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Definitionen 

Auslegungspunkt Betriebspunkt des Kraftwerks, in dem alle Randbe-
dingungen dem Auslegungszustand entsprechen 
(z. B. Kohlequalita t und Umgebungsbedingungen) 
und eine definierte elektrische Bruttoleistung er-
zeugt wird. 

Auslegungsdruck der 
U berstro mleitung 

Druck, der sich unter Beru cksichtigung einer even-
tuell vorhandenen Dampfentnahme aus der U ber-
stro mleitung am Eintritt in die ND-Turbinen ein-
stellt, wenn des Kraftwerk im Auslegungspunkt 
betrieben wird 

Dauerlastpunkt Jeder Lastpunkt zwischen dem Mindestlastpunkt 
und der maximalen Dauerlast des Dampferzeugers, 
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Mindestlast(-punkt) Lastpunkt, in dem bei reinem Kohlefeuer und 
Zwangdurchlaufbetrieb der minimal dauerhaft 
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Nennlast(-punkt) Ein Anlagenteil befindet sich in seinem Nennlast-
punkt bzw. bei Nennlast, wenn alle Betriebspara-
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punkts entsprechen. 

Nennlast(-punkt) des 
Dampferzeugers 

Last(-punkt), in dem der Frischdampfmassenstrom 
des Auslegungspunkts erzeugt wird. 

Nennlast(-punkt) des 
Kraftwerks 

Last(-punkt), in dem die elektrische Bruttoleistung 
des Auslegungspunkts erzeugt wird. 

relativer Frischdampf-
massenstrom 

Auf den Frischdampfmassenstrom im Auslegungs-
punkt bezogener Frischdampfmassenstrom. 

Teillast(-punkt) Betriebspunkt, der vom Auslegungspunkt ab-
weicht. 

Volllast(-punkt) des 
Dampferzeugers 

Last(-punkt), in dem der maximal dauerhaft fahr-
bare Frischdampfmassenstrom erzeugt wird. 

Volllast(-punkt) des 
Kraftwerks 

Last(-punkt), in dem die maximal dauerhaft fahr-
bare elektrische Bruttoleistung erzeugt wird. 
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1. EINLEITUNG 

Fu r die seit geraumer Zeit laufende o ffentliche Debatte zur Energieversorgung 

Deutschlands hat sich der Begriff „Energiewende“ etabliert, der laut Wikipedia 

„die Realisierung einer nachhaltigen Energieversorgung in den Sektoren 

Strom, Wa rme und Mobilita t mit erneuerbaren Energien bezeichnet“ [WIK-

14]. Im Rahmen der Energiewende erfa hrt der deutsche Energiemarkt seit ei-

nigen Jahren einen grundlegenden Umwa lzungsprozess, der durch sich vera n-

dernde Gesetzgebungen und neue Regularien gepra gt ist. Als prominenteste 

Vertreter seien hier das „European Union Emission Trading System“ (EU ETS), 

das „Gesetz fu r den Vorrang erneuerbarer Energien“ (kurz: „Erneuerbare-

Energien-Gesetzt“ oder EEG) inklusive seiner diversen Novellierungen und das 

„13. Gesetz zur A nderung des Atomgesetzes“, welches den aktuellen Stand des 

Atomausstiegs wiedergibt, genannt. Die vera nderten Marktbedingungen sind 

insbesondere an Verschiebungen in der Stromerzeugungsstruktur, am Einsatz 

bestehender und am Investitionsverhalten in neue Erzeugungskapazita ten, so-

wie an der Entwicklung und Zusammensetzung des Strompreises abzulesen. 

Fu r die Stromerzeugung aus fossilen Prima renergietra gen ergibt sich die 

Frage, wie sie mit den Zielen der Energiewende vereinbar ist und welche An-

forderungen sich aus der Energiewende fu r neue fossile Erzeugungskapazita -

ten ergeben. Dr. Johannes Lambertz, ehemaliger Vorstandsvorsitzender der 

RWE Power AG, beantwortet diese Fragen fu r die Stromerzeugung aus Braun-

kohle in [LAM-12] und bezieht sich dabei unter anderem auf die Ergebnisse 

einer Studie mit dem Titel „Energiewirtschaftliche Bedeutung der Braunkoh-

lenutzung in Deutschland“ des Instituts fu r Energiewirtschaft und rationelle 

Energieverwendung Stuttgart (IER) [KOB-12]. Laut Lambertz geho rt „Braun-

kohle […] in Deutschland zu einem zukunftsfa higen Energiemix, der dazu bei-

tra gt, unsere Gesellschaft funktionsfa hig zu erhalten“. Die Studie des IER 

kommt zu folgendem Ergebnis: 

„Die Stromerzeugung aus Braunkohle profitiert mittelfristig von geringen 

Stromerzeugungskosten und ist auch unter den derzeitig bindenden Klima-

schutzzielen des EU-Emissionshandelssystems im europa ischen Elektrizita ts-

markt wettbewerbsfa hig. […] Ersatzneubauten und Kraftwerksretrofitmaß-

nahmen an Braunkohlebestandskraftwerken tragen bis 2030 maßgeblich zur 

Strombereitstellung und Kapazita tsvorhaltung in Deutschland bei. In diesem 
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Zusammenhang erscheint die konsequente und kontinuierliche Fortfu hrung 

der Ersatzinvestitionsmaßnahmen an den deutschen Braunkohlekraftwerks-

standorten auch unter Klima- und Ressourcenschutzaspekten sinnvoll und 

steht nicht im Gegensatz zu den gegenwa rtig implementierten Mechanismen 

zur Erreichung der Treibhausgasreduktionsziele.“ 

Die Anforderungen an neue Braunkohlekraftwerke sind laut Lambertz nied-

rige Emissionen durch hohe Effizienz und eine hohe Flexibilita t, um die gro ßer 

werdende Anpassungslast durch schwankende Nachfrage und volatile Einspei-

sung der erneuerbaren Energien zu kompensieren. Hinsichtlich der Flexibili-

ta tsanforderungen an ein neues Braunkohlekraftwerk sind sich auch Fu bi und 

Elsen einig [FUE-12][ELS-13]: Neben einer hohen dynamischen Flexibilita t, 

die durch hohe Lastgradienten, kurze Mindeststillstandzeiten und schnelle An-

fahr- und Abfahrzeiten charakterisiert wird, ist eine mo glichst große Differenz 

zwischen maximal und minimal erzeugbarer elektrischer Leistung gefordert. 

Daru ber hinaus sind die variablen Kosten durch hohe Wirkungsgrade u ber den 

gesamten Lastbereich und geringe Anfahrkosten zu minimieren, sodass die 

Anlage wirtschaftlich eingesetzt werden kann. 

1.1 Motivation 

Die in der Einleitung dargelegten Anforderungen an kurzfristig anstehende Er-

satzinvestitionen in neue Erzeugungskapazita ten zur Verstromung von Braun-

kohle werfen diverse Fragen auf: Welche technischen Neuerungen sind zu be-

ru cksichtigen? Wie ko nnen diese Neuerungen optimal in den 

Kraftwerksprozess eingebunden werden? Wie stellt sich ein optimales Anla-

gendesign aufgrund der vera nderten Marktanforderungen dar? Das aus diesen 

Fragen abgeleitete Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, unter Beru cksichtigung 

der oben herausgearbeiteten Anforderungen an neue Braunkohlekraftwerke 

ein technisch/wirtschaftlich optimiertes Braunkohlekraftwerk herzuleiten. 

Bei der Herleitung werden wesentliche technische Neuerungen dann beru ck-

sichtigt, wenn davon ausgegangen werden kann, dass sie fu r einen kurzfristig 

umzusetzenden Kraftwerksneubau kommerziell einsatzreif sind und wenigs-

tens einem der Ziele Effizienzerho hung, Kostensenkung oder Steigerung der 

Flexibilita t genu gen. In diesem Sinne wird insbesondere die Trocknung von 

Braunkohle in einem Dampfwirbelschichttrockner gesehen, da sie dem Ziel 

der Effizienzsteigerung entspricht und die Randbedingung der kommerziellen 
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Verfu gbarkeit erfu llt. Welche sonstigen technischen Neuerungen beru cksich-

tigt werden und welche Entwicklungen nicht Eingang in die Optimierung fin-

den, wird dargestellt und argumentativ belegt. Eine Bewertung von grundsa tz-

lichen Entwicklungstendenzen und mo glichen Entwicklungslinien erfolgt 

weder fu r technische Neuerungen noch fu r komponentenspezifische Verbes-

serungen. Fu r eine derartige Betrachtung sei auf die Arbeit von Rode verwie-

sen [ROD-04].  

Die Untersuchungsmethodik und die Bewertungsgro ßen werden so gewa hlt, 

dass sie den in der Einleitung definierten Anforderungen an neue Kraftwerke 

Rechnung tragen. Zur Beru cksichtigung der erho hten Flexibilita tsanforderun-

gen an neue Kraftwerke bei der Entwurfsoptimierung wird neben dem Ausle-

gungspunkt auch das Teillastverhalten des Kraftwerks betrachtet. Ein Einfluss 

auf die Verfu gbarkeit und die dynamische Flexibilita t des Kraftwerks durch 

den Einsatz technischer Neuerungen wird mo glichst vermieden und andern-

falls bei der Bewertung beru cksichtigt. Als Ausgangspunkt fu r die Optimierung 

wird ein Rohbraunkohlereferenzkraftwerk (RBK-Referenzkraftwerk) defi-

niert, welches den aktuellen Stand der Technik bereits realisierter Anlagen wi-

derspiegelt und als Benchmark fu r das Ergebnis der Optimierung dient. Bei der 

Optimierung wird der Fokus auf den Kraftwerksprozess als Ganzes gelegt. Fu r 

Auslegungsparameter einzelner Komponenten, die einen Einfluss auf die Wahl 

der Systemkonfiguration haben, werden Sensitivita tsanalysen durchgefu hrt. 

Sonstige komponentenspezifische Verbesserungspotentiale sind von unterge-

ordnetem Interesse, da davon ausgegangen wird, dass schon das Referenz-

kraftwerk mit in sich optimierten, dem heutigen Stand der Technik entspre-

chenden Komponenten ausgestattet ist. 

