer ersten Veröffentlichung als Co-Autor aus dem Jahr 1963 [187] wurde diese modifi-
ziert und erweitert und ist in der aktuellsten Fassung von 1998 in [188] veröffentlicht. 
Die relativ komplexe Schätzmethode, die sich auf 60-Hz- bzw. 30-Hz-Dampfturbinen  
beschränkt, beruht im Wesentlichen auf einem isentropen Basiswirkungsgrad von  
Stufengruppen spezifischer Bauart, der anschließend in Abhängigkeit von weiteren  
Einflussgrößen modifiziert wird. 

Da diese Methode relativ komplex ist, in der Hauptsache auf empirischen Korrekturfak-
toren basiert, weiterhin nur Maschinen für den Einsatz im 60-Hz-Netz behandelt werden 
und vor allem unklar ist, ob mit diesen Schätzwerten der Stand der Technik realitätsnah 
erfasst wird, wird für die Abhängigkeit des Wirkungsgrads von der Leistungsgröße statt-
dessen ein eigener Ansatz verwendet. Dieser Ansatz aus Gleichung (3.14) wurde aus den 
Wirkungsgradangaben aus [189] (dort Blatt 7.1) verallgemeinernd für 50-Hz-Maschinen 
entwickelt und kann mit den Angaben aus [190] (dort Bild 2.6.3) in qualitativen Zusam-
menhang mit der Bauweise und der Art der Spaltabdichtung am Kopf der Schaufeln  
gebracht werden. 

 𝜂𝜂is,tr(�̇�𝑉m) = 𝜂𝜂max ⋅ �1 − 𝛿𝛿
�̇�𝑉m+𝛿𝛿

�     mit �̇�𝑉m = ��̇�𝑉ein ⋅ �̇�𝑉aus  und  �̇�𝑚D = konst. (3.14) 

Dieser Zusammenhang ist nur für Entspannungsabschnitte mit konstantem Massen-
stromdurchsatz, d. h. Stufengruppen ohne Anzapfung, gültig. Während der Koeffizient δ 
in Gleichung (3.14) den Einfluss der Dichtungsart beschreibt, gibt ηmax den theoretisch 

erreichbaren maximalen isentropen Wirkungsgrad an, wenn die Spalt- und Randverluste 
keinen Einfluss mehr hätten. Dies wäre theoretisch bei einer Dampfturbine mit einer  
unendlich großen durchströmten Querschnittfläche bei gleichem Massenstrom je durch-
strömter Fläche und somit mit unendlich großer Nutzleistung der Fall. In Abbildung A.6 
im Anhang A.7 ist der Zusammenhang von Gleichung (3.14) zur Bestimmung von 𝜂𝜂is,tr für 
verschiedene Werte von 𝛿𝛿 dargestellt. 

Als charakteristische Kenngröße zur Parametrierung des isentropen Wirkungsgrads wird 
der geometrisch gemittelte Volumenstrom am Eintritt und Austritt der Stufengruppe  
herangezogen. Gegenüber anderen Darstellungen, die nur den Volumenstrom am Eintritt 
in die Stufengruppe berücksichtigen, fließt bei diesem Ansatz auch der Volumenstrom am 
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Austritt der Dampfturbine mit ein. Auf diese Weise findet das durch die Expansion  
abgebaute Druckverhältnis implizit Berücksichtigung. Abbildung 3.11 zeigt den für die 
Untersuchungen herangezogenen Verlauf des isentropen Wirkungsgrads der Entspan-
nung von trockenem Dampf. Der tatsächlich für die Simulationen verwendete Verlauf 
wird aus numerischen Gründen mit einer Rundung auf die dritte Nachkommastelle des 
isentropen Wirkungsgrads als Stufenfunktion approximiert. Es ergeben sich somit 0,1 %-
Schritte des isentropen Wirkungsgrads. 

 
Abbildung 3.11: Verwendeter funktioneller Zusammenhang des isentropen Wirkungsgrads bei 

der Entspannung von trockenem Dampf (Bezug auf statische Größen) in 
Dampfturbinen abhängig vom mittleren durchgesetzten Volumenstrom nach 
Gleichung (3.14) mit δ = 0,232 und ηmax= 93,0 % und dessen Approximation 
als Stufenfunktion (in 0,1 %-Schritten) zur Parametrierung für die durchge-
führten numerischen Simulationen. Erfolgt eine Expansion im Nassdampfge-
biet, wird eine Korrektur des Wirkungsgrads nach Gleichung (3.13) vorgenom-
men. 

Zusammenfassend lässt sich die vorgenommene Modellierung der Dampfturbinen für die 
im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen wie folgt beschreiben: 

1. Unterteilung der Expansion des Dampfes in der Dampfturbine in fiktive Stufen-
gruppen mit konstantem Massendurchsatz. Verwendung des isentropen Wir-
kungsgradmodells bezogen auf die statischen Zustände am Ein- und Austritt der 
Stufengruppe.  

2. Bestimmung des isentropen Wirkungsgrads der trockenen Entspannung nach 
Gleichung (3.14) in Abhängigkeit vom geometrisch gemittelten Volumenstrom am 
Ein- und Austritt der Stufengruppe auf 0,1 % genau. Dies führt zu einer iterativen 
Berechnung der Gesamtsimulation. 
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3. Erfolgt eine Entspannung im Bereich des Nassdampfgebietes, wird eine Korrektur 
des unter 2. bestimmten isentropen Wirkungsgrads der trockenen Entspannung 
nach Gleichung (3.13) vorgenommen. Dabei wird vereinfachend 𝛼𝛼∗ = 1,0 ange-
setzt. Liegt am Eintritt der Stufengruppe eine Überhitzung des Dampfes und am 
Austritt Nassdampf vor, wird die Wirkungsgradkorrektur durch das Grundmo-
dell 39 der eingesetzten Simulationssoftware entsprechend gewichtet (siehe [38]). 
Weiterhin wird darauf geachtet, dass die Dampfnässe am Austritt der letzten 
Dampfturbinenstufe geringer als 12 % ist. 

4. Handelt es sich um die letzte Niederdruck-Stufe (Endstufe), wird ein Austritts- 
verlust von 30 kJ/kg (pauschal für alle Simulationen) ohne zusätzliche Berücksich-
tigung des Einflusses des Abdampfdiffusors und der Druckverluste der Abdampf-
strömung bis zur Kondensation angesetzt. Die kinetische Energie wird als vollstän-
dig verloren angenommen und führt somit zur Verminderung des genutzten En-
thalpiegefälles mit entsprechender mechanischer Leistungseinbuße der Dampf-
turbine. Aufgrund der Annahme, dass die kinetische Energie vollständig zu Wärme 
dissipiert, kommt es somit zur Steigerung der (statischen) Enthalpie des Abdamp-
fes vor der Kondensation (vgl. Abbildung 3.10). 

Das hier verwendete Vorgehen erlaubt zum einen die Berücksichtigung realitätsnaher 
Verhältnisse, zum anderen bleibt dadurch die Vergleichbarkeit bei unterschiedlichen 
Randbedingungen und Leistungsgrößen gewahrt.  

3.3.10 Dampfbeheizte Vorwärmer im Wasser-/Dampfkreislauf 

Obwohl die dampfbeheizten Oberflächenvorwärmer der regenerativen Vorwärmstrecke 
des Dampfkraftwerksprozesses zu den Standardmodellen aller Wärmekreislaufberech-
nungsprogramme gehören, gibt es verschiedene Möglichkeiten, diese Apparate zu model-
lieren. Die hier gewählte Art der Modellierung, deren Begründung, die entsprechende  
zugehörige Parametrierung sowie die Abgrenzung zu anderen Modellierungsansätzen 
wird nachfolgend erläutert. Für über die nachfolgende Darstellung hinausgehende sowie 
weitere grundlegende Informationen zu regenerativen Speisewasser- bzw. Hauptkonden-
satvorwärmern sei neben den nachfolgend gennannten Quellen und der Standardlitera-
tur der Kraftwerkstechnik auf den Übersichtsbeitrag in [191] und die Darstellung in [71] 
hingewiesen. 

 
39 Es handelt sich um Komponente „Nr. 56: Dampfturbine (erweitert)“ in der in dieser Arbeit verwendeten 

Software Ebsilon®Professional.  
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In Abhängigkeit von der Lage der Anzapfstelle des Dampfes an der Dampfturbine kann 
der Heizdampf zur Beheizung des Vorwärmers stark überhitzt (MD-Dampfturbinenan-
zapfungen) bis hin zu Sattdampf mit einigen Prozent Dampfnässe (ND-Dampfturbinen-
anzapfungen) vorliegen. Ausgehend von überhitztem Dampf wird in einem dampfbe- 
heizten Speiswasservorwärmer der Heizdampf zunächst enthitzt, dann kondensiert und 
das entstandene Kondensat des Heizdampfes bei entsprechender Ausführung noch  
unterkühlt. Der dabei abgegebene Wärmestrom wird von dem Speisewasser aufgenom-
men. Diese Vorgänge sind in dem Temperatur-Wärmestrom-Diagramm (T-�̇�𝑄-Diagramm) 
in Abbildung 3.12 dargestellt. Der größte thermodynamische Nutzen, d. h. der höchste 
exergetische Wirkungsgrad des Wärmeübertragers wird erzielt, wenn der Speisewasser-
massenstrom mit derselben Anzapfdampfmenge die höchstmögliche Temperatur am 
Austritt des Vorwärmers erhält. Dies ist dann der Fall, wenn der Punkt der kleinsten  
Temperaturdifferenz zwischen Heizdampf und Speisewasser verschwindend gering 
würde. Da dies gleichzeitig eine wärmeübertragende Oberfläche erforderlich machen 
würde, die unendlich groß sein müsste, ist dies in der Wirklichkeit nicht realisierbar. Der 
Punkt der kleinsten Temperaturdifferenz im Verlauf des T-�̇�𝑄-Diagramms wird als Pinch-
Point ΔtPP  bezeichnet (vgl. Abbildung 3.12). Obwohl diese Temperaturdifferenz u. a.  
maßgeblich für die Auslegung des Wärmeübertrages ist, hat sich in der Kraftwerkstechnik 
eine andere charakteristische Temperaturdifferenz zur Angabe der Güte von Speiswas-
servorwärmern durchgesetzt: Die als Endgrädigkeit oder einfach nur Grädigkeit des  
Speisewasservorwärmers ΔtVW bezeichnete Temperaturdifferenz zwischen der Konden-
sationstemperatur des Heizdampfes tsat und der erzielten Speisewassertemperatur am 
Austritt des Wärmeübertragers. Die Kondensationstemperatur des Heizdampfes ist  
gemäß dem Stoffwerteverhalten des Wasserdampfes durch seinen Druck bestimmt. Der 
Druck ist abhängig von der gewählten Anzapfstelle an der Turbine, wobei die Festlegung 
dieser zu den klassischen Optimierungsaufgaben bei der Gestaltung von Dampfkraft-
werksprozessen gehört (vgl. dazu Abschnitt 3.2.1). Handelt es sich bei dem Heizdampf um 
Sattdampf, so ist die Grädigkeit des Vorwärmers identisch mit dem Wert des Pinch-Points. 
Bei großen Überhitzungen kann es dagegen zu negativen Zahlenwerten der Grädigkeit 
kommen, so wie im Beispiel in Abbildung 3.12 gezeigt. Diese auf den ersten Blick evtl. 
weniger sinnvoll erscheinende Parametrisierung findet jedoch in der vorangegangenen 
Aussage ihre Rechtfertigung, dass aus thermodynamischer Sicht eine möglichst hohe  
Austrittstemperatur des vorzuwärmenden Speisewassers anzustreben ist. Sind der Druck 
und damit die Kondensationstemperatur des Heizdampfes bekannt, kann mit der Angabe 
der Grädigkeit direkt auf die erzielbare Speisewassertemperatur am Austritt des Vorwär-
mers geschlossen werden. Dies bedeutet für Berechnungen ohne Computerunterstützung 
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eine wesentliche Vereinfachung und ist darüber hinaus im praktischen Betrieb messtech-
nisch einfach zu erfassen. 

Die erzielbare Temperatur des aufzuwärmenden Speisewassers am Austritt des Vorwär-
mers ist einerseits vom thermodynamischen Zustand des Heizdampfes (Überhitzung) 
und andererseits von der Ausführung des Wärmeübertragers abhängig. Die Überhitzung 
des Heizdampfes ergibt sich aus dem Zusammenspiel der gewählten Prozesstopologie  
sowie deren Parameter. Als qualitative Regel gilt: Je früher der Dampf bei seiner  
Expansion in der Turbine aus dieser entnommen wird, desto höher ist seine Überhitzung. 

 
Abbildung 3.12: Schematische Darstellung des T-�̇�𝑄-Diagramms eines dampfbeheizten Speise-

wasser- oder Kondensatvorwärmers sowie seine symbolische Darstellung in 
Wärmeschaltbildern. Blaue Linie: aufzuwärmendes Speisewasser; roter Linien-
zug: Heizdampf. Eingezeichnet sind die Funktionszonen des Vorwärmers 
(1: gezielte Enthitzung, 2: Kondensieren, 3: Unterkühlen) und wichtige charak-
teristische Temperaturen bzw. Temperaturdifferenzen. Die Endgrädigkeit 
∆𝑡𝑡VW ist im gezeigten Beispiel negativ. 

Das in Abbildung 3.12 dargestellte T-�̇�𝑄-Diagramm setzt den optimalen Fall einer reinen 
Gegenstromführung der beteiligten Stoffströme voraus. Diese ist in der Praxis nicht  
immer zu gewährleisten, sodass ggf. die Überhitzung des Heizdampfes zwar energetisch 
genutzt – der Heizdampf muss in jedem Fall vor seiner Kondensation enthitzt werden – 
jedoch nicht gezielt zur weiteren Temperaturanhebung des Speisewassers über die  
Kondensationstemperatur des Anzapfdampfes hinaus genutzt werden kann (dies kann 
z. B. durch herabrieselndes Kondensat auftreten). Die gezielte Nutzung der Heizdampf-
überhitzung ist mit erhöhten Kosten des wärmeübertragenden Apparates verbunden,  
sodass sich diese erst oberhalb einer bestimmten Dampfüberhitzung wirtschaftlich  
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rechtfertigen lässt. Die wirtschaftliche Mindestüberhitzung des Heizdampfes ΔtUÜ ,min wird 
hier mit 75 K angesetzt. 

Auch wenn die gezielte Enthitzung vorgesehen wird, kann aus konstruktiven Gründen 
nicht sichergestellt werden, dass die vorliegende Überhitzung in vollem Umfang zur  
weiteren Aufwärmung des Speisewassers am Austritt des Vorwärmers genutzt werden 
kann. Da die Energie jedoch nicht verloren ist, wird der zugehörige Enthalpiebetrag der  
Restüberhitzung der Kondensationszone zugeschlagen. Daher kommt es zur Verschie-
bung der Grenze der Enthitzung (Zone 1) zugunsten der Kondensation (Zone 2 in Abbil-
dung 3.12). In der hier vorgenommenen Modellierung wird dies durch die Berücksichti-
gung der sog. Trennzone berücksichtigt, die sich aus der Restüberhitzung ΔtTZ  des 
Heizdampfes ergibt. Ist eine gezielte Enthitzung durchzuführen, so wird angenommen, 
dass diese nur bis zu einer verbleibenden Restüberhitzung von 20 K zur weiteren  
Vorwärmung des Speisewassers am Austritt des Apparates genutzt werden kann. 

Nach der Kondensation ist eine Unterkühlung des Heizdampfkondensats bei der Ablauf-
schaltung von Vorteil für den thermodynamischen Gesamtprozess. Ausgehend von einer 
reinen Gegenstromführung der Stoffströme ergibt sich die kleinste Temperaturdifferenz 
am kalten Ende des Vorwärmers, d. h. am Eintritt des Speisewassers und am Austritt des 
Heizdampfkondensats. Die Grädigkeit ΔtUK der Unterkühlungszone (Zone 3 in Abbildung 
3.12) wird hier einheitlich mit 6 K für alle Vorwärmer mit Unterkühlungszone angesetzt.  

Die hier gewählte Modellierung der Vorwärmer ermöglicht die Vorgabe einer einzigen 
verallgemeinernden Endgrädigkeit an deren Kondensationszone ∆𝑡𝑡VW,Kond, die in dieser 
Arbeit mit 2,5 K festgelegt wird. Auf diese Weise wird für alle Vorwärmer der regenerati-
ven Vorwärmstrecke des Dampfkraftwerks eine sowohl vergleichbare als auch realitäts-
nahe Güte dieser Wärmeübertrager simuliert. Würden demgegenüber Enthitzung und 
Kondensation in einem einzigen Teilmodell abgebildet und ebenfalls eine feste Endgrä-
digkeit angenommen, so würden Vorwärmer, die mit Heizdampf höherer Überhitzung  
beaufschlagt werden, einen deutlich größeren Pinch-Point aufweisen als solche, die mit 
Sattdampf aus dem ND-Dampfturbinenbereich beaufschlagt werden. Letzteren würde  
somit eine höhere thermodynamische Güte zugewiesen werden. Wie die Empfehlungen 
des VGB-Standards VGB-S-110-R-00 [192] zeigen, ist dies in der Praxis nicht der Fall. 

Die gezielte Enthitzung (Zone 1), die Kondensationszone (Zone 2) und die Unterkühlung 
des Kondensats (Zone 3) werden im Simulationswerkzeug jeweils durch ein entsprechen-
des Teilmodell abgebildet. Wird keine gezielte Enthitzung des Heizdampfes oder Unter-
kühlung des Heizdampf-Kondensats vorgesehen, fehlen die entsprechenden ergänzenden 
Wärmeübertragersymbole (1 oder 3) aus Abbildung 3.12 in den Prozessschaltbildern in 
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Kapitel 4. Der Vorwärmer wird dann ebenfalls mit einer Endgrädigkeit von 2,5 K berech-
net. Ist keine Unterkühlungszone vorgesehen, wird vereinfachend der Siedezustand des 
Heizdampf-Kondensats angenommen, obwohl in der Praxis tatsächlich eine geringfügige 
Unterkühlung vorliegt. 

An dieser Stelle sei ausdrücklich darauf hingewiesen, dass die hier gewählte Lösung zur 
Modellierung den Untersuchungszwecken dieser Arbeit angepasst ist. Als direkte  
Anwendung für Simulationen, die das Verhalten bei Teillasten vorhersagen oder den  
tatsächlichen Kraftwerksbetrieb z. B. zur Prozessgüteüberwachung nachrechnen sollen, 
ist sie weniger geeignet. Grund dafür ist die örtliche Verschiebung der Enthitzungs- und 
Kondensationszonen im Teillastbetrieb des realen Vorwärmers. Zu dieser Problematik 
sei neben der im verwendeten Simulationswerkzeug bereits implementierten Vorgehens-
weise nach Rábek [193] beispielhaft auf neuere Ansätze wie jenen von Hussaini et al. [194] 
hingewiesen. 

3.3.11 Black-Box-Modellierung für CO2-Abtrennungsverfahren 

Für Teilprozesse, die in der gewählten Modellierungs- und Simulationsumgebung im  
Gesamtmodell nicht ausreichend detailliert modellierbar sind, wird die Black-Box-Model-
lierung angewandt. Die Einschränkungen bezüglich der Abbildbarkeit ergeben sich aus 
der Verfügbarkeit oder dem Gültigkeitsbereich der Stoffdaten beziehungsweise eines  
geeigneten Stoffdatenmodells sowie den zur Verfügung stehenden Modellen zur Abbil-
dung der (vornehmlich) verfahrenstechnischen Grundoperationen. Davon sind alle Teil-
prozesse der CO2-Abtrennungsverfahren betroffen: bei dem Oxyfuel-Kraftwerksprozess 
sind es die kryogene Luftzerlegung und die kryogene CO2-Aufbereitung und beim Kraft-
werksprozess mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung sind es die nasschemische CO2-
Abtrennungsanlage sowie die anschließende CO2-Verdichtung. 

Als Black-Box-Modell wird im Rahmen dieser Arbeit ein Modell verstanden, das einen 
Teilprozess, der aus einer Mehrzahl verfahrenstechnischer Operationen besteht, als  
einen Block zusammenfasst. Die inneren Details dieses Teilprozesses werden durch  
eine adäquate Parametrisierung wiedergegeben. Geänderte Komponentenparameter des  
Teilprozesses oder geänderte Randbedingungen werden nicht im Rahmen der Gesamt- 
prozesssimulation berücksichtigt, sondern erfolgen über Änderungen der Black-Box- 
Modellparameter. Bestehen Wechselwirkungen dieser Parameter zum Gesamtprozess, ist 
die iterative Wiederholung der Gesamtprozesssimulation im Wechsel mit der erneuten 
Black-Box-Parametrierung erforderlich. 

Beim generellen Vorgehen zur Modellierung durch Black-Box-Modelle ist der erste Schritt 
die Wahl einer geeigneten Bilanzgrenze, deren Schnittstellen zum übrigen Prozess im  
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gültigen Bereich der in der Software zur Gesamtprozesssimulation verwendeten Stoff- 
datenmodelle liegen. Anschließend erfolgt die Parametrierung des abzubildenden Teil-
prozesses. Dabei sind spezifische Größen vorzuziehen, welche auf die Haupteinflussfak-
toren bezogen sind, die in der Gesamtprozesssimulation bestimmt werden. Beispiele sind 
der spezifische elektrische Eigenbedarf der CO2-Aufbereitung im Oxyfuel-Kraftwerkspro-
zess oder der thermische Energiebedarf der nasschemischen Post-Combustion-CO2-
Abtrennungsanlage je Masseneinheit des abgeschiedenen CO2. Weiterhin erfolgt die  
Modellierung so, dass geschlossene Massenbilanzen und möglichst auch geschlossene 
Energiebilanzen modellinhärent sichergestellt werden. Modelle die solche Eigenschaften 
aufweisen, also wie in diesem Fall den Teilprozess nicht nur deskriptiv durch die Para-
metrierung abbilden, sondern bereits grundlegende (physikalische) Zusammenhänge  
berücksichtigen, werden gelegentlich gegenüber dem Begriff der Black-Box- als Grey-
Box-Modelle abgegrenzt (siehe auch Begriffsbestimmungen im Anhang A.1). Da diese  
Unterscheidung für die Belange dieser Arbeit von untergeordneter Bedeutung ist, wird 
im Folgenden aus Bekanntheitsgründen der Begriff der Black-Box beibehalten. 

Um die Parameter der Black-Box-Modelle zur Beschreibung der Teilprozesse zu bestim-
men, bestehen im Allgemeinen die Optionen auf Literaturangaben, Einschätzungen von 
anderen Forschern oder Experten, Auslegungsunterlagen von Herstellern und Messwerte 
von Versuchs- oder Großanlagen zurückzugreifen.40 In der Praxis besteht nicht immer zu 
all diesen Quellen uneingeschränkter Zugang. Zudem können diese Quellen unter Um-
ständen auf den zu untersuchenden Fall nicht direkt übertragbar sein. Zusätzlich sind  
oftmals bei Literaturangaben nicht alle relevanten Informationen dokumentiert. Es müs-
sen dann Parameterangaben aus verschiedensten Quellen zusammengetragen werden, 
bei denen die Zusammengehörigkeit nicht sichergestellt ist. Die nicht vollständige Doku-
mentation kann darüber hinaus dazu führen, dass nicht beurteilt werden kann, ob die  
angegebenen Parameter auf den zu untersuchenden Fall übertragbar sind. Da für diese 
Arbeit die Grundlage der Datenbeschaffung hauptsächlich die Literatur sowie Fach- 
gespräche mit Herstellern, Betreibern und Forschungseinrichtungen waren und keine 
Möglichkeit bestand, Einsicht in konkrete Auslegungen zu nehmen, werden die zusam-
mengetragenen Informationen auf Plausibilität, Konsistenz und Übereinstimmung durch 
eigene Berechnungen geprüft.  

Dazu werden die Teilprozesse der CO2-Abtrennungsverfahren in der Regel in der  
Software AspenPlus® modelliert und simuliert. Die aus diesen Simulationen erhaltenen 

 
40 So wurde z. B. bei der Modellierung der Rauchgasentschwefelungsanlage (siehe Abschnitt 3.3.7) vorge-

gangen.  
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Ergebnisse dienen anschließend als Eingabeparameter der Black-Box-Modelle im jewei-
ligen Gesamtprozessmodell.  

Durch diese Vorgehensweise wird die Anwendbarkeit der Parameter für den Fall des je-
weiligen Gesamtprozesses sowie größtmögliche Konsistenz der Simulationen und deren 
Ergebnisse sichergestellt.  

Zur Sicherung der Vergleichbarkeit der untersuchten Kraftwerksprozesse mit CO2-
Abtrennung wird eine einheitliche CO2-Abtrennungsrate von 90 % angesetzt. 

Im Folgenden werden zunächst die Teilprozesse des Oxyfuel-Kraftwerkskonzepts, die 
kryogene Luftzerlegungsanlage und die kryogene CO2-Aufbereitungsanlage, beschrieben. 
Im Anschluss daran folgen die Teilprozesse des Kraftwerksprozesses mit Post-Combus-
tion-CO2-Abtrennung, d. h. die nasschemische CO2-Abtrennungsanlage sowie die an-
schließende CO2-Verdichtung. 

Kryogene Luftzerlegungsanlage 

Zur Durchführung des Oxyfuel-Kraftwerksprozesses wird eine Sauerstoffquelle benötigt, 
um den Luftstickstoff möglichst weitgehend aus dem Prozess zu entfernen und so eine 
hohe CO2-Konzentration der Rauchgase zu erzielen. Ein etablierter, dem Stand der Tech-
nik entsprechender Prozess ist die kryogene Luftzerlegung.  

Bei der kryogenen Luftzerlegung zur Bereitstellung gasförmigen Sauerstoffs mit einem 
Druck, der nur wenig über dem Umgebungsdruck liegt, wird zunächst Umgebungsluft  
verdichtet und gekühlt (vergleiche Abbildung 3.13a). Anschließend werden das CO2 der 
verdichteten Umgebungsluft und die verbleibende Luftfeuchtigkeit durch Molsieb-Fest-
bettadsorber entfernt, um eine Verblockung durch Eisbildung im Tieftemperaturbereich 
zu verhindern. Evtl. werden an dieser Stelle noch weitere den Prozess beeinträchtigende 
Stoffe, wie z. B. Kohlenwasserstoffe, zurückgehalten. Die so gereinigte und verdichtete 
Luft wird im Gegenstrom mit den Produkten Sauerstoff und Stickstoff im sog. Hauptwär-
meübertrager auf das kryogene Temperaturniveau wenige Kelvin oberhalb des Taupunk-
tes der Luft abgekühlt und in den Sumpf des unteren Teils des Doppelsäulen-Rektifikati-
onsapparates zugegeben. Der Doppelsäulen-Rektifikationsapparat besteht aus der unte-
ren sog. Hochdruck- (HD-) und der oberen sog. Niederdruckkolonne (ND-Kolonne). Beide 
Kolonnen sind durch einen Verdampfer-Kondensator thermisch miteinander gekoppelt. 
Dieser dient als Kopfkondensator der unteren HD-Kolonne und als Sumpfverdampfer der 
oberen ND-Kolonne.  

Da bei gleichem Druck Stickstoff bei geringeren Temperaturen kondensiert als Sauerstoff, 
wird am Kopf der HD-Kolonne relativ reiner, flüssiger Stickstoff gewonnen, der zum Teil 
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als Rücklaufflüssigkeit zur Rektifikation in der HD-Kolonne dient. Der andere Teil wird im 
Gegenstrom zum gasförmigen Stickstoffprodukt unterkühlt 41  und am Kopf der ND-
Kolonne als Rücklaufflüssigkeit zugegeben.  

 
Abbildung 3.13: Vereinfachtes Prozessschaltbild der in AspenPlus® simulierten kryogenen 

Luftzerlegungsprozesse nach dem Stand der Technik a) bei hohen Anforderun-
gen an die Sauerstoffreinheit und b) bei geringerer Sauerstoffreinheitsanforde-
rung (95 Vol.-%) mit Prozessführung zur energetischen Optimierung mit zu-
sätzlichem Verdampfer-Kondensator (V/K) nach [195] 

Der Sumpf der HD-Kolonne steht annähernd im Phasengleichgewicht zur einströmenden 
Luft und hat somit eine bereits erhöhte Sauerstoffkonzentration. Diese Flüssigkeit wird 
nach Unterkühlung im Gegenstrom zum Stickstoffprodukt an einer zur Konzentration 
passenden Stelle in die ND-Kolonne eingegeben.  

Über dem Sumpf der ND-Kolonne wird das gasförmige Sauerstoffprodukt abgezogen und 
in dem Hauptwärmeübertrager zusammen mit dem Stickstoffprodukt gegen neue eintre-
tende Luft angewärmt.  

Der Druck in der HD-Kolonne ist so zu wählen, dass die Temperatur des kondensierenden 
Stickstoffs zuzüglich der Grädigkeit des Verdampfer-Kondensators ausreichend hoch ist, 
um die sauerstoffreiche Sumpfflüssigkeit der ND-Kolonne zu verdampfen. Darüber hinaus 
bestimmt die Reinheitsanforderung an das Sauerstoffprodukt die Siedetemperatur der 

 
41  Diese Unterkühlung reduziert den Dampfanteil nach der Entspannung des Stickstoffstroms auf ND-

Kolonnendruck, sodass eine größere Rücklaufflüssigkeitsmenge zur Verfügung steht und damit die Rek-
tifikation vereinfacht. 
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Sumpfflüssigkeit. Dabei gilt: je reiner der Sauerstoff, desto höher die Siedetemperatur und 
somit der erforderliche HD-Kolonnendruck. Die daraus resultierende Druckanforderung 
zuzüglich der Druckverluste der Apparate und Rohrleitungen bestimmt maßgeblich den 
benötigten Verdichtungsenddruck am Hauptverdichter, welcher letztlich den Energiebe-
darf zur Sauerstoffbereitstellung bestimmt. 

Zum Aufrechterhalten des Anlagenbetriebes muss der Wärmeeintrag in den Prozess  
abgeführt werden. Die insgesamt abzuführende Wärmeleistung ergibt sich durch Bilan-
zierung, bei der die verbleibende Grädigkeit am warmen Ende des Hauptwärmeüber- 
tragers, der Wärmeeintrag von der Umgebung aufgrund nicht idealer Isolierung der  
kaltliegenden Anlagenteile und der aus Gründen der Anlagensicherheit benötigte  
Abschlämmstrom der sauerstoffreichen Flüssigkeit aus dem Sumpf der ND-Kolonne zu 
berücksichtigen sind. Zur Wärmeabfuhr wird ein Teil der verdichteten und gereinigten 
Luft abgezweigt, noch weiter verdichtet und nachgekühlt, bevor er ebenfalls in dem 
Hauptwärmeübertrager abgekühlt wird. Dieser Luftstrom wird anschließend in einer 
Turbine auf wenige Kelvin oberhalb der Taupunkttemperatur entspannt und der ND-
Kolonne an passender Stelle zugeführt. Die Turbine ist mit dem Verdichter gekoppelt,  
sodass beide im Leistungsgleichgewicht stehen. Die von der Turbine erzeugte Leistung 
entspricht der Kälteleistung.  

Da der im Luftzerlegungsprozess anfallende Stickstoff im Oxyfuel-Kraftwerksprozess 
nicht weiter genutzt wird und keine Feuchtigkeit enthält, wird er auf zwei Weisen  
genutzt: zum einen nach Aufheizung zur Regeneration der Molsieb-Festbettabsorber, 
welche zur Reinigung der eintretenden Luft genutzt werden, zum anderen zur Kaltwas-
sererzeugung, um die Luft vor Eintritt in die Molsiebstation in einem Direktkontaktkühler 
weiter abzukühlen und zu entfeuchten. Dazu wird der Stickstoff in einer Kolonne im  
Gegenstrom mit herabrieselendem erwärmten Kühlwasser in Kontakt gebracht. Da der 
Stickstoff den Trennprozess trocken verlässt und wegen der verbleibenden Grädigkeit am 
Hauptwärmeübertrager kälter als die eintretende Luft ist, können unabhängig von den 
Umgebungsbedingungen geringe Kühlwassertemperaturen (ca. 10 °C) erzielt werden. 

Da Argon als drittgrößter Luftbestandteil bezüglich des Siedepunktes zwischen Stickstoff 
und Sauerstoff (jedoch dichter an Sauerstoff) liegt, bildet es ab einer Sauerstoffreinheit 
von ca. 95,7 % nahezu ausschließlich den restlichen Bestandteil des Sauerstoffprodukts. 
Werden im Allgemeinen gleichzeitig hohe Reinheitsanforderungen an das Sauerstoff- und 
Stickstoffprodukt gestellt, muss das Argon als weiterer Produktstrom zusätzlich dem  
Prozess (durch Rektifikation in einer Seitenkolonne) entzogen werden, weil es sich sonst 
in der ND-Kolonne aufkonzentrieren würde.  
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Die Wirkungsgradeinbuße bei dem Oxyfuel-Kraftwerk mit kryogener Luftzerlegungsan-
lage wird maßgeblich durch den Eigenbedarf zur Sauerstoffbereitstellung verursacht. Wie 
in [196–198] ausführlich gezeigt, ist die Absenkung der Sauerstoffreinheit ein probates 
Mittel, um eine Wirkungsgradverbesserung des Oxyfuel-Kraftwerks zu erzielen. Anhand 
der in den Abbildungen 3.13b und 3.14 dargestellten beispielhaften Prozessschaltungen 
von kryogenen Luftzerlegungsanlagen lassen sich die zusätzlichen Absenkungspotenziale 
des spezifischen Energiebedarfs zur Sauerstoffbereitstellung von [195, 199–203] durch 
die Simulation der Prozesse in AspenPlus® nachvollziehen. Für die Modellierung der Luft 
in den Luftzerlegungsprozessen wird das Peng-Robinson-Stoffwertemodell verwendet. 

In dem energetisch optimierten Prozess in Abbildung 3.13b wird ein weiterer Verdamp-
fer-Kondensator im mittleren Bereich der ND-Kolonne eingeführt. Dieser übernimmt die 
Funktion des bisherigen Verdampfer-Kondensator als Kopfkondensator der HD-Kolonne 
zur Bereitstellung der stickstoffreichen Rücklaufflüssigkeit für ND- und HD-Kolonne. Der 
Verdampfer-Kondensator am Sumpf der ND-Kolonne dient nun zur Kondensation eines 
Teilstroms der eintretenden Luft. Da nun nicht mehr nahezu reiner Stickstoff den sauer-
stoffreichen Sumpf der ND-Kolonne verdampfen muss, sondern kondensierende Luft, 
kann der Verdichtungsenddruck des Hauptverdichters geringer gewählt werden als in 
der Schaltung nach Abbildung 3.13a. Gegenüber dem dadurch erzielbaren energetischen 
Vorteilen, steht ein etwas erhöhter anlagentechnischer Aufwand, da nicht nur der zusätz-
liche Verdampfer-Kondensator benötigt wird, sondern auch die Verhältnisse für die  
Rektifikation erschwert werden, sodass mehr theoretische Trennstufen benötigt werden.  

Der in Abbildung 3.14 dargestellte Prozess stellt gegenüber demjenigen aus Abbildung 
3.13b eine weitere verfahrenstechnische Optimierung zur Einsparung des Energiebedarfs 
bei geringeren Sauerstoffreinheitsanforderungen dar. Diese wird durch Einführung einer 
Mitteldruck-Kolonne erzielt, sodass nur ein Teil der Luft auf den Druck der HD-Kolonne 
verdichtet werden muss.  

Als Bilanzgrenze zur Bildung des Black-Box-Modells der kryogenen Luftzerlegungsanlage 
werden der Eintritt der verdichteten, im Direktkontaktkühler abgekühlten und gerei- 
nigten Luft vor Eintritt in die Molsieb-Reinigungsstation (hier mit 4,4 bar veranschlagt)  
und der Austritt der Produktgase aus dem Hauptwärmeübertrager gewählt (68 mbar  
Überdruck). Diese Wahl hat den Vorteil, dass die Parametrisierung über den Verdich-
tungsenddruck erfolgt und nicht über den spezifischen Energiebedarf der Sauerstoff- 
bereitstellung. Auf diese Weise kann der Verdichtungsprozess in das Gesamtprozess- 
modell integriert werden und eine Wärmrückgewinnung direkt modelliert und simuliert  
sowie ggf. variiert werden.  



3.3  Teilprozessmodelle und deren Parametrierung 109 

  

 
Abbildung 3.14: Vereinfachtes Prozessschaltbild des in AspenPlus® simulierten kryogenen Luft-

zerlegungsprozesses nach [204] 

Die Temperatur der Druckluft nach Direktkontaktkühler und somit vor Eintritt in die  
Molsiebstation wird mit 10 °C angesetzt. Es wird von einem Druckverlust von 100 mbar 
des Direktkontaktkühlers ausgegangen. Zudem wird unterstellt, dass sich die Druckluft 
bei der Trocknung und Reinigung aufgrund der Bindungsenthalpie des Wassers und wei-
terer im Molsieb zurückgehaltener Bestandteile um ca. 3 K erwärmt. Die Regeneration der 
Molsiebe wird als kontinuierlicher Prozess angenähert, der Energiebedarf in Form von 
Heizdampf wird mit 7,5 MJ je Kilogramm Wasserdampf in der gesättigten Druckluft nach 
Direktkontaktkühler angesetzt. Die Heizdampfquelle muss im Druck so hoch gewählt 
werden, dass der Stickstoff zur Regeneration auf über 150 °C erwärmt wird. 

Für die kryogene Luftzerlegungsanlage wird mit einer Sauerstoffausbeute von 20,5 Mol 
je 20,95 Mol in der Luft enthaltenem Sauerstoff, also 97,85 %, bei einer Sauerstoffreinheit 
von 95 % gerechnet. Aus den Detailsimulationen in AspenPlus® werden die Begleitstoffe 
des Sauerstoffprodukts mit 1,6 % Stickstoff und 3,4 % Argon angesetzt.42  

Kryogene CO2-Aufbereitung für den Oxyfuel-Kraftwerksprozess 

Mit Hilfe des in dem Projekt ADECOS II im Detail untersuchten kryogenen CO2-
Aufbereitungsprozesses, dessen Prozessschaltbild in Abbildung 3.15 wiedergegeben ist, 
lassen sich die Angaben aus [199, 201, 205] bezüglich des spezifischen Energiebedarfs 

 
42 Die Angaben beziehen sich auf Volumenanteile. 
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und der Realisierbarkeit einer CO2-Abtrennungsrate von 90 % bei einer CO2-Reinheit von 
≥95 % in guter Näherung nachvollziehen [196].  

 
Abbildung 3.15: Vereinfachtes Prozessschaltbild des kryogenen CO2-Aufbereitungsprozesses 

für die Aufreinigung und Verdichtung des dem Oxyfuel-Kraftwerksprozess  
entstammenden Rauchgases nach [196]. Der Rauchgasverdichter wird als 
sechsstufige Maschine mit jeweiliger Zwischenkühlung und Nachkühlung  
modelliert. Die Temperaturangaben sind als ungefähre Werte zu verstehen. 

Bevor die Rauchgase dem CO2-Aufbereitungsprozess zugeführt werden, werden sie nach 
der Rauchgasentschwefelung auf 40 °C abgekühlt. Das dabei anfallende Kondensat wird 
abgetrennt. Dann werden die Rauchgase in einer sechsstufigen Verdichtung mit fünf  
Zwischenkühlern und einem Nachkühler auf ca. 30 bar verdichtet. Anschließend wird der 
Rauchgasstrom im Gegenstrom mit dem CO2-Produkt vorgekühlt und mit Hilfe eines  
Ammoniak-Kältekreislaufs auf ca. −25 °C abgekühlt. Die dabei entstehende CO2-reiche 
Flüssigkeit wird in einem Phasentrenner abgeschieden. Die Gasphase wird mit Hilfe eines 
CO2-Kältekreislaufs weiter auf ca. −40 °C abgekühlt. Die dabei entstehende Flüssigphase 
wird erneut abgeschieden. Beide CO2-reichen Flüssigkeitsströme werden zusammen- 
geführt und mit Hilfe einer Pumpe auf den erforderlichen überkritischen Enddruck  
gebracht, bevor sie im Gegenstrom mit den in den Prozess eintretenden Rauchgasen auf-
gewärmt werden und als CO2-Produkt den Prozess verlassen.  

Das anfallende Restgas, welches neben CO2 vor allem noch überschüssigen Restsauerstoff 
aus der Verbrennung, Argon und Stickstoff als Begleitprodukte des Sauerstoffprodukts 
sowie weitere Stoffe enthält, wird in einem zweistufigen Entspannungsprozess zur  
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Energierückgewinnung in einer Turbine entspannt. Zur Vermeidung von Flüssigkeits-
tropfen vor allem aber von Trockeneisbildung bei der Entspannung, welches die Turbinen 
beeinträchtigen würde, wird der Restgasstrom vor jeder Entspannungsstufe mit Hilfe der 
Verdichtungsabwärme des Ammoniak-Kältekreislaufs angewärmt. Gleichzeitig wird auf 
diese Weise die rückgewinnbare Antriebsleistung erhöht. Auch nach Entspannung erfolgt 
eine Aufwärmung der Restgase, um die Abgabe an die Umgebung und sichere Verdünnung 
in der Atmosphäre zu erleichtern.  

Die im Schaltbild in Abbildung 3.15 dargestellte Kopplung des Ammoniak- und des CO2-
Kältekreislaufs verringert den spezifischen Energiebedarf des Aufreinigungsprozesses, 
da beide Kältekreisläufe in einem für das jeweilige Arbeitsmedium günstigen Tempera-
turfenster arbeiten können.  

Für die Black-Box-Modellierung wird als Schnittstelle der Eintritt der Rauchgase in die 
sechsstufige Verdichtung gewählt. Es wird der spezifische elektrische Antriebsbedarf des 
gesamten kryogenen CO2-Aufbereitungsprozesses bezogen auf die Masse des reinen  
CO2 im abgeschiedenen CO2-Produkt als Parameter gewählt. Auf Grundlage des im  
Projekt ADECOS II [196] entwickelten detaillierten Simulationsmodells kann für die 
Randbedingungen dieser Arbeit mit einem spezifischen Energiebedarf von 135 kWh je 
Tonne reinem CO2 im abgetrennten CO2-Produkt gerechnet werden. Dieser Wert ist nur 
im Zusammenhang mit der vorgegeben CO2-Abtrennungsrate von 90 % gültig. 

Monoethanolamin-Wäsche zur Post-Combustion-CO2-Abtrennung  

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen zur Post-Combustion-CO2-
Abtrennung basieren auf dem in Abbildung 3.16 dargestellten nasschemischen Absorpti-
onsprozess. Als Absorptionsmittel dient eine wässrige Lösung mit 30 Gew.-% Monoetha-
nolamin (MEA). Dieses Lösungsmittel wird in der Literatur typischerweise als Ausgangs-
basis zur Realisierung des Post-Combustion-CO2-Abtrennungsverfahrens betrachtet. Zu 
Untersuchungen des Einflusses der Verwendung alternativer Lösungsmittel auf die Pro-
zessgestaltung und den Einfluss des elektrischen Wirkungsgrads des Gesamtprozesses sei 
z. B. auf [206] hingewiesen. Weiterhin wird eine Prozessauslegung auf eine CO2-
Abtrennungsrate von 90 % angenommen. 

Das Rauchgas wird nach der Rauchgasentschwefelungsanlange einem Sprühwäscher zur 
weiteren Abkühlung auf 40 °C und zur SO2-Feinreinigung zugeführt. Dazu wird Wasser 
mit einem Neutralisierungsmittel (z. B. Natriumhydroxid) im Kreis gepumpt und mit Hilfe 
von Kühlwasser gekühlt. 
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Abbildung 3.16: Vereinfachtes Prozessschaltbild des nasschemischen CO2-Abtrennungsprozes-

ses auf Grundlage einer wässrigen Lösung mit 30 Gew.-% Monoethanolamin 

Der anfallende Kondensatmassenstrom und ein zur Kontrolle des Salzgehalts im Wä-
scherkreislauf zuführender Zusatzwassermassenstrom wird vom Wäschersumpf zur 
Mengenhaltung abgezogen und zu den entsprechenden Abwasserbehandlungsanlagen 
abgeführt. Die zusätzliche SO2-Reinigung vor dem eigentlichen Abtrennungsprozess wird 
zur Prozessoptimierung notwendig, da jeweils ein SO2-Molekül mit einem MEA-Molekül 
eine so feste chemische Bindung eingeht, dass diese nicht mehr im Abtrennungsprozess 
gelöst werden kann. Somit wird die quantitative Degradation durch das im Rauchgas ent-
haltene SO2 des relativ kostenintensiven Absorptionsmittels MEA minimiert. Durch die 
Abkühlung des Rauchgases im Sprühwäscher wird darüber hinaus eine Verbesserung der 
Absorptionsverhältnisse erzielt, da bei geringeren Temperaturen eine höhere Beladung 
des Lösungsmittels mit CO2 erzielt werden kann.  

Im darauffolgenden Gebläse wird der Druck des Rauchgases erhöht, sodass die Druck-
verluste des vorgelagerten Sprühwäschers und des nachgelagerten Absorptionsprozes-
ses von angenommenen 50 mbar überwunden werden und das CO2-arme Restgas an die 
Atmosphäre abgeführt werden kann.  

Das Rauchgas wird am Fuß der Absorberkolonne, die nahe dem Umgebungsdruck betrie-
ben wird, zugeführt und im Gegenstrom über strukturierte Packungen mit dem von oben 
herabrieselnden Lösungsmittel in Kontakt gebracht. Bei dem Aufwärtsströmen wird das 
CO2 des Rauchgases vom Lösungsmittel in einer exothermen Reaktion absorbiert. Durch 
die Freisetzung der Absorptionsenthalpie kommt es zur Aufwärmung von Lösungsmittel 
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und Rauchgas. In einem dem Absorptionsabschnitt nachgeschalteten Kopfwäscher wird 
das CO2-arme Rauchgas weitestgehend von Lösungsmittelresten befreit und abgekühlt. 
Durch die Abkühlung des CO2-armen Restgases wird Wasser infolge Kondensation  
zurückgewonnen und dem Sumpf der Absorberkolonne zugegeben. Anschließend wird 
das CO2-arme Rauchgas an die Umgebung entlassen. 

Nach der Beladung im Absorber wird das CO2-reiche Lösungsmittel im Gegenstrom über 
einen Wärmeübertrager (angenommene kleinste Grädigkeit 5 K) mit dem CO2-armen  
Lösungsmittel vorgewärmt und zum Desorberkopf gepumpt. Beim Herabrieseln des  
CO2-reichen Lösungsmittels im Desorber wird durch den aufsteigenden Dampf aus dem 
Reboiler, dem Sumpfverdampfer im Desorber, die chemische Bindung von Lösungsmittel 
und CO2 durch Aufbringung der Absorptionsenthalpie aufgebrochen und so das CO2  
ausgetrieben. Der Desorber wird bei Temperaturen von über 100 °C betrieben. Je höher 
die Temperatur im Desorptionsprozess desto geringer ist die verbleibende CO2-Beladung 
des CO2-armen Lösungsmittels. Dies wirkt sich günstig auf den thermischen Energie- 
bedarf des Abtrennungsprozesses aus, da mit steigender Beladungsdifferenz zwischen 
CO2-reichem und CO2-armem Lösungsmittel die Umlaufmenge reduziert werden kann. 
Aufgrund der thermischen Stabilität des Monoethanolamins kann die Temperatur im 
Desorber jedoch nur begrenzt gesteigert werden. Bei einer MEA-Konzentration von 
30 Gew.-% des unbeladenen Lösungsmittels kann davon ausgegangen werden, dass unter 
Anwesenheit von CO2 eine unerwünscht übermäßige Degradation des Monoethanolamins 
durch Polymerisation ab etwa 125 °C auftritt [207]. Um die Oberflächentemperaturen 
durch Restüberhitzung des Heizdampfes im Reboiler auf diesen Wert sicher zu begren-
zen, wird der Heizdampf durch Kondensateinspritzung gekühlt. Es wird von einer  
Restüberhitzung am Reboilereintritt von 5 K ausgegangen. Zudem wird der Druck ober-
halb des Sumpfes im Desorber, der die Temperatur der Verdampfung bestimmt, auf 2 bar 
festgelegt. Somit ergibt sich eine maximale Temperatur von 120,3 °C am Kolonnenfuß des 
Desorbers. Zur Begrenzung der Heizflächengröße des Reboilers wird von einer Reboiler-
Grädigkeit von 10 K zur Sattdampftemperatur des Heizdampfes ausgegangen. 

In Abbildung 3.16 nicht dargestellt ist der sog. Reclaimer. In diesem parallel zum Reboiler 
geschalteten Verdampfer, der auf erhöhtem Druck- und Temperaturniveau betrieben 
wird, wird die durch die Begleitstoffe des Rauchgases aufgetretene Degradation des  
Lösungsmittels zumindest teilweise rückgängig gemacht. Üblicherweise erfolgt dies im 
Batchbetrieb, der in dieser Arbeit nicht berücksichtigt wird. 

Da der Desorber auf einem erhöhten Temperaturniveau von 120 °C im Vergleich zu  
den Eintrittsbedingungen des Absorbers von 40 °C arbeitet, wird durch den Wärme- 
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übertrager das CO2-reiche Lösungsmittel aufgewärmt und das CO2-arme Lösungsmittel  
abgekühlt. Dadurch wird der Heizdampfbedarf im Reboiler sowie die Kühlleistung zur 
Abkühlung des CO2-armen Lösungsmittels vor Eintritt in den Absorber auf 40 °C wesent-
lich reduziert.  

Am Kopf der Desorberkolonne befindet sich ein separater Kopfkondensator. In diesem 
wird das im Wesentlichen aus CO2 und Wasserdampf bestehende Gemisch von etwas über 
100 °C auf 40 °C abgekühlt. Dies hat zwei Ziele: einerseits die Vermeidung, dass ein  
größerer Anteil Wasser den CO2-Abtrennungsprozess verlässt und zur Konzentrations-
haltung des Lösungsmittels nachgespeist werden muss, andererseits die Reduzierung des 
Massenstroms sowie des spezifischen Volumens am Eintritt in den nachfolgenden CO2-
Verdichter, sodass in zweierlei Hinsicht der Energiebedarf der CO2-Verdichtung gesenkt 
wird. Das anfallende, wenig von MEA und weiteren Reaktionsprodukten verunreinigte 
Kondensat wird dem Kopfwäscher des Absorbers zugeführt. Da am Kopfkondensator mit 
ca. 100 °C das höchste Abwärmetemperaturniveau des CO2-Abtrennungsprozesses vor-
liegt, bietet sich hier eine Abwärmeintegration in den Kraftwerksprozess an. Dabei ist der 
nichtlineare gleitende Temperaturverlauf bei der Kondensation des CO2/Wasserdampf-
gemisches zu beachten. 

Die Monoethanolamin-Wäsche zur Realisierung der Post-Combustion-CO2-Abtrennung 
wurde im Rahmen des POSEIDON-Projekts [207] am Institut für Energietechnik der 
TUHH detailliert untersucht, modelliert und simuliert, sodass im Rahmen dieser Arbeit 
direkter Zugriff auf das entsprechende Modell bestand. Die erhaltenen Ergebnisse dieser 
Teilprozessrechnungen sind nur unter den vorgenommenen Vereinfachungen sowie ge-
gebenen Stoffwertemodellen, Komponentenmodellen, deren Annahmen zur Parametrie-
rung sowie zur Teilprozessgestaltung gültig und sind gegenüber einer realen Anlagenaus-
legung und deren tatsächlichen Betriebsverhalten mit entsprechenden Unsicherheiten 
behaftet. Daher wird eine Rundung der Ergebniswerte der detaillierten Teilprozesssimu-
lation vorgenommen, um die Modellierung in gleicher Detailtiefe aller zu vergleichenden 
Gesamtprozesse einzuhalten. Dieses Vorgehen ist im Rahmen dieser Arbeit vertretbar, da 
eine mögliche Ausführung einer Post-Combustion-CO2-Abtrennungsanlage (PCA) mit 
MEA als Lösungsmittel mit anderen Technologieoptionen zur CO2-Abtrennung verglichen 
wird. Weitere Details zur Berechnung dieses Abtrennungsprozesses und zu den zugrunde 
gelegten Annahmen sind [207] zu entnehmen.  

Als Schnittstellen für die Black-Box-Modellierung sind rauchgasseitig die Austritte des 
Rauchgases nach REA, des Restgases an die Atmosphäre sowie des wassergesättigten 
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CO2-Stroms zum CO2-Verdichter zweckmäßig. Durch Vorgabe der CO2-Produktzusam-
mensetzung und der CO2-Abtrennungsrate, wird über Stoffbilanzen die Zusammenset-
zung des Restgases bilanziert. Zur Bestimmung des elektrischen Energiebedarfs sowie 
des Kühlwasser- und Heizdampfbedarfs werden spezifische Energiebedarfe mit Massen-
bezug auf das im CO2-Produkt enthaltene reine CO2 vorgegeben. Ebenso verhält es sich 
mit Wärmemengen zur Wärmerückgewinnung, die im Gesamtprozess entsprechend mit 
der Kühlleistung korrekt bilanziert werden müssen (siehe auch Bemerkungen in Tabelle 
4.11). Die zugehörigen maximalen Temperaturniveaus und der minimal erforderliche 
Heizdampfdruck sind ebenfalls Parameter des Black-Box-Modells. Die verwendeten 
Werte werden in Abschnitt 4.3.1 genannt. 

CO2-Verdichtung nach Post-Combustion-CO2-Abtrennung 

Im Anschluss an die Post-Combustion-CO2-Abtrennungsanlage ist das abgeschiedene CO2, 
das die Abtrennungsanlage wasserdampfgesättigt verlässt, auf Pipeline-Übergabedruck 
zu verdichten (110 bar, vgl. Abschnitt 3.1.3) und ausreichend zu trocknen (siehe dazu 
auch [31]). Das Schaltbild des Verdichtungsprozesses ist in Abbildung 3.17 dargestellt.  

 
Abbildung 3.17: Prozessschaltbild des CO2-Verdichters im Anschluss an den nasschemischen 

CO2-Abtrennungsprozess  

Es wird von einem acht-stufigen Radial-Getriebeverdichter ausgegangen, bei dem nach 
jeder Stufe ein Zwischenkühler beziehungsweise nach der letzten Stufe ein Nachkühler 
angeordnet ist. Mit Hilfe des Kühlwassers wird der CO2-Strom auf jeweils 40 °C zurück-
gekühlt. Gegenüber der Prozessführung mit weniger Zwischenkühlern oder weniger  
Verdichtungsstufen wird so die erforderliche Antriebsleistung des Verdichters minimiert. 
Da die Abwärme bei dieser Prozessführung mit sieben Zwischenkühlern allerdings auf 
geringem Temperaturniveau anfällt, wird eine Integration in den Kraftwerksprozess als 
nicht lohnenswert gesehen. 

Nach den ersten vier Stufen wird jeweils anfallendes Kondensat durch eine Entwässerung 
abgeführt. Aufgrund des dann bereits erreichten Drucks von etwa 15 bar befindet sich nur 
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noch relativ wenig Feuchtigkeit im Gasstrom. Daher wird an dieser Stelle die Trocknung 
mit Hilfe von Molsieb-Festbettadsorbern vorgenommen. 

Die erste Stufe ist zu Regelzwecken mit einem verstellbaren Drallapparat (verstellbare 
Leitschaufeln) ausgestattet. 

Der Verdichtungsprozess wird mit dem Hauptsimulationswerkzeug der Arbeit (Ebsilon® 

Professional) unter Verwendung des Realgasmodells separat simuliert. Da für die Verdich-
tung von CO2 jenseits des kritischen Punktes ein Realgasmodell benötigt wird, dessen  
Verwendung sich aber aus den unter Teilkapitel 3.5 genannten Gründen für die Simula-
tion der Gesamtprozesse als unzweckmäßig herausgestellt hat, müssen die Ergebnisse 
aus einer separaten CO2-Verdichtersimulation als Black-Box-Modell in die Gesamt- 
prozesssimulation eingebunden werden. In dem Detailmodell wird die adsorptive Trock-
nungsanlage vereinfachend nur als zusätzlicher Druckverlust berücksichtigt. Dafür wird 
ebenso wie für die Zwischenkühler ein Wert von 50 mbar angenommen. Der thermische 
Energiebedarf zur Regeneration des Molsiebadsorbers bleibt ebenso wie die Lösung des 
CO2 in den anfallenden Kondensatströmen der Zwischenkühler unberücksichtigt. 

Die Schnittstellen des Black-Box-Modells sind Eintritt und Austritt des Verdichters. Druck 
und Temperatur des CO2-Stroms am Austritt des Verdichters sind Parameter des Black-
Box-Modells. Die erhaltenen Ergebnisse der Detailsimulation werden für die Parametrie-
rung herangezogen, indem die spezifische elektrische Energie zum Antrieb des Verdich-
ters sowie die spezifische benötigte Kühlleistung durch Kühlwasser mit Bezug auf die im 
CO2-Produkt enthaltene reine CO2-Masse bestimmt wird. 

3.3.12 Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage 

Anders als die kryogene Luftzerlegung, welche die Luft durch Tieftemperaturrektifikation 
im Zweiphasengebiet der Luft trennt, erfolgt bei dem Oxyfuel-Kraftwerk mit Hochtempe-
raturmembran-Luftzerlegungsanlage die Trennung der Luft in einer Hochtempera-
turmembran durch Fehlstellenleitung von Sauerstoff-Ionen durch das Kristallgitter des 
ansonsten im Prinzip gasdichten keramischen Membranwerkstoffs. Dabei ist das Mem-
branmaterial zu 100 % für Sauerstoff selektiv, sodass unter der Voraussetzung völliger 
Leckagefreiheit des Membranapparats vollkommen reiner Sauerstoff gewonnen werden 
könnte. Die im Fokus der Forschung stehenden Materialien entstammen der Stoffgruppe 
der mischleitenden Perowskite43. Ein merklicher Sauerstoffleitungseffekt tritt bei diesen 

 
43 Es handelt sich dabei um Stoffe der allgemeinen Strukturformel ABO3 mit A = Ba, La, Sr und anderen  

Elementen und B = Co, Fe und weiteren Elementen. Wegen seiner hohen Permeabilität und chemischen 
Stabilität bei geringen Sauerstoffpartialdrücken wird beispielsweise der Werkstoff BSCF (genauer 
Ba0,5Sr0,5Co0,8Fe0,2O3−δ) als vielversprechend gesehen [208].  
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Materialien erst bei Temperaturen deutlich über 750 °C auf. Zudem muss für einen  
Sauerstofffluss durch die Membran eine Sauerstoffpartialdruckdifferenz vorliegen. 
Grundsätzlich gilt, dass mit steigender Triebkraft – der Sauerstoffpartialdruckdifferenz – 
ein größerer Sauerstofffluss je Membranfläche realisiert wird. Für grundlegende Informa-
tionen zu den Membranmaterialien, deren Eigenschaften und dem Sauerstoff-Leitungs-
mechanismus sei an dieser Stelle auf [208–210] hingewiesen. 

In Abbildung 3.18 sind zwei Prozessvarianten einer Hochtemperaturmembran-Luftzer-
legungsanlage dargestellt. Bei der oberen Variante, die in dieser Arbeit als 3-End- 
Vakuum-Membran-Verfahren bzw. kurz 3EVM bezeichnet wird, wird die Triebkraft durch 
ein Vakuum auf der Seite des Sauerstoffprodukts mit Hilfe eines Sauerstoffverdichters  
erzeugt, während die Luftseite nahe bei atmosphärischem Druck betrieben wird. Somit 
ist die Sauerstoffausbeute, also jener Anteil des in der zugeführten Luft enthaltenen  
Sauerstoffs, der als Sauerstoffprodukt die Anlage verlässt, durch das Vakuum auf der  
Sauerstoffproduktseite begrenzt. Die theoretisch maximale Sauerstoffausbeute 44  wird  
bei einer verschwindend geringen treibenden O2-Partialdruckdifferenz erreicht. Da  
dies jedoch eine unendlich große Membranfläche nach sich ziehen würde, wird eine  
O2-Ausbeute von 85 % des theoretisch maximalen Wertes, der von den übrigen Prozess-
bedingungen abhängt, für die Parametrierung der 3EVM angesetzt. Im Rahmen dieser  
Arbeit gilt also für die tatsächliche Sauerstoffausbeute der 3EVM-Luftzerlegungsanlage: 

 

𝐴𝐴O2,tats. = 0,85 ∙  
𝜑𝜑O2,I,1  −  𝛱𝛱O2,I,2,min

𝜑𝜑O2,I,1 ∙ �1 − 𝛱𝛱O2,I,2,min�
 

               mit 𝛱𝛱O2,I,2,min =  𝑝𝑝O2,II

𝑝𝑝Luf𝑡𝑡,I,2
, wobei 

I =  Luft −  bzw. Feedseite 
II =  Sauerstoffseite 
1 =  Eintritt 
2 =  Austritt 

(3.15) 

Mit den in der Gesamtprozesssimulation in Abschnitt 4.3.3 verwendeten Parametern 
(siehe Tabelle 4.15, v. a. Parameter Nr. 114, Sauerstoffproduktdruck an der Membran 
80 mbar) ergibt sich eine Sauerstoffausbeute von 58 % und somit im Restgas ein verblei-
bender Sauerstoffanteil von φO2,I,2= 9,91 Vol.-%.  

 
44 Eine Sauerstoffausbeute von 100 % wird daher nur dann möglich, wenn der theoretische Grenzfall, abso-

lutes Vakuum auf der Sauerstoffseite erreicht werden würde. Neben einer unendlich großen Membran-
oberfläche würde zudem auch die aufzubringende Verdichtungsarbeit, um den Sauerstoff auf 1 bar Druck 
zu bringen, unendlich groß.  
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Abbildung 3.18: Sauerstoffbereitstellungsprozesse durch Luftzerlegung auf Grundlage sauer-

stoffleitender keramischer Hochtemperaturmembranen. Oben: 3-End-Vaku-
um-Membran-Prozess mit Bereitstellung hochreinen Sauerstoffs (Konzept in 
Anlehnung an Oxy-Vac-Jül [213]); unten: 4-End-Membran-Prozess mit druck-
aufgeladener Luftseite und Rauchgas als Spülmedium (Konzept in Anlehnung 
an Oxycoal-AC [214]). 

Demgegenüber werden bei der Variante in Abbildung 3.18 unten, die in dieser Arbeit  
als 4-End-Membran-Verfahren bzw. kurz 4EM bezeichnet wird, verhältnismäßig hohe  
Partialdruckdifferenzen dadurch erreicht, dass zum einen eine Druckaufladung der  
sauerstoffliefernden Luftseite und zum anderen Rauchgas bei etwa Umgebungsdruck als 
verdünnendes Spülgas auf der sauerstoffempfangenden Seite eingesetzt wird.  
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Weiterhin sind auch Zwischenlösungen beider Verfahren bekannt, die den Membran- 
kontakt mit Rauchgas vermeiden und durch Druckaufladung auf der Luftseite und Vaku-
umerzeugung auf der Sauerstoffseite höhere Partialdruckdifferenzen als die 3EVM-
Variante erlauben [211, 212]. Diese wird im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht unter-
sucht, da die Integration dieser Zwischenvarianten in den Gesamtprozess im Hinblick auf 
den Wirkungsgrad vermutlich zwischen der 3EVM- und 4EM-Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsanlage rangieren werden. Die hier untersuchte Schlüsseltechnologie  
stellt das Membranmaterial dar, welches je nach chemischer Beständigkeit eine andere  
Prozessführung erfordert. Die Variante 3EVM ist für Membranmaterialien geeignet,  
welche unter Beaufschlagung der chemischen Rauchgasspezies nicht dauerhaft stabil 
sind oder einen deutlich verminderten Sauerstoffleitungseffekt zeigen.  

Allen Verfahren ist gemein, dass sie eine Hochtemperaturwärmequelle zum Aufrecht-
erhalten der Betriebstemperaturen der Membran benötigen. Zudem werden gasdichte 
Hochtemperatur-Gas-Gas-Wärmeübertrager zur Prozessführung benötigt. Bei dem 4EM-
Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsprozess wir überdies noch ein Hochtempera-
tur-Rauchgasgebläse (> 500 °C) zur Membranspülung benötigt, wenn dem sauerstoffan-
gereicherten Rauchgas keine weitere Wärme entzogen wird. Durch die Anordnung  
Verdichter, Wärmezufuhr und Entspannung der sauerstoffabgemagerten, aufgewärmten 
Luft in einer Turbine vollführt die 4EM-Variante einen thermodynamischen Kreisprozess 
in Analogie zur Gasturbinenanlage. Dies hat besondere Abhängigkeiten bei der  
Integration dieser Luftzerlegungsanlage in den Gesamtprozess zufolge, wie bereits in 
[197] bzw. [198] gezeigt wurde. 

3.3.13 Kühlwassersystem 

Um die Vergleichbarkeit der Simulationsergebnisse bezüglich der thermodynamischen 
Randbedingungen sicherzustellen, werden für alle zu untersuchenden Prozesse dieselben 
Bedingungen für das Kühlwassersystem angesetzt.  

Die Auslegung des sog. kalten Endes des Dampfkraftwerksprozesses gehört vor allem bei 
Dampfkraftwerken zu den individuellen Optimierungsaufgaben bei der Auslegung, die 
stark von den wirtschaftlichen Randbedingungen geprägt ist. Die wichtigsten Komponen-
ten, ihre Parameter sowie standortspezifische Gegebenheiten, die in ihrem Zusammen-
spiel den elektrischen Wirkungsgrad beeinflussen, sind: 

• die Umgebungsbedingungen des Standortes, 
• der Kühlgrenzabstand ∆𝑡𝑡KGA (Temperaturdifferenz zwischen Kaltwassertempera-

tur 𝑡𝑡KW  und Feuchtkugeltemperatur 𝑡𝑡FK  der Umgebungsluft), der maßgeblich 
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durch die spezifische Kühlturmbaugröße bestimmt wird. Im direkten Zusammen-
hang mit dem Kühlgrenzabstand steht 

• die Kühlzonenbreite ∆𝑡𝑡KZB . Diese ist gleichbedeutend mit der Aufwärmung des 
Kühlwassers durch die Wärmeaufnahme im Kondensator (Temperaturdifferenzen 
zwischen Warm- und Kaltwassertemperatur des Kühlwassers, 𝑡𝑡WW − 𝑡𝑡KW). Diese 
wird durch die abzuführende Wärmemenge und den dazu spezifischen umlaufen-
den Kühlwassermassenstrom bestimmt. Durch letzteren wird  

• der elektrische Eigenbedarf der Kühlwasserpumpen und damit der Netto- 
wirkungsgrad des Gesamtprozesses beeinflusst. Neben dem umlaufenden Kühl-
wassermassenstrom sind die Wirkungsgrade der Pumpen und die Druckverluste 
im Kühlwassersystem bestimmend. Bei den Druckverlusten sind die Leitungs- 
längen und -durchmesser sowie ggf. geodätische Höhen, die zu überwinden sind, 
entscheidend. Weiterhin wird das energetisch-wirtschaftliche Optimum beein-
flusst durch die Wahl der  

• Kondensatorgrädigkeit ∆𝑡𝑡Kond , also der Temperaturdifferenz, die zwischen der 
Kondensationstemperatur des Dampfes 𝑡𝑡Kond im Kondensator und der Warmwas-
sertemperatur des Kühlwassers 𝑡𝑡WW  vorliegt. Diese bestimmt vorrangig die  
vorzusehende spezifische wärmeübertragende Fläche des Kondensators. Mit der 
Kondensationstemperatur liegt auch der Kondensationsdruck 𝑝𝑝Kond fest, welcher 
das abarbeitbare Enthalpiegefälle in der Dampfturbine und damit den Brutto- 
wirkungsgrad des Gesamtprozesses beeinflusst. Gleichzeitig wirkt sich der  
Kondensationsdruck 𝑝𝑝Kond auf  

• die Austrittsverluste infolge der kinetischen Energie des Abdampfes der ND-
Dampfturbinen aus, da sich mit dem Druck auch der spezifische Abdampfvolumen-
strom verändert. Die Austrittsverluste haben ihrerseits Einfluss auf den Brutto-
wirkungsgrad des Kraftwerks und werden durch den zur Verfügung stehenden 
Abdampfquerschnitt der ND-Dampfturbinen bestimmt (Beeinflussung durch 
Schaufellänge und Flutigkeit der ND-Dampfturbine).  