Etablierte und bei der Entwurfsoptimierung eines Kraftwerks standardma ßig 

durchgefu hrte Optimierungsschritte entfallen im Rahmen der vorliegenden 

Arbeit. In diesem Kontext seien insbesondere die Optimierung des „kalten En-

des“ (Ku hlturm, Turbinenkondensator, ND-Turbinen), die Vorwa rmstrecke 

(Anzahl und Dru cke der Anzapfungen), sowie die Wahl optimaler Dampfpara-

meter genannt. Weiterhin wird die Bewertung von Mo glichkeiten zur Verbes-

serung der dynamischen Flexibilita t eines Kraftwerks nicht betrachtet, da auf-

grund der abweichenden Bewertungsgro ßen eine separate Untersuchung 

sinnvoll ist.  
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1.2 Methodik 

Die Untersuchungsmethodik wird entsprechend dem Ziel der Arbeit, der Ent-

wurfsoptimierung eines Braunkohlekraftwerks unter der Beru cksichtigung 

des Teillastverhaltens, gewa hlt. Im Fokus der Optimierung steht dabei die 

Struktur der Anlage. Eine Parameteroptimierung findet nur in dem Maße statt, 

wie sie fu r den Vergleich verschiedener Anlagenstrukturen erforderlich ist. Ju -

des zeigt, dass eine rigorose Entwurfsoptimierung von Kraftwerksprozessen 

unter der Beru cksichtigung mehrerer Arbeitspunkte grundsa tzlich mo glich ist. 

Sie unterliegt jedoch der wesentlichen Restriktion, dass sa mtliche zu untersu-

chenden Verschaltungsvarianten vor dem Beginn der Optimierung definiert 

sein mu ssen [JUE-09]. Entsprechend muss der rigorosen Optimierung ein Pro-

zess vorgelagert sein, in dem entweder sa mtliche denkbare Anlagenstrukturen 

erfasst werden oder eine Auswahl sinnvoller zu optimierender Anlagenstruk-

turen erfolgt. Da es fu r die Erfassung aller mo glichen Anlagenstrukturen kei-

nen analytischen Ansatz gibt und fu r die Auswahl sinnvoller Strukturen ein 

sehr gutes Versta ndnis der Anlage erforderlich ist, wird fu r die in dieser Arbeit 

durchgefu hrte Optimierung eine auf Simulationen der untersuchten Prozess-

varianten gestu tzte heuristisch-iterative Methode gewa hlt.  

Ein Flussschema der gewa hlten Optimierungsmethode ist in Abbildung 1.1 

dargestellt. Ausgehend von einer zu optimierenden Anlagenkonfiguration, die 

den Status Quo darstellt, werden durch eine Exergieanalyse die Verlustquellen 

der Anlage identifiziert und auf ihre Vermeidbarkeit hin gepru ft. Fu r jede ver-

meidbare Verlustquelle wird, gestaffelt nach der Gro ße des Exergieverlusts, ein 

technisches Konzept erarbeitet und dieses auf seine Wirtschaftlichkeit u ber-

pru ft. Konnte die Wirtschaftlichkeit der Anlage verbessert werden, stellt die 

Anlagenkonfiguration mit dem neuen technischen Konzept den neuen Status 

Quo dar und die Iteration beginnt von neuem. Mo gliche Abbruchkriterien der 

Optimierung sind entweder die Abwesenheit von vermeidbaren Exergiever-

lusten oder die nicht mehr wirtschaftlich darstellbare Umsetzbarkeit von tech-

nischen Konzepten zur weiteren Reduzierung der Exergieverluste. 

Da die Optimierungsmethode in der dargestellten Form lediglich linear in eine 

Richtung voranschreitet, ist sie nicht starr anzuwenden. Dagegen sind bei je-

dem Iterationsschritt, der zu einer Vera nderung der Anlagenschaltung fu hrt, 

die vorangegangenen Optimierungsschritte zu u berpru fen, sodass das Risiko 
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ein lokales Optimum zu erreichen, welches deutlich vom globalen Optimum 

abweicht, minimiert wird. 

 

Abbildung 1.1: Flussschema zur Optimierungsmethode 

1.3 Bewertungsgrößen 

Die der vorliegenden Arbeit zugrunde liegenden Bewertungsgro ßen werden 
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Da es sich bei der Wirtschaftlichkeitsbetrachtung um eine in die Zukunft ge-

richtete Aussage handelt, sind Annahmen zu treffen, die einer nur schwer 

quantifizierbaren Unsicherheit unterliegen. Aus diesem Grund wird fu r die 

Wirtschaftlichkeitsbetrachtung ein Detaillierungsgrad gewa hlt, der in einem 

angemessenen Verha ltnis zu den Unsicherheiten steht. Dies hat zur Folge, dass 

einige Gro ßen mit Einfluss auf die Wirtschaftlichkeit keinen Eingang in die 

Wirtschaftlichkeitsbetrachtung finden. Aufgrund dieses Zielkonflikts wird 

festgelegt, dass jede untersuchte Anlagenkonfiguration fu r derartige Gro ßen 

entweder einen festgelegten Mindestwert erreichen (vgl. Kapitel 3.1) oder 

mindestens gleichwertig zur jeweiligen Referenzkonfiguration sein muss. Ver-

besserungen werden angestrebt, jedoch nicht quantitativ bewertet. Somit wird 

von zwei aus Sicht der Wirtschaftlichkeitsbetrachtung a quivalenten Lo sungs-

varianten diejenige gewa hlt, die im Hinblick auf die nicht bewerteten Gro ßen 

als besser einzustufen ist. Diese Festlegung gilt insbesondere fu r folgende Gro -

ßen: 

- Gro ßen mit Einfluss auf die Anlagendisponibilita t (z. B.: maxi-

male und minimale Dauerlast, Lastgradienten, An- und Abfahr-

zeiten) 

- Teillastwirkungsgrade (z. B. in Abha ngigkeit vom Frischdampf-

massenstrom und von der Brennstoffqualita t) 

- Brennstoffflexibilita t (z. B.: Kohleband, Ersatzbrennstoffe, Bio-

masse) 

- Netzdienstleistungen (z. B.: Prima r-, Sekunda rregelreserve) 

Wirkungsgrad 

Im Allgemeinen ist ein Wirkungsgrad eine dimensionslose Kennzahl, die das 

Verha ltnis von Nutzen zu Aufwand darstellt. Wie u blich, wird fu r die Bewer-

tung von Kraftwerksprozessen ohne Kraft-Wa rme-Kopplung der auf den unte-

ren Heizwert bezogene Nettowirkungsgrad zur Bewertung der Prozessgu te 

herangezogen. 

 𝜂𝑛𝑒 =
𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒

𝑚̇𝐵𝑟 ∙ 𝐻𝑢
=

𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟 − 𝑃𝑒𝑙,𝐸𝐵

𝑚̇𝐵𝑟 ∙ 𝐻𝑢
= 𝜂𝑏𝑟

𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒

𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟
 (1.1) 

Generell ist zu beachten, dass ein Vergleich verschiedener Prozesse auf Basis 

von nach Gleichung (1.1) definierten Nettowirkungsgraden nur sinnvoll ist, 
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wenn die Wirkungsgrade der Prozesse in Bezug auf den gleichen Brennstoff 

und unter den gleichen Umgebungsbedingungen ermittelt wurden. 

Brennstoffverbrauch und CO2-Emissionen 

Sowohl der spezifische Brennstoffverbrauch als auch die spezifischen CO2-

Emissionen sind Kennzahlen, in denen die jeweilige Gro ße auf die erzeugte 

Energiemenge bezogen wird. U blicherweise werden beide Kennzahlen in der 

Einheit [g/kWh] angegeben. 

Der durch Gleichung (1.2) definierte spezifische Brennstoffverbrauch 𝜉𝐵𝑟 ist 

eine dem Kehrwert des Wirkungsgrads a hnliche Prozesskenngro ße. Da der 

spezifische Brennstoffverbrauch aber fu r die Ermittlung der Stromgeste-

hungskosten einen ho heren Nutzen bietet, wird er zusa tzlich ausgewiesen.  

 𝜉𝐵𝑟 = 3,6 ∙ 103
𝑚̇𝐵𝑟

𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒
 (1.2) 

Die durch Gleichung (1.3) definierten spezifischen CO2-Emissionen 𝜉𝐶𝑂2
 korre-

lieren bei gegebener Brennstoffzusammensetzung direkt mit dem spezifischen 

Brennstoffverbrauch. Sie sind jedoch von Interesse, da sie herangezogen wer-

den ko nnen, um die aus der Stromerzeugung resultierende Umweltbelastung 

von Kraftwerksprozessen, die auf unterschiedlichen Brennstoffen beruhen, zu 

vergleichen. Die spezifischen CO2-Emissionen werden als das Produkt des spe-

zifischen Brennstoffverbrauchs und des CO2-Emissionsfaktors 𝑦𝐶𝑂2
 des einge-

setzten Brennstoffs ermittelt. Der CO2-Emissionsfaktor ist eine dimensions-

lose, rein brennstoffcharakteristische Gro ße, welche die Masse der CO2-

Emissionen auf die Brennstoffmasse bezieht. Fu r die in Kapitel 3.1 definierte 

Referenzkohle liegt der Emissionsfaktor bei 0,993. 

 𝜉𝐶𝑂2
= 𝜉𝐵𝑟 ∙ 𝑦𝐶𝑂2

 (1.3) 

Verfügbarkeit 

Die Verfu gbarkeit eines Kraftwerks ist kein einheitlich definierter Begriff. All-

gemein ist darunter das Komplement zum Verha ltnis zwischen Ausfallzeit und 

zugrunde liegendem Betrachtungszeitraum zu verstehen. In der Literatur wird 

zwischen Arbeits- und Zeitverfu gbarkeit, sowie zwischen technischer und 

kommerzieller Verfu gbarkeit unterschieden. Daru ber hinaus wird die Nicht-
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verfu gbarkeit u blicherweise in planma ßige und außerplanma ßige Nichtver-

fu gbarkeit unterteilt, da diese einen unterschiedlichen Einfluss auf die Wirt-

schaftlichkeit der Anlage haben. Da in der hier angewendeten Methodik zur 

Wirtschaftlichkeitsbetrachtung all diese Unterscheidungen nicht beru cksich-

tigt werden, wird die Verfu gbarkeit dem Verha ltnis von Volllastbenutzungs-

stunden pro Jahr zur Gesamtstundenanzahl eines Jahres gleichgesetzt. Diese 

Vereinfachung ist fu r ein Kraftwerk, dessen Einsatz u ber den Spotmarkt durch 

die viertelstu ndlich erfolgende make-or-buy Entscheidung bestimmt wird, zu-

la ssig, wenn davon ausgegangen werden kann, dass das Kraftwerk immer ein-

gesetzt wird, wenn es verfu gbar ist. Da Braunkohlekraftwerke bisher in der 

Grundlast eingesetzt wurden und davon auszugehen ist, dass das hier unter-

suchte Kraftwerk nach Inbetriebnahme im Vergleich zu anderen konventionel-

len Kraftwerken sehr geringe variable Stromgestehungskosten hat, ist die An-

nahme zuna chst zula ssig, dass die Volllastbenutzungsstunden nahe dem durch 

das Produkt von Gesamtstundenanzahl eines Jahres und Verfu gbarkeit vorge-

gebenen Maximalwert liegen werden. Um dem zu erwartenden Zubau erneu-

erbarer Erzeugungseinheiten und dem daraus resultierenden Ru ckgang der 

Volllastbenutzungsstunden Rechnung zu tragen, wird in der Wirtschaftlich-

keitsbetrachtung eine Sensitivita tsanalyse fu r die Volllastbenutzungsstunden 

durchgefu hrt. 