Diese Beschreibung lässt erkennen, dass es sich hierbei in der Praxis um ein komplexes 
Optimierungsproblem mit zahlreichen Einflussgrößen handelt, wobei nicht nur die rein 
thermodynamische Optimierung im Vordergrund steht. Für das thermodynamische  
Optimum wären alle technischen Parameter der obigen Auflistung möglichst gering zu 
wählen, was jedoch erhöhten Investitionsausgaben gegenübersteht. Daher wird neben 
der Kenntnis der spezifischen Bedingungen des Standortes, dem spezifischen Verhalten 
konkreter Komponenten, das in gewissen Grenzen herstellerspezifisch variieren kann, 
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außerdem das abzusehende Betriebsregime des Kraftwerks Einfluss auf die optimale 
technisch-wirtschaftliche Lösung haben. 

Zur Vereinheitlichung wird in dieser Arbeit davon ausgegangen, dass für alle Prozesse ein 
Umlaufkühlsystem mit Naturzug-Nasskühlturm mit einem Kühlgrenzabstand 𝑡𝑡KGA  von 
8,0 K und einer Kühlzonenbreite 𝑡𝑡KZB von 9,96 K das wirtschaftliche Optimum darstellt. 
Mit den in Teilkapitel 3.1 angesetzten Umgebungsluftbedingungen (siehe auch Tabelle 
3.1) wird somit eine Kaltwassertemperatur von 16,0 °C erreicht. Zusammen mit einer un-
terstellten wirtschaftlichen Kondensatorgrädigkeit von 3,0 K wird ein Kondensatordruck 
von 40,0 mbar erzielt. In Abbildung 3.19 sind die Kenngrößen des Kühlwassersystems 
und deren Zusammenhänge sowie die für die Untersuchungen angesetzten Parameter-
werte dargestellt. An dieser Stelle ist nochmals hervorzuheben, dass die hier gewählten 
Parameter keine Auslegung eines konkreten realisierten Systems, sondern eine einheitli-
che, realitätsnahe Auslegung möglicher Ausführungen widerspiegeln. 

Die abzuführende Wärmemenge wird zum größten Teil durch die Kondensation des 
Dampfes in den Kondensatoren und zu einem weitaus kleineren Teil durch Nebenkühl-
wasser bestimmt. Der abzuführende Wärmestrom des Nebenkühlwassers wird bei den 
reinen Dampfkraftwerksprozessen durch die elektrische Verlustleistung des Generators 
und den mechanischen Verlust des Dampfturbinen-Wellenstrangs abgeschätzt. 

 
Abbildung 3.19: Darstellung der für alle Prozesse in gleicher Weise angesetzten Parameter des 

Kühlwassersystems. Es wird von einer Umlaufkühlung mit Naturzug-Nasskühl-
turm ausgegangen. Die festgelegten Umgebungsbedingungen entsprechen  
denen in Teilkapitel 3.1 bzw. in Tabelle 3.1 angegebenen Werten. 

 

3.4 Parametrierung von Stoffströmen 
Ein weiterer wichtiger Punkt zur Abrundung der Dokumentation, welche die Nachvoll-
ziehbarkeit und Wiederholbarkeit der Untersuchungen ermöglicht, ist die Spezifikation 
der Zustandsgrößen der Stoffströme bei der Modellierung bzw. Parametrierung.  
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Neben den Zustandsgrößen sind dadurch auch die davon abhängigen Stoffwertegrößen  
beeinflusst. Vor allem betrifft dies die Größen der spezifischen Enthalpie, der Temperatur  
und des Drucks. Grundsätzlich werden in dieser Arbeit diese Zustandsgrößen auf den  
statischen Anteil des strömenden Mediums, d. h. ohne Berücksichtigung der Strömungs-
geschwindigkeit, und nicht auf den sog. Ruhe-, Total- oder Stagnationszustand bezogen. 
Dies ist vor allem darin begründet, dass die Stoffwerte des statischen Zustands zur  
Zustandsbeschreibung entscheidend für die thermodynamischen Vorgänge sind.  

Zur Veranschaulichung sei ein wärmeübertragender Apparat betrachtet, bei dem die ihn 
durchströmenden Medien dieselbe thermodynamische Temperatur aufweisen und somit 
keine Wärmeübertragung stattfindet. Strömt das eine Medium schneller als das andere, 
würden sich die Totaltemperaturen unterscheiden, sodass scheinbar eine treibende  
Temperaturdifferenz vorhanden wäre und vermeintlich doch Wärme übertragen werden 
könnte. Um derartige Fehlinterpretationen zu vermeiden, müsste neben der Totaltempe-
ratur zusätzlich die Strömungsgeschwindigkeit oder die (statische bzw. thermodynami-
sche) Temperatur angegeben bzw. berechnet werden. Da zur Vermeidung übermäßiger 
Druckverluste und weiterer negativer Erscheinungen wie Erosionen, Schallemissionen 
und Vibrationen die Strömungsgeschwindigkeiten in gasdurchströmten Rohrleitungen 
und Kanälen in der Praxis nicht zu hoch gewählt werden, ist der Unterschied der totalen 
und statischen Zustandsgrößen nicht sehr groß (i. d. R. ∆ℎkin≪ 2 kJ/kg). Eine Ausnahme 
davon bilden die Strömungsmaschinen: Bei Turbinen wird die Enthalpie des Arbeits- 
mediums zunächst in kinetische Energie der Strömung durch Druckabbau und diese  
anschließend in mechanische Energie gewandelt. Bei Arbeitsmaschinen erfolgt diese  
Umwandlung in umgekehrter Richtung. In den Strömungsmaschinen treten prinzip- 
bedingt verhältnismäßig hohe Geschwindigkeiten auf. Jedoch sind diese nur dann in der 
Modellierung zu berücksichtigen, wenn die Geschwindigkeit der Strömung am Austritt 
eines Verdichters nicht mehr in Druck umgesetzt oder wenn die kinetische Energie am 
Austritt einer Turbine nicht mehr in mechanische Energie umgewandelt werden kann 
und somit letztlich zu Wärme (d. h. innerer Energie) dissipiert. Letzterer Fall wird wegen 
seiner Relevanz bei den Dampfturbinen berücksichtigt (siehe Abschnitt 3.3.9). 

Ein weiterer praktischer Grund für die ausschließliche Anwendung der statischen  
Zustandsgrößen ist, dass bei der hier zur Anwendung kommenden Detaillierung der  
Simulationen keine konkreten Dimensionen der Bauteile oder Rohrleitungen o. ä. vorlie-
gen. Somit sind im Rahmen der Simulation auch keine Strömungsgeschwindigkeiten  
bestimmbar. Stattdessen werden Druckverluste angenommen, die aufgrund typischer 
Auslegungsströmungsgeschwindigkeiten und Geometrien auftreten. Gedanklich werden 
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dabei auch Druckänderungen zur gezielten Beschleunigung der Strömungen mitberück-
sichtigt. Beispiele hierfür sind die Beschleunigung der als ruhend angenommenen Um-
gebungsluft, die Geschwindigkeitserhöhung der Strömung durch die Brenner sowie der  
notwenige Überdruck zur Abführung der Rauchgase an die Umgebung.45 

Die im Rahmen dieser Arbeit angegebenen Druckverluste, die bestimmten Komponenten 
zugordnet werden, wie z. B. Elektrofilter, DeNOx etc., sind nicht immer ausschließlich auf 
dieses Aggregat bezogen, sondern sind vielmehr für den Bereich in den Grenzen bis zu 
den nächsten Aggregaten zu verstehen. In diesem Zusammenhang ist zu betonen, dass 
Werte angesetzt werden, welche möglichst reale Verhältnisse wiedergeben sollen. 

Wenn nicht anders erwähnt, sind alle Angaben zu Drücken in dieser Arbeit als absolute 
Werte zu verstehen. 

3.5 Verwendete Stoffwertemodelle 
Alle im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Gesamtprozesssimulationen basieren auf 
folgenden Stoffwertemodellen: 

1. IAPWS-IF97 für die Modellierung der thermodynamischen Zustände bzw. der  
Zustandsänderungen des Wasserdampfes im Wasser-/Dampfkreislauf. Diese von 
der „International Association for the Properties of Water and Steam” für die  
speziellen Bedürfnisse der Kraftwerkstechnik entwickelte Formulierung stellt den 
derzeitigen Standard dar und ist beispielsweise in [215] oder neuer in [216]  
dokumentiert. In [217] wird diese Formulierung gegenüber ihren Vorgängern ver-
glichen. 

2. Ideales Gas für die Modellierung der Gasseite nach den Verbandsformeln des FDBR 
(Fachverband Dampfkessel-, Behälter- und Rohrleitungsbau) für ideale Gase. Die 
Methode ist in [218] dokumentiert und verwendet für die Bestimmung der spezi-
fischen kalorischen Zustandsgrößen in der Hauptsache Polynomansätze. Eine  
Berücksichtigung des Effekts von Dissoziationsreaktionen bei sehr hohen Tempe-
raturen, wie sie z. B. bei der Bestimmung der adiabaten Verbrennungstempe- 
raturen auftreten, erfolgt nicht.  

Es sei darauf hingewiesen, dass im verwendeten Simulationswerkzeug das Wasser im 
Luft-/Rauchgas-/Kohle-System im Gegensatz zum Reinstoff im Wasser-/Dampfkreislauf 

 
45 Im Rahmen dieser Arbeit wird für diesen Anwendungsfall von einer Geschwindigkeit von 27,8 m/s aus-

gegangen. Der dadurch verursachte Druckverlust wird nach der Bernoulli-Gleichung bestimmt und hängt 
von der Dichte des Rauchgases vor Abgabe an die Umgebung ab. 
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vereinfacht als ideales Gas behandelt wird. Geringe Fehler in der Energiebilanz (bzw.  
Enthalpiedifferenz) sind daher nicht auszuschließen.  

Außerdem ist zu erwähnen, dass das eingesetzte Programm darüber hinaus noch zwei 
weitere Stoffwertemodelle46 für die Simulation der Luft-/Rauchgasseite zur Verfügung 
stellt: Das ebenfalls auf dem idealen Gasverhalten beruhende Modell nach der VDI-
Richtlinie 4670 [219] und ein Modell, welches wegen der Berücksichtigung der Druck-
abhängigkeit in der thermischen und in den kalorischen Zustandsgleichungen als Real-
gasmodell bezeichnet wird. Außerdem wird eine ideale Stoffmischung (Gesetz nach  
Dalton, d. h. Fugazitätskoeffizienten = 1) angenommen. Seine Verwendung führt zu einer 
signifikanten Steigerung der Berechnungszeit (für die Simulation des steinkohlebefeuer-
ten Dampfkraftwerks ca. Faktor 30). Die Implementierung der beiden Methoden, 
VDI 4670 und Realgasmodell, berücksichtigt jedoch nur die wichtigsten Stoffe der feuch-
ten Luft und der Rauchgase. Es werden nur N2, O2, AR, H2Og, CO, CO2 und SO2 tatsächlich 
nach diesen Stoffwertemodellen berechnet. Obwohl die Genauigkeit des Stoffwertemo-
dells der VDI 4670 in derselben Richtlinie gegenüber anderen Modellen hervorgehoben 
wird und dieses Modell außerdem frei verfügbar ist, wurde für die Untersuchungen dieser 
Arbeit dennoch die Berechnungsmethode nach den Verbandsformeln des FDBR gewählt. 
Bei dem Vergleich der Simulationsergebnisse des Dampfkraftwerksmodells zeigten sich 
zwischen der Verwendung der Methoden nach VDI 4670 und nach FDBR nur sehr geringe 
Unterschiede von weniger als 10−3  % im elektrischen Wirkungsgrad und weniger als 
0,01 K bei den gasseitigen Temperaturen.  

3.6 Definition der Ergebnisgrößen der Gesamtsimulation 
Um die Ergebniswerte untereinander aber auch mit anderen Arbeiten vergleichen zu  
können, sind neben der eindeutigen Festlegung der Bilanzgrenzen, der Randbedingungen, 
der Gesamtprozesstopologie und der Teilprozesse mit ihrer Parametrisierung die Defini-
tionen der zusammenfassenden Ergebnisgrößen von entscheidender Bedeutung. Im  
folgenden Abschnitt werden verschiedene Definitionsmöglichkeiten des elektrischen 
Wirkungsgrads, deren Bedeutung und ihrer Beeinflussung durch die Wahl der Randbe-
dingungen bzw. Bilanzgrenzen erläutert. Anschließend werden die CO2-bezogenen Ergeb-
nisgrößen definiert. Diese dienen der Einschätzung des Klimaerwärmungspotenzials 

 
46 Für weitere und genauere Informationen zu den zur Anwendung kommenden Stoffdaten wird auf den 

Software-Hersteller von Ebsilon®Professional, die STEAG Energy Services GmbH – System Technologies, 
verwiesen. 
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bzw. des Klimaschutzpotenziales der verschiedenen untersuchten Technologien. Ab-
schließend werden noch die Zwischenergebnisgrößen erläutert, die der Dokumentations-
vervollständigung und zugleich der Verbesserung der Nachvollziehbarkeit dienen sollen. 

3.6.1 Definitionsmöglichkeiten des elektrischen Wirkungsgrads 

Der elektrische Wirkungsgrad kann, wie bereits in Kapitel 1 erläutert, als das primäre 
Kriterium hinsichtlich des technischen Potenzials im Technologievergleich dienen. Daher 
ist die Angabe zur Bestimmung dieser Ergebnisgröße von primärer Bedeutung, um so die 
erhaltenen Ergebnisse nachvollziehbar und ggf. mit anderen Arbeiten vergleichbar zu  
machen. Mit hauptsächlichem Bezug auf Wirkungsgradangaben von Kraft-Wärme- 
Kopplungs-Anlagen gibt Peltier in [220] eine sehr plakative Darstellung der Bezugs- 
problematik. In dem Bericht „Measuring and Reporting Efficiency Performance and CO2 
Emissions“ [221] des Coal Industry Advisory Boards der International Energy Agency 
wird ein Überblick über übliche internationale Wirkungsgraddefinitionen, die Einfluss-
faktoren für Unterschiede in den erhaltenen Ergebnissen sowie Normierungsansätze für 
den Vergleich von Betriebswirkungsgraden gegeben. 

Ganz allgemein stellt ein Wirkungsgrad den Nutzen eines Prozesses zum erforderlichen 
Aufwand ins Verhältnis. Im Fall der Kraftwerkstechnik zur reinen Stromerzeugung ist der 
Nutzen die erzeugte elektrische Leistung. Gemäß der Definition aus VDI 3986 [39] erfolgt 
die Unterscheidung in die 

• Bruttoleistung, jene elektrische Leistung, die an den Generatorklemmen abgegrif-
fen wird, und die 

• Nettoleistung, jene elektrische Leistung, die an der Oberspannungsseite des 
Haupt-Maschinentransformators anliegt. 

Im Rahmen dieser Arbeit wird der Unterschied zwischen diesen beiden Größen als elek-
trische (Brutto-)Wirkleistung an der Generatorklemme abzüglich der Summe der elektri-
schen Eigenbedarfe von Aggregaten und sonstigen Verbrauchern sowie der Umspann-
verluste im Transformator festgelegt. Dies entspricht der normalen Nettoblockwirkungs-
graddefinition aus VDI 3986. 

Auf der Seite des Aufwands zur Erzeugung des elektrischen Stroms steht der mit dem 
Brennstoffmassenstrom proportional zugeführte Energiestrom. Dieser setzt sich nach 
VDI 3986, wie in Gleichung (3.16) dargestellt, aus der im Brennstoff gebundenen chemi-
schen Energie sowie den sensiblen Wärmen des Brennstoffs und der zugeführten Luft zur 



126 3  Vorausgehende Festlegungen und Erläuterungen 

Bezugstemperatur 𝑡𝑡b von 15 °C zusammen. Dabei werden Falsch- und Mühlensperrlüfte 
im Rahmen dieser Arbeit vernachlässigt.47 

 �̇�𝑄zu = �̇�𝑚B ⋅ �𝐻𝐻u(𝑡𝑡b) +  𝑐𝑐B ⋅ (𝑡𝑡B − 𝑡𝑡b) +  𝑙𝑙min ⋅ 𝜆𝜆 ⋅ 𝑐𝑐pL ⋅ (𝑡𝑡L − 𝑡𝑡b)� (3.16) 

Wie später in diesem Abschnitt noch gezeigt wird, kann der so gebildete elektrische  
Wirkungsgrad ggf. zu Fehlinterpretationen führen. Deswegen wird zusätzlich eine  
Wirkungsgradbestimmung durchgeführt, die nur den auf den Umgebungszustand (hier 
10 °C) bezogenen Heizwert berücksichtigt. Der Anteil der sensiblen Wärme ergibt sich 
durch die Festlegung einer mehr oder minder willkürlich gewählten Bezugstemperatur 
𝑡𝑡b in Gleichung (3.16) (in VDI 3986 wird 15 °C gewählt). Eine Anpassung der elektrischen 
Leistung erfolgt nicht, sodass der Wert des Wirkungsgrads allein durch die Festlegung 
dieser Bezugstemperatur beeinflusst wird, ohne dass eine Änderung im thermodynami-
schen Prozess stattfindet. In Wirklichkeit steht der Kraftwerksprozess aber in Verbin-
dung mit und damit gleichzeitig unter Einfluss seiner Umgebung. Theoretisch könnte bei 
der Verbrennung genau derjenige Energieinhalt, der chemisch gebunden im Brennstoff 
vorliegt, freigesetzt werden, wenn die Verbrennungsprodukte im Austausch mit der Um-
gebung genau deren Temperatur annähmen. Unter der Annahme, dass sämtliches Wasser 
dampfförmig von der Umgebung aufgenommen wird, entspricht die theoretisch nutzbare 
Energiemenge dem Heizwert, der auf die Umgebungstemperatur bezogen ist. Die innere 
Energie der aus der Umgebung zugeführten Stoffe hat dabei keine direkte Bedeutung.  

Letztlich ist für den Anlagenbetreiber die eingesetzte Brennstoffmenge für die Bereitstel-
lung einer bestimmten elektrischen Arbeit von wirtschaftlichem Interesse. Wird die Be-
zugstemperatur für die Wirkungsgradbestimmung mit Berücksichtigung der sensiblen 
Wärmen geändert, würde sich scheinbar ein anderes Verhältnis zwischen Nutzen und 
Aufwand einstellen. Da durch die Änderung des Bezuges jedoch kein geänderter thermo-
dynamischer Prozess zur Energiewandlung durchlaufen wird, muss für dieselbe erzeugte 
elektrische Leistung derselbe Brennstoffmassenstrom aufgebracht werden.  

Tabelle 3.5 stellt die Definitionen der elektrischen Wirkungsgrade, die im Rahmen der 
Ergebnisdarstellungen Verwendung finden, gegenüber. Darüber hinaus erfolgt eine zu-
sätzliche Unterscheidung in Brutto- und Nettowirkungsgrad. 

 
47  Diese Vernachlässigung ergibt für die dampfkraftwerksbasierten Basismodelle gegenüber genauer  

Bestimmung einen um ca. 0,01 % erhöhten Energiestrom, der dem Prozess zugeführt wird. Somit fallen 
die Wirkungsgradangaben 𝜂𝜂u10 um denselben relativen Betrag zu gering aus, was jedoch als vernachläs-
sigbar angesehen wird. 
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Tabelle 3.5: Zur Ergebnisdarstellung verwendete Wirkungsgraddefinitionen. Durch Einsetzen 
der erzeugten elektrischen Brutto- bzw. Nettoleistung des Kraftwerks erfolgt eine 
weitere Unterteilung in den jeweiligen Brutto- und Nettowirkungsgrad. 
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Zusätzlich zur Darstellung der Wirkungsgrade mit Bezug auf den Heizwert werden  
auch die Ergebniswerte mit Brennwertbezug angegeben. Dies hat zwei Gründe: Zum  
einen findet diese im internationalen Umfeld oft Anwendung, sodass die Berechnungs- 
ergebnisse auch mit jenen Angaben einfacher verglichen werden können. Zum anderen 
ist die Aussagekraft und die Vergleichbarkeit bezüglich der thermodynamischen Güte von  
Prozessen verbessert, obwohl die Werte, die mit dem Bezug auf den Brennwert bestimmt 
werden, geringer sind als jene mit dem Bezug auf den Heizwert. 

Die verbesserte Aussagekraft sei anhand des folgenden Gedankenexperiments veran-
schaulicht: Ein Brennstoff wird so stark mit Wasser befeuchtet, dass daraufhin die im 
Brennstoff gebundene chemische Energie, die bei der Verbrennung freigesetzt wird,  
gerade ausreicht, um das Wasser in den dampfförmigen Zustand zu überführen. Je nach 
Menge und Zusammensetzung des verbrennlichen Anteils entspräche dies einem Wasser-
anteil in der Größenordnung von etwa 80–95 %. Unter diesen Voraussetzungen hätte der 
Brennstoff einen Heizwert 0 kJ/kg. 

Dieser Brennstoff wird nun in einem Kraftwerksprozess eingesetzt, bei dem vor der  
eigentlichen Verbrennung ein Trocknungsprozess integriert ist, bei dem das Brennstoff-
wasser flüssig an die Umgebung abgegeben wird. Die Energie des dann getrockneten 
Brennstoffs könnte in einem Dampfkraftwerksprozess in elektrischen Strom gewandelt 
werden. Der Wert des Wirkungsgrads mit Bezug auf den Heizwert würde für diesen  
Prozess zu unendlich großen Werten streben, da dem Nutzen des Prozesses scheinbar 
kein energetischer Aufwand entgegensteht. Demgegenüber bleibt der Wert des  
Wirkungsgrads mit Bezug auf den Brennwert in endlichen Grenzen. 

Ausgehend von diesem Gedankenexperiment ist abzuleiten, dass der heizwertbezogene 
elektrische Wirkungsgrad unter Umständen zu verzerrten Interpretationen der thermo-
dynamischen Güte bei Vergleichen von Kraftwerkstechnologien mit verschiedenen  
Einsatzbrennstoffen führen kann. Dies ist vor allem dann relevant, wenn besonders 
feuchte Brennstoffe zusammen mit Vortrocknungsverfahren oder Rauchgaswärmenut-
zungssystemen zum Einsatz kommen, welche Teile des Brennstoffwassers im flüssigen 
Aggregatzustand über die Bilanzgrenze hinweg an die Umgebung abgeben. Beispiels-
weise ist eine dieser Techniken, die auch in dieser Arbeit untersucht wird, die  
Dampfwirbelschichttrocknung von Braunkohle mit Abwärmenutzung zur Beheizung der  
Wirbelschicht mit Hilfe einer Brüdenverdichtung. 

Durch die Angabe brennwertbezogener Wirkungsgrade kann die Vergleichbarkeit  
verschiedenster Technologien verbessert werden. Aus diesem Grund wurde sie in die  
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Ergebnisdarstellung dieser Arbeit aufgenommen. Zu Vergleichszwecken mit anderen  
Arbeiten wird auch die übliche Darstellung mit Bezug auf den Heizwert beibehalten. 

Das folgende Beispiel der Verbrennungsluftansaugung aus dem Kesselhaus bei Dampf-
kraftwerken soll dazu dienen, die Definitionsunterschiede des elektrischen Wirkungs-
grads mit oder ohne Berücksichtigung der sensiblen Wärmen von Luft und Brennstoff und 
deren mögliche Auswirkung auf die Ergebnisinterpretation genauer zu veranschaulichen. 
Hierzu soll eine Beschränkung auf die Nettoleistung und den Heizwertbezug nach  
Gleichungen (3.18) und (3.20) aus Tabelle 3.5 ausreichen.  

Wie zur Festlegung der Bilanzgrenze in Teilkapitel 3.1 bereits kurz erwähnt, kann bei 
Dampfkraftwerken die Luftansaugung aus dem Kesselhaus bei höheren Temperaturen als 
der Umgebungstemperatur erfolgen. Dies ist durch die Wärmeverluste des Dampf- 
erzeugers und der im Kesselhaus befindlichen Rohrleitungen und Aggregate begründet.48 
Aus Abbildung 3.20 geht hervor, dass die dem Prozess auf diese Weise zugeführten  
Wärmen einen nicht zu vernachlässigbaren Einfluss auf das zahlenmäßige Ergebnis des 
elektrischen Wirkungsgrads haben. Im Prozess wird mit steigender Temperatur der  
Verbrennungsluftansaugung der dampfbeheizte Luftvorwärmer weniger beaufschlagt, 
um die gleiche Lufttemperatur vor Regenerativ-Luftvorwärmer zu erhalten. Diese ist  
zur Einstellung der mittleren Kaltendtemperatur am Regenerativ-Luftvorwärmer zur  
Vermeidung bzw. Verminderung der Effekte von Taupunktunterschreitungen an den  
kalten Oberflächen der Regeneratormasse (üblicherweise Blechpakete) erforderlich. Der 
dadurch zusätzlich in der ND-Dampfturbine zur Verfügung stehende Massenstrom ist der 
Hauptgrund für die Wirkungsgradveränderungen, wie sie in Abbildung 3.20 am Beispiel 
des mit Braunkohle befeuerten Dampfkraftwerks gezeigt wird. Das Ergebnis für den  
Basisprozess des mit Steinkohle befeuerten Dampfkraftwerks ist der Vollständigkeit  
halber im Anhang A.8 der Arbeit beigefügt.  

Je nach verwendeter Definition kann mit zunehmender Temperatur der angesaugten  
Verbrennungsluft der Wirkungsgradwert fallen oder steigen. Wird der Wirkungsgrad 
𝜂𝜂uVDI nach dem Vorgehen gemäß VDI-Richtlinie 3986 so gebildet, dass die Temperatur 
der aus dem Kesselhaus angesaugten Luft zur Berechnung herangezogen wird, fällt der 
Wirkungsgrad mit steigender Temperatur, da die sensible Wärme als zusätzlicher  
Aufwand gewertet wird. Tatsächlich ist jedoch die Rückgewinnung der Wärmeverluste 
der Anlage von thermodynamischem Vorteil, da eine Brennstoffersparnis und somit  
Primärenergieersparnis erzielt wird. Dies erklärt auch die Anwendung dieser Maßnahme 
in der Praxis. 

 
48 Die Wärmeverluste des Dampferzeugers werden nach Gleichung (3.9) in Abschnitt 3.3.3 modelliert. 
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Abbildung 3.20: Abhängigkeit der elektrischen Nettowirkungsgrade 𝜂𝜂u10 (Gl. (3.18)) und 𝜂𝜂uVDI 

(Gl. (3.20)) von der Temperatur der angesaugten Luft und von unterschiedli-
chen Brennstofftemperaturen am Beispiel des Braunkohlekraftwerks mit 
600 °C Frischdampftemperatur. Für die Bestimmung von 𝜂𝜂uVDI wird die Tem-
peratur der angesaugten Luft für 𝑡𝑡L in Gl. (3.16) eingesetzt und mit der üblichen 
Bezugstemperatur von tb= 15 °C gerechnet. Umgebungstemperatur 10 °C, Luft-
zusammensetzung gemäß den definierten Umgebungsbedingungen (vgl. Ta-
belle 3.1), d. h. konstante absolute Luftfeuchtigkeit. 

Würde diese Wirkungsgraddefinition zur Prozessoptimierung verwendet, würde diese 
Art der Luftansaugung als prozessverschlechternde Maßnahme gewertet. Die Wirkungs-
gradbestimmung 𝜂𝜂u10ohne Berücksichtigung der sensiblen Wärmeströme spiegelt dieses 
Verhalten besser wider.  

Bei den braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerken, welche mit konventioneller Mahl-
trocknung (vgl. Abschnitt 3.3.1) ausgestattet sind, ergibt sich mit steigender Brennstoff-
temperatur für beide Wirkungsgraddefinitionen ein steigender Wert. Für den Wirkungs-
grad 𝜂𝜂u10 ist dies ein zu erwartendes Ergebnis. Für 𝜂𝜂uVDI erscheint dies zunächst etwas 
widersinnig, da sich aufgrund des größeren sensiblen zugeführten Wärmestroms der 
Nenner in Gleichung (3.20) vergrößert. Offenbar überwiegt jedoch die tatsächliche Pro-
zessverbesserung aufgrund des reduzierten zurückgesaugten Rauchgasmassenstroms 
zur Durchführung der Mahltrocknung den Einfluss der erhöhten sensiblen Brennstoff-
wärme. Im Vergleich dazu ergeben sich auch für das mit Steinkohle befeuerte Dampf-
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kraftwerk bei Änderung der Brennstofftemperatur wie bei der Änderung der Temperatur 
der angesaugten Verbrennungsluft entsprechende gegenläufige Aussagen der beiden 
Wirkungsgraddefinitionen (siehe Anhang A.8). Der Unterschied zum braunkohlebefeuer-
ten Dampfkraftwerksmodell ergibt sich durch die andere Gestaltung des Mahltrocknungs-
prozesses und aus der Änderung der Mahltrocknungsbilanz bei höherer Kohleeintritts-
temperatur in den Prozess. Zur Einstellung der gleichen Verhältnisse reicht nun eine  
geringere Primärlufttemperatur aus. Um diese zu erreichen, wird ein größerer Teilstrom 
des Speisewassers an den HD-Vorwärmern vorbeigeführt und im Primärluftkühler  
erwärmt. Dies führt zu einer Beeinflussung des gesamten Wasser-/Dampfkreislaufs in 
Richtung eines geringfügig verringerten thermischen Wirkungsgrads. 

Die Wirkungsgraddefinition 𝜂𝜂u10 ist mit derjenigen von 𝜂𝜂uVDI für den Fall identisch, wenn 
die Bezugstemperatur der Umgebungstemperatur gleichgesetzt wird (𝑡𝑡u = 𝑡𝑡b = 10 °C) 
und alle dem Prozess zugeführten, die Bilanzgrenzen übertretenden Stoffe bei dieser  
Umgebungstemperatur bilanziert würden oder wenn bei unterschiedlichen Tempera- 
turen oberhalb und unterhalb der Bezugstemperaturen sich die sensiblen Wärmen des 
Brennstoffs und der Verbrennungsluft ausgleichen (z. B. bei etwa 19 °C der angesaugten 
Lufttemperatur und 10 °C Kohletemperatur in Abbildung 3.20). 

Schlussendlich zeigen die obigen Ausführungen zur Annahme von unterschiedlichen  
Verbrennungslufttemperaturen und Kohletemperaturen auf, dass der Wirkungsgrad- 
definition sehr hohe Aufmerksamkeit geschenkt werden sollte. 

Neben den hier dargestellten Abhängigkeiten des zahlenmäßigen Ergebnisses von der  
Definition des elektrischen Wirkungsgrads bei gleichbleibenden Umgebungsbedingun-
gen, soll an dieser Stelle auf die Abhängigkeit der thermodynamischen Güte des Prozesses 
bei geänderten Umgebungsbedingungen hingewiesen werden. Steigt z. B. die Umgebungs-
temperatur an, sodass in Folge ein höherer Druck im Kondensator des Dampfkraftwerks-
prozesses anliegt, so hat dies nachteilige Auswirkungen auf die thermodynamische Güte 
des Prozesses. Dies würden alle hier angewendeten Wirkungsgraddefinitionen durch eine 
Absenkung des Wirkungsgradwertes, jedoch in unterschiedlicher absoluter Größe, wie-
dergeben. 

An dieser Stelle sei noch auf eventuell auftretende Inkonsistenzen bei der energetischen 
Bilanz in dem Zusammenhang mit der Verbrennungsluftansaugung aus dem Kesselhaus 
hingewiesen. Bei einer praxistypischen Annahme einer Ansaug-Lufttemperatur von 40 °C 
gegenüber 10 °C Umgebungslufttemperatur wird dem Prozess sensible Wärme von etwas 
mehr als 1 % der chemisch gebundenen Brennstoffenergie zugeführt. Abhängig von der 
eingesetzten Brennstoffart führt die Wärmeverlustabschätzung nach DIN EN 12952-15 
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[40] (siehe Gl. (3.9) und Tabelle 3.4) für die Komponenten, die der Dampferzeugung zu-
geordnet sind, bei den in dieser Arbeit betrachteten Dampferzeugern für Kraftwerke der 
größten Leistungsklasse zu Verlusten durch Strahlung und Leitung in der Größenordnung 
von 0,2 bis 0,3 % der eingesetzten Brennstoffwärmeleistung (�̇�𝑚B ⋅ 𝐻𝐻u). Diese Betrachtung 
bestätigt, dass die in der Norm angegebene Korrelation die Verhältnisse bei den Dampf-
erzeugern der größten Leistungsklasse nicht ausreichend wiedergibt und die Wärme- 
verluste tatsächlich größer sind. Der tatsächliche Gesamtwärmeverlust setzt sich aus  
einer Vielzahl kleiner Beträge von Einzelverlusten zusammen. Beispiele dieser Verluste, 
sind die Wärmeverluste der Membranwand des Dampferzeugers, der Rohrleitungen und 
gasführenden Kanäle, der wärmetauschenden Apparate sowie der Mühlen. Weiterhin 
sind auch die Wandlungsverluste der elektrisch angetriebenen Aggregate wie Frischluft-
gebläse und Kohlemühlen zu nennen. 

Die Abschätzung dieser Einzelverluste gestaltet sich allerdings für die Praxis der Model-
lierung und Parametrierung ohne genauere Kenntnis der Komponentendimensionen, die 
erst noch bestimmt werden müssten, als sehr aufwändig. Mit den hier gezeigten Zahlen-
werten ist gut abzuschätzen, dass die Vernachlässigung der Wärmeverluste an die direkte 
Umgebung der Komponenten einen sehr untergeordneten Einfluss auf die Aussagekraft 
der Simulationsergebnisse bezüglich der Technologievergleichbarkeit haben wird. Daher 
werden in dieser Arbeit nur die Wärmeverluste des Dampferzeugers nach DIN EN 12852-
15 abgeschätzt und berücksichtigt (siehe Abschnitt 3.3.3).  

Um die hier aufgezeigte Problematik der Bestimmung und Zuordnung der Wärmever-
luste, die zur Erwärmung der Luft des Kesselhauses führen, zu umgehen, wird daher  
entsprechend der getroffenen Definition der Bilanzgrenze eine reine Außenluftansau-
gung modelliert. Sämtliche Wärmeverluste durch Strahlung und Konvektion der Kompo-
nentenoberflächen gehen somit gedanklich direkt ohne weitere Rückgewinnung an die 
Umgebung verloren. Diese Modellierung kann als realistisch angesehen werden, da auch 
in der Praxis des Kraftwerksbetriebes bei geringen Umgebungstemperaturen tatsächlich 
nur Außenluft und nicht Luft aus dem Kesselhaus angesaugt wird. Somit sind die in Teil-
kapitel 3.7 genannten Vereinfachungen bzw. Vernachlässigungen im Zusammenspiel mit 
den hier aufgeführten Überlegungen als durchaus sinnvolle Kombination zu sehen. 

3.6.2 Definition der CO2-spezifischen Ergebnisgrößen 

Weiterhin wird bei der Ergebnisdarstellung die CO2-Menge angegeben, die durch die  
Umwandlung der betrachteten Primärenergieträger mit Hilfe der jeweiligen Technologie 
in Nutzenergie (elektrischen Strom) an die Atmosphäre emittiert wird. Dies erfolgt durch 
die Kenngröße der spezifischen CO2-Emissionen, die nach Gleichung (3.21) definiert ist 
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und die emittierte CO2-Masse mit der erzeugten elektrischen Nettoarbeit ins Verhältnis 
setzt. 

 𝜖𝜖CO2 =
�̇�𝑚CO2,emittiert

𝑃𝑃el,netto
=
𝑚𝑚CO2,emittiert

𝑊𝑊el,netto
 (3.21) 

Bei den Prozessen mit CO2-Abtrennung wird zusätzlich der bei der Energiewandlung  
insgesamt anfallende CO2-Strom mit der erzeugten elektrischen Nettoleistung ins  
Verhältnis gesetzt. Diese Kenngröße wird als spezifische erzeugte CO2-Menge bezeichnet 
und ist in Gleichung (3.22) definiert. 

 𝛦𝛦CO2 =
�̇�𝑚CO2,erzeugt

𝑃𝑃el,netto
=
𝑚𝑚CO2,erzeugt

𝑊𝑊el,netto
 (3.22) 

Aus der Differenz beider Kenngrößen 𝜖𝜖CO2  und 𝛦𝛦CO2 ergibt sich die spezifische CO2-
Masse, die je Einheit erzeugter elektrischer Arbeit gespeichert werden muss, um dauer-
haft der Atmosphäre fern gehalten zu werden. Je größer dieser Wert ist, desto größer ist 
die Inanspruchnahme des zur Verfügung stehenden CO2-Speichervolumens je erzeugter 
Energieeinheit elektrischen Stroms. 

3.6.3 Zwischenergebnisgrößen  

In den Anhängen A.9 und A.10 sind zur Vervollständigung der Dokumentation vor allem 
aber auch zur Vereinfachung der Nachvollziehbarkeit der durchgeführten Arbeiten  
Zwischenergebnisgrößen tabellarisch angegeben. Diese zeigen Parameterwerte, die im-
plizit durch das gewählte Vorgehen definiert wurden, direkt auf. Auf diese Weise wird die 
Einschätzung im Abgleich mit Erfahrungswerten oder die Reproduzierbarkeit der durch-
geführten Modellierungen und Simulationen vereinfacht. 

Für die dampfkraftwerksbasierten Simulationen sind dies: 

1. die Anzapfdrücke, die sich aus den Optimierungssimulationen des elektrischen 
Nettowirkungsgrads nach Abschnitt 3.2.1 ergeben, 

2. die mit Hilfe der sich einstellenden Volumenströme bestimmten isentropen  
Wirkungsgrade der Teildampfturbinen, vgl. Abschnitt 3.3.9, 

3. die Dampfnässe am Austritt der ND-Dampfturbine vor Dissipation der Austritts-
verluste, da diese relevant zur Einschätzung des Erosionsverschleißes durch die 
Dampftropfen ist, 
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4. der spezifische Wärmeverbrauch der Dampfturbine als Quotient der vom Rauch-
gas an den Wasser-/Dampfkreislauf übertragenen Nutzwärmeleistung des Dampf-
erzeugers und der elektrischen Bruttoleistung; dieser beschreibt die Effizienz des  
Wasser-/Dampfkreislaufs, 

5. die mechanische Wellenleistung der Speisewasserpumpen-Antriebsturbine, 
6. die Kondensatunterkühlung am Eintritt des Speisewasserbehälters. Ist diese zu 

klein (< 5–20 K [222], siehe auch zusätzlich z. B. [223, 224]), ist die Entgasung des 
Speisewassers im Speisewasserbehälter in der üblichen Konfiguration nicht mehr 
gewährleistet. Bei Prozessen mit hohem Wärmeanfall auf geringerem Tempera-
turniveau kann dadurch die Wärmerückintegration in die Kondensatstrecke be-
grenzt sein.  

7. die Dampftemperatur der kalten Zwischenüberhitzung am Austritt der HD-
Turbine.  

8. die Mediumtemperatur in der Membranwand in Höhe des Feuerraumendes (vgl.  
Abschnitt 3.3.3), 

9. die kleinste rauchgasseitige Grädigkeit am Economiser, die als Kenngröße für die 
spezifische Heizflächengröße dient, 

10. der Brennstoffumsatz als Verhältnis der tatsächlich durch Verbrennung freigesetz-
ten Energie zu freigesetzter Energie unter Annahme vollständiger Verbrennung, 
der sich aus der Vorgabe des Unverbrannten in der Asche ergibt, 

11. das globale Verbrennungssauerstoffverhältnis (vgl. Abschnitt 3.2.2, Berechnung 
nach Tabelle A.3 im Anhang A.5, Gleichung rechts unten, ohne Berücksichtigung 
von Falsch- oder Sperrluft), 

12. die Rauchgasrückführungsrate der insgesamt rückgeführten Rauchgase sowie des 
Sekundärgases, die auf den Massenstrom vor Abzweig (vgl. Gleichung (3.3)) ohne 
Berücksichtigung von Falschluft oder Leckagegasströmen bezogen ist,  

13. das Massenverhältnis zwischen Primär- und Sekundärgas, wobei der Massen-
strom des Primärgases vor Mühle und der des Sekundärgases direkt vor Brenner-
eintritt herangezogen wird, 

14. die Primärgastemperatur vor Mahltrocknung, d. h. vor Mühleneintritt, welche für 
die Beurteilung des Mahltrocknungsvorgangs relevant ist,  

15. die adiabate Verbrennungstemperatur, die ohne Berücksichtigung von Dissipati-
onsreaktionen bestimmt wird und als Indikatorgröße der Verbrennungs- und 
Wärmeübertragungsbedingungen im Dampferzeuger dient (vgl. Abschnitt 3.3.3), 
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16. die volumenbezogene CO2- und O2-Konzentration im trockenen Rauchgas vor  
Abgabe in die Umgebung, sowie die O2-Konzentration vor Economiser zur Beurtei-
lung der Luftleckagen im Luftvorwärmer. Darüber hinaus erfolgt die Angabe der 
betriebsfeuchten O2-Volumenkonzentrationen des Sekundär- und Primärgases 
vor Verbrennung zur weiteren Einschätzung der Verbrennungsverhältnisse. 

17. die Temperatur des Rauchgases am Austritt der Rauchgasentschwefelungsanlage, 
18. die eingekoppelten Wärmemengen in die Kondensat- und Speisewasserstrecke 

durch Wärmeintegration als Anteil der dem Prozess zugeführten chemischen 
Brennstoffenergie als Heizwert bei 10 °C Referenztemperatur und 

19. die fünf größten elektrischen Eigenbedarfsverbrauchergruppen und ihre elektri-
sche Eigenbedarfsleistung. 

Für die Simulationen der GuD-Kraftwerksprozesse werden neben den Punkten 2 bis 4 der 
vorangegangenen Liste folgende Zwischenergebnisgrößen aufgeführt: 

1. die Dampftemperaturen nach den letzten Überhitzerstufen des Abhitze-Dampf- 
erzeugers für den Frischdampf, den zwischenüberhitzten Dampf, den Dampf der 
Mitteldruck- sowie der Niederdruckstufe,  

2. die Dampfdrücke nach Abhitze-Dampferzeuger für den zwischenüberhitzen 
Dampf und den überhitzten Dampf der Niederdruckstufe, 

3. die Abgastemperatur am Austritt des Abhitze-Dampferzeugers, 
4. der vereinfachte Wirkungsgrad des Abhitze-Dampferzeugers als Quotient der im 

Abhitze-Dampferzeuger vom Gasturbinenabgas abgegebenen Wärmeleistung und 
dem Enthalpiestrom des Abgases nach Gasturbine (bezogen auf den Nullpunkt der 
Stoffwertefunktion), 

5. die volumenbezogene CO2- und O2-Konzentration im trockenen Abgas der Gastur-
bine, 

6. die Dampfmassenströme am Eintritt in die HD-, MD- und ND-Teildampfturbinen, 
7. die Temperaturen der Dampfmassenströme am Austritt der HD- und MD-Dampf-

turbinen,  
8. die elektrische Bruttoleistung der Dampfturbine und 
9. die drei größten Verursacher des elektrischen Eigenbedarfs und deren Leistungen. 

3.7 Vorgenommene Vereinfachungen bei der Modellierung 
Die im realen Kraftwerksprozess auftretenden Effekte und verwirklichten Details der 
Prozessführung, die bei der Modellierung nicht berücksichtigt werden, bedeuten Verein-
fachungen. Die Zulässigkeit dieser Vereinfachungen ist von dem Zweck der Untersuchung 
und der quantitativen Beeinflussung der Zielgröße abhängig (vgl. Teilkapitel 2.1). Es ist 
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offensichtlich, dass der Einfluss von vernachlässigten Effekten und u. U. damit im Zusam-
menhang stehenden Prozessdetails mit einem solchen vereinfachten Modell nicht unter-
suchbar ist. Ist der Zweck der Modellierung nicht die Untersuchung des Einflusses der 
Vereinfachung auf die Zielgröße (z. B. der Wirkungsgrad) selbst, sondern – wie in dieser 
Arbeit – der Technologievergleich, so sollte im Idealfall die quantitative Beeinflussung der 
Zielgröße durch die Vereinfachung geklärt werden. Die Quantifizierung kann durch  
Abschätzung erfolgen, besser jedoch durch eine vergleichende Modellierung und Simula-
tion. Letztere Vorgehensweise wurde für einige vorgenommene Vereinfachungen bei den 
Modellen dieser Arbeit durchgeführt. Die Vereinfachungen führen dann zu einem gültigen 
Modell im Sinne des Untersuchungszwecks, wenn sie von untergeordneter Bedeutung für 
die Ergebnisgrößen vor allem aber für die zusammenfassenden Zielergebnisgrößen sind. 
Zumindest sollte sichergestellt sein, dass die zu erzielenden Aussagen auf Grundlage der 
Simulationsergebnisse nicht gefährdet werden. 

Mehrere Vereinfachungen können sich gegenseitig so beeinflussen, dass sich die Auswir-
kungen auf die Ergebnisgrößen verstärken, vermindern oder gar aufheben. Letzterer Fall 
ist vor allem dann zu bevorzugen, wenn mindestens einer der involvierten Effekte schwer 
zu parametrieren ist, weil z. B. eine mangelnde Datenbasis oder Wissenslage vorliegt. 

Weiterhin muss zwischen beabsichtigten und unbeabsichtigten Vereinfachungen unter-
schieden werden. Letztere können aufgrund eines Versehens oder aus Unkenntnis der 
Zusammenhänge bestimmter Effekte auftreten. In der folgenden Aufzählung wird darge-
legt, welche wichtigen Vereinfachungen bzw. Vernachlässigungen zur Begrenzung des 
Modellierungs- und Simulationsaufwands oder aus Gründen der untergeordneten Ergeb-
nisrelevanz des Effekts im Rahmen dieser Arbeit bewusst vorgenommen bzw. in Kauf  
genommen werden: 

Allgemeine Vereinfachungen und Vernachlässigungen: 
• Mehrsträngigkeit wird nicht vollständig abgebildet (bei korrekter Parametrierung 

gibt es hier keinen Ergebniseinfluss)  
• Wärmeverluste über die Bauteilgrenzen bleiben unberücksichtigt (Ausnahmen: 

Dampferzeuger und Mühlen) 
• diskontinuierliche Vorgänge wie z. B. Rußblasen, Nassentschlackung, Kondensat-

reinigung, Reclaiming des nasschemischen Absorptionsmittels bei der Post-Com-
bustion-CO2-Abtrennung bleiben unberücksichtigt (Ausnahme: Molsiebregenera-
tion der kryogenen Luftzerlegungsanlage, Annahme als kontinuierlicher Prozess)  

• Wasserströme zur Abschlämmung werden nicht berücksichtigt 
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Brennstoffaufbereitung: 
Vereinfachungen: 

• vollständige Dissipation der mechanischen Mühlenantriebsleistung zu Wärme, die 
ausschließlich zur Brennstofferwärmung führt 

• identische Temperaturen von Brennstoff und Trocknungsgas am Mühlenaustritt  

Verbrennung/Rauchgasreinigung: 
Vernachlässigungen: 

• Schwefeleinbindung in die Asche (trotz Hinweis aus [225]) 
• CO- und NOx-Bildung  
• Entstickungsreaktionen bei DeNOx 
• Ascheverflüchtigung 
• Luftleckage am Elektrofilter  
• Keine Berücksichtigung von Dissoziationsreaktionen bei der Bestimmung der  

adiabaten Verbrennungstemperatur  

Vereinfachung: 

• Unterteilung der Verbrennungslüfte ausschließlich in Primär- und Sekundärgas-
strom, mit der Definition, dass das Primärgas dasjenige ist, welches am Kohlen-
staubtransport beteiligt ist 

Dampferzeuger: 
Vernachlässigungen:  

• keine Berücksichtigungen von Rußblasevorgängen  
• Möglichkeit zur Innenluftansaugung aus dem Kesselhaus bleibt ungenutzt 

Wasser-/Dampfkreislauf und Dampfturbine: 
Vernachlässigungen: 

• gezielte Entwässerung bzw. der Entwässerungseffekte an Anzapfungen 
• Dichtdampfsystem inklusive Stopfbuchsdampfkondensator 
• Druckrückgewinnung durch Dampfdiffusor am Turbinenaustritt 
• Druckverluste im Kondensatorhals 
• unbeabsichtigte Kondensatunterkühlung (am Hauptkondensator oder den dampf-

beheizten Kondensat- bzw. Speisewasservorwärmern ohne Nachkühler) 
• ggf. in Betrieb befindliche Evakuierungseinrichtungen, um Inertgase aus dem Kon-

densator abzuführen 
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• bei der Entgasung im Speisewasserbehälter entstehende Brüden und deren Kon-
densation  

• Abzug nicht kondensierbarer Gase in Vorwärmern oder im Hauptkondensator 

Vereinfachungen: 

• symmetrische Anzapfungen an der Dampfturbine, d. h. gleiche Anzapfpunkte an 
jeder Dampfturbinenflut bei mehrflutiger Ausführung 

• ggf. sinnvollere serielle Hauptkondensatorschaltung 
• reine Gegenstromführung von Heizmedium und Kondensat bzw. Speisewasser bei 

Vorwärmern und Nachkühlern (siehe Abschnitt 3.3.10)  

Gasturbinenanlagen: 
Da bei dem gewählten Modellierungsansatz im Gasturbinenanlagenwirkungsgrad enthal-
ten, erfolgt eine Vernachlässigung der gesonderten Modellierung von: 

• der kinetischen Energie der Strömung am Austritt der Gasturbine 
• Diffusoren 

Sonstige Vernachlässigungen: 
• Leckageströme und deren Effekte bei Verdichtern 
• evtl. benötigte Sperrwasserströme für Pumpen, welche im Unterdruckbereich  

arbeiten 
• Abzug nicht kondensierbarer Gase bei sonstigen Prozessen (z. B. kryogene Luft-

zerlegungsanlage, Dampfwirbelschichttrocknungsanlage) 
• Lösung von CO2 oder anderen Spezies in den Kondensaten der Zwischenkühler bei 

Verdichtern 
• zugeführte Wärmemengen durch Falsch- und Sperrluft für die Wirkungsgrad- 

bestimmung von 𝜂𝜂uVDI nach VDI 3986 

 



 

4 Durchgeführte Untersuchungen 
In diesem Kapitel werden die Simulationsergebnisse und die ihnen zugrundeliegenden 
Modelle beschrieben. Zunächst werden die Basismodelle, deren Parametrierung und die 
Simulationsergebnisse der kohlebefeuerten Dampfkraftwerke nach dem aktuellen Stand 
der Technik mit Frischdampf- bzw. Zwischenüberhitzerdampftemperaturen von 600 
bzw. 620 °C und einem Frischdampfdruck von 285 bar beschrieben. Anschließend wer-
den die Untersuchungen zu den wirkungsgradsteigernden Maßnahmen vorgestellt. Zum 
einen wird die Vortrocknung der Rohbraunkohle mit Hilfe der atmosphärischen Dampf-
wirbelschichttrocknung mit Brüdenverdichtung (aDWST-BV) zur Wirbelschichtbehei-
zung, ausgehend vom Basisprozess, untersucht. Zum anderen wird für beide Brennstoffe, 
Braun- und Steinkohle, das Anheben der Frischdampf- bzw. Zwischenüberhitzerdampf-
temperaturen auf 700 bzw. 720 °C und des Frischdampfdrucks auf 350 bar sowie die da-
mit notwendigen Gesamtprozessänderungen simuliert. Darauf folgen die Prozesse mit 
CO2-Abtrennung nach dem Post-Combustion- und dem Oxyfuel-Verfahren. Bei letzterem 
wird die Sauerstoffbereitstellung sowohl durch kryogene Luftzerlegung als auch die Luft-
zerlegung mit Hilfe von Hochtemperaturmembranen in zwei Varianten betrachtet (siehe 
Abschnitt 3.3.12). Im Bereich der erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerke werden Gasturbi-
nenmodelle der F-Klasse verschiedener Hersteller sowie der Entwicklungsfortschritt 
durch Einführung der H-Klasse am Beispiel des Herstellers Siemens untersucht. 

Zur nachvollziehbaren Dokumentation der Simulationsergebnisse sind gemäß Abbildung 
2.3 nach den Randbedingungen und Bilanzgrenzen, den Komponenten- sowie Stoffwer-
temodellen in Kapitel 3 nun noch die jeweils verwendete Gesamtprozessgestaltung (Pro-
zesstopologie) sowie die eingesetzten Parameterwerte darzulegen. Der Dokumentations-
umfang zielt nicht nur auf die Gewährleistung der Nachvollziehbarkeit ab, sondern soll 
auch die Wiederholbarkeit49 der Simulationen ermöglichen. Auf ausführliche Beschrei-
bungen der jeweils grundlegenden technologiespezifischen prozess- und anlagentechni-
schen Zusammenhänge und Gestaltungsgesichtspunkte der Gesamtprozesse wird ver-
zichtet. Stattdessen werden entsprechende Literaturhinweise gegeben. 

An dieser Stelle ist nochmals hervorzuheben, dass nicht die Weiterentwicklung bzw.  
Optimierung oder die Betrachtung des Wirkungsgradpotenzials einer einzelnen Techno-
logie, sondern vielmehr die möglichst objektive Gegenüberstellung verschiedener Kraft-
werkstechnologien Ziel dieser Arbeit ist. Daher wird den Untersuchungen eine Prozess-
topologie zugrunde gelegt, deren Integrationsgrad gegenüber einer hochoptimierten  

 
49 Siehe zur Definition der Begriffe Wiederholbarkeit und Nachvollziehbarkeit Anhang A.1. 
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Variante als nicht zu hoch einzustufen ist. Gegenüber einer Variante mit minimaler Kom-
plexität, also der einfachsten Schaltung, die zur technisch/physikalischen Realisierung 
des Kraftwerkskonzepts notwendig ist, werden z. B. nur solche Wärmerückgewinnungs-
konzepte modelliert, die einen deutlich positiven Effekt auf den Wirkungsgrad haben und 
gleichzeitig den Grad der Komplexität nicht im Übermaß steigern. Ergänzend sei für  
Untersuchungen dieser Art exemplarisch auf [226–228] am Beispiel der Post-Combus-
tion-CO2-Abtrennung hingewiesen. Außerdem werden in dieser Arbeit, sofern möglich, 
direkt vergleichbare Wärmerückgewinnungssysteme modelliert. Auf diese Weise wird 
versucht, nur wirtschaftlich sinnvolle Varianten zu berücksichtigen. 

Sämtliche Untersuchungen werden unter der Annahme einer Neubauanlage auf der  
grünen Wiese (Greenfield) im Großmaßstab ausschließlich für den Nennbetrieb dieser 
Anlage durchgeführt. Für die kohlebefeuerten Anlagen werden trockenentaschte Dampf-
erzeuger in Turmbauweise der größten ausgeführten Leistungsklasse zugrunde gelegt. 
Im Fall der Prozesse mit CO2-Abtrennung erfolgt die Betrachtung möglicher Anlagenkon-
zepte, die auf den Abtrennungsbetrieb ausgelegt sind. Es wird also eine Auslegung  
angenommen, die von einem ausschließlichen Betrieb mit CO2-Abtrennung ausgeht. Für 
die vergleichenden Untersuchungen wird bei allen Dampfkraftwerksprozessen die  
gleiche Bruttoleistung von 1100 MW zugrunde gelegt (vgl. Abschnitt 2.3.1). Zur verbes-
serten Einschätzung der mit dieser Festlegung einhergehenden Unterschiede wird neben 
der erzielten elektrischen Nettoleistung jeweils noch der benötigte Brennstoffmassen-
strom sowie der erzeugte Frischdampfmassenstrom in der Simulationsergebnisdarstel-
lung aufgeführt. Trotz seiner mangelnden Eignung für Technologievergleiche (siehe  
Abschnitt 2.3.1) wird der Frischdampfmassenstrom angegeben, da er in der Praxis zur 
Beschreibung der Dampferzeugergröße bei gegebenen Dampfparametern genutzt wird 
und so einen einfachen Vergleich zu anderen Simulationsarbeiten oder real ausgeführten  
Anlagen ermöglicht.  

Sämtliche zur Simulation benötigten Parameterwerte werden in Tabellenform aufgeführt. 
Für alle Abwandlungen der untersuchten Technologien werden jeweils nur die notwen-
digen Parameteränderungen und zusätzlich benötigte Parameter gegenüber dem Aus-
gangsprozess angegeben.  

Werden gegenüber dem Basismodell des Dampfkraftwerksprozesses Anzapfungen ge-
schlossen, so wird die Modellierung der Dampfturbine dennoch durch dieselbe Einteilung 
in fiktive Stufengruppen mit den gleichen Druckverhältnissen wie bei der Entspannung 
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im Basismodell durchgeführt. Auf diese Weise werden die in Abschnitt 3.3.8 beschriebe-
nen Probleme der Vergleichbarkeit bezüglich der Aussagekraft des bei den Dampfturbi-
nen zur Anwendung kommenden isentropen Wirkungsgradmodells vermieden. 

An dieser Stelle ist außerdem zu erwähnen, dass die aus den Simulationen erhaltenen 
Wirkungsgrade in den Ergebnistabellen auf die zweite Dezimalstelle gerundet angegeben 
werden. Dies darf nicht mit einer erhöhten Genauigkeit der Untersuchungsergebnisse in 
Bezug auf mögliche reale Anlagenausführungen verwechselt werden. Vielmehr soll diese 
Genauigkeit die praktische Wiederholbarkeit der Simulationen vereinfachen. 

Tatsächlich führt die Unsicherheit der zugrunde liegenden Parameterannahmen insbe-
sondere für jene Schlüsseltechnologien, die als mögliche Entwicklungen der Zukunft an-
zusehen sind, zu Wirkungsgraddifferenzen von mindestens mehreren zehntel Prozent-
punkten. Insbesondere gilt dies bei den Druckverlusten der Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsverfahren zur Sauerstoffbereitstellung für den Oxyfuel-Kraftwerkspro-
zess. 

4.1 Basismodelle Dampfkraftwerke 
Die Technologie zur Verstromung von Kohle nach dem neuesten realisierten Stand der 
Technik stellt das Dampfkraftwerk mit Frischdampftemperaturen auf dem Niveau von 
600 °C dar. Für generelle Beschreibungen der grundlegenden thermodynamischen Zu-
sammenhänge dieses Prozesses und die anlagentechnischen Umsetzungsmöglichkeiten 
sei auf die Standardliteratur der Kraftwerkstechnik verwiesen (z. B.: [70, 85, 113, 167, 
168, 229]). Die Auswahl der zugrunde gelegten Prozessschaltung ist bereits in Teilkapitel 
3.2 beschrieben. Anders als in den vereinfachten Prozessschaltbildern der nachfolgenden 
Abschnitte abgebildet, wird bei den Simulationen jeweils von vier Abdampffluten der  
Niederdruck-Dampfturbine, also zwei doppelflutige ND-Maschinen, ausgegangen. Mit 
Ausnahme des Dampfkraftwerks mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung gilt dies für alle 
dampfkraftprozessbasierten Kraftwerksmodelle. Auch die Speisewasserpumpen-An-
triebsturbine (SPAT) wird als doppelflutige Maschine parametriert. 

4.1.1 Steinkohlebefeuertes Dampfkraftwerk nach dem Stand der Technik 

Die Parametrierung des Simulationsmodells des steinkohlebefeuerten Basisdampfkraft-
werks ist in Tabelle 4.1 aufgeführt und gilt als Ausgangsbasis für alle weiteren untersuch-
ten Dampfkraftwerksprozesse. 

Die Ergebnisse der Simulationen des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf Basis 
der 600-°C-Technologie nach Abbildung 4.1 mit den Parametern aus Tabelle 4.1 sind ge-
mäß den Ausführungen in Teilkapitel 3.6 in Tabelle 4.2 dargestellt.  
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Abbildung 4.1: Prozessschaltbild zur Modellierung des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks 

mit Dampfparametern der 600-°C- sowie der 700-°C-Technologie 
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Tabelle 4.2: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf  
Basis der 600-°C-Technologie 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 1050,6 MW 

    Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 47,92 % 45,77 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 47,81 % 45,66 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 45,90 % 43,84 % 

spezifische CO2-Emissionen 760   g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 330,0  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2890,5  t/h 
 

Zwischenergebnisse und weitere Details des Simulationsergebnisses in Gegenüberstel-
lung mit den übrigen untersuchten Dampfkraftwerksprozessen sind in Tabelle A.4 im  
Anhang A.9 aufgeführt. 

4.1.2 Braunkohlebefeuertes Dampfkraftwerk nach dem Stand der Technik 

In Abbildung 4.2 ist die Prozessschaltung abgebildet, die den aktuellen Stand der Technik 
zur Verstromung von Braunkohle im Dampfkraftwerk mit Frischdampfparametern der 
600-°C-Technologie repräsentiert und die dem entsprechenden Simulationsmodell zu-
grunde liegt. Die Rauchgaswärmenutzung entspricht dem derzeit zum Einsatz kommen-
den Konzept aus [60]. Statt dem Primärluftkühler bzw. Mühlenluftkühler zur Erhöhung 
der LuVo-Beaufschlagung bei dem steinkohlebefeuerten Prozess, wird hier das Rauchgas 
vor Eintritt in die Rauchgasentschwefelungsanlage durch Aufheizen eines Kondensat-
Teilstroms im Teilstromeconomiser abgekühlt (vgl. auch Teilkapitel 3.2).  

Mit Ausnahme des Rauchgaswärmenutzungssystems wurden gegenüber dem Modell zur 
Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks nur die anlagentechnischen Er-
fordernisse geändert, die beim Einsatz von Rohbraunkohle als Brennstoff notwendig sind. 
Aufgrund der derzeitigen emissionsrechtlichen Lage entfällt die Entstickungsanlage. 
Demnach werden die Parameter mit den laufenden Nummern 42, 47 und 57 der Tabelle 
4.1 für dieses Modell nicht mehr benötigt. Die gegenüber dem steinkohlebefeuerten 
Dampfkraftwerk geänderten und die zusätzlich zur Simulation benötigten Parameter des 
braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerks mit Frischdampfparametern der 600-°C-Tech-
nologie sind in Tabelle 4.3 aufgeführt.  
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Abbildung 4.2: Prozessschaltbild zur Modellierung des braunkohlebefeuerten Dampfkraft-

werks mit Dampfparametern der 600-°C- sowie der 700-°C-Technologie 
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Es wird üblichen Auslegungen entsprechend von acht Mühlen ausgegangen, die jeweils 
einen Brennspiegel bedienen. Jeweils zwei Brennerspiegel sind in einer Seitenwand im 
Brennkammerbereich des Dampferzeugers angeordnet und feuern tangential auf einen 
Kreis. Des Weiteren wird unterstellt, dass bis zu sieben Mühlen für den Volllastbetrieb 
benötigt werden, so dass die achte Mühle ohne Leistungseinschränkung überholt werden 
kann. Mit den Parametern 43, 51, 68, 69 und 72 bis 74 wird ohne Berücksichtigung der 
Antriebsleistung des Primärluftgebläses ein gesamter spezifischer elektrischer Eigenbe-
darf der Mahltrocknung von 11,3 kWh je Tonne Rohkohle berechnet.  

In Tabelle 4.4 sind die Ergebnisgrößen dieser Simulation nach Teilkapitel 3.6 wiederge-
geben, während detailliertere Zwischenergebnisse in Tabelle A.4 im Anhang A.9 zu finden 
sind. 

Tabelle 4.4: Ergebnisgrößen der Simulation des braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf 
Basis der 600-°C-Technologie 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 1034,4 MW 

    Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 46,12 % 43,37 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 45,94 % 43,20 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 38,25 % 35,97 % 

spezifische CO2-Emissionen 951  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 997,6  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2886,6  t/h 
 

4.2 Wirkungsgradsteigerungsmaßnahmen konventioneller Dampf-
kraftwerke 

Im Weiteren werden die durchgeführten Untersuchungen zu möglichen Wirkungsgrad-
steigerungsmaßnahmen der konventionellen kohlebefeuerten Dampfkraftwerke be-
schrieben, welche aufgrund des technologischen Fortschrittes in der nahen Zukunft  
realisierbar sein könnten, sofern die Leistungsgröße und die elektrische Effizienz die ent-
scheidenden Kriterien für die Auslegungsparameter von Neubauprojekten sein werden.  

Zunächst wird die Technik der Braunkohlevortrocknung mit Hilfe einer durch Brüden-
verdichtung beheizten atmosphärischen Dampfwirbelschicht für das Dampfkraftwerk 
mit 600-°C-Technologie betrachtet. Die Brennstoffvortrocknung zur Wirkungsgradsteige-
rung ist aufgrund der Brennstoffeigenschaften nur für Braunkohle sinnvoll anwendbar.  

Anschließend wird für beide Kohlebrennstoffe die Möglichkeit zur Wirkungsgradsteige-
rung durch Steigerung des Frischdampfdrucks auf 350 bar und der Frischdampftempera-
tur auf 700 °C bzw. der Zwischenüberhitzerdampftemperatur auf 720 °C dargestellt. 
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4.2.1 Braunkohlebefeuertes Dampfkraftwerk mit integrierter Brennstoff-  
vortrocknung 

Aufgrund des hohen Wasseranteils der Braunkohle wird mit der Trocknung des Brenn-
stoffs auf geringem Temperaturniveau mit niederexergetischer Wärme ein Wirkungs-
gradvorteil gegenüber der konventionellen Mahltrocknung nach dem Stand der Technik 
mit heißen Rauchgasen, die direkt nach der Brennkammer des Dampferzeugers entnom-
men werden, erzielt. Die derzeit nach dem Stand der Forschung und Entwicklung dafür 
favorisierte Technologie ist die Trocknung der zuvor feingemahlenen, grubenfeuchten 
Rohbraunkohle in einer Wirbelschicht in der Dampfatmosphäre der bei der Trocknung 
entstehenden Brüden. Die benötigte Wärme kann dabei mit Hilfe von Heizdampf, der dem 
Kraftwerksprozess entnommen wird, oder durch Verdichtung und Kondensation der bei 
der Trocknung entstehenden Brüden aufgebracht werden. Ein atmosphärischer Wirbel-
schichttrockner wird am Kraftwerksstandort Niederaußem bereits in einer Prototyp- 
anlage im später geplanten Vollmaßstab erprobt [230]. Die alternative Wirbelschicht-
trocknung unter erhöhtem Druck befindet sich nach [132] in einer kleineren Versuchs-
anlage am Standort Schwarze Pumpe in der Erprobung. Neben den Ausführungen in  
Abschnitt 3.3.2 sei darüber hinaus ergänzend auf die Darstellungen der prozesstechni-
schen und anlagentechnischen Zusammenhänge in [129–131, 146, 150, 158, 168, 231] 
verwiesen. 