Eine belastbare Quantifizierung der Verfu gbarkeit der im Folgenden unter-

suchten Anlagenkonfigurationen ist nur eingeschra nkt mo glich. Weiterhin 

steht dem dafu r erforderlichen Aufwand ein begrenzter Nutzen gegenu ber. Um 

trotzdem eine Vergleichbarkeit der untersuchten Anlagenvarianten im Hin-

blick auf die Verfu gbarkeit zu ermo glichen, wird sichergestellt, dass die fu r die 

Realisierung der jeweiligen Variante erforderlichen Komponenten so ausge-

legt werden ko nnen, dass nicht von einer Verschlechterung der Verfu gbarkeit 

auszugehen ist. Ist dies fu r eine Komponente nicht mo glich, werden entspre-

chende Redundanzen bei der Ermittlung der Investitionskosten beru cksich-

tigt. 

Teillastwirkungsgrade 

Der tatsa chlich erreichte Wirkungsgrad eines Kraftwerks ha ngt von zahlrei-

chen Einflussgro ßen ab (z. B.: Lastpunkt, Brennstoffqualita t, Umgebungsbe-

dingungen, Reisezeit, Alterung) und schwankt mitunter deutlich. Mit Aus-

nahme der Kohlezusammensetzung und des Lastpunkts wird fu r all diese 
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Einflussgro ßen davon ausgegangen, dass die Wirkungsgrade der in der vorlie-

genden Arbeit untersuchten Varianten eine a hnliche Abha ngigkeit aufweisen, 

sodass auf eine Untersuchung der Abha ngigkeit von diesen Einflussgro ßen 

verzichtet werden kann.  

Fu r unterschiedliche Lastpunkte und Kohlezusammensetzungen wird im Fol-

genden situativ entschieden, ob diese Einflussgro ßen fu r die Bewertung einer 

Variante relevant sind, da von einer abweichenden Wirkungsgradcharakteris-

tik auszugehen ist. Um den Einfluss der Anlagenlast auf den Wirkungsgrad zu 

untersuchen, wird der Frischdampfmassenstrom zwischen der Dampferzeu-

germindestlast und der maximal zula ssigen Dampferzeugerdauerlast variiert, 

wobei eine Schrittweite von 5 % des bei Nennlast erforderlichen Frischdampf-

massenstroms gewa hlt wird. Fu r die Bewertung des Einflusses unterschiedli-

cher Kohlezusammensetzungen auf den Wirkungsgrad wird der u ber das Koh-

leband gemittelte Wirkungsgrad definiert. Er entspricht dem arithmetischen 

Mittel der fu r alle Kohlequalita ten des Kohlebandes ermittelten Wirkungs-

grade eines gegebenen Lastpunkts (in der Regel die Nennlast des Kraftwerks). 

Um den Berechnungsaufwand auf ein vertretbares Maß zu reduzieren, werden 

der Wassergehalt und der Aschegehalt des in Kapitel 3.1 definierten Kohleban-

des in 1 % Schritten variiert. Der korrespondierende Heizwert wird entspre-

chend Gleichung (3.1) ermittelt. Liegen alle drei Gro ßen Wassergehalt, Asche-

gehalt und Heizwert innerhalb des Kohlebandes, wird der fu r diese 

Kohlequalita t ermittelte Wirkungsgrad in die Mittelung einbezogen, sodass 

der Mittelwert aus 89 Einzelwerten gebildet wird. Um sicherzustellen, dass die 

gewa hlte Schrittweite ausreicht, um die zu untersuchende Charakteristik ab-

zubilden, erfolgt eine U berpru fung mit Hilfe von Konturdiagrammen (vgl. z. B. 

Abbildung A.28). 

Da in der Wirtschaftlichkeitsbetrachtung lediglich der Wirkungsgrad im Aus-

legungspunkt beru cksichtigt wird, wird mit den untersuchten Teillastwir-

kungsgraden analog zu anderen nicht wirtschaftlich bewerteten Gro ßen ver-

fahren. Eine Optimierung wird angestrebt und umgesetzt, wenn die in der 

Wirtschaftlichkeitsbetrachtung beru cksichtigten Gro ßen nicht oder nur unwe-

sentlich beeinflusst werden. 
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1.4 Verfügbare Technik 

In der vorliegenden Arbeit werden bei der Ermittlung des unter den gegebe-

nen Randbedingungen optimalen Anlagendesigns fu r ein Braunkohlekraft-

werk alle heute kommerziell verfu gbaren technischen Lo sungen fu r die bei der 

Braunkohleverstromung erforderlichen Verfahrensschritte beru cksichtigt. Die 

betroffenen Verfahren werden im Folgenden dargestellt. Sind fu r einen Verfah-

rensschritt mehrere technische Lo sungen bekannt, erfolgt eine Auswahl auf 

Basis der aktuellen kommerziellen Bedeutung und der Relevanz fu r die in der 

vorliegenden Arbeit dargestellten Optimierungsschritte. Entwicklungstenden-

zen und der aktuelle Stand der Forschung sind nur von Interesse, wenn daraus 

kommerziell anwendbare Verfahren ableitbar sind, die bisher noch keine An-

wendung gefunden haben. Fu r in der vorliegenden Arbeit nicht dargestellte 

Verfahren wird auf weiterfu hrende Literatur verwiesen (z. B. [EFF-00]). 

Im ja hrlich erscheinenden U bersichtsartikel „Braunkohle“ werden die aktuell 

wichtigsten Themen aus Forschung und Entwicklung im Bereich der Braun-

kohleverstromung beschrieben. Die aktuellen Bestrebungen zielen auf eine 

weitere Effizienzsteigerung als Prima rmaßnahme zur Vermeidung von CO2-

Emissionen, auf Lo sungen zur Abtrennung und Speicherung (Carbon Capture 

and Storage – CCS) bzw. Nutzung von CO2 (Carbon Capture and Utilization – 

CCU), sowie auf die Erho hung der Lastwechselfa higkeit zuku nftiger Kraft-

werke ab [KAL-12]. 

Aufgrund der aktuellen Gesetzgebung zu CCS und der langfristen Ausrichtung 

der Forschung zu CCU haben derartige technische Lo sungen fu r kurzfristig an-

stehende Kraftwerksneubauten keine Relevanz und werden daher im Folgen-

den nicht weiter betrachtet. Fu r die Steigerung der Effizienz werden laut Kalt-

enbach zwei wesentliche Entwicklungsstra nge verfolgt: Zum einen werden 

Werkstoffe entwickelt, die Dampfparameter von 700 °C und 350 bar erlauben. 

Zum anderen werden Lo sungen zur energieeffizienten Trocknung der Braun-

kohle in Dampfwirbelschichttrocknern zur kommerziellen Reife gefu hrt [KAL-

12]. 

Die beiden Entwicklungspfade sind nach ihrer technischen Reife zu unter-

scheiden. So hat eine Prototypanlage fu r die Wirbelschichttrocknung mit in-

terner Abwa rmenutzung (WTA) der RWE Power den Nachweis kommerzieller 

Einsatzreife erbracht [KAL-12]. Der Einsatz der Trocknungstechnik ist im Rah-

men des Kraftwerksprojekts BoAPlus der RWE Power geplant [RWE-12][LAM-
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12]. Die Entwicklung der druckaufgeladenen Wirbelschichttrocknung durch 

die BTU Cottbus, die Vattenfall Europe Mining & Generation und die Mibrag ist 

ebenfalls im Stadium einer Versuchsanlage angelangt. Der großtechnische Ein-

satz war von Vattenfall im Rahmen eines Demonstrationskraftwerks fu r CCS-

Technologien geplant, welches bis 2015 realisiert werden sollte [ASE-11]. Auf-

grund der aktuellen nationalen Gesetzgebung zu CCS wurde die Planung je-

doch eingestellt [KAL-12]. Hinsichtlich ho herer Dampfparameter ist laut der 

Internetpra senz zur Fo rderinitiative COORETEC „[d]as Wissen u ber das 

700 °C-Kraftwerk […] inzwischen so groß, dass der Bau einer Demonstrations-

anlage mo glich ist“ [FIZ-12]. Planungen fu r eine Demonstrationsanlage liegen 

derzeit nicht vor. Wann ein kommerzieller Einsatz zu erwarten ist, bleibt offen. 

Die Forschung zum Thema wurde bis 2013 im Rahmen des Projekts 

COMTES700 weitergefu hrt. Fazit des Projekts ist, dass weitere Forschung er-

forderlich ist, bevor ein 700 °C Kraftwerk gebaut und betrieben werden kann 

[EUR-13]. 

Im Folgenden wird daher neben dem aktuellen Stand der Technik bereits rea-

lisierter Braunkohlekraftwerke detailliert auf die Dampfwirbelschichttrock-

nungstechnik eingegangen. Eine weitere Darstellung der Forschungsergeb-

nisse zur 700 °C Technik erfolgt nicht. 

1.4.1 Braunkohletrocknung 

Braunkohle wird in Deutschland in Tagebauen gefo rdert und mit Zu gen oder 

u ber Kohlebandbru cken im grubenfeuchten, vorgebrochenen Zustand zu den 

Kraftwerken transportiert, die aufgrund des hohen Ballastanteils der Kohle 

und der damit einhergehenden niedrigen Wirtschaftlichkeit des Transports 

u blicherweise in der Na he eines Tagebaus liegen. Die im Kraftwerk angelie-

ferte Rohbraunkohle (RBK) hat einen Wassergehalt von ca. 50 – 60 Gew.-% 

[FOH-87] und eine Korngro ße von bis zu ca. 5 cm. Um Braunkohle in staubbe-

feuerten Dampferzeugern verbrennen zu ko nnen, muss der Wassergehalt der 

RBK auf Werte < 20 % reduziert und die Braunkohle auf eine Ko rnung von ca. 

0 – 1 mm ausgemahlen werden. Die Intensita t, mit der das Wasser an die 

Braunkohle gebunden ist, variiert stark. Der Anteil der Oberfla chenfeuchte 

(ungebundenes Wasser, welches theoretisch ohne Arbeit entfernt werden 

kann) am Wassergehalt ist in der Regel sehr gering, sodass thermische Verfah-

ren erforderlich sind, um den Wassergehalt der Braunkohle nennenswert zu 

reduzieren [KLU-96b]. Der u berwiegende Teil des Wassers ist kapillar und ein 



Kapitel 1: Einleitung 

 20 

weiterer Teil in sehr feinen Poren chemisorptiv gebunden [FOH-87]. Der Ener-

gieaufwand zur Entfernung des Wassers aus der Kohle steigt mit zunehmen-

dem Trocknungsgrad an, u berschreitet jedoch fu r den gro ßten Teil des kapillar 

gebundenen Wassers die Verdampfungswa rme nur unwesentlich [FOH-87]. 