Die Untersuchung im Rahmen dieser Arbeit wird am Beispiel der atmosphärischen 
Dampfwirbelschichttrocknung mit Brüdenverdichtung zur Beheizung der Wirbelschicht 
(aDWST-BV) durchgeführt. Das Prozessschaltbild des Gesamtprozesses ist in Abbildung 
4.3 wiedergegeben; das des Teilprozesses der Wirbelschichttrocknung in Abbildung 3.5. 
Die für die Simulation verwendeten Parameter sind in Tabelle 4.5 aufgeführt. Da die Mahl-
trocknung in den Schlagradmühlen in diesem Kraftwerkskonzept entfällt, werden die  
Parameter mit den laufenden Nummern 43, 69 und 72–75 aus Tabelle 4.3 nicht mehr  
benötigt. Zudem wird, wie weiter unten erläutert, die Austrittstemperatur der Rauchgase 
aus dem Luftvorwärmer nicht mehr fest vorgegeben (Wegfall des Parameter Nr. 53 aus 
Tabelle 4.1 bzw. Tabelle 4.3).  

Bei der gewählten Prozesstopologie wird eine direkte Feuerung des Trockenbraun- 
kohlenstaubs zugrunde gelegt. Somit erfolgt die Verbrennung ohne Zwischenlagerung, für 
die eine Abkühlung notwendig wäre. Da die warme Trockenbraunkohle hochreaktiv ist, 
wird sie in diesem Konzept mit entschwefeltem Rauchgas zu den Brennern gefördert,  
sodass auch der Parameter Nummer 59 aus Tabelle 4.1 entfällt. 
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Aufgrund des separat abgetrennten Wassers der Trockenbraunkohle würden gleiche  
Verbrennungsbedingungen wie bei der konventionell getrockneten Braunkohle eine 
deutliche Steigerung des Temperaturniveaus bei der Verbrennung bedeuten. Die adiabate 
Verbrennungstemperatur würde steigen. Da der Ascheerweichungspunkt der Braun-
kohle durch die Dampfwirbelschichttrocknung unverändert bleibt, muss die gleiche  
Feuerraumendtemperatur der Rauchgase wie im Basisprozess eingehalten werden.  
Gemäß den Überlegungen zum Zwei-Zonen-Dampferzeuger-Modell in Abschnitt 3.3.3 
würde dies zu einer Steigerung der Mediumtemperatur in der Membranwand führen. Um 
die Technologie der Dampfwirbelschichttrocknung der Braunkohle nicht zwangsläufig an 
die Fortentwicklung der zur Verfügung stehenden Membranwandwerkstoffe zu knüpfen, 
wird eine Rauchgasrückführung vorgesehen.50 Der zurückzuführende Massenstrom wird 
mit Hilfe des Zwei-Zonen-Dampferzeugermodells bemessen, indem dieselbe Mediumtem-
peratur in der Membranwand in Höhe des Feuerraumendes eingestellt wird, die zuvor bei 
dem konventionellen braunkohlebefeuerten Basiskraftwerksprozess berechnet wurde 
(437,2 °C, Parameter Nr. 79 in Tabelle 4.5). Eine Ausschöpfung der Werkstoffgrenzen er-
folgt bei dieser Herangehensweise nicht, da mit Hilfe der gewählten Modellierung nur die 
Mediumtemperatur, nicht jedoch die Materialtemperatur berücksichtigt wird. Daher hat 
die Simulation eine im Vergleich zu [150, 151] relativ hohe Rauchgasrückführungsrate 
von insgesamt 28,4 % des Rauchgasmassenstroms vor Abzweig des rückgeführten 
Rauchgases zum Ergebnis. 

Wegen des vorgesehenen Abzweigs zur Rauchgasrückführung wird dem Elektrofilter und 
insbesondere dem Luftvorwärmer ein zusätzlicher Rauchgasmassenstrom überlagert. 
Damit geht eine Verschiebung der Wärmekapazitätsströme im Luftvorwärmer einher,  
sodass die Rauchgastemperatur nach Luftvorwärmer um ca. 13,4 K auf 173,4 °C ansteigt, 
obwohl der Dampfluftvorwärmer nicht mehr im Einsatz ist. Daher ist die Rauchgastem-
peratur am Austritt des Luftvorwärmers kein Parameter der Simulation mehr, sondern 
ein Berechnungsergebnis. Als Folge der erhöhten Rauchgastemperatur steigen der im 
Rauchgaswärmenutzungssystem übertragene Wärmestrom sowie dessen nutzbares 
Temperaturniveau an. Deshalb wird das so erwärmte Kondensat temperaturrichtig nach 

 
50 Aufgrund der unterschiedlichen Rauchgaszusammensetzung, die sich bei dem trockenbraunkohlebefeu-

erten Prozess im Wesentlichen durch einen geringeren Wasseranteil auszeichnet, ergibt sich auch eine 
geringere spezifische Wärmekapazität der Rauchgase (ca. 8 %) gegenüber dem rohbraunkohlebefeuer-
ten Prozess (cp,TBK-RG(1050 °C) = 1,310 kJ/(kg K) gegenüber cp,RBK-RG(1050 °C) = 1,422 kJ/(kg K); Werte 
aus den Simulationen bestimmt). Diese Tatsache führt zu einem zusätzlich erhöhten Rezirkulationsmas-
senstrom. Um die Sekundärgas-Rezirkulation gänzlich zu vermeiden, lässt sich mit dem Simulationsmo-
dell bestimmen, dass ein Verbrennungssauerstoffverhältnis von etwa 1,66 eingestellt werden müsste. 
Dieses ließe sich jedoch nicht mit den gleichen sonstigen gesetzten Parameterwerten der Luftvorwär-
mung und Rauchgaswärmenutzung realisieren, sodass auf eine Wirkungsgradangabe aufgrund mangeln-
der Vergleichbarkeit verzichtet wird.  
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dem vierten regenerativen Kondensatvorwärmer anstatt nach dem dritten, wie im Aus-
gangsprozess, zugegeben. Die Abschaltung des Dampfluftvorwärmers führt zu einer Ab-
senkung der mittleren Kaltendtemperatur des Luftvorwärmers von ca. 9 K. Allerdings 
kann diese Maßnahme dadurch gerechtfertigt werden, dass das Rauchgas des trocken-
braunkohlebefeuerten Prozesses einen wesentlich geringeren Wasserdampfanteil als das 
des konventionellen Prozesses aufweist. Somit ist auch eine geringere Schwefelsäure- 
taupunkttemperatur zu erwarten. Dies wird nach der Abschätzungsrechnung im Anhang 
A.11 mit einer um 6,7 K geringeren Schwefelsäuretaupunkttemperatur bestätigt.  

Mit der Vorgabe der Restfeuchte nach der Trocknung (Parameter Nr. 70 in Tabelle 4.5) 
und den weiteren Parameterwerten, Nr. 83 bis Nr. 97, zur Modellierung der Wirbel-
schichttrocknungsanlage, lässt sich aus dem Simulationsergebnis ein direkter thermi-
scher Energiebedarf zur Trocknung von 1,325 GJ je Tonne Rohbraunkohle bzw. 2,430 GJ 
je Tonne Trockenbraunkohle bestimmen. Davon entfallen 12 % auf den zusätzlich be- 
nötigten, der Turbine entnommenen Heizdampf der Wirbelschicht. Der verbleibende 
Hauptteil des Wärmebedarfs wird durch die Kondensation der Brüden bereitgestellt. Der 
Brüdenverdichter, der die Kondensation der Brüden auf Wirbelschichttemperaturniveau 
durch die Verdichtung erst ermöglicht, benötigt einen spezifischen elektrischen Energie-
bedarf von 41,6 kWh je Tonne Rohbraunkohle bzw. 76,6 kWh je Tonne Trockenbraun-
kohle.  

Tabelle 4.6 beinhaltet die Ergebnisgrößen der Simulation des braunkohlebefeuerten 
Dampfkraftwerks auf Basis der 600-°C-Technologie mit integrierter Braunkohlevortrock-
nung durch aDWST-BV. Tabelle A.4 im Anhang A.9 enthält detailliertere Zwischenergeb-
nisse der Simulation. 
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Abbildung 4.3: Prozessschaltbild zur Modellierung des braunkohlebefeuerten Dampfkraft-

werks mit integrierter Brennstoffvortrocknung nach dem in Abschnitt 3.3.2  
beschriebenen Verfahren (aDWST-BV) auf Basis der 600-°C-Technologie (Detail-
schaltung des Trocknungsprozesses siehe Abbildung 3.5) 
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Tabelle 4.6: Ergebnisgrößen der Simulation des braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf 
Basis der 600-°C-Technologie mit integrierter Brennstoffvortrocknung durch atmo-
sphärische Dampfwirbelschichttrocknung mit Brüdenverdichtung (aDWST-BV) 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100 MW 1005,7 MW 

    Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 52,68 % 48,16 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 52,47 % 47,98 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 43,69 % 39,95 % 

spezifische CO2-Emissionen 855  kg/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 873,4  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2893,4  t/h 
 

4.2.2 Steinkohlebefeuertes Dampfkraftwerk mit Dampfparametern der 700-°C-
Technologie 

Die Weiterentwicklung der Kraftwerkswirkungsgrade durch Steigerung der Dampfpara-
meter ist an die Entwicklung geeigneter Werkstoffe, die gleichzeitig wirtschaftliche 
Stromgestehungskosten erlauben, gebunden. Der nächste Entwicklungsschritt auf diesem 
Gebiet wird im Einsatz von Nickelbasislegierungen gesehen, welche die Steigerung der 
Frischdampftemperatur auf 700 °C sowie der Zwischenüberhitzerdampftemperatur auf 
720 °C und eine Drucksteigerung des Frischdampfes auf 350 bar zulassen (z. B. [232]). 
Die Entwicklungen wurden unter anderem im AD700-Projekt, im Projekt COMTES700  
sowie in der PP700-Studie vorangetrieben [232–238]. Eine geplante Demonstrations- 
anlage am Standort Wilhelmshaven wurde allerdings im Jahr 2010 unter Nennung  
wirtschaftlicher Gründe gestoppt [239, 240]. 

Zur Modellbildung wird die Prozesstopologie des Dampfkraftwerksprozesses der 600-°C-
Technologie genutzt (siehe Abbildung 4.1). Gemäß des in Abschnitt 3.3.10 beschriebenen 
Vorgehens zur Modellierung der Vorwärmer wurde eine zusätzliche Enthitzungszone am 
vierten Kondensatvorwärmer modelliert, da an dieser Stelle der Anzapfdampf mit einer 
Überhitzung von 157,4 °C über der angenommenen wirtschaftlichen Mindestüberhitzung 
von 75 K liegt. Die Parametrierung erfolgt wie bei den übrigen Enthitzungszonen mit den 
in Tabelle 4.1 festgelegten Werten der Parameter Nr. 31 und 32.  

Zusätzliche prozesstopologische Optimierungsmaßnahmen, wie beispielsweise eine 
zweite Zwischenüberhitzung oder die zusätzliche Absenkung des Kondensatordrucks, 
wie sie z. B. in [238] vorgeschlagen und verglichen werden, werden nicht betrachtet. 
Diese stehen prinzipiell auch als Optimierungsmöglichkeiten der 600-°C-Technologie zur 
Verfügung und sind somit im Sinne der angestrebten Technologievergleichbarkeit nicht 
nur der Schlüsseltechnologie höherwertiger Materialien zuzuordnen. Offensichtlich sind 
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derartige zusätzliche Optimierungsmaßnahmen gemäß dem heutigen Stand der Technik 
und unter wirtschaftlichen Randbedingungen nicht darstellbar. 

Eine zusätzliche Änderung stellt die Steigerung der Speisewasserendtemperatur um 30 K 
gegenüber dem Basisprozess auf 330 °C dar. Diese erfolgt nach den Angaben aus der oben 
bereits genannten Literatur. Die Erwärmung auf eine Austrittstemperatur von 300 °C des 
Speisewasserteilstroms, welcher parallel zur regenerativen Speisewasservorwärmung 
im Teilstromeconomiser bei Nutzung der überschüssigen Mühlenluftwärme vorgewärmt 
wird, bleibt bei der Simulation entgegen der Bemerkung zu Parameter Nr. 42 in Tabelle 
4.1 unberührt. Würde diese Temperatur ebenfalls an die Speisewasserendtemperatur  
der dampfbeheizten Vorwärmerstrecke angepasst werden, müsste in dem zugehörigen  
Wärmetauscher eine sehr geringe Grädigkeit von etwa 30 K realisiert werden, die nur 
halb so groß wie im Basisfall der 600-°C-Technologie wäre. Die Investition in einen  
deutlich größeren und somit teureren Primärluftkühler kann nicht direkt der 700-°C-
Technologie zugeschrieben werden und wird im Sinne der Vergleichbarkeit der Schlüs-
seltechnologien nicht in die Simulation einbezogen. Damit ergibt sich aus der Simulation 
eine Mischtemperatur des in den Economiser des Dampferzeugers eintretenden Speise-
wassers von 328,8 °C. 

Die zugehörigen Parameteränderungen zur Simulation des steinkohlebefeuerten Dampf-
kraftwerks mit Dampfparametern der 700-°C-Technologie sind in Tabelle 4.7 aufgeführt. 
Ansonsten gelten die Werte aus Tabelle 4.1. 

Tabelle 4.7: Gegenüber dem Ausgangsprozess (Tabelle 4.1) geänderte Parameter für die Simu-
lation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks der 700-°C-Technologie nach 
dem Prozessschaltbild aus Abbildung 4.1  

Nr. Größe Wert Einheit Bemerkung 
2 Frischdampftemperatur 700  °C am Dampferzeugeraustritt 
3 Frischdampfdruck 350  bar am Dampferzeugeraustritt 
4 ZÜ-Dampftemperatur 720  °C am Dampferzeugeraustritt 
5 Speisewasserendtemperatur 330  °C nach letztem Vorwärmer 

 

Aufgrund der deutlich geänderten Parameter des Wasser-/Dampfkreislaufs werden die 
Drücke der Anzapfungen mit Hilfe des in Abschnitt 3.2.1 beschriebenen Vorgehens auf die 
geänderten Parameter angepasst (siehe dazu Tabelle A.4 im Anhang A.9).  

Die Zusammenfassung der Simulationsergebnisse des steinkohlebefeuerten Dampfkraft-
werks auf Grundlage der 700-°C-Technologie ist in Tabelle 4.8 angegeben. 
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Tabelle 4.8: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf   
Basis der 700-°C-Technologie 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100 MW 1053,7 MW 

    Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 50,86 % 48,72 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 50,75 % 48,61 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 48,72 % 46,68 % 

spezifische CO2-Emissionen 714  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 310,9  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2594,9  t/h 
 

Ohne Gegenmaßnahmen resultiert aus der Steigerung der Prozessparameter bei der 
700-°C-Technologie auch eine Erhöhung der Mediumtemperatur in der Membranwand. 
Die detaillierten Zwischenergebnisse der Simulation des steinkohlbefeuerten Dampf-
kraftwerks aus Tabelle A.4 im Anhang A.9 zeigen eine Steigerung der zur Durchführung 
des Prozesses notwendigen Mediumtemperatur in der Membranwand in Höhe des  
Feuerraumendes um 67,7 K auf 531,1 °C. Dieser Effekt kann durch drei Teilaspekte  
begründet werden. Zwei davon sind direkt auf die Steigerung der Frischdampfparameter 
zurückführen. Zum einen führt die Erhöhung des Drucks um 65 bar bei gleicher spezi-
fischer Enthalpie aufgrund des Stoffwerteverhaltens des Wassersdampfes in diesem  
Bereich zu deutlich höheren Temperaturen (rechnerisch 23,9 K). Zum anderen führt die 
Steigerung der Frischdampfenthalpie dazu, dass ein geringerer Dampfmassenstrom zur 
Gewinnung der gleichen elektrischen Bruttoleistung benötigt wird. Aus dem Vergleich der 
Ergebnistabellen der Basissimulation (Tabelle 4.2) mit der Tabelle 4.8 lässt sich bestim-
men, dass 89,8 % des Frischdampfmassenstroms der Basissimulation benötigt werden, 
um die geforderte elektrische Bruttoleistung von 1100 MW zu erzeugen. Demgegenüber 
beträgt der Rauchgasmassenstrom bei sonst identischer Parametrierung aufgrund des 
verbesserten elektrischen Wirkungsgrads 94,2 % des Wertes der Basissimulation (aus 
dem Verhältnis der Brennstoffmassenströme ableitbar). Daraus wird deutlich, dass sich 
das Massenverhältnis von Rauchgas zu Frischdampf um 4,9 % erhöht hat. Damit die 
Rauchgastemperatur am Eintritt in die Konvektionsheizflächen weiterhin denselben 
Wert behält und damit sicher unter der Ascheerweichungstemperatur liegt und somit ein  
störungsarmer Betrieb der Anlage gewährleistet ist, muss vom Eintritt des Speisewassers 
in den Dampferzeuger bis zur Membranwand in Höhe des Feuerraumendes eine höhere 
Enthalpiedifferenz aufgenommen werden. Als dritter Aspekt ist die Erhöhung der Ein-
trittstemperatur des Speisewassers in den Dampferzeuger zu nennen. Diese bewirkt eine 
zusätzliche Anhebung des spez. Enthalpie- und damit des Temperaturniveaus. 
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Sollten die Temperaturen in der Membranwand nicht wirtschaftlich realisierbar sein, 
könnten eine Rauchgasrückführung, die Absenkung der Speisewasserendtemperatur, die 
Anhebung des Verbrennungssauerstoffverhältnisses oder weitere Maßnahmen sowie 
Kombinationen davon ergriffen werden (vgl. [146]). Eine beispielhafte Simulations- 
rechnung zeigt, dass die Absenkung der Speisewasserendtemperatur um 30 K auf 300 °C 
wie bei dem Dampfkraftwerk mit 600-°C-Frischdampftemperatur eine Absenkung der 
Mediumtemperatur in der Membranwand von ca. 12 K zur Folge hat. Gleichzeitig sinkt 
jedoch wegen des geringeren Prozesswirkungsgrads der Nettowirkungsgrad um ca. 
0,3 %-Punkte. Der Wirkungsgradverlust einer Rauchgasrückführung ist schaltungs- 
abhängig, d. h. an welcher Stelle das Rauchgas zurückgeführt wird, und wird hier nicht 
weiter untersucht. 

Mit der um 30 K gegenüber dem Basisprozess erhöhten Speisewassertemperatur nach 
dem letzten Vorwärmer wird weiterhin unterstellt, dass die Grädigkeit am Economiser 
wirtschaftlich von ca. 83 K im Ausgangsfall auf  55 K abgesenkt werden kann. Ist dies nicht 
realisierbar, könnte stattdessen eine erweiterte Luftvorwärmung nötig werden (von 
360 °C auf  390 °C), um so die gleiche rauchgasseitige LuVo-Austrittstemperatur zu halten 
und den Wirkungsgradvorteil der Steigerung der Speisewasservorwärmung voll auszu-
nutzen. Allerdings hätte diese Maßnahme auch Einflüsse auf die Verbrennungsbedingun-
gen und auf den Betrieb der DeNOx, die nun bei ebenfalls erhöhten Temperaturen betrie-
ben werden müsste. Alternativ könnte auch eine Ausführung mit geteiltem Economiser, 
wie bei einigen Neubaukraftwerken realisiert [52], eingesetzt werden. Allerdings ist dann 
mit einem erhöhten Verschmutzungsrisiko des zweiten Economiserteils zu rechnen (vgl.  
Abschnitt 3.3.4, [163]). Mit ansonsten identischen Parametern wird für diese Option ein 
Wirkungsgradnachteil von ca. 0,12 %-Punkten nachgewiesen (ca. 4 % relative Einbuße 
des Wirkungsgradvorteils der 700-°C-Technologie). 

4.2.3 Braunkohlebefeuertes Dampfkraftwerk mit Dampfparametern der 700-°C-
Technologie 

Zum Vergleich mit der Wirkungsgradsteigerungsoption durch eine integrierte Brenn-
stoffvortrocknung der Rohbraunkohle (auf Basis aDWST-BV) – unter Beibehaltung der 
600-°C-Technologie – wurde auch eine Simulation des rohbraunkohlebefeuerten Dampf-
kraftwerksprozesses unter Anwendung der 700-°C-Technologie durchgeführt. Die voran-
gegangenen Aussagen zum steinkohlebefeuerten Prozess lassen sich qualitativ auf den 
rohbraunkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozess übertragen. Auch hier wird bei  
Kondensatvorwärmer Nr. 4 aufgrund der Dampfüberhitzung von 120 K an der Anzapfung 
und somit mehr als 75 K eine zusätzliche gezielte Enthitzungszone modelliert (vgl.  



4.2  Wirkungsgradsteigerungsmaßnahmen konventioneller Dampfkraftwerke 161 

  

Abschnitt 3.3.10). Ansonsten entspricht das Simulationsmodell topologisch demjenigen 
der 600-°C-Technologie aus Abbildung 4.2. Die der Simulation zugrunde gelegten und  
gegenüber dem Basismodell der 600-°C-Technologie geänderten Parameter sind in  
Tabelle 4.9 aufgeführt. Neben den direkt mit der 700-°C-Technologie bedingten Parame-
teränderungen (Parameter Nrn. 2–5) wurde außerdem die Rauchgastemperatur am  
Austritt des Economisers (Parameter Nr. 51) angehoben. Mit dieser Maßnahme wird die 
Grädigkeit zwischen Rauchgas und Speisewasser auf 50 K gehalten. Würde die rauchgas-
seitige Temperatur am Economiser-Austritt gegenüber dem Basisprozess konstant  
gehalten, würde durch die Anhebung der Speisewasserendtemperatur von 30 K eine  
Grädigkeit von 20 K realisiert werden müssen. Das Beibehalten der Grädigkeit von 50 K 
erfolgt vor dem Hintergrund der benötigten Heizflächengröße und deren Kosten und 
führt zu einem nicht genutzten Wirkungsgradvorteil von 0,22 %-Punkten. Die Kosten der 
zusätzlichen Heizfläche zum Erreichen dieser sehr geringen Grädigkeit sind den durch 
den Wirkungsgradvorteil verringerten Erzeugungskosten in einer Kosten-Nutzen-Rech-
nung gegenüberzustellen. 

Die zusammengefassten Ergebnisse der Simulation des rohbraunkohlebefeuerten Dampf-
kraftwerksprozesses auf Basis der 700-°C-Technologie sind in Tabelle 4.10 dargestellt. 
Tabelle A.4 im Anhang A.9 beinhaltet die weiteren Zwischenergebnisse der Simulation. 
Aus dieser Tabelle lässt sich die Mediumtemperatur in der Membranwand in Höhe  
des Feuerraumendes von 502,1 °C ablesen. Diese ist somit gegenüber dem Basisprozess  
um 64,9 K gesteigert. Mit der Absenkung der Speisewassertemperatur nach dem letzten  
Vorwärmer auf 300 °C könnte eine Absenkung der Mediumtemperatur in der Membran-
wand in Höhe des Feuerraumendes von 11,3 K erzielt werden. Diese Maßnahme reduziert 
den elektrischen Nettowirkungsgrad des Prozesses um 0,3 %-Punkte. Dies entspricht 
etwa 12 % des Wirkungsgradvorteils von ca. 2,6 %-Punkten der 700-°C-Technologie  
gegenüber der 600-°C-Technologie. Werden zusätzlich gleiche Verhältnisse auf der Luft-
/Rauchgasseite (330/350 °C) wie beim Basisprozess eingestellt, wird die Medium- 
temperatur in der Membranwand um 21,7 K gesenkt und damit durch Investition in mehr 
Economiser-Heizfläche nur 3,3 % des Wirkungsgradvorteils der 700-°C-Technologie  
gegenüber dem braunkohlebefeuerten Basisprozess eingebüßt.  
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Tabelle 4.9: Gegenüber Tabelle 4.3 geänderte Parameter für die Simulation des braunkohle- 
befeuerten Dampfkraftwerks der 700-°C-Technologie nach dem Prozessschaltbild  
in Abbildung 4.2 

Nr. Größe Wert  Einheit Bemerkung 
2 Frischdampftemperatur 700  °C am Dampferzeugeraustritt 
3 Frischdampfdruck 350  bar am Dampferzeugeraustritt 
4 ZÜ-Dampftemperatur 720  °C am Dampferzeugeraustritt 
5 Speisewasserendtemperatur 330  °C nach letztem Vorwärmer 

51 Heißlufttemperatur nach Luftvorwärmer 360  °C Sekundär- und Primärluft 

52 
Rauchgastemperatur  

vor Luftvorwärmereintritt 380  °C 
 

 

Tabelle 4.10: Ergebnisgrößen der Simulation des braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerks auf 
Basis der 700-°C-Technologie 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100 MW 1038,0 MW 

    Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 48,74 % 46,00 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 48,55 % 45,82 % 
    Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 40,43 % 38,15 % 

spezifische CO2-Emissionen 896  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 944,0   t/h 

Frischdampfmassenstrom 2587,4  t/h 

4.3 Dampfkraftwerke mit CO2-Abtrennung 
In diesem Teilkapitel werden die Simulationen der Dampfkraftwerksprozesse mit CO2-
Abtrennung vorgestellt. Die Darstellungen beschränken sich auf die Untersuchungen mit 
der in Tabelle 3.2 spezifizierten Steinkohle. Es werden  

• das Dampfkraftwerk mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung auf Basis einer wäss-
rigen Monoethanolaminlösung (MEA) in Abschnitt 4.3.1, 

• das Oxyfuel-Kraftwerk mit Sauerstoffbereitstellung durch kryogene Luftzerlegung 
(LZA) in Abschnitt 4.3.2 sowie  

• die Oxyfuel-Kraftwerke mit Sauerstoffbereitstellung auf Grundlage von Hoch- 
temperaturmembran-Luftzerlegungsanlagen in Abschnitt 4.3.3 

• im Drei-End-Vakuum-Verfahren (3EVM) und  
• auf Grundlage des rauchgasgespülten Vier-End-Verfahren (4EM)  

modelliert und simuliert. Für all diese Verfahren dient das Modell des steinkohlebefeuer-
ten Dampfkraftwerksprozesses nach dem Stand der Technik (600-°C-Technologie)  
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entsprechend dem Prozessschaltbild in Abbildung 4.1 mit den zugehörigen Parametrie-
rungen aus Tabelle 4.1 als Ausgangsbasis. Auf eine Optimierung der Anzapfdrücke wird 
aufgrund gleicher Parameter im Dampfkraftprozess verzichtet, da die z. T. sehr großen 
Wärmeströme zur Integration in den Dampfkraftprozess zu einer deutlichen Verschie-
bung der Anzapfdrücke führen würden. Die Optimierung des elektrischen Wirkungsgrads 
läuft dann oftmals auf eine Maximierung des zurückgewonnenen Wärmestroms hinaus, 
welche die Schließung von Anzapfungen, vor allem im ND-Dampfturbinenbereich, bedeu-
ten würde. Gleichzeitig werden die Grädigkeiten zwischen den Stoffströmen zur Wärme-
übertragung reduziert, sodass eine Realisierung mit erheblichen Investitionssteigerun-
gen durch die zusätzlich erforderliche Heizflächengröße einhergehen würde. Mathema-
tisch gesehen ist dieses Optimierungsproblem randoptimal, d. h. dass der Wert des Opti-
mums durch feststehende Parametervorgaben, wie z. B. die Kondensatunterkühlung, be-
stimmt werden.  

Die Modellierung und Parametrierung erfolgt vor dem Hintergrund der Annahme einer 
Neubauanlage, die ausschließlich im CO2-Abtrennungsbetrieb eingesetzt werden soll.  
Mit Hilfe dieser Annahme sind keine Kompromisse sowohl bei der Anlagenauslegung,  
als auch bei der Parametrierung des Modells zu berücksichtigen, die eine Betriebsweise  
ohne oder zumindest mit verminderter CO2-Abtrennungsrate ermöglichen und ggf. zu  
Wirkungsgradeinbußen bei vollem CO2-Abtrennungsbetrieb führen könnten. 

4.3.1 Dampfkraftwerk mit CO2-Abtrennung durch eine Aminwäsche nach der   
Verbrennung 

Zur Abtrennung des CO2 aus den Rauchgasen nach der Verbrennung (Post-Combustion-
CO2-Abtrennung) mit Hilfe eines nasschemischen Absorptionsprozesses mit einer 
30 Gew.-% Monoethanolaminlösung wird eine große Dampfmenge zum Austreiben des 
CO2 benötigt. Der Dampfbedarf zur Beheizung des Reboilers der Post-Combustion-CO2-
Abtrennungsanlage entspricht etwa der Hälfte des MD-Dampfturbinenabdampfes. Somit 
wird für diese Variante nur eine einzige doppelflutige ND-Dampfturbine vorgesehen. 

Weiterhin wird davon ausgegangen, dass der aus der Parameteroptimierung des stein-
kohlebefeuerten Basisprozesses bestimmte Wert von 4,9 bar in der Überströmleitung 
zwischen der MD- und ND-Dampfturbine für die Dampfversorgung des Reboilers im  
Hinblick auf den Teillasteinsatz des Gesamtkraftwerks eine sinnvolle Auslegung wider-
spiegelt. Wie in [228] dargelegt, bedeutet der Drucküberschuss von ca. 1,9 bar im hier 
betrachteten Volllastfall eine zusätzliche Wirkungsgradeinbuße. Für das Modell dieser 
Arbeit beläuft sich diese auf etwa 0,9 %-Punkte. Im Gegenzug dazu wird der Wirkungs-
grad bei Teillastbetrieb der Gesamtanlage zunächst weniger stark beeinträchtigt, da  
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aufgrund des Drucküberschusses beim Absenken der Last nicht sofort eine höherwertige 
Dampfquelle zum Einsatz kommen muss.51 Für eine detaillierte Betrachtung des Teillast-
verhaltens und Ableitungen zur Teillastauslegung sei auf die Arbeiten [241] und [242] 
sowie auf die Wirkungsgradbestimmung von Post-Combustion-CO2-Abtrennungsanlagen 
nach VDI 3986-1 [243] hingewiesen.  

Untersuchungen zur Integration des Absorptionsprozesses in ein Neubaukraftwerk in 
[227, 228, 244] haben gezeigt, dass sich der Wirkungsgrad durch Wärmeintegrations-
maßnahmen bis zu etwa 1 %-Punkt steigern lässt. Dieser Maximalwert ist allerdings  
nur mit einer relativ aufwendigen und komplexen Schaltung möglich. Entsprechend der  
eingangs in Kapitel 4 beschriebenen Herangehensweise, bei der Gesamtprozesskonzep-
tion für die Untersuchungen dieser Arbeit einen nicht zu hohen Grad der Integration bzw. 
Wärmerückgewinnung zu wählen, wird die am effektivsten erscheinende und einfach  
realisierbare Kondensatvorwärmung mittels eines Anteils der am Desorberkopfkonden-
sator abzuführenden Wärme gewählt (vgl. Abbildungen 3.16 und 4.4). Ein guter Überblick 
über verschiedene Wärmerückgewinnungsmaßnahmen wird auch von Henderson in 
[226] gegeben. 

Die Überhitzung des Anzapfdampfes ist aufgrund der anlagentechnischen Erfordernisse 
des Absorptionsprozesses mit MEA als Lösungsmittel (Lösungsmitteldegradation und 
Fouling der Reboilerheizfläche) nicht erwünscht. Daher wird eine Enthitzung durch Kon-
densateinspritzung vorgenommen. 

Die zur Modellbildung herangezogene Gesamtprozessschaltung ist in Abbildung 4.4  
dargestellt, während die zugrunde gelegten Parameter in Tabelle 4.11 zu finden sind. Der 
CO2-Abtrennungsprozess nach Abbildung 3.16 und der CO2-Verdichtungsprozess nach 
Abbildung 3.17 werden jeweils, wie in Abschnitt 3.3.11 erläutert, im Gesamtprozess als 
Black-Box modelliert. Ergänzend sei noch bemerkt, dass die Summe der dem Abtren-
nungsprozess über Dampf und elektrischen Strom zugeführten Energie (Parameter Nrn. 
103 und 105 in Tabelle 4.11) geringer ist, als der zur Kühlung abzuführende Wärmestrom 
(Parameter Nr. 104). Dabei handelt es sich nicht um einen Fehler der Energiebilanz, viel-
mehr tritt das Rauchgas mit einer höheren Temperatur in den Prozess ein, als es ihn ge-
trennt in Restgas und CO2-Produktstrom verlässt. 

Die zusammenfassenden Ergebnisgrößen der Simulation sind in Tabelle 4.12 dargestellt.  