Entsprechend den unterschiedlichen Bindungsintensita ten des Wassers erge-

ben sich bei der Kohletrocknung nicht-lineare Zusammenha nge zwischen den 

Parametern Endfeuchte, Energieaufwand und Dauer [FOH-87]. 

Ein ausfu hrlicher U berblick u ber die mo glichen technischen Verfahren, um 

Braunkohle aufzubereiten, wird in [ROD-04] gegeben. Im Folgenden wird auf 

zwei dieser Verfahren eingegangen: die Mahltrocknung von RBK mit Schlag-

radmu hlen als das mit Abstand am weitesten verbreitete Braunkohleaufberei-

tungsverfahren fu r moderne staubbefeuerte Dampferzeuger und das Dampf-

wirbelschichttrocknungsverfahren als fortschrittliches Braunkohle-

aufbereitungsverfahren, welches derzeit in Deutschland bis zur kommerziel-

len Reife weiter entwickelt wird. 

Mahltrocknung 

Staubbefeuerte RBK-Dampferzeuger werden seit den 1930er Jahren fast aus-

schließlich mit Schlagradmu hlen ausgefu hrt. In der Schlagradmu hle erfolgt die 

Ausmahlung und Trocknung der Kohle in einem Prozessschritt. Die Rohkohle-

ko rner werden mit Prima rluft und ca. 900 °C heißen, aus dem Feuerraum des 

Dampferzeugers ru ckgesaugten Rauchgasen vermischt. Durch die schlagartige 

Verdampfung des Wassers und die Prallwirkung beim Auftreffen auf das 

Schlagrad und die Umfassungswand der Mu hle zerplatzen sie. Die Drehzahl 

und der Prima rluftmassenstrom der selbstventilierenden Mu hle werden so ge-

regelt, dass sich eine Sichtertemperatur von ca. 120 °C einstellt, wobei eine 

Ausmahlung der Kohle mit einem 50 % Ru ckstand auf dem 0,09 mm Sieb er-

reicht wird [EFF-00][KAT-95]. Details zu Verfahrenstechnik, zur Ausfu hrung 

und zum Betrieb von Schlagradmu hlen sind in [EFF-00] zu finden. 

Dampfwirbelschichttrocknung 

Die Entwicklung von kommerziell einsetzbaren Dampfwirbelschichttrocknern 

fu r Braunkohle wird in zwei Entwicklungsschienen parallel vorangetrieben. 

Zum einen ist das durch die RWE Power entwickelte WTA-Verfahren (WTA – 

Wirbelschichttrocknung mit interner Abwa rmenutzung) zu nennen [KLU-10]. 

Zum anderen forscht die Vattenfall Europe Mining & Generation in Zusammen-
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arbeit mit der BTU Cottbus an der sogenannten druckaufgeladenen Dampfwir-

belschicht-Trocknung (DDWT) [MER-10][POR-10]. Das grundsa tzliche Verfah-

rensprinzip beider Entwicklungen ist identisch, sodass im Folgenden nur das 

WTA-Verfahren im Detail erla utert wird. Wesentlicher Unterschied der Ent-

wicklungen ist der kohleseitige Systemdruck im Trockner, der im Fall des WTA-

Prozesses bei 1,1 bar liegt. Fu r die DDWT wird angestrebt, einen kohleseitigen 

Systemdruck von 6,0 bar zu erreichen. 

Ein weiterer Unterschied ist im Hinblick auf den Entwicklungsstand zu ver-

zeichnen. Fu r den WTA-Prozess gibt es seit Dezember 2008 einen Prototyp am 

Block K des Kraftwerks Niederaußem, dessen Gro ße der Anlagengro ße ent-

spricht, die auch fu r spa tere kommerzielle Anlagen vorgesehen ist. Der WTA 

Prototyp ist darauf ausgelegt 210 t/h RBK mit einem Wassergehalt von ca. 

54 % durchzusetzen und dabei 110 t/h Trockenbraunkohle (TBK) mit einer 

Restfeuchte von ca. 12 % bei einer Verdampfungsleistung von 100 t/h zu pro-

duzieren. Die Betriebserfahrungen mit dem Prototyp zeigen, dass spezifikati-

onsgerechte TBK u ber la ngere Betriebsphasen hinweg produziert werden 

kann, es jedoch noch weiterer Optimierung im Hinblick auf die Verwendung 

eines breiten Kohlequalita tsbandes bedarf [KLU-10]. Fu r den DDWT-Prozess 

gibt es am Standort Schwarze Pumpe seit Oktober 2008 eine Versuchsanlage 

mit einer Verdampfungsleistung von 5 t/h, in der bis Juni 2011 rund 30.000 t 

Kohle in rund 5.000 Betriebsstunden durchgesetzt wurden. Weiterhin war die 

Inbetriebnahme eines 250 MWel Kraftwerks bis 2015 mit Oxyfuel-Dampfer-

zeuger und TBK Bereitstellung mit dem DDWT Verfahren geplant [POR-

10][ASE-11]. 
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Abbildung 1.2: Verfahrensschema des WTA-Prozesses 

Abbildung 1.2 zeigt ein Verfahrensschema des WTA-Prozesses. In der WTA 

wird die RBK mit Hilfe von zwei hintereinander geschalteten Hammermu hlen 

auf eine Korngro ße von 0 bis 2 mm ausgemahlen. Die feingemahlene RBK wird 

dann durch eine Zellenradschleuse in den Trockner eingebracht, wo sie u ber 

eine Drehschurre gleichma ßig auf das Wirbelbett aufgegeben wird. Der Trock-

ner arbeitet bei einem leichten U berdruck in reiner Dampfatmospha re bei ei-

ner Wirbelschichttemperatur von 110 °C. Die Beheizung des Trockners erfolgt 

durch Tauchheizfla chen, die vollsta ndig vom Wirbelbett u berdeckt sind und in 

denen Prozessdampf bei ca. 4 bar kondensiert. Das ausgedampfte Wasser 

(Bru den) wird am Kopf des Trockners abgezogen und in einem Elektrofilter 

entstaubt. Ein geringer Teil der entstaubten Bru den wird zur Fluidisierung des 

Wirbelbetts mit Hilfe eines Gebla ses zum Du senboden des Trockners zuru ck-

gefu hrt. Die restlichen Bru den stehen als separater Stoffstrom fu r eine weitere 

Nutzung zur Verfu gung. Die getrocknete Kohle bildet unter dem Du senboden 

im Trockner ein Festbett und wird u ber Zellenradschleusen aus den Austrags-

zitzen des Trockners ausgeschleust. Die TBK wird auf eine Temperatur von 

< 80 °C abgeku hlt, in einer nachgeschalteten Mahlstufe entsprechend den An-

forderungen der Staubfeuerung auf eine Korngro ße von 0 bis 1 mm ausgemah-

len und in einem Silo zwischengelagert [KLU-10][SCH-06]. 
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1.4.2 Rohbraunkohlekraftwerke 

Den Stand der Technik bei der Stromerzeugung aus Braunkohle repra sentie-

ren die Kraftwerksblo cke Niederaußem K, Neurath F und G sowie Boxberg Q 

und R. In Tabelle 1.1 sind, so weit verfu gbar, relevante Eckdaten dieser Kraft-

werksblo cke gegenu bergestellt. Die Daten beziehen sich stets auf den Nenn-

lastpunkt bei Betrieb mit der jeweiligen Auslegungskohle. 

Tabelle 1.1: Auslegungsdaten moderner RBK-Kraftwerke 

 
Nieder- 
außem 
Block K 

Neurath 
Block F & G 

Boxberg 
Block Q 

Boxberg 
Block R 

Bruttoleistung 1012 MWel 1100 MWel 900 MWel 675 MWel 

Nettoleistung 965 MWel 1050 MWel 845 MWel k. A. 

kommerzieller 
Betrieb seit 

2003 2012 2000 2012 

𝜂𝑛𝑒 > 43 % > 43 % 42 % 43,6 % 
 

Kessel 

FWL 2135 MWth 2392 MWth 2030 MWth 1448 MWth 

FD-Massen-
strom 

2620 t/h 2870 t/h 2422 t/h k. A. 

FD-Druck 274 bar 272 bar 266 bar 286 bar 

FD-
Temperatur 

580 °C 600 °C 545 °C 600 °C 

ZU -Druck 60 bar 55,5 bar 58 bar 50 bar 

ZU -
Temperatur 

600 °C 605 °C 581 °C 610 °C 

Mu hlen 8 8 8 8 
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Wasser-Dampf-Kreislauf 

Dampfturbine 
kondensie-
rend mit fu nf 
Geha usen 

kondensie-
rend mit vier 
Geha usen 

kondensie-
rend mit fu nf 
Geha usen 

kondensie-
rend mit vier 
Geha usen 

SPW-Vorwa r-
mer 

10 9 9 9 

SPW-Endtem-
peratur 

294 °C 292 °C 274 °C 289 °C 

Turbinenkon-
densatordruck 

28/35 mbar 48 mbar 41 mbar 32/39 mbar 

Turbinenkon-
densator-
schaltung 

parallel/ 
seriell 

parallel parallel seriell 

Ku hlwasser- 
volumenstrom 

k. A. k. A. 23,61 m³/s 16,17 m³/s 
 

Quellen 
[HEI-98] 
[LAM-02] 

[RWE-07] 
[ELS-08] 

[KLA-98] 
[VAT-06] 
[VAT-10] 

[BRE-05] 
[MAN-07] 
[MAN-10] 
[VAT-10] 

 

Rohbraunkohledampferzeuger 

Die in Tabelle 1.1 aufgefu hrten Kraftwerke haben alle in Turmbauweise ausge-

fu hrte, staubbefeuerte Dampferzeuger, die entsprechend den besonderen Ei-

genschaften des Brennstoffs ausgelegt sind. 

Aufgrund des Einsatzes von RBK in Schlagradmu hlen muss dem großen Rauch-

gasvolumenstrom mit einem entsprechend großen Dampferzeugerquerschnitt 

begegnet werden. Der teilweise hohe Siliziumanteil in der Braunkohleasche 

und das daraus resultierende Erosionspotential erfordert eine Auslegung der 

Dampferzeuger mit niedrigen Rauchgasgeschwindigkeiten, was zu einer wei-

teren Vergro ßerung des Querschnitts fu hrt. Entsprechend liegen die Rauch-

gasgeschwindigkeit im Konvektivteil des Dampferzeugers des Blockes K im 

Kraftwerk Niederaußem bei 9 m/s und der Dampferzeugerquerschnitt bei 

23 m x 23 m [HEI-98]. Bei den Blo cken F und G des Kraftwerks Neurath betra gt 

der Dampferzeugerquerschnitt aufgrund der ho heren Leistung sogar 

26 m x 26 m [HAB-04]. 

Um dem Ansatzbildungspotential der Braunkohleaschen und den niedrigen 

Ascheerweichungstemperaturen Rechnung zu tragen, werden moderne RBK-
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Dampferzeuger im Abgleich mit dem Einsatzkohleband auf niedrige Feuer-

raumendtemperaturen (FET) ausgelegt und mit zahlreichen Wasser- und 

Dampfbla sern zur Reinigung der Brennkammerwa nde und des Konvektivteils 

ausgestattet. Die FET des Dampferzeugers des Blockes K im Kraftwerk Nieder-

außem liegt im Auslegungspunkt bei 1050 °C [SCH-02], die der Blo cke F und G 

des Kraftwerks Neurath bei 1010 °C [HAB-04]. 

Die Feuerung ist typischerweise als Tangentialfeuerung mit ein oder zwei Aus-

brandluftebenen ausgebildet. Im Brennerbereich wird zur Verringerung von 

Stickoxiden mit einer untersto chiometrischen Luftmenge gefahren. Die Ge-

samtluftzahl oberhalb der Ausbrandluftebenen liegt in Abha ngigkeit von der 

eingesetzten Kohlequalita t zwischen 1,1 und 1,15. Ein Grenzwert von 

200 mg/Nm³ NOx im Tagesmittelwert kann ohne Sekunda rmaßnahmen einge-

halten werden [HAB-04][HEI-98]. 

Die Frischdampfparameter moderner Dampferzeuger liegen bei 600 °C und 

knapp 300 bar. Mehr als eine Zwischenu berhitzungsstufe mit Dampfparame-

tern von maximal 610 °C und rund 60 bar wurde bei einem RBK-

Dampferzeuger bisher nicht realisiert (vgl. Tabelle 1.1). Auf der Wasser-

Dampf-Seite hat es sich als zweckma ßig erwiesen, aufgrund der hohen Wa r-

meaufnahme im Feuerraum und zur Begrenzung der Temperatur des Trenn-

gefa ßes die Dampferzeugerwand im unteren, als Schra gberohrung ausgefu hr-

ten Bereich als Verdampfer und im oberen, senkrecht berohrten Bereich als 

ersten U berhitzer zu schalten. Im Fall der Dampferzeuger der Blo cke F und G 

des Kraftwerks Neurath liegt der U bergang vom schra g berohrten auf den 

senkrecht berohrten Teil der Wand und damit das Verdampferende ca. 62 m 

oberhalb des Trichterknicks und damit noch deutlich vor dem Ende des Feu-

erraums, der 87 m hoch ist [HAB-04][FIE-06]. 

Abbildung 1.3 zeigt die Heizfla chenkonfiguration des Konvektivteils der 

Dampferzeuger der Blo cke F und G des Kraftwerks Neurath. Die Tragrohre und 

das Tragrohrschott bilden die zweite U berhitzerstufe. Es folgen zwei weitere 

U berhitzer mit jeweils vorgelagertem Einspritzku hler zur Regelung der 

Dampftemperatur. Der Zwischenu berhitzer ist zweigeteilt und besitzt einen 

Einspritzku hler zwischen den beiden Stufen. Die Rauchgastemperatur hinter 

Economiser liegt im Auslegungspunkt bei 367 °C. [HAB-04] 
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Abbildung 1.3: Konvektivteil der Dampferzeuger der Blöcke F und G des Kraftwerks 
Neurath [HAB-04] 

Das Werkstoffkonzept des Dampferzeugers des Blockes K im Kraftwerk Niede-

raußem ist in [LOR-00] und [HEI-98] dargestellt. Fu r die Blo cke F und G des 

Kraftwerks Neurath ist eine U bersicht der eingesetzten Dampferzeugerwerk-

stoffe in [FIE-06] zu finden. Erwa hnenswert sind die auf die Dampfparameter 

begrenzend wirkenden Werkstoffe. Im Bereich der Dampferzeugerwa nde ist 

hier der Werkstoff 7CrMoVTiB 10-10 (T24) zu nennen, der aufgrund von 

Wandaustrittstemperaturen zwischen 480 °C und 490 °C und hohen Spannun-

gen in Rohrla ngsrichtung in der Senkrechtberohrung sowohl in den Blo cken F 

und G des Kraftwerks Neurath als auch im Block R des Kraftwerks Boxberg 

eingesetzt wird. Fu r die Heizfla chen des U H 4 und des ZU  2 kommt der auste-

nitische Chromstahl HR3C zum Einsatz. Fu r die Sammler der U berhitzer und 

Zwischenu berhitzer wird, mit Ausnahme des ZU  1 Eintrittssammlers, 

X10CrWMoVNb 9-2 (P92) eingesetzt. 

Wasser-Dampf-Kreislauf 

Die Ausfu hrung der Wasser-Dampf-Kreisla ufe von modernen Braunkohle- und 

Steinkohlekraftwerken unterscheiden sich nur unwesentlich. Eine Differenzie-

rung zwischen verschiedenen Kraftwerken erfolgt durch unterschiedliche 

wirtschaftliche und lokale Randbedingungen sowie die stetige Weiterentwick-

lung einzelner Komponenten. 

ECO Gleichstrom

Gegenstrom

Gegenstrom

Gleichstrom

Gleichstrom

Gegenstrom

ZÜ 1

ÜH 3

ZÜ 2

ÜH 4

ÜH 2
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Block K des Kraftwerks Niederaußem besitzt eine sechsflutige Niederdruck-

turbine mit Stahlschaufeln mit einem Abstro mquerschnitt von je 12,5 m². Zwei 

der drei Turbinenkondensatoren sind parallel geschaltet, sodass mit dem 

14,7 °C kalten Ku hlwasser ein Kondensatordruck von 28 mbar erreicht wird. 

Der Druck im dritten in Reihe geschalteten Turbinenkondensator liegt bei 

35 mbar [PFL-99]. Im Vergleich dazu sind die Blo cke F und G des Kraftwerks 

Niederaußem mit vierflutigen ND-Turbinen ausgestattet, die einen Austritts-

querschnitt von je 13,2 m² und eine aus Titan gefertigte letzte Schaufelreihe 

haben. Der Dampf wird auf 48 mbar entspannt. Die Ku hlwassertemperatur 

liegt bei 18,2 °C [ELS-08]. Block R des Kraftwerks Boxberg hat auch eine vier-

flutige ND‑Turbine mit in Reihe geschalteten Turbinenkondensatoren, die bei 

einem Druck von 32 mbar und 39 mbar arbeiten. Die Dampfturbinenwir-

kungsgrade liegen fu r die HD-Turbine bei u ber 93 % und fu r die MD-Turbine 

bei u ber 95 % [MAN-10]. 

Die Kondensat- und Speisewasservorwa rmstrecke besteht in Abha ngigkeit 

vom Turbinenkondensatordruck aus fu nf oder sechs Niederdruckvorwa r-

mern, einem Speisewasserbeha lter und drei Hochdruckvorwa rmern. Dem in 

Stro mungsrichtung des Speisewassers letzten HD-Vorwa rmer ist ein externer 

Enthitzer vorgeschaltet, der den stark u berhitzen Dampf aus der ersten Anzap-

fung der Mitteldruckturbine ku hlt, bevor dieser im ersten HD-Vorwa rmer kon-

densiert wird. Die vier ND-Vorwa rmer vor dem SPW-Beha lter sind abwech-

selnd entweder in Ablaufregelung geschaltet und mit einem Nachku hler 

ausgestattet oder mit einer Heizdampfkondensatpumpe zum Vorwa rtspum-

pen des Heizdampfkondensats ausgefu hrt. Der erste bzw. der erste und zweite 

ND-Vorwa rmer werden in Ablaufregelung betrieben. Die Hauptspeisewasser-

pumpe wird zur Minimierung des elektrischen Eigenbedarfs mit einer Dampf-

turbine angetrieben [PFL-99]. 

Rauchgaswärmenutzungssysteme 

Wie bereits erwa hnt, fu hrt der hohe Wasseranteil in der Braunkohle bei RBK-

Kraftwerken zu großen Rauchgasvolumenstro men, was sich negativ auf die 

Abgasverluste des Dampferzeugers auswirkt. Daru ber hinaus bedingt der 

hohe Wasseranteil im Rauchgas einen vergleichsweise hohen Schwefelsa ure-

taupunkt, der in Abha ngigkeit von der eingesetzten Kohlequalita t im Bereich 

von 160 °C liegt. Entsprechend wurden alte RBK-Kraftwerke auf eine Abgas-

temperatur ausgelegt, die geringfu gig u ber dem Schwefelsa uretaupunkt liegt, 
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um Korrosionen am Regenerativluftvorwa rmer zu vermeiden. Aufgrund des 

großen Rauchgas-Luft-Verha ltnisses wa re eine weitere Absenkung der Abgas-

temperatur mit Hilfe des Regenerativluftvorwa rmers nur begrenzt mo glich. 

Zur besseren Ausnutzung der Rauchgaswa rme sind moderne RBK-Kraftwerke 

mit sogenannten Wa rmeverschiebesystemen ausgestattet. Zentrales Merkmal 

ist der Einsatz eines korrosionsbesta ndigen Rauchgasku hlers zwischen Elekt-

rofilter und Rauchgasentschwefelungsanlage, der dem Rauchgas Wa rme in ei-

nem Temperaturbereich entzieht, der zum Teil unterhalb des Schwefelsa u-

retaupunkts liegt. Im Folgenden werden zwei ausgefu hrte Varianten von 

Wa rmeverschiebesystemen dargestellt, die sich im anlagentechnischen Auf-

wand und im erreichbaren Wirkungsgradgewinn deutlich unterscheiden. 

Block K des Kraftwerks Niederaußem ist mit einem sogenannten großen Wa r-

meverschiebesystem entsprechend Abbildung 1.4 ausgestattet. Im Rauchgas-

ku hler wird das Rauchgas von ca. 160 °C auf ca. 100 °C abku hlt und diese 

Wa rme u ber einen wasserfu hrenden Zwischenkreislauf in einem Wasser-Luft-

Vorwa rmer (Waluvo) an die Verbrennungsluft u bertragen. Daru ber hinaus ist 

im Rauchgasweg parallel zu den Regenerativluftvorwa rmern ein sogenanntes 

Luftvorwa rmerbypasseconomiser-System (Lubeco-System) angeordnet, u ber 

das rund ein Drittel des Rauchgasstroms gefu hrt und in zwei Stufen von ca. 