 
51 Der Umschaltpunkt zu einer höherwertigen Anzapfung bzw. bis eine Anstauung in der Überströmleitung 

notwendig würde, wird mit den getroffenen Annahmen bei einem Lastpunkt unterhalb von etwa 60 % 
abgeschätzt. 
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Abbildung 4.4: Prozessschaltbild der Modellierung des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks 

(600-°C-Technologie) mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung auf Grundlage  
einer nasschemischen Wäsche mit einer 30 Gew.-% Monoethanolamin-Lösung 
(PCA: Post-Combustion-CO2-Abtrennungsanlage). Die zugrundgelegten Teilpro-
zessschaltungen der CO2-Abtrennung und -Verdichtung, die als Black-Box in der 
Gesamtprozesssimulation modelliert werden, sind in Abschnitt 3.3.11 zu finden. 
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Tabelle 4.12: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks mit 
Post-Combustion-CO2-Abtrennung auf Grundlage der nasschemischen Wäsche mit 
einer 30 Gew.-% Monoethanolamin-Lösung 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 947,5 MW 

      Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 40,53 % 34,91 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 40,44 % 34,83 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 38,83 % 33,44 % 

verbleibende spezifische CO2-
Emissionen an die Atmosphäre 100  g/kWhel, netto 

spez. zu speichernde CO2-Menge 897  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 390,2  t/h 

Frischdampfmassenstrom 3415,8  t/h 
 

Weitere Details der Simulationsergebnisse sind in Tabelle A.4 im Anhang A.9 aufgeführt. 
Die Berechnungsergebnisse zeigen deutlich die Abnahme des Bruttowirkungsgrads durch 
die große Dampfentnahme zur Beheizung des Reboilers. Zum Ausgleich der elektrischen 
Bruttoleistung von 1100 MW ist gegenüber dem Ausgangsprozess ohne CO2-Abtrennung 
ein um ca. 18 % höherer Brennstoffmassenstrom erforderlich. Im Rahmen dieser Arbeit 
bleibt offen, ob die Strängigkeit des Luft-/Rauchgaspfades bei entsprechend erhöhtem 
Rauchgasvolumenstrom im Vergleich zum konventionellen steinkohlebefeuerten Dampf-
kraftwerk beibehalten werden kann, oder ob gegebenenfalls eine Reduzierung der  
Bruttoleistung die wirtschaftlichere Variante darstellt. 

4.3.2 Oxyfuel-Kraftwerk mit kryogener Luftzerlegungsanlage 

In Abbildung 4.5 ist die für die Gesamtprozessmodellierung verwendete Prozesstopologie 
des Oxyfuel-Kraftwerks mit Sauerstoffbereitstellung durch eine kryogene Luftzerle-
gungsanlage abgebildet. Diese entspricht einer wegen des ausgewogenen Verhältnisses 
zwischen wirkungsgradvorteilhafter Prozessführung und vermuteter Beherrschbarkeit 
der Anlagentechnik im ADECOS-Projekt favorisierten Prozessschaltung (siehe [196]).  

Für grundlegende Beschreibungen dieser Technologie und deren möglichen Prozess- 
optimierungsmaßnahmen sei auf [196–198, 205, 245, 246] hingewiesen. 

Um die Mühle im üblichen Temperaturbereich betreiben zu können, wird diese mit nach 
der Rauchgasentschwefelung entnommenem und wiedererwärmtem Rauchgas (Primär-
gas) betrieben. Zur Erfüllung der Bedingungen der Mahltrocknung (Parameter Nrn. 69–
71 in Tabelle 4.1) ergibt sich die Temperatur, auf die das Primärgas erwärmt werden 
muss, als Simulationsergebnis. Es wird davon ausgegangen, dass das Primärgas mit Hilfe 
eines Regenerativ-Gasvorwärmers mit dem Rauchgas, welches aus dem heiß liegenden 
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Elektrofilter (380 °C) austritt, aufgewärmt wird. Daher wird – vergleichbar zum konven-
tionellen Luftvorwärmer – ein Leckagegasstrom modelliert. 

Weiterhin haben Untersuchungen gezeigt, dass eine nicht zu hohe Anforderung an die 
Sauerstoffreinheit vorteilhaft für den elektrischen Gesamtwirkungsgrad ist [197, 198]. Es 
wird daher für diese Arbeit eine Sauerstoffreinheit von 95 Vol.-% angesetzt. Entspre-
chend der Black-Box-Modellierung wird nach Beysel [195] am Eintritt in die Bilanzgrenze 
der kryogenen Luftzerlegungsanlage ein Prozessluftdruck von 4,5 bar zugrunde gelegt. 
Die Verdichtung wird adiabat und ohne Zwischenkühlung vorgenommen, um die dann 
etwa 185 °C warme Luft am Austritt des Verdichters zur Sauerstoffvorwärmung und  
anschließend zur Kondensatvorwärmung zu nutzen. Damit ergibt sich ein spezifischer 
elektrischer Energiebedarf in Höhe von 230,5 kWh/t reinen Sauerstoffs im Sauerstoff-
produkt. Zum Vergleich des Verdichtungsprozesses wird mit Hilfe eines Nebenmodells 
die Verdichtung der Luft für die Luftzerlegungsanlage mit zwei Zwischenkühlern, welche 
die Luft mit Hilfe des Kühlwassers jeweils unter Inkaufnahme eines zusätzlichen luft- 
seitigen Druckverlusts von 25 mbar auf 40 °C zurückkühlen, berechnet. Damit wird ein  
spezifischer elektrischer Energiebedarf in Höhe von etwa 210 kWh/t reinen Sauerstoffs 
im Sauerstoffprodukt erzielt. Aufgrund des geringen Temperaturniveaus der Luft mit  
etwas über 70 °C wäre eine Wärmerückgewinnung wenig sinnvoll und selbst mit dieser 
würde sich ein geringerer elektrischer Wirkungsgrad des Gesamtprozesses im Vergleich 
zur hier untersuchten adiabaten Verdichtung der Luft mit Nutzung der heißen Luft zur 
Sauerstoff- und Kondensatvorwärmung einstellen. 

Aufgrund von Forschungsergebnissen kann zudem davon ausgegangen werden, dass 
keine SCR-DeNOx im Hauptrauchgasstrom vorzusehen ist (siehe z. B. [246–249]). Die  
Versorgung der Mühle mit Sperrgas, welches nach dem Quenchkühler vor Eintritt in die 
CO2-Aufbereitungsanlage abgezweigt wird, ist in Abbildung 4.5 mit der Sprungmarkie-
rung 7 gekennzeichnet. 

Die Parameter, die gegenüber dem Grundprozess (siehe Abschnitt 4.1.1 Abbildung 4.1 
und Tabelle 4.1) geändert oder zusätzlich für die Simulation spezifiziert wurden, sind in 
Tabelle 4.13 aufgeführt. Durch den Wegfall des dampfbeheizten sowie des rauchgasbe-
heizten Luftvorwärmers, des Mühlenluftkühlers sowie der SCR-DeNOx-Anlage entfallen 
die Parameter mit den Nummern 40, 42, 47, 50, 51, 57 und 59 aus Tabelle 4.1. Tabelle 
4.14 zeigt die zusammenfassenden Ergebnisgrößen.  

Tabelle A.4 im Anhang A.9 dieser Arbeit zeigt detailliertere Zwischenergebnisse der  
Simulation. 
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Abbildung 4.5: Prozessschaltbild zur Modellierung des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks 

mit CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit kryogener Luftzerle-
gungsanlage zur Sauerstoffbereitstellung 
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Tabelle 4.14: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks mit 
CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit kryogener Luftzerlegungsanlage 
zur Sauerstoffbereitstellung 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 810,7 MW 

      Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 49,02 % 36,13 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 48,92 % 36,06 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 46,97 % 34,62 % 

verbleibende spezifische CO2-
Emissionen an die Atmosphäre 96  g/kWhel, netto 

spez. zu speichernde CO2-Menge 864  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 322,5  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2766,0  t/h 
 

Wie in Abschnitt 3.3.3 beschrieben, wird zur Bemessung der Rauchgasrückführungsrate 
die Mediumtemperatur in der Membranwand am Feuerraumende nun zu einem Vorga-
beparameter (Parameter Nr. 79). Dieser wird mit dem Ergebniswert von 463,5 °C des  
Basismodells des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozesses nach dem Stand der 
Technik aus Abschnitt 4.1.1 gleichgesetzt. 

4.3.3 Oxyfuel-Kraftwerk mit Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage 

Im Folgenden wird zunächst die Untersuchung des steinkohlebefeuerten Oxyfuel-Dampf-
kraftwerksprozesses mit Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage im 3-End-Va-
kuum-Membran-Verfahren (3EVM) dargestellt, da diese Variante einen geringeren Inte-
grationsgrad in den Gesamtprozess erfordert als die rauchgasgespülte 4-End-Variante 
(4EM). 

Wie bereits in Abschnitt 3.3.12 erwähnt, kann die 3EVM-Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsanlage reinen Sauerstoff liefern und ist somit sehr ähnlich wie die kryo-
gene Luftzerlegungsanlage in den Gesamtprozess integrierbar. Der einzige konzeptionelle 
Unterschied besteht in dem Hochtemperaturwärmebedarf zur Luftvorwärmung vor  
Eintritt in die Membranmodule, um die Betriebstemperatur der Membran von 850 °C  
einzustellen. Der dazu benötigte Wärmestrom wird den Rauchgasen im Dampferzeuger 
durch eine zusätzliche Konvektionsheizfläche entzogen. Wie beim Oxyfuel-Kraftwerk mit 
kryogener Luftzerlegung in Abschnitt 4.3.2 wird die Rauchgasrückführungsrate indirekt 
über die Vorgabe der Mediumtemperatur in der Membranwand (Parameter Nr. 79) mit 
demselben Wert von 463,5 °C, der aus der Simulation des Basismodells in Abschnitt 4.1.1 
stammt, bestimmt.  
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Die Gesamtprozessschaltung, auf der das Simulationsmodell beruht, ist in Abbildung 4.6 
dargestellt. Die zugehörigen Parameter, die gegenüber dem Basisprozess aus Abschnitt 
4.3.2 geändert bzw. zur zusätzlichen Prozessdefinition benötigt werden, sind in Tabelle 
4.15 aufgeführt. Da die Sauerstoffausbeute der Luft gemäß den Ausführungen in Abschnitt 
3.3.12 indirekt durch die übrigen Prozessparameter des Membran-Luftzerlegungsprozes-
ses festgelegt wird, entfällt der Parameter Nr. 112 aus Tabelle 4.13 und wird entspre-
chend Gleichung (3.15) durch den Parameter Nr. 134 ersetzt. Darüber hinaus entfällt der 
Parameter Nr. 115, da keine Prozessluftreinigung durch Festbett-Molsiebadsorber erfor-
derlich ist, sowie die Parameter Nrn. 117–119 wegen des andersgearteten Wärmerück-
gewinnungssystems dieses Luftzerlegungsprozesses.  

Um das Temperaturniveau bei der Verdichtung des Sauerstoffs vom Membrandruck auf 
den Druck, der zur Zuführung des Verbrennungsprozesses benötigt wird, auf ein aus  
heutiger Sicht machbares Maß zu begrenzen, werden eine Vor- und zwei Zwischenküh-
lungen vorgesehen. Das Druckverhältnis der sich daraus ergebenden drei Verdichter- 
stufengruppen wird der Einfachheit halber mit gleichen Druckverhältnissen von ca. 2,91 
eingestellt.  

Weiterhin wurde aufgrund der großen Sensibilität der sauerstoffseitigen Druckverluste 
im Vakuumbereich die Grädigkeit der Zwischenkühler zur Wärmeintegration auf die  
Kondensatseite des Wasserdampfprozesses um 5 K auf 30 K am kalten sowie um 20 K auf 
45 K am warmen Ende (siehe Parameter Nr. 120 in Tabelle 4.15) gegenüber dem Basis-
prozess aus Abschnitt 4.3.2 (siehe Parameter Nr. 120 in Tabelle 4.13) erhöht. Auf diese 
Weise werden bei einer realen Anlagenauslegung die Flächen der Wärmeübertrager und 
damit die Druckverluste begrenzt. 

Die Wahl des Drucks an der Sauerstoffproduktseite der Membranmodule stellt ein ener-
getisch sowie wirtschaftliches Optimierungsproblem dar: Mit sinkendem Druck auf der 
Produktseite der Membran steigt die treibende Partialdruckdifferenz, sodass sich die  
maximale Sauerstoffausbeute erhöht (vgl. Gleichung (3.15)) und weniger Membranfläche 
benötigt wird. Da gleichzeitig auch ein kleinerer Massenstrom auf der Luftseite der 
Membran für dieselbe Sauerstoffmenge benötigt wird, sinkt auch der Anteil der thermi-
schen Verluste. Diese ergeben sich im Wesentlichen durch Abgabe der Restluft bei erhöh-
ten Temperaturen an die Umgebung (ca. 76 °C). Demgegenüber stehen energetisch der 
erhöhte Antriebsbedarf der Sauerstoffverdichtung und die höheren Kosten der Verdich-
ter aufgrund des mit sinkendem Druck steigenden Sauerstoffvolumenstroms. Des Weite-
ren fällt der Rekuperator II (vgl. Abbildung 3.18, oben) wegen des vergrößerten Sauer-
stoffvolumenstroms und des sich verringernden Wärmeübergangs größer aus. Dagegen 
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kann der Rekuperator I auf der Luftseite wegen des geringeren Luftmassenstroms, be-
dingt durch die verbesserte Sauerstoffausbeute, kleiner und somit kostengünstiger aus-
fallen. Im Rahmen dieser Arbeit wird sich aufgrund der Problemkomplexität sowie der 
großen Unsicherheit bei der Kostenrelationsschätzung der Schlüsselkomponenten Ver-
dichter, Wärmeübertrager und vor allem Membranapparate auf eine rein energetische 
Optimierung zurückgezogen.  

Mit Hilfe des Simulationsmodells wurde der optimale sauerstoffseitige Membrandruck 
mit einer Genauigkeit von 5 mbar zu 80 mbar (abs.) bestimmt (Parameter Nr. 114). Bei 
höheren sauerstoffseitigen Membrandrücken würde mehr Membranfläche benötigt und 
gleichzeitig ein geringerer elektrischer Wirkungsgrad bei einem vermutlich nicht aufwie-
genden Vorteil eines kleineren Rekuperators I sowie eines kleineren Sauerstoffverdich-
ters erzielt.  

Das Simulationsergebnis ist mit den zusammenfassenden Ergebnisgrößen in Tabelle 4.16 
und detaillierten Zwischenergebnissen in Tabelle A.4 im Anhang A.9 wiedergegeben. Die 
berechnete maximale Temperatur des Sauerstoffs im Verdichtungsprozess beträgt 
165,8 °C und wird somit als beherrschbar eingestuft. 

Die Simulation ergibt, dass in den Rekuperatoren I und II der Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsanlage (siehe Abbildung 3.18 oben) 6,2 % und 45,4 % und damit über 
50 % der dem Gesamtprozess zugeführten Feuerungswärmeleistung (entspricht �̇�𝑚B ∙ 𝐻𝐻u) 
zurückgewonnen werden muss. Um den 3EVM-Luftzerlegungsprozess auf dem benötig-
ten hohen Temperaturniveau zu halten, ist zusätzlich ein Hochtemperaturwärmestrom 
von ca. 84 MWth zur Erwärmung der Luft von 800 °C auf 850 °C aus dem Konvektionsteil 
des Dampferzeugers abzuführen (3,6 % der Feuerungswärmeleistung). Aufgrund des  
geringen Drucks werden diese Wärmeübertrager in ihrer Ausführung zu äußerst großen 
Komponentendimensionen führen. 
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Abbildung 4.6: Prozessschaltbild zur Modellierung des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks 

mit CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit Hochtemperaturmem-
bran-Luftzerlegungsanlage zur Sauerstoffbereitstellung nach dem 3-End-Vaku-
umverfahren (3EVM) in Anlehnung an [213] 
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Tabelle 4.16: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks mit 
CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit Hochtemperaturmembran-Luft-
zerlegungsanlage zur Sauerstoffbereitstellung nach dem 3-End-Vakuumverfahren 
(3EVM) in Anlehnung an [213] 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 867,0 MW 

      Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 47,29 % 37,27 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 47,13 % 37,15 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 45,26 % 35,67 % 

verbleibende spezifische CO2-
Emissionen an die Atmosphäre 93  g/kWhel, netto 

spez. zu speichernde CO2-Menge 839  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 334,7  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2786,0  t/h 
 

Das Modell des Oxyfuel-Kraftwerks mit Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage 
der 4EM-Variante wurde in Anlehnung an [214] gestaltet (Optimierungsfall mit zusätzli-
chem Economiser vor Sekundärgasrückführungsgebläse) und an das zur Anwendung 
kommende Grundkonzept des Oxyfuel-Prozesses aus Abbildung 4.5 angepasst und para-
metriert. Zur Einbindung der 4EM-Hochtemperturmembran-Luftzerlegungsanlage in den 
Gesamtprozess werden alle dieser Schlüsseltechnologie zuzuordnenden Parameter mit 
den Werten aus [214] belegt.52 Eine Ausnahme bildet die Festlegung der Mediumtempe-
ratur in der Membranwand in Höhe des Feuerraumendes zur Bestimmung des Rauchgas-
rezirkulationsbedarfs. Diese Temperatur wird, wie bei allen anderen Oxyfuel-Kraftwerks-
modellen, ebenfalls mit dem Ergebnis der Basisprozesssimulation aus Abschnitt 4.1.1 von 
463,5 °C gleichgesetzt. Die zugrunde gelegte Prozessschaltung ist in Abbildung 4.7 dar-
gestellt. Die Parametrierung ist Tabelle 4.17 zu entnehmen, während die Simulations- 
ergebnisse in Tabelle 4.18 und weitere Details der Simulation in Tabelle A.4 im Anhang 
A.9 zu finden sind. Gegenüber dem steinkohlebefeuerten Basismodell nach dem Stand der 
Technik aus Abschnitt 4.1.1 wird aufgrund der deutlich geänderten Rauchgaswärme- 
nutzung im Economiserbereich des Dampferzeugers Parameter Nr. 36 aus Tabelle 4.1 
nicht mehr benötigt. Aus den gleichen Gründen wie bei dem Prozess mit der 3EVM-
Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage entfallen die Parameter Nrn. 115, 117–
119 und 127–129 aus Tabelle 4.13. Aufgrund der Parametrisierung durch direkte  

 
52 Weitere Parameter im Hochtemperaturbereich des Prozesses wurden im Rahmen einer vorläufigen Vor-

untersuchung zum Vergleich der Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlagen und der kryogenen 
Luftzerlegungsanlage mit dem Oxycoal-AC-Projekt an der Rheinisch-Westfälische Technische Hoch-
schule Aachen (RWTH Aachen) abgestimmt. Die Ergebnisse dieser Voruntersuchung wurden in [197] und 
[198] veröffentlicht. 
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Vorgabe der Sauerstoffausbeute gemäß [214] wird der Parameter Nr. 134 aus dem 
Oxyfuel-Kraftwerksmodell mit 3EVM-Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage 
nicht mehr benötigt. Stattdessen wird der Parameter Nr. 112 des Ausgangsprozesses mit 
kryogener Luftzerlegungsanlage genutzt und auf einen Wert von 90 % gesetzt. 

Aufgrund des frühen Entwicklungsstands des Oxyfuel-Kraftwerksprozesses mit Sauer-
stoffbereitstellung durch die rauchgasgespülte Hochtemperaturmembran-Luftzer- 
legungsanlage ist die Parametrierung mit gewissen Unsicherheiten behaftet. So ergibt 
sich allein durch die Änderung der rauchgasseitigen Druckverluste im Sekundärgaspfad, 
der die Membranmodule, den Luftvorwärmer, die Heißgasreinigung, die Kanäle zur Gas-
führung und die Brenner umfasst, von in Summe 180 mbar auf beispielsweise 130 mbar 
ein relativer Wirkungsgradunterschied von etwa 1 % für den Gesamtprozess. 

Das mit den festgelegten Parameterwerten aus Tabelle 4.17 erhaltene Simulationsergeb-
nis zeigt, dass in dem Luftvorwärmer nach adiabater Verdichtung der Luft vor Eintritt in 
das Membranmodul 355 MWth, also 14,3 % der Feuerungswärmeleistung zu übertragen 
sind, um die Luft von 416,7 °C auf 750 °C vorzuwärmen (Parameter Nr. 51 in Tabelle 
4.17). Aufgrund der Druckdifferenz zwischen Rauchgas und Druckluft kann dieser Luft-
vorwärmer nicht nach dem Regeneratorprinzip ausgeführt werden. Stattdessen muss er 
als Rekuperator, z. B. als Röhrenluftvorwärmer, gestaltet werden. Die Membranapparate 
werden nicht wie beim 3EVM-Prozess isotherm betrieben, sondern dienen gleichzeitig als 
Wärmeübertrager. Dabei wird von einer verbleibenden Grädigkeit am warmen, sauer-
stoffarmen Ende der Membran von 5 K ausgegangen (Parameter Nr. 139). Mit der gesetz-
ten Parametrierung, wobei die sauerstoffarme Restluft (ca. 2,5 Vol.-% O2) mit 845 °C das 
Membranmodul verlässt, werden 105 MWth, d. h. 4,2 % der Feuerungswärmeleistung 
übertragen. Durch die Entspannung der sauerstoffabgemagerten Restluft in der Entspan-
nungsturbine wird ein Leistungsüberschuss gegenüber dem Luftverdichter (mechani-
scher Antriebsbedarf 404,8 MW) erzielt, so dass 40,5 MW elektrische Leistung gewonnen 
werden können. Diese werden nicht der Bruttoleistung zugeschlagen, sondern gehen 
mindernd in die Eigenbedarfsbilanz ein. Die auf etwa Umgebungsdruck entspannte  
sauerstoffarme Restluft verlässt mit 323 °C die Entspannungsturbine und wird vor  
Abgabe an die Umgebung auf 80 °C abgekühlt (Parameter Nr. 124). Zusammen mit der 
Rauchgaswärmenutzung ist der gesamte auf das Kondensat übertragene Wärmstrom so 
groß, dass die dampfbeheizte Kondensatvorwärmstrecke bis zum Speisewasserbehälter 
entfallen kann. 

Durch die rauchgasseitige Integration der rauchgasgespülten Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsanlage in den Dampferzeugungsprozess ist von einer deutlich geänderten 
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Auslegung des Dampferzeugers auszugehen. So werden in den Economisern im Sekun-
därgaspfad vor Rückführungsgebläse und im Rauchgasstrom nach Abzweig des Rauch-
gases, welches entweder den Prozess verlässt oder als Primärgas zu den Mühlen in den 
Prozess zurückgeführt wird, (siehe Sprungmarken 5 und 6 in Abbildung 4.7) 304 MWth 
bzw. 332 MWth und somit 12,2 bzw. 13,4 %, also in Summe 25,6 %, der Feuerungswärme-
leistung auf das Speiswasser vor Eintritt in den Dampferzeuger übertragen. Damit strömt 
das Speiswasser gegenüber den 300 °C im Basisprozess mit einer deutlich erhöhten Tem-
peratur von 406,3 °C in den Dampferzeuger ein. Durch die deutlich erhöhte Rauchgas-
rückführungsrate von 81,5 % zur Einhaltung der vorgegebenen Mediumtemperatur in 
der Membranwand, welche sich positiv auf den Membranprozess durch Erhöhung der 
Sauerstoff-Partialdruckdifferenzen auswirkt, stellt sich eine deutlich geringere adiabate 
Verbrennungstemperatur von 1456 °C ein. Damit liegt diese ca. 600 K unter jener des 
steinkohlebefeuerten Basisprozesses und 80 K unter jener, die für den braunkohle- 
befeuerten Basisprozess ermittelt wurde (vgl. Tabelle A.4 im Anhang A.9). Somit ist von 
einem deutlich geringeren strahlungsbedingten Wärmeübergang vom Rauchgas an die 
Wasserdampfseite im Dampferzeuger auszugehen, sodass sich ein erhöhter spezifischer 
Strahlungs-Heizflächenbedarf ableiten lässt. Andererseits werden jedoch nur 45 % der 
Wärme gegenüber dem Oxyfuel-Referenzprozess mit kryogener Luftzerlegungsanlage im 
Membranwandbereich des Dampferzeugers (hauptsächlich durch Strahlung) übertragen. 

Zudem stellt sich eine Sauerstoffvolumenkonzentration von knapp 19 % im Sekundärgas 
und von 16,6 % nach Vermischung in der Brennkammer ein, sodass die Sauerstoffkon-
zentration deutlich unter jener des Luftfalls (Basisprozess nach dem Stand der Technik) 
mit 21 % liegt. Es ist somit zusätzlich von signifikant geänderten Verbrennungsverhält-
nissen auszugehen.  

Um den oben beschriebenen Nachteilen entgegenzuwirken, bietet sich die Absenkung  
der Speisewassertemperatur vor Eintritt in die externen Economiser oder der Einsatz  
von Werkstoffen, die eine höhere Mediumtemperatur in der Membranwand am Feuer- 
raumende zulassen, an. Beide Maßnahmen führen zu einer verringerten Rauchgasrück- 
führungsrate und somit zu einer erhöhten Sauerstoffvolumenkonzentration vor Verbren-
nung sowie einer erhöhten adiabaten Verbrennungstemperatur. Wegen der gleichzeitig 
geringeren Sauerstoffpartialdruckdifferenzen ist dagegen in eine entsprechend größere 
Membranoberfläche der Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage zu investieren. 
Dabei führt die Erhöhung der Mediumtemperatur in der Membranwand am Feuer-
raumende zu einer Erhöhung des Gesamtwirkungsgrads, während die Absenkung der 
Speisewassertemperatur vor Eintritt in die externen Economiser zu einer Verringerung 
führt. 
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Abbildung 4.7: Prozessschaltbild zur Modellierung des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks 

mit CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit rauchgasgespülter Hoch-
temperaturmembran-Luftzerlegungsanlage zur Sauerstoffbereitstellung (4EM 
bzw. 4-End-Variante) in Anlehnung an [214] 
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Tabelle 4.18: Ergebnisgrößen der Simulation des steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerks mit 
CO2-Abtrennung nach dem Oxyfuel-Verfahren mit rauchgasgespülter Hochtem- 
peraturmembran-Luftzerlegungsanlage zur Sauerstoffbereitstellung (4EM bzw.  
4-End-Variante) in Anlehnung an [214] 

Größe Brutto Netto 
elektrische Leistung 1100,0 MW 936,7 MW 

      Wirkungsgrad 𝜂𝜂uVDI 44,38 % 37,79 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10 44,28 % 37,71 % 
      Wirkungsgrad 𝜂𝜂o10 42,52 % 36,20 % 

verbleibende spezifische CO2-
Emissionen an die Atmosphäre 92  g/kWhel, netto 

spez. zu speichernde CO2-Menge 824  g/kWhel, netto 
Brennstoffmassenstrom 356,3  t/h 

Frischdampfmassenstrom 2689,5  t/h 

4.4 Gas- und Dampfturbinen-Kraftwerke 
Für die grundlegende Beschreibung der Anlagen- und Prozesstechnik des Gas- und 
Dampfturbinen-Kraftwerks (GuD-Kraftwerk) und seiner thermodynamischen Zusam-
menhänge sowie Prozessoptimierungsmaßnahmen wird exemplarisch auf [66] hingewie-
sen. 

Die Untersuchung des konventionellen erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksprozesses stellt 
vor dem Hintergrund einer allgemeinen, vereinheitlichten Herangehensweise eine He-
rausforderung dar. Die Schlüsselkomponente bei diesem Kraftwerksprozess ist die Gas-
turbinenanlage (GTA), die im Gegensatz zu Dampfturbinen als weitgehend standardisier-
tes Produkt von Herstellern solcher Anlagen angeboten wird. Eine realitätsnahe Model-
lierung und Simulation der Gasturbinen kann sich demnach nur auf konkrete, am Markt 
verfügbare Produkte beziehen. Die öffentlich zugängliche Datenlage zur detailgetreuen 
Modellierung und realitätsnahen Parametrierung des aktuellen Standes der Technik ist 
stark begrenzt und beschränkt sich auf das Nötigste. Weiterhin ist eine solche Simulation 
verhältnismäßig aufwendig, da z. B. Kühlluftmassenströme zur Schaufelkühlung zu  
berücksichtigen sind, die dem Luftstrom bei der Verdichtung entnommen und dem 
Rauchgasstrom während des Entspannungsvorgangs in der Gasturbine zugegeben wer-
den. Unter Vernachlässigung der Kühlluftmassenströme charakterisieren die in Abschnitt 
3.3.8 erläuterten Wirkungsgraddefinitionen der Verdichtung bzw. der Entspannung nicht 
mehr ausschließlich die jeweilige Strömungsmaschinengüte, sondern sind gleichzeitig 
stark durch die Kühlluftzugaben beeinflusst und damit weniger für einen direkten Ver-
gleich geeignet. 
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Für einen Technologievergleich ist die genaue Kenntnis der Gasturbinenanlage nur dann 
notwendig, wenn die Begründung der Unterschiede verschiedener Gasturbinenanlagen-
konzepte Untersuchungsgegenstand ist. Da in dieser Arbeit nicht auf diese Detailebene 
eingegangen wird, sondern lediglich der Einfluss der existierenden Gasturbinenmodelle 
auf den elektrischen Wirkungsgrad untersucht wird, ist eine stark vereinfachende Abbil-
dung der Gasturbinenanlage unter Zuhilfenahme der frei verfügbaren Herstellerdaten 
ausreichend. 

Gegenüber der Standardisierung der Gasturbinenanlagen wird bei der Auslegung  
des Kombiprozesses der Abhitze-Dampfkraftprozess, insbesondere der Abhitze-Dampf- 
erzeuger (AHDE), nach den jeweiligen projektspezifischen Bedürfnissen gestaltet [61, 
62]. Zum Vergleich des weit etablierten Standes der Technik werden drei Gasturbinen der 
sog. F-Klasse verschiedener Hersteller ausgewählt. Die Daten, die für die Simulation  
herangezogen wurden, sind in Tabelle 4.19 aufgeführt. Ergänzend wird eine Gasturbine 
der neusten, leistungsfähigeren Gasturbinengeneration, der H-Klasse, am Beispiel der 
SGT5-8000H (Siemens) untersucht, um daran den Fortschritt des Standes der Technik 
darzustellen. 

Tabelle 4.19: Datensätze von Gasturbinenanlagen verschiedener Hersteller zur Parametrierung 
der Modelle des erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerks, ISO-Bedingungen (ISO 2314, 
[14]) – Datenstand 2009/2010 

  Gasturbinenmodell 
 GT 26 GE 9FB SGT5-4000F SGT5-8000H 

Hersteller  Alstom**) General 
Electrics Siemens Siemens 

elektrische Bruttoleistung MW 292,1 279 287 375 
Bruttowirkungsgrad % 38,5 37,9 39,5 40,0 

Verdichtungsverhältnis - 34,7 18,5 17,9 19,2 
Turbinenaustrittstemperatur °C 615 610*) 577 625 

Abgasmassenstrom kg/s 653 670*) 689 820 
Datenquelle  [250] [251] [252] [253] 

  *) geschätzte Werte; **) zur Drucklegung der Arbeit vertrieben von Ansaldo Energia  
 

Die für alle GuD-Kraftwerke zugrunde gelegte Prozesstopologie nach dem etablierten 
Stand der Technik mit Drei-Druck-Abhitze-Dampfkraftprozess und Zwischenüberhitzung 
ist in Abbildung 4.8 dargestellt. Für die Gestaltung des Abhitze-Dampfkraftprozesses  
greifen die Annahmen der vereinheitlichten Parameter bzw. Randbedingungen zur ver-
gleichenden Gegenüberstellung. Diese sind in Tabelle 4.20 zusammengefasst.  
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Abbildung 4.8: Prozessschaltbild des erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksmodells 
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Die Herstellerangaben aus Tabelle 4.19 sind auf die Bedingungen der Norm ISO 2314  
bezogen. Diese Werte referenzieren daher auf Betriebsbedingungen, wenn reines Methan 
als Brennstoff eingesetzt würde, Umgebungsbedingungen von 15 °C und 1,013 bar (totale 
Größen) bei einer relativen Luftfeuchtigkeit von 60 % vorlägen und Einlass- sowie Aus-
lassdruckverluste nicht vorhanden wären. Für die Parametrierung der durchgeführten 
Gesamtprozesssimulationen werden zunächst die Gasturbinen in einem separaten Modell 
unter diesen Bedingungen simuliert. Dazu wird unabhängig von der real zum Einsatz 
kommenden Prozessführung des Gasturbinenprozesses die Gasturbinenanlage durch ein 
Ersatzmodell, bestehend aus Verdichter, Brennkammer, Gasturbine sowie Generator,  
modelliert. Es werden die Wirkungsgrade des Verdichters sowie der Turbine so ange-
passt, dass die Parameter Abgastemperatur und -massenstrom sowie elektrischer  
Bruttowirkungsgrad und elektrische Bruttoleistung bei gegebenem Verdichtungsverhält-
nis übereinstimmen. Mit den so bestimmten Wirkungsgraden des Gasturbinenanlagen-
Ersatzmodells werden für die Simulation im Gesamt-GuD-Kraftwerksprozess die Ein-
tritts- bzw. Auslassdruckverluste des Ansaugsystems bzw. des Abhitze-Dampferzeugers 
modelliert. Weiterhin wird anstelle von reinem Methan das in Tabelle 3.3 spezifizierte 
Erdgas für die Simulation verwendet. Im Gesamtprozessmodell werden die gleiche  
Bruttoleistung und die gleiche Abgastemperatur durch Anpassung des Brennstoffmassen-
stroms und des verdichteten Luftmassenstroms eingestellt. Dieses Vorgehen entspricht 
in etwa dem Vorgehen bei realen Anlagen [66]. 

Anschließend werden die Druckniveaus der Mittel- und Niederdruckstufe des Abhitze-
Dampferzeugers nach dem in Abschnitt 3.2.1 beschriebenen Vorgehen unter gleichzei- 
tiger Berücksichtigung der Wirkungsgradparametrierung der Dampfturbinen (siehe  
Abschnitt 3.3.9) optimiert. Die Ergebnisse der Untersuchungen sind in Tabelle 4.21  
zusammengefasst. In der Tabelle A.5 im Anhang A.10 sind die Zwischenergebnisgrößen 
der verschiedenen Simulationen aufgeführt.  