355 °C auf 230 °C und dann auf 160 °C abgeku hlt wird. Die im Lubeco-System 

aus dem Rauchgas ausgekoppelte Wa rme wird an das Kondensat und an das 

Speisewasser u bertragen, wobei die erste Stufe des Systems als HD-

Vorwa rmer-Bypass und die zweite Stufe als Naturumlaufdampferzeuger aus-

gefu hrt ist. Der Wirkungsgradgewinn durch das große Wa rmeverschiebesys-

tem wird mit 1,3 Prozentpunkten beziffert [PFL-99]. 
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Abbildung 1.4: Schema des „großen Wärmeverschiebesystems“ [PFL-99] 

Die Blo cke F und G des Kraftwerks Neurath und Block R des Kraftwerks Box-

berg sind mit einem sogenannten kleinen Wa rmeverschiebesystem ausgestat-

tet, welches sich durch eine wesentlich einfachere Anlagentechnik auszeich-

net. Auch hier wird die dem Rauchgas im Rauchgasku hler entzogene Wa rme 

auf einen wasserfu hrenden Zwischenkreislauf u bertragen und das Rauchgas 

dabei von 160 °C bzw. 169 °C auf eine Temperatur von 125 °C bzw. 134 °C ab-

geku hlt. Die Wa rme wird in einem Bypassvorwa rmer, der parallel zu den ND-

Vorwa rmern geschaltet ist, direkt an das Kondensat u bertragen. Der Wir-

kungsgradgewinn durch das kleine Wa rmeverschiebesystem wird im Fall von 

Block R des Kraftwerks Boxberg mit 0,5 Prozentpunkten beziffert [HDB-

09][RWE-07]. 

Rauchgasreinigung 

Die Rauchgasreinigungseinrichtungen moderner Braunkohlkraftwerke beste-

hen aus Elektrofilter und Rauchgasentschwefelungsanlage. Im Elektrofilter 

wird das Rauchgas entstaubt, wobei durch Hintereinanderschaltung von meh-

reren Feldern eine Abscheideleistung von mehr als 99,8 % erreicht wird [RWE-

07][VAT-10]. Aufgrund der großen Rauchgasvolumenstro me wird der Rauch-

gasweg in zwei Stra ngen ausgefu hrt, sodass zwei Elektrofilter parallel geschal-

tet sind. Die Zusammenfu hrung der Rauchgasstra nge erfolgt entweder vor o-

der hinter der Rauchgasentschwefelungsanlage. Die gereinigten Rauchgase 

werden im gesa ttigten Zustand von der REA u ber GFK-Leitungen in den Ku hl-

turm eingeleitet, sodass kein zusa tzlicher Schornstein erforderlich ist [BUS-

01]. 



Kapitel 1: Einleitung 

 30 

Seit der Novellierung der 13. BImSchV im Jahr 2004 mu ssen neue Großkraft-

werke einen Stickoxidgrenzwert von 100 mg/Nm³ im Jahresmittel einhalten 

[BUN-04]. Dieser Grenzwert kann nicht mehr alleine durch Prima rmaßnah-

men gewa hrleistet werden. Somit ist davon auszugehen, dass neue Braunkoh-

lekraftwerke zusa tzlich mit einer Rauchgasentstickungsanlage ausgefu hrt 

werden, wobei analog zu Steinkohlekraftwerken eine Schaltung der DeNOx 

zwischen Economiser und Regenerativluftvorwa rmer als zu bevorzugende An-

ordnung angesehen wird [KAR-09]. Grundsa tzlich wa re der Einsatz des SNCR-

Verfahrens (selective non-catalytic reaction) als Alternative zu pru fen, wobei 

hierzu keine Vero ffentlichungen vorliegen. Insbesondere im Fall eines neuen 

RBK-Kraftwerks ko nnte ein nichtkatalytisches Verfahren zur Stickoxidminde-

rung ausreichen, da schon heute ein Stickoxidgrenzwert von 200 mg/Nm³ 

durch Prima rmaßnahmen eingehalten wird. 

1.4.3 Trockenbraunkohlekraftwerke 

Vorhandene Vero ffentlichungen zu TBK-Kraftwerken konzentrieren sich ent-

weder auf TBK-Dampferzeuger oder den Trockner und die Nutzung der Ab-

wa rme aus dem Trocknungsprozess. Mo gliche Gesamtkonzepte fu r ein TBK-

Kraftwerk auf Basis des WTA-Prozesses werden von Schwendig vorgestellt 

[SCH-06]. Auch Rode untersucht in seiner Arbeit ein TBK-Kraftwerk mit WTA 

und Bru denverdichtung [ROD-04]. Optimierungsaspekte, die sich aus einem 

von dem Auslegungspunkt abweichenden Betrieb des Kraftwerks ergeben, 

werden in keiner der vorliegenden Vero ffentlichungen aufgegriffen. Das Poten-

tial zur Steigerung des Nettowirkungsgrads wird je nach eingesetzter Koh-

lequalita t und Bru denwa rmenutzungsvariante mit 4 bis 6 Prozentpunkten an-

gegeben [EWE-03][ASE-11].  

Trockenbraunkohledampferzeuger 

Zur Feuerung mit TBK wurden umfangreiche Untersuchungen an Versuchsan-

lagen und Großdampferzeugern durchgefu hrt. Die wesentlichen Erkenntnisse 

dieser Untersuchungen hat Rode zusammengefasst [ROD-04]. Nach Aussage 

von Bergins ist „die Feuerungstechnik (…) durch langja hrige Erfahrungen beim 

Bau von Trockenbraunkohle gefeuerten Industriedampferzeugern erprobt (…) 

und ein solches Kraftwerk sofort umsetzbar“ [BRG-09]. 
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Konzepte fu r TBK-befeuerte Dampferzeuger sind in [POL-96], [MUE-99] und 

[EWE-03] dargestellt. Grundsa tzlich ist festzuhalten, dass durch die Vortrock-

nung zwar der Wassergehalt der Kohle reduziert und der Heizwert der Kohle 

erho ht wird, die Eigenschaften der Asche aber nicht beeinflusst werden. Somit 

sind auch TBK-Dampferzeuger auf niedrige Feuerraumendtemperaturen aus-

zulegen. Aufgrund der verfahrenstechnischen Entkopplung der Prozesse 

Trocknung und Feuerung kann jedoch bei TBK-Dampferzeugern ein indirektes 

Feuerungssystem eingesetzt werden, was die Anzahl der Freiheitsgrade bei 

der Auslegung des Dampferzeugers erho ht. So ist, neben der von RBK-

Dampferzeugern bekannten Tangentialfeuerung, eine Boxerfeuerung oder La-

genfeuerung mit deutlich gleichma ßigeren Verha ltnissen auf der Rauch-

gasseite realisierbar. Weiterhin muss zur Sicherstellung einer symmetrischen 

Feuerung die Feuerraumgeometrie nicht mehr quadratisch sein, sondern kann 

auch rechteckig gewa hlt werden. Aus diesem Grund ko nnen die Querschnitts- 

und Volumenbelastung des Feuerraums in gewissen Grenzen unabha ngig von-

einander eingestellt werden [RUP11b]. Generell ist davon auszugehen, dass bei 

einer TBK-Feuerung aufgrund des mo glichen individuellen Einsatzes der Bren-

ner stets eine symmetrische Feuerung gewa hrleistet werden kann und somit 

weniger Schieflagen im Feuerraum auftreten als bei einer RBK-Feuerung. Dies 

hat zur Folge, dass das Rauchgastemperaturprofil am Feuerraumende gleich-

ma ßiger ist und damit beim Einsatz rheinischer Braunkohlen eine FET von 

1030 °C statt den bei vergleichbaren RBK-Dampferzeugern u blichen 1010 °C 

zugelassen werden kann [EWE-03]. 

Aufgrund des ho heren Heizwerts und des reduzierten Rauchgasvolumen-

stroms muss zur Einhaltung der FET und zur Begrenzung der Wa rmeauf-

nahme der Feuerraumwa nde, die aufgrund der heute verfu gbaren Werkstoffe 

erforderlich ist, der Rauchgasvolumenstrom durch Einsatz einer Rauchgasre-

zirkulation ku nstlich erho ht werden [POL-96][EWE-03]. Es ist dabei vorgese-

hen, einen Teil des Rauchgases hinter dem Elektrofilter zu entnehmen und in 

die Brennkammer zuru ckzufu hren [SCH-06]. Die in [MUE-99] gea ußerte Er-

wartung, dass fu r den kommerziellen Einsatz erprobte Membranwandwerk-

stoffe zur Verfu gung stehen wu rden, die Dampftemperaturen von ca. 520 °C in 

der Umfassungswand ermo glichen wu rden, und somit keine Rauchgasrezirku-

lation erforderlich wa re, haben sich bis heute nicht erfu llt [SCH-06]. 
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Einbindung des Trockners und der Abwärmenutzung 

Auf die Einbindung des Wirbelschichttrockners in den Kraftwerksprozess 

wird in bisherigen Vero ffentlichungen mit der Aussage eingegangen, dass die 

Prozessdampfversorgung des Trockners aus dem Wasser-Dampf-Kreislauf des 

Kraftwerks erfolgen kann. Die Entnahmestelle variiert in Abha ngigkeit vom 

kohleseitigen Systemdruck, bei dem der Trockner arbeitet, und von der Bru -

denwa rmenutzungsvariante, sodass die Anzapfungen der Dampfturbine oder 

die U berstro mleitung zwischen MD- und ND-Turbine in Frage kommen. Wer-

den die Bru den unter Ausnutzung des Wa rmepumpenprinzips verdichtet und 

zur Beheizung des Trockners genutzt, reduziert sich der Fremddampfbedarf 

auf rund ein Sechstel [ASE-11]. Wird daru ber hinaus das Bru denkondensat zur 

Vorwa rmung der Rohkohle genutzt, arbeitet der Trockner ab einem bestimm-

ten Wassergehalt der Rohkohle sogar dampfautark [SCH-06]. 

Sowohl die Bru denverdichtung zur Beheizung des Trockners als auch die Vor-

wa rmung der Rohkohle mit Bru denkondensat wurden in einer bei einem 

Druck von etwa 1,1 bar arbeitenden WTA-Demonstrationsanlage mit einer 

Verdampfungsleistung von 24 t/h getestet. Fu r die Verdichtung der Bru den auf 

etwa 4 bar wurde ein dreistufiger Getriebeturboverdichter mit direkter Ein-

spritzku hlung eingesetzt. Die Nichtverfu gbarkeit des Verdichters lag in einem 

Zeitraum von ca. 8600 Produktionsstunden deutlich unter 1 % [KLU-96a]. Die 

erwarteten energetischen Vorteile der Kohlevorwa rmung auf eine Temperatur 

von 65 – 70 °C konnten mit dem in der Demonstrationsanlage eingesetzten 

Rohkohlevorwa rmer besta tigt werden. Der urspru nglich eingesetzte Vorwa r-

mer wurde jedoch aufgrund von erheblichen betrieblichen Problemen in der 

Regel umfahren und durch einen neuen Typ ersetzt [KLU-94][KLU-96a]. Zum 

Betriebsverhalten des neuen Vorwa rmertyps liegen keine Vero ffentlichungen 

vor. Nach Aussage eines mit dem Versuchsbetrieb betrauten Mitarbeiters lief 

der neue Vorwa rmertyp u ber einen Zeitraum von 3 Jahren zufriedenstellend 

[MOS-11]. 