Die Untersuchungsergebnisse zeigen, dass sich die elektrischen Nettowirkungsgrade der 
GuD-Kraftwerke mit F-Klasse-Gasturbinen (GT 26, GE 9FB, SGT5-4000F) mit einem rela-
tiven Wirkungsgradunterschied von ca. 0,8 % nur verhältnismäßig geringfügig unter-
scheiden, wenn vergleichbare Abhitze-Dampfkraftprozesse Anwendung finden.  

Generell haben Gasturbinenanlagen mit gleichem Wirkungsgrad, jedoch gleichzeitig  
höheren Abgastemperaturen einen positiven Einfluss auf den Wirkungsgrad des  
Kombiprozesses, wenn erhöhte Frischdampf- bzw. Zwischendampftemperaturen des  
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Abhitze-Dampfkraftprozesses realisiert werden. Mit steigenden Frischdampftemperatu-
ren sind auch steigende Frischdampfdrücke für den Wirkungsgrad vorteilhaft. Diese sind 
jedoch mit zusätzlich erhöhten Kosten verbunden. 

Tabelle 4.21: Ergebnisgrößen der Simulationen des erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerks auf 
Grundlage verschiedener Gasturbinenmodelle 

Größe Bezug Einheit 
Gasturbinenmodell 

GT 26 GE 9FB SGT5-4000F SGT5-8000H 
elektrische  

Leistung 
Brutto MW 445,7 435,2 431,0 575,3 
Netto MW 439,3 428,7 424,7 567,0 

Wirkungsgrad 
𝜂𝜂uVDI 

Brutto % 58,63 58,52 58,98 60,75 
Netto % 57,78 57,65 58,13 59,88 

Wirkungsgrad 
𝜂𝜂u10 

Brutto % 58,32 58,20 58,64 60,43 
Netto % 57,54 57,33 57,79 59,56 

Wirkungsgrad 
𝜂𝜂o10 

Brutto % 52,54 52,43 52,83 54,44 
Netto % 51,78 51,65 52,07 53,66 

spez. CO2-Emissionen g/kWhel, net. 355 356 353 343 
Brennstoffmassenstrom t/h 58,6 57,3 56,3 72,9 

Leistungsanteil GTAa) % 65,5 64,1 66,6 65,2 
  a) von gesamter Bruttoleistung 

Nach Tabelle 4.21 übertrifft das GuD-Kraftwerk mit der SGT5-4000F Gasturbinenanlage 
den elektrischen Wirkungsgrad des GuD-Kraftwerks mit der GT26 Gasturbinenanlage, ob-
wohl die Frischdampftemperatur um 35 K geringer ist (vgl. Tabelle A.5 im Anhang A.10). 
Dies ist mit dem höheren elektrischen Wirkungsgrad der Gasturbinenanlage begründet. 
Der um etwa einen Prozentpunkt geringere elektrische Bruttowirkungsgrad der GT26 
müsste aufgrund der Leistungsverhältnisse durch einen um etwa 3 %-Punkte besseren 
Prozesswirkungsgrad des Abhitze-Dampfkraftprozesses ausgeglichen werden. Offenbar 
ist das trotz der höheren Dampftemperaturen nicht der Fall. 

Die Wahl des Frischdampfdrucks erfolgt bei realen Anlagen nach projektspezifischen An-
forderungen und den technischen sowie wirtschaftlichen Randbedingungen. Aus diesem 
Grund und zur Sicherstellung der Vergleichbarkeit der im Rahmen dieser Arbeit erzielten 
Berechnungsergebnisse wurde für alle Abhitze-Prozesse derselbe Frischdampfdruck von 
150 bar verwendet. Dies erklärt, weshalb der Nettowirkungsgrad des Kombiprozesses 
mit der SGT5-8000H nicht die Herstellerangaben von > 60 % erreicht, da der Hersteller 
den HD-Frischdampfruck des Abhitze-Dampfkraftprozesses mit 170 bar 53  vorschlägt 

 
53 Die Simulation des GuD-Kraftwerksprozesses mit SGT5-8000H Gasturbinenanlage und einem Druck der 

HD-Stufe von 170 bar ergibt eine elektrische Nettoleistung von 567,7 MW und elektrische Netto- 
wirkungsgrade von 𝜂𝜂uVDI = 59,95 %, 𝜂𝜂u10 = 59,63 % und 𝜂𝜂o10 = 53,72 %. 
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[253]. Dennoch lässt sich der Fortschritt der Technologie anhand des gewählten  
Beispiels der SGT5-8000H deutlich erkennen und mit etwa 2 %-Punkten Wirkungsgrad-
verbesserung quantifizieren. 

Es ist darauf hinzuweisen, dass bei den Untersuchungen, entgegen der Festlegung der in 
Teilkapitel 3.1 beschriebenen Bilanzgrenze, die Versorgung mit Erdgas als vereinfa-
chende Annahme genau auf dem jeweiligen Druckniveau erfolgt, das ausreichend ist, um 
den Brennstoff der Brennkammer zuführen zu können. Abhängig von realen Standort- 
bedingungen und von der eingesetzten Gasturbinenanlage könnte der Lieferdruck des 
Erdgases über oder auch unter dem notwendigen Druck liegen, sodass eine Entspannung 
oder Verdichtung notwendig wäre. Die hier getroffene Annahme bedeutet, dass einer Gas-
turbinenanlage mit höherem Druckverhältnis Erdgas mit höherem Druck zugeführt wird. 
Das damit erhaltene zusätzliche Arbeitspotenzial bei der Entspannung in der Gasturbine 
wird nicht bilanziert. Tatsächlich ist dieser Effekt jedoch als gering zu bewerten, da zum 
einen der Brennstoffmassenstrom nur etwa 2,5 % des in der Turbine entspannten  
Massenstroms entspricht und zum anderen die ISO-Leistungsdaten nach dem gleichen 
Prinzip bestimmt werden. Des Weiteren profitiert im Wesentlichen nur die Gasturbinen-
anlage GT26 von dieser Vereinfachung, da diese ein deutlich höheres Verdichtungsver-
hältnis und somit einen höheren Brennkammerdruck aufweist als die übrigen in dieser 
Arbeit betrachteten Gasturbinenanlagen (vgl. Tabelle 4.19). 

4.5 Vergleich der untersuchten Kraftwerksprozesse  
In den folgenden Ausführungen werden die erzielten Untersuchungsergebnisse verglei-
chend diskutiert. In den drei Abbildungen 4.9 bis 4.11 sind die weiter oben in zahlenmä-
ßiger Form zu jedem Prozess angegebenen Ergebnisse in Diagrammen zusammengestellt. 
Auch die genaueren technischen Einzelheiten des jeweiligen Prozesses sind bereits  
weiter oben beschrieben worden. Hier werden nur für den Vergleich relevante oder  
darüber hinaus gehende Details beschrieben.  

In Abbildung 4.9 sind die elektrischen Nettowirkungsgrade mit Bezug auf den Heizwert 
ηu10 sowie den Brennwert ηo10 des jeweiligen Brennstoffs bei der angenommenen Umge-
bungstemperatur von 10 °C nach der Definition aus Tabelle 3.5 rechts oben und unten, 
die elektrischen Eigenbedarfe und die sich aus der Summe des jeweiligen Nettowirkungs-
grads und des elektrischen Eigenbedarfs ergebenden elektrischen Bruttowirkungsgrade 
dargestellt.  
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Die höchsten elektrischen heizwertbezogenen Bruttowirkungsgrade ηu10 weisen die  
erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksprozesse mit 58,2 bis 60,4 % auf. Aufgrund des gerin-
gen Eigenbedarfs dieser Anlagen von ca. 0,8 bis 0,9 %-Punkten, liegen deren heizwert-
bezogenen Nettowirkungsgrade zwischen 57,3 und 59,6 % und sind damit ebenfalls die 
höchsten der untersuchten Kraftwerksprozesse. Dabei liegen die GuD-Kraftwerke mit den 
F-Klasse-Gasturbinen in einem Bereich von 0,5 %-Punkten sehr dicht beieinander. Das 
GuD-Kraftwerk mit der H-Klasse-Gasturbine verfügt über einen um ca. 2 %-Punkte höhe-
ren Wirkungsgrad.  

  
Abbildung 4.9: Gegenüberstellung der elektrischen Wirkungsgrade der untersuchten Kraft-

werksprozesse nach der Definition 𝜂𝜂10, d. h. ohne Berücksichtigung der sensi-
blen Wärmen von Brennstoff und Luft als Aufwand, mit Bezug sowohl auf den 
Heizwert als auch auf den Brennwert bei Umgebungstemperatur (siehe Tabelle 
3.5, rechts oben und unten). Alle Kraftwerksprozesse mit CO2-Abtrennung 
(CCS) basieren auf dem steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerk mit 600-°C-
Technologie (SK600). (RBK = Rohbraunkohle, TBK = Trockenbraunkohle  
(integrierte Trockenbraunkohleerzeugung durch aDWST-BV), SK = Steinkohle, 
600 = Dampfkraftwerk mit 600-°C-Technologie, 700 = Dampfkraftwerk mit 
700-°C-Technologie, PCC =Post-Combustion-CO2-Abtrennung, OXYKRYO = 
Oxyfuel-Kraftwerk mit kryogener Luftzerlegungsanlage, OXY3EVM = Oxyfuel-
Kraftwerk mit Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage im 3-End-Va-
kuum-Verfahren, OXY4EM = Oxyfuel-Kraftwerk mit Hochtemperaturmem-
bran-Luftzerlegungsanlage im rauchgasgespülten 4-End-Verfahren). Erdgas-
befeuerte GuD-Kraftwerke mit den Gasturbinenmodellen der F-Klasse GT26, 
GE 9FB und SGT5-4000F sowie der H-Klasse SGT5-8000H. 
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Die Dampfkraftwerke der 600-°C-Technologie ohne CO2-Abtrennung, die den Stand der 
Technik widerspiegeln, besitzen heizwertbezogene Nettowirkungsgrade von 45,7 % für 
das steinkohlebefeuerte (SK600) bzw. 43,2 % für das braunkohlebefeuerte Kraftwerk 
(BK700). Die Anwendung der 700-°C-Technologie führt zu einer heizwertbezogenen  
Nettowirkungsgradsteigerung von 2,9 %-Punkten für das steinkohlebefeuerte sowie 
2,6 %-Punkten für das braunkohlebefeuerte Dampfkraftwerk. Damit profitiert das stein-
kohlebefeuerte Dampfkraftwerk absolut sowie relativ etwas stärker von der Steigerung 
der Prozessparameter im Wasser-/Dampfkreislauf als das braunkohlebefeuerte Dampf-
kraftwerk. Dies ist vor allem in der zusätzlich erforderlichen Temperaturerhöhung am 
warmen Ende des Regenerativ-Luftvorwärmers zur Vermeidung sehr geringer Grädigkei-
ten am Economiser des braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerks begründet.  

Die heizwertbezogene Nettowirkungsgradverbesserung des Dampfkraftwerks mit inte-
grierter Braunkohlevortrocknung durch aDWST-BV (TBK600) beläuft sich gegenüber 
dem rohbraunkohlebefeuerten Referenzkraftwerksprozess (RBK600) auf 4,8 %-Punkte 
und zeigt damit ein um 2,2 %-Punkte höheres Wirkungsgradpotenzial als die 700-°C-
Technologie (RBK700). Folglich übertrifft das trockenbraunkohlebefeuerte (TBK600)  
sogar das vergleichbare steinkohlebefeuerte Dampfkraftwerk (SK600) um 2,3 %-Punkte 
und reicht bis auf ca. 0,6 %-Punkte an den Wirkungsgrad des steinkohlebefeuerten 
Dampfkraftwerks mit 700-°C-Technologie (SK700) heran. Eine Kombination beider Tech-
nologien, integrierte Braunkohlevortrocknung und 700-°C-Technologie, verspricht zwar 
ein noch größeres Wirkungsgradverbesserungspotenzial54, jedoch Vergrößern sich abge-
sehen von den zu tätigenden Investitionen auch die Herausforderungen bei der Material-
wahl und der Konstruktion des Dampferzeugers.  

Die elektrischen Eigenbedarfe der steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozesse lie-
gen bei 2,1 % der heizwertbezogenen Feuerungswärmeleistung sowie bei 2,7 % für die 
rohbraunkohlebefeuerten Dampfkraftwerksprozesse. Dieser Unterschied ist im Wesent-

 
54 Mit Hilfe der Simulationsmodelle wurde in Nebenrechnungen bestimmt, dass der Wirkungsgradgewinn 

bei der Kombination der 700-°C-Technologie mit der integrierten Braunkohlevortrocknung durch  
aDWST-BV einen Wirkungsgradvorteil von ca. 7,1 %-Punkten gegenüber. dem Referenzkraftwerkspro-
zess RBK600 bietet, wenn die Mediumtemperatur in der Membranwand in Höhe des Feuerraumendes 
auf dem gleichen Wert wie bei der RBK600 Simulation gehalten wird. Es ist dann jedoch eine Rauchgas-
rückführungsrate von insgesamt 45,8 % notwendig. Wird unter Annahme des Ergebnisses der RBK700 
Simulation die Membranwandtemperatur in Höhe des Feuerraumendes entsprechend gesteigert, erhöht 
sich die Wirkungsgradsteigerung auf 7,7 %-Punkte, da nun die Rauchgasrückführungsrate von insgesamt 
nur ca. 28,4 %, wie im TBK600 Prozess, benötigt wird. Diese Nebenrechnung zeigt außerdem auf, dass 
die Kombinationen von Technologien eigenständige Simulationen benötigen, da die einfache rechneri-
sche Summe der einzelnen Wirkungsgradverbesserungen von RBK600 zu TBK600 bzw. zu RBK700 
7,4 %-Punkte betragen (vgl. Tabellen 4.4, 4.6 und 4.10). 
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lichen auf den erhöhten elektrischen Antriebsarbeitsbedarf zur Förderung und Entschwe-
felung des größeren Rauchgasvolumenstroms sowie zur Durchführung der Mahltrock-
nung zurückzuführen. Im Unterschied dazu benötigt das trockenbraunkohlebefeuerte 
Dampfkraftwerk mit integrierter Brennstoffvortrocknung durch aDWST-BV (TBK600) 
aufgrund der Brüdenverdichtung einen noch höheren elektrischen Eigenbedarf von 
4,5 %-Punkten. Im Ergebnis überragt es alle untersuchten kohlebefeuerten Dampfkraft-
werke in seinem heizwertbezogenen Bruttowirkungsgrad von 52,5 %.  

Die heizwertbezogenen Nettowirkungsgrade der steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerke 
mit CO2-Abtrennung liegen zwischen 34,8 und 37,7 % und unterscheiden sich damit deut-
lich von dem Referenzkraftwerksprozess SK600 (45,7 %). Durch die CO2-Abtrennung ist 
also eine relative Nettowirkungsgradverminderung im besten Fall (OXY4EM) von 17,4 % 
und im schlechtesten Fall (PCC) von 23,7 % hinzunehmen. Bemerkenswert ist, dass das 
Oxyfuel-Kraftwerk mit kryogener Luftzerlegungsanlage (OXYKRYO) den Bruttowirkungs-
grad des Referenzprozesses SK600 mit 48,9 % sogar um 1,1 %-Punkte übertrifft. Dies ist 
auf den verbesserten Dampferzeugerwirkungsgrad durch den mehr als halbierten Rauch-
gasmassenstrom am Dampferzeugeraustritt bei gleicher Temperatur aufgrund des weit-
gehenden Fernhaltens des Stickstoffs bei der Verbrennung zurückzuführen. Dieser Vor-
teil wird jedoch durch den elektrischen Eigenbedarf, der bei diesem Prozess mit 12,9 % 
am größten von allen betrachteten Prozessen ist, soweit aufgewogen, sodass dieser Pro-
zess mit 36,1 % über den geringsten Nettowirkungsgrad der Oxyfuel-Kraftwerke verfügt. 
Dabei werden 52,8 % des elektrischen Eigenbedarfs durch den Antrieb des Luftverdich-
ters der kryogenen Luftzerlegungsanlage und 32,7 % durch den Antrieb der Verdichter 
des CO2-Aufreinigungsprozesses (inkl. Drucksteigerung auf Pipelineübergabedruck von 
110 bar), also in Summe 85,5 %, verursacht. 

Demgegenüber weisen die Oxyfuel-Kraftwerksprozesse mit Hochtemperaturmembran-
Luftzerlegungsanlage geringere heizwertbezogene Bruttowirkungsgrade von 47,1 % für 
das Kraftwerk mit 3-End-Vakuum-Membran (OXY3EVM) und 44,3 % für das Kraftwerk 
mit rauchgasgespülter 4-End-Membran (OXY4EM) auf. Der verminderte Bruttowirkungs-
grad erklärt sich im Wesentlichen durch den Hochtemperaturwärmebedarf der Hoch-
temperaturmembran-Luftzerlegungsanlage, der bei dem Kraftwerk OXY3EVM gegenüber 
dem OXY4EM wesentlich geringer ist. Diese zur Sauerstofferzeugung benötigte Hoch- 
temperaturwärme steht dem Dampfkraftprozess nicht mehr zur Dampferzeugung zur 
Verfügung, wodurch der Bruttowirkungsgrad reduziert wird. Demgegenüber steht jedoch 
als Vorteil bei diesen beiden Kraftwerksprozessen ein deutlich reduzierter elektrischer  
Eigenbedarf zur Sauerstoffbereitstellung, sodass sich ein höherer Nettowirkungsgrad  
gegenüber dem Oxyfuel-Referenzkraftwerk (OXYKRYO) ergibt.  
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Der elektrische Eigenbedarf des Kraftwerks OXY3EVM beträgt 10 % der heizwertbezoge-
nen Feuerungswärmeleistung und ist damit 2,9 %-Punkte geringer als derjenige des 
OXYKRO-Kraftwerks. Dabei ist der elektrische Antriebsbedarf zur Sauerstoffbereit- 
stellung, der sich aus dem Antrieb des Sauerstoff-Vakuumverdichters und des Frischluft-
gebläses ergibt, um 40 %, d. h. 60 MW, geringer. Somit ergibt sich mit 37,1 % ein gegen-
über dem OXYKRYO-Kraftwerk um etwa 1 %-Punkt höherer heizwertbezogener Netto-
wirkungsgrad. 

Durch die geänderte Prozessführung im Fall OXY4EM, die sich z. B. in einer deutlich  
gesteigerten Rauchgasrückführungsrate von 85 % im Vergleich zu 65 % bei dem 
OXYKRYO-Kraftwerk widerspiegelt, wird ein erhöhter elektrischer Eigenbedarf zur  
Förderung der Rauchgase benötigt. Dieser wird zum Teil durch die positive elektrische 
Leistungsbilanz der Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage, welche in der  
Eigenbedarfsbilanz berücksichtigt wird, aufgewogen. Der gesamte elektrische Eigen- 
bedarf fällt mit 6,5 % der heizwertbezogenen Feuerungswärmeleistung nochmals um 
3,5 % geringer aus als beim OXY3EVM-Kraftwerk.55 Folglich ist der heizwertbezogene  
Nettowirkungsgrad für das OXY4EM-Kraftwerk mit 37,7 % zu beziffern und übertrifft  
damit den des Referenzkraftwerks OXYKRYO um 1,6 %-Punkte bzw. den des OXY3EVM-
Kraftwerks um 0,6 %.  

Die geringsten elektrischen Netto- und Bruttowirkungsgrade werden für das steinkohle-
befeuerte Dampfkraftwerk mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung (PCC) berechnet. Der 
heizwertbezogene Bruttowirkungsgrad von 40,4 % ist 7,4 %-Punkte geringer als der des 
Referenzkraftwerks ohne CO2-Abtrennung SK600 und liegt damit sogar 5,2 %-Punkte  
unter dessen Nettowirkungsgrad. Der geringe Bruttowirkungsgrad ist hauptsächlich 
durch die große Dampfentnahme von 55 % des Dampfmassenstroms nach Mitteldruck-
turbine zur Beheizung des Desorbersumpfes der Monoethanolamin-Wäsche begründet. 
Dieser Dampfbedarf ist so groß, dass sich bei diesem Gesamtprozess der größte  
Wirkungsgradverlust infolge CO2-Abtrennung ergibt. Zusätzlich ist der elektrische Eigen-
bedarf gegenüber dem Referenzkraftwerk SK600 mit 5,6 % der heizwertbezogenen  
Feuerungswärmeleistung um 3,5 %-Punkte höher. Diese Eigenbedarfssteigerung wird 
durch den elektrischen Antrieb des CO2-Verdichters (+2,9 %-Punkte) sowie durch den 
Antriebsbedarf der Post-Combustion-CO2-Abtrennungsanlage (+0,6 %-Punkte) verur-
sacht. Der heizwertbezogene Nettowirkungsgrad dieses Kraftwerks (PCC) beträgt 34,8 % 

 
55 Würde der elektrische Leistungsüberschuss der Verdichter-/Entspannungsturbinen-Kombination der 

Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungsanlage nicht in die Eigenbedarfsbilanz aufgenommen, sondern 
der Bruttoerzeugung hinzugerechnet, so würde sich praktisch der gleiche Nettowirkungsgrad, jedoch ein 
höherer Bruttowirkungsgrad von ca. 45,9 % (Heizwertbezug) und ein höherer elektrischer Eigenbedarf 
von 8,2 % der heizwertbezogenen Feuerungswärmeleistung ergeben. 
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und ist damit ebenfalls der geringste der betrachteten Kraftwerksprozesse mit CO2-
Abtrennung. Die Wirkungsgradeinbuße gegenüber dem Referenzprozess ohne CO2-
Abtrennung SK600 beträgt 10,8 %-Punkte. 

Der Bezug der elektrischen Wirkungsgrade auf den Brennwert, wie er im internationalen 
Umfeld ebenfalls sehr üblich ist, führt im Prinzip zu denselben Relationen bei dem Tech-
nologievergleich von Kraftwerken, die mit demselben Brennstoff befeuert werden. Da der 
Brennwert höher als der Heizwert ist und die Feuerungswärmeleistung als Produkt aus 
Brennstoffmassenstrom und Brennwert bzw. Heizwert im Nenner der Wirkungsgrad- 
definition stehen, fallen die absoluten Zahlen der Wirkungsgrade grundsätzlich geringer 
aus. Da sich kein zusätzlicher Erkenntnisgewinn aus der detaillierten vergleichenden  
Beschreibung der Wirkungsgrade mit Bezug auf den Brennwert für die Kraftwerks- 
prozesse, in denen der gleiche Brennstoff verfeuert wird, ergibt, wird daher auf eine  
entsprechende Ausführung verzichtet. Der Unterschied der Feuerungswärmeleistung mit 
Brennwertbezug gegenüber dem Bezug auf den Heizwert ist für die im Rahmen der  
Untersuchungen angenommenen Brennstoffe für Braunkohle mit 20,1 % am größten. Für 
Erdgas beträgt dieser 11,0 % und ist für Steinkohle mit 4,1 % am kleinsten. Die Differen-
zen zwischen dem Nettowirkungsgrad mit Heizwert- und mit Brennwertbezug sind bei 
den braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerken größer als 7 %-Punkte, während sie bei 
den erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerken um etwas unterhalb von 6 %-Punkten und bei 
den steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerken unter 2 %-Punkten liegen. Die größte Diffe-
renz findet sich bei dem braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerk mit integrierter Brenn-
stoffvortrocknung durch aDWST-BV (TBK600) mit 8,0 %-Punkten. Am kleinsten fällt die 
Differenz wegen des geringen Wirkungsgradniveaus und des Brennstoffs Steinkohle bei 
dem Kraftwerk mit Post-Combustion-CO2-Abtrennung (PCC) mit 1,3 %-Punkten aus.  

Bei der vergleichenden Betrachtung der untersuchten Kraftwerksprozesse zwischen den 
Brennstoffgruppen ändert der Bezug des elektrischen Wirkungsgrads auf den Brennwert 
nichts daran, dass die erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksprozesse immer noch die kohle-
befeuerten Dampfkraftwerksprozesse im Wirkungsgrad deutlich überragen. Dagegen er-
reicht der braunkohlebefeuerte Kraftwerksprozess mit integrierter Brennstoffvortrock-
nung durch aDWST-BV (TBK600) weder im Netto- noch im Bruttowirkungsgrad das Wir-
kungsgradniveau der steinkohlebefeuerten Kraftwerksprozesse ohne CO2-Abtrennung. 

Im Rahmen dieser Arbeit wurden auch die heizwertbezogenen elektrischen Wirkungs-
grade ηuVDI nach VDI 3986, d. h. mit Berücksichtigung der sensiblen Wärmen von Brenn-
stoff und Luft, bestimmt. Die zur Bilanzierung angenommene Umgebungstemperatur von 
10 °C der Einsatzstoffe Luft und Brennstoff liegt unterhalb der Bezugstemperatur von 
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15 °C der Wirkungsgraddefinition nach VDI 3986. Nach Gleichung (3.16) ergibt sich 
dadurch ein kleinerer Gesamtwärmestrom, der dem jeweiligen Kraftwerksprozess als 
Aufwand zugeführt wird, als ohne Berücksichtigung der sensiblen Wärmen. Infolgedes-
sen sind die Wirkungsgrade ηuVDI immer größer als diejenigen in Abbildung 4.9 dar- 
gestellten Wirkungsgrade ηu10 ohne Berücksichtigung der sensiblen Wärmen.  

In Abbildung 4.10 sind die relativen Differenzen der erzielten Nettowirkungsgrade der 
untersuchten Kraftwerksprozesse mit und ohne Berücksichtigung der sensiblen Wärmen 
gegenübergestellt.  

 
Abbildung 4.10: Gegenüberstellung der relativen Nettowirkungsgraddifferenzen der unter-

suchten Kraftwerksprozesse zwischen der Definition 𝜂𝜂uVDI  und 𝜂𝜂u10  in Rela-
tion zum Wirkungsgrad 𝜂𝜂u10  (siehe Tabelle 3.5, unten). Erläuterungen und  
verwendete Abkürzungen siehe Abbildung 4.9. 

Aufgrund der nicht sehr großen Temperaturdifferenz der Umgebungstemperatur zur Be-
zugstemperatur von 5 K fallen die relativen Wirkungsgraddifferenzen gering aus. Die 
größten ergeben sich bei den erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerksprozessen und liegen in 
einem Bereich von 0,53 bis 0,58 %. Die braunkohlebefeuerten Dampfkraftwerke liegen 
mit 0,38 bis 0,39 % im Mittelfeld. Schließlich zeigen die steinkohlebefeuerten Dampfkraft-
werke die kleinsten relativen Wirkungsgraddifferenzen von 0,21 bis 0,34 %, gleichzeitig 
jedoch die größte Variabilität in den Werten. Die Unterschiede zwischen den Kraftwerks-
prozessen ergeben sich zum einen durch die eingesetzte Brennstoffart und zum anderen 
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durch die benötigte Luftmenge. Die Abweichungen zwischen den relativen Wirkungs-
graddifferenzen der Kraftwerksprozesse, die mit demselben Brennstoff befeuert werden, 
ergeben sich ausschließlich aus einer Änderung des Luft/Brennstoff-Verhältnisses. Daher 
erklärt sich z. B., weshalb die relative Wirkungsgraddifferenz der Oxyfuel-Kraftwerke 
stark variiert, während sie bei den steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerken, bei denen 
die Verbrennungsbedingungen unverändert bleiben (SK600, SK700 und PCC), identisch 
sind. 

In Abbildung 4.11 sind die aus der Verbrennung der fossilen Brennstoffe resultierenden, 
an die Nettostromerzeugung gebundenen CO2-Massenströme gegenübergestellt. Bei den 
Prozessen mit CO2-Abtrennung ist zusätzlich die zu speichernde CO2-Masse je erzeugter 
Kilowattstunde Nettoelektroenergie dargestellt. Die Summe aus der spezifischen CO2-
Emission und der spezifischen zu speichernden CO2-Masse ergibt die spezifisch bei der 
Stromproduktion insgesamt anfallende CO2-Masse.  

 
Abbildung 4.11: Vergleich der spezifischen CO2-Mengen der untersuchten Kraftwerksprozesse. 

Erläuterungen und verwendete Abkürzungen siehe Abbildung 4.9.  

Bei gleichem Brennstoff sind die spezifischen CO2-Emissionen nur an den elektrischen 
Wirkungsgrad in reziproker Weise gekoppelt. So haben die GuD-Kraftwerke, welche die 
besten elektrischen Wirkungsgrade der untersuchten Kraftwerksprozesse aufweisen und 
gleichzeitig mit dem Brennstoff, der die geringste auf seinen Heizwert bezogene CO2-
Menge verursacht, befeuert werden, die geringsten spezifischen CO2-Emissionen unter 
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den Kraftwerksprozessen ohne CO2-Abtrennung. Die spezifischen CO2-Emissionen der 
GuD-Kraftwerke mit Gasturbinenmodellen der F-Klasse liegen im Bereich von 353 bis 
356 g/kWh. Die Wirkungsgradverbesserung durch Einführung der H-Klasse-Gasturbinen 
birgt im Vergleich einen Vorteil von mindestens 11 g/kWh in den CO2-Emissionen.  

Demgegenüber weist das braunkohlebefeuerte Kraftwerk RBK600 nach dem Stand der 
Technik die höchsten spezifischen CO2-Emissionen von 951 g/kWh auf. Der Wirkungs-
gradvorteil durch Einsatz der 700-°C-Technologie (RBK700) bedeutet gegenüber dem  
Referenzkraftwerk RBK600 eine Verringerung von 55 g/kWh. Die Integration der Braun-
kohlevortrocknung mit aDWST-BV in das Referenzkraftwerk (TBK600) ermöglicht die 
größte CO2-Emissionsminderung durch Wirkungsgradverbesserung um 96 g/kWh. 

Für das steinkohlebefeuerte Kraftwerk SK600 nach dem Stand der Technik werden spe-
zifische CO2-Emissionen von 760 g/kWh ermittelt. Damit liegen diese 191 g/kWh unter 
denen des braunkohlebefeuerten RBK600-Kraftwerks. Trotz des größeren Wirkungs-
gradgewinns durch Einsatz der 700-°C-Technologie bei dem steinkohlebefeuerten Kraft-
werk wird mit 46 g/kWh eine geringere CO2-Emissionsminderung als bei den vergleich-
baren braunkohlebefeuerten Kraftwerken RBK600 bzw. RBK700 erzielt. Die Begründung 
dafür ist in dem höheren CO2-Emissionsnivau der braunkohlebefeuerten Kraftwerkspro-
zesse zu finden.  

Bei den Kraftwerksprozessen mit CO2-Abtrennung, die im Rahmen dieser Arbeit nur für 
den Brennstoff Steinkohle untersucht werden, ergeben sich aufgrund der Wirkungsgrad-
einbußen durch die CO2-Abtrennung zunächst erzeugte spezifische CO2-Mengen von im 
höchsten Fall (PCC) 997 g/kWh und im geringsten Fall (OXY4EM) von 916 g/kWh. Aller-
dings werden aufgrund der aus Vergleichszwecken bei allen Kraftwerksprozessen mit 
CO2-Abtrennung gleichgesetzten CO2-Abtrennungsrate von 90 % nur 10 % an die Atmo-
sphäre emittiert. Auf diese Weise wird eine Minderung der spezifischen CO2-Emissionen 
von 660 bis 668 g/kWh gegenüber dem Referenzkraftwerksprozess SK600 erzielt.  

Im Vergleich liegen die CO2-Emissionen der steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerke mit 
CO2-Abtrennung in etwa 250 g/kWh unter denen der erdgasbefeuerten GuD-Kraftwerke, 
welche die geringsten CO2-Emissionen der Kraftwerksprozesse ohne CO2-Abtrennung 
aufweisen. Somit weisen die steinkohlebefeuerten Dampfkraftwerke mit CO2-Abtrennung 
70 % geringere CO2-Emissionen auf als die GuD-Kraftwerke ohne CO2-Abtrennung. Dafür 
müssen jedoch die Abgetrennten 90 % der erzeugten CO2-Menge – entsprechend zwi-
schen 897 (PCC) und 824 g/kWh (OXY4EM) – geeignet gespeichert werden.  



 

5 Zusammenfassung 
Die thermodynamische Bewertung von fossilbefeuerten Kraftwerksprozessen erfolgt 
heutzutage für gewöhnlich mit dem Werkzeug der rechnergestützten Modellierung und 
Simulation. Dieses Werkzeug wird beispielsweise zur Unterstützung der technisch- 
wirtschaftlichen Gegenüberstellung verschiedener Varianten bei der Auslegung und  
Projektierung von Neubaukraftwerken oder bei der Ertüchtigung bestehender Anlagen 
eingesetzt. Im Bereich der Forschung und Entwicklung ist es das einzige Instrument, was 
kostengünstig von der Idee bis zur Umsetzung alle notwendigen Schritte begleiten kann, 
und mit dessen Hilfe die verschiedenen Entwicklungsoptionen gegeneinander abgewägt 
werden können. Im praktischen Gebrauch lassen sich vor allem beim Vergleich von Tech-
nologien immer wieder Unzulässigkeiten bezüglich der Vergleichbarkeit feststellen.  
Besonders ist dies der Fall, wenn einzelne Technologien isoliert im Detail untersucht wer-
den und die erhaltenen Ergebnisse mit denen anderer Arbeiten verglichen werden, ohne 
deren Annahmen und Randbedingungen zu prüfen und ggf. vorliegende Unterschiede zur 
eigenen Arbeit in Relation zu setzen. Oft genug ist diese Prüfung aufgrund unvollständiger 
Dokumentationen der Arbeiten in den Veröffentlichungen nicht möglich, sodass die  
Wiederholbarkeit der Untersuchung ausgeschlossen und die Nachvollziehbarkeit stark 
eingeschränkt ist.  