Weitere in der Literatur vorgeschlagene Bru denwa rmenutzungsvarianten 

werden im Folgenden aufgefu hrt und sind in Abbildung 1.5 dargestellt. Eine 

Bewertung der Varianten ist nur in Einzelfa llen erfolgt. Ein rigoroser Vergleich 

aller vorgeschlagenen Bru denwa rmenutzungsvarianten liegt bisher nicht vor. 
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Variante I Variante II Variante III 

Variante IV Variante V Variante VI 

Abbildung 1.5: Schemata verschiedener Brüdenwärmenutzungsvarianten 

Neben der schon erwa hnten Verdichtung der Bru den (Variante I) zur Behei-

zung des Trockners und der Nutzung des Bru denkondensats zur Vorwa rmung 

der Rohkohle ist die Nutzung der Kondensationswa rme der Bru den zur Vor-

wa rmung des Hauptkondensats (Variante II) denkbar. Dieses Verfahren wird 

mit dem WTA-Prototyp am Block K des Kraftwerks Niederaußem erprobt 

[KLU-10]. Da in Abha ngigkeit von der Kondensationstemperatur der Bru den 

und der Wa rmeaufnahmekapazita t des Kondensats nicht in jedem Fall die ge-

samte Bru denwa rme genutzt werden kann, ist auch hier der Einsatz von Ver-

dichtern zur Anhebung der Kondensationstemperatur eines Teilstroms der 

Bru den denkbar [SCH-06]. Neben dem Kesselspeisewasser stellt die Verbren-

nungsluft eine weitere mo gliche Wa rmesenke dar (Variante III). Eine derartige 

Konfiguration ist insbesondere in Kombination mit dem in Kapitel 1.4.2 darge-

stellten Lubeco-System vorteilhaft [RUP-11a]. Die direkte Entspannung der 

Bru den in einer eigenen Turbine (Variante IV) wird in [ELS-96] erwa hnt, wo-

bei die Turbine und der zugeho rige Kondensator entsprechend den chemi-

schen Eigenschaften der Bru den ausgelegt werden mu ssen. An gleicher Stelle 
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wird auch die Nutzung eines Sekunda rdampferzeugers erwa hnt. Unter Aus-

nutzung der Kondensationsenergie der Bru den wird sauberer Dampf erzeugt, 

der in einer separaten Turbine (Variante V) entspannt oder an geeigneter 

Stelle der Hauptturbine zugefu hrt (Variante VI) werden kann. 
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2. TEILLASTVERHALTEN VON GROßKRAFTWERKEN 

Um dem Ziel der vorliegenden Arbeit entsprechend das Nennlast- und Teillast-

verhalten verschiedener Schaltungsvarianten von TBK-Kraftwerken mit Hilfe 

eines Simulationsmodells untersuchen zu ko nnen, wird das Teillastverhalten 

einzelner Komponenten von ausgefu hrten Kohlekraftwerken in der Leistungs-

klasse von 600 MWel bis 1100 MWel untersucht. Soweit mo glich, werden aus 

Betriebsdaten dimensionslose Kennlinien fu r die spa tere Parametrierung des 

Modells abgeleitet, welche die relative A nderung einer komponentenspezifi-

schen Gro ße in Abha ngigkeit von der relativen A nderung einer lastabha ngigen 

Gro ße beschreiben. Entzieht sich die Gro ße, die in einer Kennlinie zu erfassen 

ist, der Analyse, da nicht hinreichend Messstellen vorhanden sind, oder u ber-

lagert die Messungenauigkeit die zu untersuchende Abha ngigkeit so stark, 

dass keine Kennlinienbildung aus Betriebsmesswerten mo glich ist, wird auf 

Herstellerangaben zuru ckgegriffen. Daru ber hinaus liegen fu r einige kompo-

nentenspezifische Gro ßen physikalische Korrelationen zur Beschreibung des 

Teillastverhaltens einer Komponente vor. Soweit vorhanden, werden diese 

Korrelationen den Kennlinien vorgezogen und ihre Anwendbarkeit wird an-

hand von Betriebsmesswerten verifiziert. 

Die untersuchten Betriebsmesswerte stellen u ber einen Zeitraum von mindes-

tens einer Stunde gemittelte Werte dar. Mindestens 30 Minuten vor Beginn des 

jeweiligen Betrachtungszeitraums sowie innerhalb der ausgewa hlten Zeit-

ra ume war der Leistungssollwert des Kraftwerks konstant. Somit kann davon 

ausgegangen werden, dass sich die Anlage in einem stationa ren Zustand be-

fand. Zu jedem analysierten Teillastzeitraum wird ein zeitlich naheliegendes 

Volllastintervall gewa hlt, an das die gleichen Anforderungen wie an den Teil-

lastzeitraum gestellt werden. Der entsprechende Teillastmesswert wird mit 

dem zugeho rigen Volllastmesswert normiert, sodass der Einfluss von langfris-

tig auftretenden A nderungen (z. B. Verschlechterung der Effektivita t von Heiz-

fla chen durch zunehmende Verschmutzung), die zu einer Verfa lschung der zu 

untersuchenden Abha ngigkeit fu hren, reduziert wird. 

Die Kennlinienbildung erfolgt durch Polynom-Regression. Die gewa hlten Poly-

nome sind in der Regel erster oder zweiter Ordnung und werden aufgrund der 
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Normierung der Messwerte mit der Nebenbedingung gebildet, dass das Poly-

nom an der Stelle 1 den Wert 1 annehmen muss. Eine mathematische Darstel-

lung der Polynom-Regression ist in Kapitel A.2 zu finden. 

2.1 Dampfturbinen 

In ga ngigen Kreislaufberechnungsprogrammen wird die Dampfturbine als adi-

abat angenommen und durch Vorgabe des isentropen Wirkungsgrads, des 

Druckverha ltnisses und ggf. der Auslassverluste (fu r die letzte Stufe der ND-

Turbine) im Nennlastpunkt vollsta ndig parametriert. Fu r Teillastrechnungen 

wird das Druckverha ltnis mit Hilfe des Dampfkegelgesetzes nach Stodola (vgl. 

Kapitel 4.6) berechnet und die relative A nderung des isentropen Wirkungs-

grads und der Auslassverluste durch eine Kennlinie erfasst. 

2.1.1 Druckverhältnis 

Das Dampfkegelgesetz nach Stodola kann anhand von Betriebsmesswerten fu r 

Druck, Temperatur und Massenstrom des in die Turbinensegmente ein- und 

austretenden Dampfs u berpru ft werden. Ein Vergleich von gemessenen und 

mit Hilfe des Dampfkegelgesetzes berechneten Eintrittsdru cken der HD-

Turbinen der Blo cke H und K des Kraftwerks Niederaußem zeigt Abbil-

dung 2.1. Die mittlere Abweichung zwischen gemessenen und berechneten 

Werten liegt bei 0,7 %. Ein identischer Vergleich fu r die MD-Turbinen ist im 

Anhang in Abbildung A.1 dargestellt. Fu r die MD-Turbinen liegt die mittlere 

Abweichung mit 5,2 % wesentlich ho her, was mit einer deutlich gro ßeren Un-

genauigkeit des ermittelten Eintrittsmassenstroms zu erkla ren ist. Im Fall der 

HD-Turbinen entspricht der Eintrittsmassenstrom dem Frischdampfmassen-

strom, der direkt und mehrmals gemessen wird. Der Eintrittsmassenstrom in 

die MD-Turbinen entspricht dem HZU -Massenstrom, der indirekt u ber den 

Frischdampfmassenstrom und alle folgenden Entnahmen (Anzapfungen, Ruß-

bla ser, Hilfsdampf) und Einspritzungen bilanziert werden muss. 
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Abbildung 2.1: Gemessener und berechneter Eintrittsdruck der HD-Turbinen der Blö-
cke H und K des Kraftwerks Niederaußem in Abhängigkeit vom relativen Dampfmas-

senstrom am Turbineneintritt 

2.1.2 Isentroper Wirkungsgrad 

Die A nderung des isentropen Wirkungsgrads wird in Abha ngigkeit vom in die 

Turbine eintretenden Dampfmassenstrom untersucht, da dieser Parameter di-

rekt mit der Turbinenleistung und damit mit der Gesamtleistung des Kraft-

werks korreliert ist. Abbildung 2.2 zeigt diesen Zusammenhang fu r die HD-

Turbinen der Blo cke H und K des Kraftwerks Niederaußem. Die aus Betriebs-

messwerten ermittelten Wirkungsgrada nderungen lassen keine eindeutige 

Abha ngigkeit von der Last erkennen. Dies gilt in noch sta rkerem Maß fu r die 

MD-Turbinen der beiden Blo cke (vgl. Abbildung A.2). Eine Analyse der ND-

Turbinen und der Speisewasserpumpenantriebsturbine (SPAT) ist nicht mo g-

lich, da der aus der Turbine austretende Dampf nicht mehr u berhitzt ist und 

somit die Druck- und Temperaturmessungen alleine nicht ausreichen, um den 

Zustand des Dampfs am Turbinenaustritt eindeutig zu bestimmen. Eine Ru ck-

wa rtsbilanzierung der Abdampfenthalpie u ber die Aufheizung des Ku hlwas-

sers erweist sich aufgrund des sehr großen Ku hlwassermassenstroms und den 

daraus resultierenden geringen Temperatura nderungen als zu ungenau. 
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Abbildung 2.2: Relativer isentroper Wirkungsgrad der HD-Turbinen der Blöcke H und 
K des Kraftwerks Niederaußem in Abhängigkeit vom relativen Dampfmassenstrom am 

Turbineneintritt 

Einen Erkla rungsansatz fu r die anna hernde Lastunabha ngigkeit der Turbinen-

wirkungsgrade liefert Abbildung 2.3. Der Eintrittsvolumenstrom in die Tur-

bine a ndert sich nur geringfu gig. Somit bleiben auch die Stro mungsgeschwin-

digkeit des Dampfs in der Turbine und damit die Anstro mwinkel des 

Schaufelgitters a hnlich. 
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Abbildung 2.3: Relativer Eintrittsvolumenstrom der HD-Turbinen der Blöcke H und K 
des Kraftwerks Niederaußem in Abhängigkeit vom relativen Dampfmassenstrom am 

Turbineneintritt 

Aufgrund der Tatsache, dass keine befriedigende Wirkungsgradkennlinie fu r 

die HD- und MD-Turbinen gefunden wurden und die ND-Turbinen nicht unter-

sucht werden konnten, wird ein anderer Ansatz als der oben beschriebene fu r 

die Abbildung des Teillastverhaltens von Dampfturbinen gewa hlt und in Kapi-

tel 4.6 dargestellt. 