Vor dem Hintergrund dieser Problematik wurde in dieser Arbeit zunächst ein allgemein-
gültiger Leitsatz entwickelt, der bei der Erstellung von Untersuchungen, vor allem mit 
dem Ziel des Technologievergleichs, als Führungshilfe dienen soll. 

Zur Sicherstellung der Vergleichbarkeit von Untersuchungsergebnissen sind nicht nur 
vergleichbare Modellierungen, Parametrierungen und Entwurfskonzepte der Prozesse 
von zentraler Bedeutung. Auch die sinnvolle Festlegung der zusammenfassenden Ver-
gleichsgrößen, wie z. B. der elektrische Wirkungsgrad, ist notwendig. Wichtig für die 
Nachvollziehbarkeit und somit die Beurteilbarkeit von Untersuchungen ist auch eine um-
fassende Dokumentationsarbeit. Dies betrifft neben der Ergebnisdarstellung vor allem 
auch den Bereich der bei Veröffentlichungen oft vernachlässigten Nennung der zugrunde 
gelegten mathematischen Modellierungen und deren Parameterwerten. 

Im zweiten, umfangreicheren Teil der Arbeit wird aus dieser Sichtweise eine praxisorien-
tierte Methodik abgeleitet, die realitätsnahe Vergleiche zulässt. Diese Methodik wurde 
konsequent an dem Beispiel einer Auswahl möglicher Entwicklungsoptionen der fossil-
befeuerten Kraftwerkstechnik im Hinblick auf die weltweiten Bestrebungen der CO2-
Emissionseinsparungen bei der Stromerzeugung angewendet. Dabei werden Modellie-
rungsansätze und verwendete Parameterwerte in vollem Umfang dargestellt, sodass 
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nicht nur die Nachvollziehbarkeit der Untersuchungen, sondern prinzipiell auch deren 
Wiederholbarkeit gewährleistet ist. Ein wesentlicher Aspekt ist dabei auch die Nennung 
von bewussten Vereinfachungen und Vernachlässigungen. Zudem wird bei der Dokumen-
tation auf mögliche Fehlinterpretationen oder Verwechslungen hingewiesen, um somit 
eine Sensibilisierung für den verantwortungsvollen Umgang mit dem Werkzeug „Model-
lierung und Simulation“ sowie mit den daraus erhaltenen Ergebnissen zu erreichen. Unter 
Begründung der Anwendbarkeit werden im Rahmen dieser Arbeit als primäre Ergebnis-
größen der elektrische Wirkungsgrad sowie die spezifischen CO2-Emissionen definiert, 
die auch in der zusammenfassenden Gegenüberstellung der Simulationsergebnisse ver-
gleichend diskutiert werden. 

Bei der Parametrierung der Modelle müssen in bestimmten Fällen Kompromisse zwi-
schen Vergleichbarkeit und Realitätsnähe geschlossen werden. Für Stromerzeugungs-
techniken, die auf demselben grundlegenden thermodynamischen Vergleichsprozess  
basieren, wurden Parameter gewählt, die aus heutiger Sicht einer möglichen realen  
Anlagenauslegung entsprechen. 

In der Vergleichsstudie bilden die kohlebefeuerten Kraftwerke nach dem neuesten Stand 
der Technik in der größten realisierten Leistungsklasse von 1100 MW mit Temperaturen 
des Frischdampfes und des zwischenüberhitzten Dampfes von 600/620 °C sowie einem 
Frischdampfdruck von 285 bar die Ausgangsbasis. Dabei können diese Dampfkraftwerks-
prozesse bei der Modellierung für den Brennstoff Steinkohle mit 72 und für den Brenn-
stoff Braunkohle mit 75 Parametern vollständig parametriert werden. Die Simulation der 
Ausgangskraftwerksprozesse ergibt einen elektrischen Nettowirkungsgrad gemäß der 
Definition aus VDI 3986 von 45,8 % bzw. von 43,4 % für das steinkohle- bzw. braunkoh-
lebefeuerte Dampfkraftwerk.  

Für die auf diesen Basisprozessen aufbauenden Modelle wurde die elektrische Brutto-
leistung von 1100 MW als Bezugsleistungsgröße zum Vergleich möglicher Entwick-
lungsoptionen herangezogen. Zum einen wird zur Betrachtung des Entwicklungspfads 
der Wirkungsgradsteigerung bei Verwendung von Braunkohle die integrierte Brennstoff-
vortrocknung durch eine atmosphärische Dampfwirbelschichttrocknungsanlage mit  
Brüdenverdichtung zur Beheizung in den Vergleich aufgenommen. Darüber hinaus wird 
für die Verwendung von Stein- und Braunkohle (ohne Brennstoffvortrocknung) die  
Anwendung der 700-°C-Technologie betrachtet. Die Parametrierung dieser Prozesse 
kommt mit der gleichen Anzahl von Parametern aus, wie die Ausgangsprozesse. Zum  
anderen werden für den Brennstoff Steinkohle die Entwicklungsmöglichkeiten der  
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CO2-Abtrennung und -Speicherung mit dem Post-Combustion-Verfahren sowie mit meh-
reren Varianten des Oxyfuel-Verfahrens untersucht. Bei den Oxyfuel-Verfahren wird die 
Sauerstoffbereitstellung zur Verbrennung der Kohle einerseits durch den kryogenen Luft-
zerlegungsprozess und andererseits durch Hochtemperaturmembran-Luftzerlegungs-
anlagen im Drei-End-Vakuum- sowie im rauchgasgespülten Vier-End-Verfahren betrach-
tet. Durch die Integration der verfahrenstechnischen CO2-Abtrennungsprozesse mit Hilfe 
von Black-Box-Teilmodellen, deren Parameter im Zuge dieser Arbeit durch Nebensimu-
lationen bestimmt bzw. verifiziert werden, können die betrachteten Prozesse mit  
CO2-Abtrennung mit 84 bis 89 Parametern beschrieben werden. Als nachteilig bei der 
Verwendung der Black-Box-Modelle ist zu nennen, dass zumindest eine Überprüfung, 
wenn nicht eine Neubestimmung der Parameter notwendig ist, wenn Untersuchungen 
des Einflusses geänderter übriger Prozessparameter durchgeführt werden.  

Abrundend wurden für die Verstromung von Erdgas die Gas- und Dampfturbinen-Kraft-
werksprozesse (GuD-Kraftwerksprozesse) in die Vergleichsstudie aufgenommen. Auf-
grund der Standardisierung der Gasturbinenanlagen durch die Hersteller sowie der nicht 
öffentlich zugänglichen und proprietären Daten für deren ausreichend detaillierte Model-
lierung werden drei Gasturbinenmodelle der F-Klasse sowie eins der H-Klasse modelliert. 
Dazu sind die folgenden, von den Herstellern angegebenen fünf Größen ausreichend: 
elektrische Bruttoleistung und -wirkungsgrad, Abgasmassenstrom und -temperatur,  
sowie das Verdichtungsverhältnis. Die Dreidruck-Abhitze-Dampfkraftprozesse mit Zwi-
schenüberhitzung wurden den spezifischen Bedingungen des jeweiligen Gasturbinenmo-
dells angepasst und unter sonst vergleichbaren Randbedingungen und Parametern  
simuliert. Allen GuD-Kraftwerksprozessen wurde eine Einwellenkonfiguration, also eine 
Gasturbinenanlage in Kombination mit einer Dampfturbine, zugrunde gelegt. Dabei  
wurden für die GuD-Kraftwerksprozesse mit den Gasturbinenmodellen der F-Klasse 
elektrische Nettowirkungsgrade gemäß der Definition nach VDI 3986 im Bereich von 58,1 
bis 58,7 % bestimmt. Für die H-Klasse wurde eine Wirkungsgradverbesserung von min-
destens 2 %-Punkten berechnet.  

Eine endgültige Wertung oder Bevorzugung einer bestimmten Technologie anhand der in 
dieser Arbeit erhaltenen Simulationsergebnisse darf nicht vorgenommen werden, da bei 
jeder Technologie, die nicht dem Stand der Technik zuzuschreiben ist, noch offene Fragen 
zum Optimierungspotenzial vor dem Hintergrund wirtschaftlicher Aspekte zu klären 
sind. Dabei war die Erarbeitung des technisch-wirtschaftliche Optimums der einzelnen 
Kraftwerksprozesse nicht Schwerpunkt dieser Arbeit. Aufgrund der dadurch bedingten 
Unsicherheit der zugrundeliegenden Parameterannahmen bei den Schlüsseltechnologien, 
die als mögliche Entwicklungen der Zukunft anzusehen sind, ist mit Wirkungsgrad- 
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differenzen von mindestens mehreren zehntel Prozentpunkten zu rechnen. Beispiels-
weise gilt dies bei den gasseitigen Druckverlusten der Hochtemperaturmembran-Luft-
zerlegungsverfahren zur Sauerstoffbereitstellung für den Oxyfuel-Kraftwerksprozess.  

Im Ergebnis zeigt die vorliegende Arbeit am Beispiel der verschiedenen untersuchten 
Prozesse auf, wie eine gemeinsame Vergleichsbasis gefunden und angewendet werden 
kann. Die durchgeführten Untersuchungen können nachvollzogen und bei Bedarf wieder-
holt werden. So könnte der Einfluss einer Änderung der in dieser Arbeit gewählten  
Parameter, zusätzlich mit einer Kopplung wirtschaftlicher Berechnungen, untersucht 
werden oder die Bewertung weiterer Entwicklungsoptionen der Kraftwerkstechnik, die 
auf anderen Schlüsseltechnologien basieren, erfolgen.  

Die hier grundlegend vorgestellten Prinzipien zur Anfertigung der Vergleichbarkeit von 
Studien ist mit entsprechender Adaption des detaillierten Vorgehens auf neue Untersu-
chungszwecke, wie auf Simulationen, die auf das Teillastverhalten oder das dynamische 
Verhalten der Kraftwerksprozesse abzielen, übertragbar.  

Weiterhin ermöglicht die im Rahmen dieser Arbeit geleistete Dokumentationsarbeit  
das Benchmarking von kraftwerkstechnischen Prozesssimulationen und könnte zur  
Schaffung eines Standards genutzt werden, um so die Dokumentationsarbeit für andere 
Arbeiten zu vereinfachen.  
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A Anhang 

A.1 Begriffsbestimmungen 
Die im Folgenden aufgeführten Begriffsbestimmungen, welche sich hauptsächlich an der 
üblichen Verwendung dieser Begriffe orientieren (vgl. beispielsweise VDI 3633), sollen 
zum besseren Verständnis der in dieser Arbeit dargestellten Zusammenhänge beitragen 
und Missverständnisse vermeiden.  

Modell – Vereinfachte Nachbildung eines existierenden oder gedachten Systems (z. B. 
Kraftwerksprozess) mit seinen Teilprozessen. Dabei ist unter dem Begriff „Prozess“ die 
Gesamtheit von aufeinander einwirkenden Vorgängen in einem System von miteinander 
in Verbindung stehenden Komponenten, durch die Materie oder Energie umgewandelt, 
transportiert oder gespeichert werden, gemeint. Die vereinfachte mathematische Be-
schreibung einer existierenden oder möglichen Realität ist entsprechend des Untersu-
chungszwecks und dessen Zielsetzung anzupassen, da Effekte, die nicht modelliert sind, 
nicht untersuchbar sind. Andererseits sollte nicht so genau wie möglich, sondern lediglich 
so genau wie nötig modelliert werden. 

Black-Box-Modell – Systemtheoretisches Modell, in dem eine Übergangsfunktion auf-
grund der Einwirkungen auf das System (Input) die Rückwirkungen des Systems auf die 
Umgebung (Output) bestimmt. Die Einwirkungen, Rückwirkungen und internen Zu-
standsattribute können den Kategorien Material-, Energie- oder Informationsfluss  
zugeordnet werden. Für einen Anwender ist eine Systemkomponente eine Black-Box, 
wenn ihm zwar das Ein-/Ausgabeverhalten der Komponente bekannt ist, die genauen in-
ternen Abläufe hingegen nicht oder zumindest diese Abläufe für das Untersuchungsziel 
der Simulationsstudie nicht relevant sind. Zuweilen würden aus systemtheoretischer 
Sicht die hier als Black-Box-Modelle bezeichneten Modellierungen aufgrund ihrer inneren 
Struktur, welche versucht Energie- und Massenbilanzen zu wahren, auch als Grey- oder 
White-Box-Modelle eingestuft werden. 

Modellierung – (oder Modellerstellung oder -aufbau) ist die Implementierung eines  
gedanklichen Modells im Umfeld einer geeigneten Simulationsumgebung in ein simulati-
onsfähiges Computerprogramm.  

Parameter – Wert eines Attributs eines mathematischen Modells, der vor einer Simula-
tion festgelegt wird und sich innerhalb der Berechnung nicht mehr ändert und dement-
sprechend das Ergebnis grundlegend beeinflusst. Beispiel: Für das Prozessattribut  
„Verbrennungssauerstoffverhältnis“ wird der Parameter mit dem Wert 1,15 festgelegt. 
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Demgegenüber ist der Restsauerstoffgehalt im Rauchgas ein Attribut, welches nicht para-
metrisiert wurde, sondern sich als Simulationsergebnis ergibt und somit, je nach Gesamt-
prozess, auch von weiteren Parametern bzw. Randbedingungen abhängig sein kann. In 
diesem Zusammenhang sei ergänzend der Begriff „Parametrierung“ als der Vorgang der 
Belegung der mathematischen Modellgleichungen mit Parameterwerten definiert. Dieser 
wird bisweilen fein von dem „Parametrisieren“ unterschieden, welches die Festlegung  
einer Variablen in einem mathematischen Modell, also der Wahl des Prozessattributs 
(Beispiel Verbrennungssauerstoffverhältnis), meint. 

Randbedingungen – Parameter welche die Schnittstellen der Bilanzgrenze des Systems 
zu seiner Umgebung festlegen (z. B. Brennstoffzusammensetzung oder Umgebungstem-
peratur).  

Simulation – Im allgemeinen Sinn ist die Simulation ein Verfahren zur Nachbildung eines 
Systems (hier: kraftwerkstechnischer Prozess) mit seinen Teilprozessen in einem Modell, 
um zu Erkenntnissen zu gelangen, die auf die Wirklichkeit übertragbar sind. Um die  
Notwendigkeit der vorausgehenden Modellierung zu betonen, bevor eine Simulation 
durchgeführt werden kann, wird im Rahmen dieser Arbeit grundsätzlich von Modellie-
rung und Simulation gesprochen.   

Im weiteren Sinne ist mit dem Begriff „Simulation“ das Durchführen sowie das Auswerten 
gezielter Experimente mit einem (Simulations-)Modell zu verstehen. Somit ist damit das 
(i. d. R. numerische) Berechnen einer Lösung der aus der Modellierung und Parametrie-
rung entstandenen mathematischen Gleichungen gemeint. Dieser Tätigkeit folgt das  
Auswerten und Bewerten des erhaltenen Simulationsergebnisses (z. B.: der Technologie-
vergleich).  

Ergebnisgrößen – Durch die Simulation des Modells bestimmte Größen, die unter Um-
ständen eigenen Berechnungsvorschriften unterliegen und Eigenschaften (Attribute) des 
Gesamtprozesses oder von Teilprozessen widerspiegeln. Diese können verdichtenden 
Charakter haben (Kennzahlen, wie z. B. Wirkungsgrade, spezifische Energiebedarfe etc.) 
oder Informationszwecken dienen, um weitere Überlegungen durchführen zu können  
oder um beispielsweise die Realitätsnähe besser einschätzen zu können (in dieser Arbeit 
in Form von Zwischenergebnisgrößen). 

Topologie – (oder Prozesstopologie) Verschaltung bzw. strukturelle Anordnung von  
Einzelkomponenten zu einem thermodynamischen/verfahrenstechnischen Gesamt- oder 
Teilprozess. 
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Vergleichbarkeit – (oder Vergleichsfähigkeit) Eigenschaft eines Untersuchungs- 
ergebnisses (im speziellen eines Simulationsergebnisses) in Bezug auf weitere, ähnliche  
Untersuchungen (Simulationen), welche die Gegenüberstellung einer oder mehrerer 
gleich definierter zusammenfassender Ergebnisgrößen (in dieser Arbeit beispielsweise 
der elektrischer Wirkungsgrad und die spezifischen CO2-Emissionen) zulässig machen, 
ohne genauere Kenntnisse der Details von Bilanzgrenzen, Modellierung sowie Parame-
trierung zu benötigen, weil diese Details identisch sind oder zumindest in vergleichbarer 
Weise angesetzt worden sind. Obwohl der Beleg der Vergleichbarkeit von Studien ein  
geringeres Maß an Transparenz in der Dokumentation benötigt als die Schaffung der  
Wiederholbarkeit, ist dennoch ein sorgfältiges Dokumentieren der Annahmen und  
Eingangsdaten entsprechend der Ausführungen in Teilkapitel 2.2 erforderlich. Zur  
Bewertung der Vergleichbarkeit einer Untersuchung mit anderen Untersuchungen ist die 
Dokumentation in nachvollziehbarer Weise zu gestalten (siehe Nachvollziehbarkeit). 

Realitätsnähe – Wahl von Parametern, Komponententypen und der Gestaltung der  
Prozesstopologie bei der Modellierung und Simulation, welche Konzepte bzw. Werte  
repräsentieren, die unter dem zusätzlichen Aspekt der Wirtschaftlichkeit eine technische 
Umsetzung in der Wirklichkeit ermöglichen und die Betriebsfähigkeit und Bedienbarkeit 
widerspiegeln. Weiterhin ist damit auch eine Modellierung eingeschlossen, die alle unter-
suchungsrelevanten und somit ergebnisrelevanten Effekte berücksichtigt. Dabei ist  
immer die Berücksichtigung der Zielsetzung der Untersuchung erforderlich. 

Nachvollziehbarkeit – Gestaltung der Dokumentation einer Untersuchung, sodass die 
erhaltenen Ergebnisse vom Leser unter Erläuterung und im Idealfall mit Begründung der 
verwendeten Methodik, der Annahmen und Eingangsparameter verstanden werden kön-
nen.  

Wiederholbarkeit – Ist die Eigenschaft der Dokumentation eines Untersuchungsergeb-
nisses, den Leser in die Lage zu versetzten, die erhaltenen Ergebnisse zumindest im Prin-
zip in gleicher Weise zu reproduzieren, ohne selbst Annahmen treffen zu müssen. Dazu 
sind die Nachvollziehbarkeit und die Transparenz der Dokumentation eine Grundvoraus-
setzung.  
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A.2 Eigenschaften und Zusammensetzung der getrockneten Kohlen 

Tabelle A.1: Durch Simulation erhaltene Ergebnisse der Zusammensetzung und Eigenschaften 
der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Stein- und Braunkohle aus Tabelle 3.2 
nach der Mahltrocknung im konventionellen Mahlprozess sowie der aus der Roh-
braunkohle im aDWST-BV-Verfahren erzeugten Trockenbraunkohle nach Nachver-
dampfung unter Verwendung der Angaben aus Abschnitt 3.3.1 und der Tabellen 4.1 
und 4.3 sowie aus Abschnitt 3.3.2 und der Tabelle 4.5. Brennwertangabe aus Heiz-
wertangabe nach Gleichung (3.1) berechnet; Bezugstemperatur für die Brenn- bzw. 
Heizwertangabe 25 °C. 

Kenngröße 
Brennstoff 

Einheit 
Steinkohlenstaub 

nach Mühle 
Braunkohlenstaub 

nach Mühle 
Trocken- 

braunkohle 
 C 70,97 46,24 49,62 % 
 H 4,11 3,41 3,66 % 
 N 7,09 16,52 17,73 % 
 O 1,72 0,70 0,75 % 
 S 0,61 0,48 0,52 % 

Asche 14,50 14,65 15,72 % 
Wasser 1,00 18,00 12,00 % 

Heizwert Hu 27,13 16,56 17,96 MJ/kg 
Brennwert Ho 28,05 17,75 19,05 MJ/kg 

verdampftes 
Wasser 0,0687 0,4170 0,4567 

kgH2O
kgKohle,i.R.
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A.3 Heiz- und Brennwert in Abhängigkeit von der Bezugstemperatur  

Tabelle A.2: Heiz- und Brennwerte (in MJ/kg) der in den Tabellen 3.2 und 3.3 aufgeführten 
Brennstoffe bei verschiedenen Bezugstemperaturen zur Bestimmung der Wir-
kungsgrade nach Tabelle 3.5. Die Umrechnung der Heizwerte auf die geänderten  
Bezugszustände erfolgt unter Zuhilfenahme von Ebsilon®Professional 9.00 unter 
Verwendung der Korrelationen für den jeweiligen Brennstofftyp. Die Werte sind auf 
die vierte Dezimalstelle angegeben, um den Effekt der unterschiedlichen Bezugs-
temperatur auf den Energiegehalt des Brennstoffs bei der Steinkohle darzustellen. 
Vor allem bei der Braunkohle sollte dieser Effekt nicht vernachlässigt werden. Die 
Werte für 0 °C sind zusätzlich angegeben, da dies der Referenzzustand ist, mit dem 
die Berechnungen intern in dem Berechnungsprogramm erfolgen. Die Umrechnung 
vom Heizwert auf den Brennwert erfolgt mit Gleichung (3.1) mit der ebenfalls  
aufgeführten Verdampfungsenthalpie (in kJ/kg) des Wassers Δℎv bei der jeweiligen 
Bezugstemperatur. 

Brennstoff 
Bezugstemperatur in °C 

0 10 15 25 

Steinkohle 
Heizwert 25,1010 25,1006 25,1004 25,1000 

Brennwert 26,1522 26,1417 26,1365 26,1262 

Braunkohle 
Heizwert 8,6110 8,6226 8,6284 8,6400 

Brennwert 10,3611 10,3560 10,3535 10,3486 

Erdgas 
Heizwert 46,9895 46,9736 46,9656 46,950 

Brennwert 52,2050 52,1397 52,1071 52,0420 
Verdampfungsenthalpie Δℎv     2500,93     2477,21     2465,38     2441,71 

 
 

A.4 Verlauf des el. Wirkungsgrads als Funktion der Anzapfdrücke 
In diesem Teil des Anhangs wird der Einfluss der zu optimierenden Anzapfdrücke auf den 
elektrischen Nettowirkungsgrad dargestellt (siehe Abschnitt 3.2.1). Dazu werden Simula-
tionen des Steinkohle-Dampfkraftwerk-Modells nach dem Stand der Technik durchge-
führt (siehe Abschnitt 4.1.1). Als Startparametersatz werden die zu optimierenden  
Anzapfdrücke der Anzapfungen 1 bis 8 zunächst nach dem Prinzip gleicher Aufwärmung 
der dampfbeheizten Vorwärmer festgelegt. Anschließend wird jeweils ein einzelner  
Anzapfdruck variiert. Abweichend von der Vorgehensweise für die Hauptuntersuchungen 
wird nach einem Durchlauf in aufsteigender Reihenfolge aller zu optimierenden Anzapf-
drücke der Druck des jeweiligen lokalen Wirkungsgradoptimums als Startwert für den 
darauffolgenden Optimierungsdurchlauf gewählt. Das jeweilige lokale Optimum wird 
über eine Parabelregression unter Anwendung des dekadischen Logarithmus auf die 
Druckwerte geschätzt. In den Abbildungen ist jeweils der Verlauf des elektrischen  
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Wirkungsgrads bei Variation des jeweiligen Anzapfdrucks des Startparametersatzes und 
der final bestimmten Anzapfdrücke eingezeichnet.  

Um einen Überblick zu geben, sind in Abbildung A.1 alle zu optimierenden Anzapfdrücke, 
der explizit vorgegebene Kondensatordruck sowie der implizit durch diverse Parameter-
festlegungen (vor allem aber der Vorgabe der Speisewasserendtemperatur) festgelegte 
Druck der Anzapfung 9 dargestellt. Abbildungen A.2 und A.3 zeigen jeweils den Verlauf 
des Wirkungsgrads in Abhängigkeit vom einzelnen Anzapfdruck.  

Die Simulationsergebnisse zeigen einerseits, dass die Wahl des Startparametersatzes 
nach dem Prinzip gleicher Aufwärmung der dampfbeheizten Vorwärmer eine relativ gute 
Näherung an das globale Maximum des elektrischen Nettowirkungsgrads darstellen. An-
dererseits kann der Wirkungsgrad durch Optimierung der nicht durch andere Parameter-
vorgaben festliegenden Anzapfdrücke noch um 0,11 %-Punkte angehoben werden. Um 
das Wirkungsgradmaximum zu erreichen sind die Drücke aller Anzapfungen mit Aus-
nahme der Anzapfung A8 gegenüber dem Startparametersatz abzusenken.  

 

 Abbildung A.1: Verlauf der Optimierung des elektrischen Nettowirkungsgrads bei Variation der 
Anzapfdrücke 1 bis 8. Kreise zeigen die Anzapfdrücke bzw. den Kondensator-
druck des jeweiligen Optimierungslaufs. Zusätzlich ist der Verlauf bei Variation 
des jeweiligen Anzapfdrucks des Startparametersatzes und des finalen Laufs ein-
gezeichnet. 
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A.5 Umrechnungsvorschriften für das Verbrennungssauerstoffver-
hältnis und die Rauchgasrückführungsrate 

Tabelle A.3: Wechselseitige Umrechnungsvorschriften des globalen Verbrennungssauerstoff-
verhältnisses und des Verbrennungssauerstoffverhältnisses der Feuerung in  
Abhängigkeit von der jeweiligen Definition der Rauchgasrückführungsrate (siehe 
dazu auch Abbildung 3.3 und Gleichung (3.3)) 

 𝑹𝑹𝐑𝐑,𝐯𝐯 =
𝑅𝑅R,n

1 + 𝑅𝑅R,n
 𝑹𝑹𝐑𝐑,𝐧𝐧 =

𝑅𝑅R,v

1 − 𝑅𝑅R,v
 

𝝀𝝀𝐅𝐅 =
𝜆𝜆G − 𝑅𝑅R,v

1 −  𝑅𝑅R,v
 = �1 + 𝑅𝑅R,n� 𝜆𝜆G − 𝑅𝑅R,n 

𝝀𝝀𝐆𝐆 = �1 − 𝑅𝑅R,v� 𝜆𝜆F + 𝑅𝑅R,v = 𝜆𝜆F +  
𝑅𝑅R,n

1 +  𝑅𝑅R,n
⋅ (1 −  𝜆𝜆F) 

 

A.6 Nomogramme zur Abschätzung der Heizwertänderung bei Trock-
nungsvorgängen 

  
Abbildung A.4: Nomogramm zur Abschätzung der Heizwertveränderung sowie des relativen 

Massenverlusts durch Trocknung von Steinkohlen. Horizontale Verlängerung 
zum Endwassergehalt ergibt neuen Heizwert (12). Durch Verlängerung des  
Ausgangspunktes entlang der Linie gleichen Wassersanteils zur oberen Achse 
(13) und vertikale Abtragung nach unten bis auf die Linie des Endwasserge-
halts (34) kann an der rechten y-Achse der relative Massenverlust durch den 
Vorgang abgelesen werden. 
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A.7 Diagramm zur Bestimmung des isentropen Wirkungsgrads von  
Dampfturbinen 

 

Abbildung A.6: Verallgemeinerte Darstellung zur Bestimmung des isentropen Wirkungsgrads 
bei der Entspannung von trockenem Dampf in Dampfturbinen. Erläuterungen 
zur Anwendung in der Gesamtprozesssimulation, auch bei Nassdampfbedingun-
gen, siehe Abschnitt 3.3.9. In dieser Arbeit wird δ = 0,232 und 𝜂𝜂max = 93,0 % 
angenommen. 
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A.8 Einfluss der Temperatur der Luftansaugung auf den Wirkungsgrad 

 

Abbildung A.7: Abhängigkeit der elektrischen Nettowirkungsgrade 𝜂𝜂u10  (Gl. (3.18)) und 𝜂𝜂uVDI 
(Gl. (3.20)) von der Temperatur der angesaugten Luft und von unterschiedlichen 
Brennstofftemperaturen am Beispiel des Steinkohlekraftwerks mit 600 °C 
Frischdampftemperatur. Für die Bestimmung von 𝜂𝜂uVDI  wird die Temperatur 
der angesaugten Luft für 𝑡𝑡L in Gl. (3.16) eingesetzt und der Wirkungsgrad mit 
der üblichen Bezugstemperatur von tb= 15 °C berechnet. Umgebungstempera-
tur 10 °C, Luftzusammensetzung gemäß den definierten Umgebungsbedingun-
gen (vgl. Tabelle 3.1), d. h. konstante absolute Luftfeuchtigkeit. Im Gegensatz 
zum Braunkohlekraftwerk (siehe Abbildung 3.20) wird ein geringfügiger Rück-
gang des Wirkungsgrads 𝜂𝜂uVDI mit steigender Brennstofftemperatur berechnet. 
Aufgrund des geringeren Brennstoffmassenstroms beim Steinkohlekraftwerk im 
Vergleich zum Braunkohlekraftwerk gleicher elektrischer Leistung ist der gene-
relle Einfluss der Brennstofftemperatur auf den Wirkungsgrad geringer. 
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A.9 Zwischenergebnisgrößen der Simulationen für Dampfkraftwerke 
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A.11 Abschätzung der Schwefelsäuretaupunkttemperatur 
Dieser Anhang fokussiert ausschließlich auf die Abschätzung der Schwefelsäuretaupunkt-
temperatur am Beispiel der braunkohlebefeuerten Prozesse. Da in der Simulation der im 
Brennstoff enthaltene Schwefel als einzige säurebildende Komponente berücksichtigt 
wird, können keine Aussagen über z. B. Chlorwasserstoff getroffen werden. Für solche  
Betrachtungen sei ergänzend auf die Korrelation ZareNezhads in [157] hingewiesen, die 
neben Schwefeltrioxid (SO3) weitere saure Bestandteile des Rauchgases wie Chlorwas-
serstoff, Stickstoffdioxid und Bromwasserstoff berücksichtigt. Des Weiteren sei noch  
einmal darauf hingewiesen, dass in den Simulationen dieser Arbeit SO3 nicht als Spezies 
in den Rauchgasströmen modelliert ist.  

Zur Vorhersage der Schwefelsäuretaupunkttemperatur, die im Zusammenhang mit Kor-
rosionserscheinungen wesentlich für die Auslegung der Luftvorwärmung bzw. der 
Rauchgaswärmenutzung ist, existieren diverse empirische Gleichungen (siehe z. B. [152–
156]). Diese berücksichtigen den Partialdruck des Wasserdampfes sowie des Schwefeltri-
oxids (SO3) im Rauchgas. Durch Reaktion von H2O und SO3 bildet sich schließlich die hoch-
korrosive Schwefelsäure (H2SO4). Dabei entsteht das SO3 aus der weiteren Oxidation des 
Schwefeldioxids (SO2), welches zuvor bei der Verbrennung des im Brennstoff enthaltenen 
Schwefels entsteht. Zusammen mit dem Wasserdampf bildet sich aus dem nicht zu SO3 
weiteroxidierten SO2 weniger korrosive schweflige Säure (H2SO3). Die Konversion von 
SO2 zu SO3 läuft trotz ausreichendem Sauerstoffangebot nicht vollständig ab. Obwohl das 
Gleichgewicht sich bei geringeren Temperaturen zugunsten von SO3 verschiebt, nimmt 
die Reaktionsgeschwindigkeit mit sinkender Temperatur schnell ab. Müller schlägt in 
[130] die Verwendung einer Gleichgewichtstemperatur von 1000 °C zur Schätzung einer 
realistischen Konversionsrate vor. Unter den in dieser Arbeit simulierten Verbrennungs-
verhältnissen der Trockenbraunkohle ergibt sich somit, dass 2,6 % des entstehenden SO2 
weiter zu SO3 reagieren. Daraus lässt sich der SO3-Partialdruck und somit die Schwefel-
säuretaupunkttemperatur bestimmen. Bei der gleichen Gleichgewichtstemperatur unter-
scheidet sich die Konversionsrate bei den simulierten Verbrennungsverhältnissen der 
Rohbraunkohle im Prozess nach dem Stand der Technik aus Abschnitt 4.1.2 und mit den 
gesteigerten Dampfparametern nach Abschnitt 4.2.3 um weniger als 1 ‰. Anstatt der oft 
eingesetzten Verhoff-Banchero-Gleichung [153], wie sie auch in VDI 4670 vorgeschlagen 
wird, wird die von ZareNezhad in [156] veröffentlichte Gleichung (A.1) verwendet. Diese 
soll nach [156] die Schwäche einer überschätzten Schwefelsäuretaupunkttemperatur der 
Verhoff-Banchero-Gleichung bei Wasserdampfanteilen > 15 Vol.-% – so wie es im roh-
braunkohlebefeuerten Simulationsmodell der Fall ist – ausgleichen. Die Gleichung lautet:  
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𝑡𝑡SST = 150,0 + 11,664 ln(𝑝𝑝SO3) + 8,1328 ln(𝑝𝑝H2O,g) −

 0,383226 ln(𝑝𝑝SO3) ln(𝑝𝑝H2O,g). (A.1) 

Dabei sind die Partialdrücke in mmHg 56 einzusetzen. Als Ergebnis wird die Schwefelsäu-
retaupunkttemperatur 𝑡𝑡SST  in °C erhalten. Für den trockenbraunkohlebefeuerten Pro-
zess, wie er in Abschnitt 4.2.1 betrachtet wird, ergibt sich eine Schwefelsäure- 
taupunkttemperatur von 140,3 °C, die gegenüber dem rohbraunkohlebefeuerten Prozess 
aus Abschnitt 4.1.2 bzw. 4.2.3 um 6,7 K geringer ausfällt. 

 

 
56 1 mmHg = 1,33224 mbar. 
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