Da auch das Teillastverhalten der SPAT nicht mit Hilfe von Betriebsmesswer-

ten analysiert werden kann und die in Kapitel 4.6 dargestellte Methode nicht 

fu r drehzahlvariabel betriebene Dampfturbinen angewendet werden kann, 

wird mit Hilfe von Auslegungswa rmeschaltbildern fu r die Blo cke I und II des 

Kraftwerks Eemshaven und Block K des Kraftwerks Niederaußem eine Kenn-

linie erzeugt, die die Abha ngigkeit des relativen isentropen Wirkungsgrads der 

SPAT vom relativen die SPAT durchstro menden Dampfmassenstrom darstellt. 

Vera nderungen der Auslassverluste der SPAT bei Teillast sind in der Kennlinie 

beru cksichtigt. 

(
𝜂𝑖𝑠

𝜂𝑖𝑠,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝐷

𝑚̇𝐷,0
)

2

+ 𝑏 (
𝑚̇𝐷

𝑚̇𝐷,0
) + 𝑐 mit 

𝑎 -0,28492 

𝑏 0,57540 

𝑐 0,70952 
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Die aus Wa rmeschaltbildern ermittelten relativen Wirkungsgrade und die 

Kennlinie sind in Abbildung A.3 dargestellt. Wie in der Abbildung zu erkennen 

ist, folgt die relative Wirkungsgrada nderung der beiden betrachteten Turbinen 

in guter Na herung der gleichen Kennlinie, sodass von einer Generalisierbarkeit 

der Charakteristik ausgegangen wird. 

2.1.3 Auslassverluste 

Auslassverluste treten aufgrund der nicht vollsta ndig in mechanische Arbeit 

umgesetzten kinetischen Energie des Dampfs am Austritt aus der letzten Stufe 

der ND-Turbine und des durch den Enddiffusor hervorgerufenen Druckver-

lusts auf und ha ngen von der Austrittsgeschwindigkeit des Dampfs aus der 

Turbine ab [DRB-95]. Da, wie in Kapitel 2.1.2 dargelegt, die betriebsdatenge-

stu tzte Analyse der ND-Turbinen nicht mo glich ist, wird eine Auslassverlust-

kennlinie erstellt, die auf Angaben verschiedener Hersteller zu den Auslassver-

lusten von Großkraftwerksdampfturbinen beruht. Die Kennlinie ist in 

Abbildung 2.4 dargestellt. 

 

Abbildung 2.4: Auslassverlustkennlinie für die letzte Niederdruckstufe von Dampftur-
binen mit konstanter Drehzahl 
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2.2 Wärmeübertrager 

Generell gilt fu r den in einem beliebigen Wa rmeu bertrager u bertragenen Wa r-

mestrom 𝑄̇ [BAE-98]: 

 𝑄̇ = 𝑘𝐴Δ𝑇𝑚 (2.1) 

Δ𝑇𝑚 ist die mittlere Temperaturdifferenz der Medien 1 und 2 und berechnet 

sich zu: 

 Δ𝑇𝑚 =
1

𝐴
∫(𝑇1 − 𝑇2)𝑑𝐴 (2.2) 

Ist die Stro mungsfu hrung des Wa rmeu bertragers bekannt, lassen sich fu r je-

den Betriebspunkt des Wa rmeu bertragers der u bertragene Wa rmestrom und 

die mittlere Temperaturdifferenz mit Hilfe des Massenstroms und der thermo-

dynamischen Daten der durch den Wa rmeu bertrager stro menden Stoffe be-

rechnen. Somit ist auch das Produkt 𝑘𝐴 aus dem Wa rmedurchgangskoeffizien-

ten 𝑘 und der Wa rmetauscherfla che 𝐴 bekannt, ohne dass detaillierte 

Informationen u ber die Ausfu hrung des Wa rmeu bertragers erforderlich sind. 

Entsprechend kann das Teillastverhalten eines Wa rmeu bertragers durch eine 

Kennlinie mit dem relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten als abha ngige 

Gro ße beschrieben werden. Dieses Vorgehen wird im Folgenden als kA-Me-

thode bezeichnet. 

2.2.1 Oberflächenvorwärmer 

Alle Hochdruck- und Niederdruckvorwa rmer des Wasser-Dampf-Kreislaufs 

mit Ausnahme des Speisewasserbeha lters sind als Oberfla chenvorwa rmer 

ausgefu hrt und bestehen im Allgemeinen aus einer Enthitzungszone und einer 

Kondensationszone. Gegebenenfalls ist ein Kondensatunterku hler enthalten, 

der jedoch separat betrachtet werden kann (vgl. Nachku hler in Kapitel 2.2.3). 

Die thermodynamische Auslegung von Oberfla chenvorwa rmern im Nennlast-

punkt ist durch die Angabe einer Temperaturdifferenz zwischen den beiden 

wa rmetauschenden Medien, der sogenannten Gra digkeit, definiert. Bei Teillast 

verschieben sich die Fla chenanteile der Enthitzungszone und der Kondensati-

onszone gegeneinander, sodass eine getrennte Analyse dieser beiden Bereiche 

nicht zula ssig ist. Ra bek stellt in [RAB-63] eine Berechnungsmethode fu r das 

Teillastverhalten von Speisewasservorwa rmern dar, in der eine Aufteilung der 
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Wa rmeu bertragerfla che in Enthitzungsteil und Kondensationsteil erfolgt, die 

sich bei Teillast entsprechend der Betriebsweise des Vorwa rmers verschiebt. 

Die Berechnungsmethode ist auch in der EbsilonProfessional Hilfe zusammen-

gefasst [EVO-10]. Fu r die Entwicklung der Methode werden folgende Annah-

men getroffen: 

- Der Wa rmeleitwiderstand der Rohrwa nde kann vernachla ssigt 

werden. 

- Fu r den wasserseitigen Wa rmeu bergang gilt: 

 𝛾𝑊 =
𝛼𝑊

𝛼𝑊,0
= (

𝑚̇𝑊

𝑚̇𝑊,0
)

0,8

 (2.3) 

- Fu r den dampfseitigen Wa rmeu bergang gilt: 

 𝛾𝐷 =
𝛼𝐷

𝛼𝐷,0
= (

𝑚̇𝐷

𝑚̇𝐷,0
)

0,33

 (2.4) 

- Fu r die Enthitzungszone gilt: 

 𝛽 =
𝛼𝑊,0

𝛼𝐷,0
= 15 (2.5) 

- Fu r die Kondensationszone gilt: 

 𝛽 =
𝛼𝑊,0

𝛼𝐷,0
= 2 (2.6) 

Damit ergibt sich jeweils fu r die relative A nderung des Wa rmedurchgangsko-

effizienten in der Kondensationszone und in der Enthitzungszone: 

 
𝑘

𝑘0
= 𝛾𝐷

1 + 𝛽
𝛾𝐷

𝛾𝑊
+ 𝛽

 (2.7) 

Die Methode nach Ra bek wird anhand von Betriebsmesswerten fu r den ND-

Vorwa rmer 6 des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem u berpru ft, der bei 

Nennlast mit u berhitztem Dampf von ca. 324 °C bei ca. 10 bar beheizt wird. In 

den Vorwa rmer ist ein Nachku hler integriert, der von den Messungen mit er-
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fasst wird. Die untere Gra digkeit des Nachku hlers bei Nennlast wird fu r die Be-

rechnung entsprechend der Auslegung mit 6 K angenommen. Der kA-Wert va-

riiert entsprechend der in Kapitel 2.2.3 dargestellten Kennlinie. Da der Anteil 

des Nachku hlers an der Wa rmeleistung des gesamten Vorwa rmers weniger als 

1 % betra gt, wu rde selbst eine stark von den tatsa chlichen Werten abwei-

chende Annahme zu keinem nennenswerten Fehler fu hren. 

 

Abbildung 2.5: Gemessene und berechnete Werte für Speisewasseraustrittstempera-
tur und Heizdampfmassenstrom des ND-Vorwärmers 6 des Blockes K im Kraftwerk 

Niederaußem 

Abbildung 2.5 zeigt, dass die Theorie nach Ra bek sehr gut das reale Betriebs-

verhalten des untersuchten ND-Vorwa rmers wiedergibt. Die mittlere relative 

Abweichung der berechneten Speisewasseraustrittstemperatur liegt bei 

0,1 %. Gleiches gilt fu r den berechneten Heizdampfmassenstrom. 

2.2.2 Turbinenkondensatoren 

Fu r die Analyse der Turbinenkondensatoren wird von der in der Einleitung zu 

Kapitel 2 beschriebenen Betriebsdatenauswertungsmethode abgewichen, da 

die Ku hlwassereintrittstemperatur im Teillastzeitraum nicht zwingend mit der 

des zugeho rigen Referenzzeitraums u bereinstimmt. Stattdessen wird eine 

Laststeigerung von Block H des Kraftwerks Niederaußem u ber einen Zeitraum 

untersucht, in dem die Kaltwassertemperatur in guter Na herung konstant 

bleibt. Da Block H mit ungeregelten Ku hlwasserpumpen ausgestattet ist, bleibt 
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auch der Ku hlwassermassenstrom im Betrachtungszeitraum konstant. Die bei-

den Turbinenkondensatoren MAG 20 und MAG 10 des Blockes H sind ku hlwas-

serseitig in Reihe geschaltet, sodass die Warmwassertemperatur von MAG 20 

der Kaltwassertemperatur von MAG 10 entspricht. Fu r die Gu ltigkeit der fol-

genden Betrachtung muss angenommen werden, dass der Druck in den Turbi-

nenkondensatoren ohne Tra gheit der Generatorleistung folgt, was Abbil-

dung 2.6 besta tigt. 

 

Abbildung 2.6: Am Block H des Kraftwerks Niederaußem gemessene Kaltwassertem-
peratur und Drücke in den Turbinenkondensatoren MAG 10 und MAG 20 im Vergleich 

zu berechneten Werten während einer Laststeigerung 

Nach Dibelius gleichen sich die Berechnung des Teillastverhaltens eines Turbi-

nenkondensators und die eines Oberfla chenvorwa rmers ohne Pumpe, wobei 

der Teil des Enthitzers entfa llt [MWF-82]. In Kapitel 2.2.1 wird gezeigt, dass 

das Teillastverhalten von Oberfla chenvorwa rmern mit sehr großer Genauig-

keit mit der Theorie nach Ra bek prognostiziert werden kann. Die Anwendung 

dieser Theorie ergibt fu r den relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten eines 

Turbinenkondensators, der mit einem konstanten Ku hlwassermassenstrom 

betrieben wird: 

 

𝑘

𝑘0
=

3

1 + 2 (
𝑚̇𝐷

𝑚̇𝐷,0
)

−1/3
 

(2.8) 
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Abbildung 2.6 zeigt, dass die Ra beksche Theorie auch bei der Berechnung des 

Teillastverhaltens von Turbinenkondensatoren eine sehr gute U bereinstim-

mung mit gemessenen Werten erreicht. Die mittlere relative Abweichung der 

berechneten Kondensatordru cke von den gemessenen Werten liegt fu r den 

Turbinenkondensator MAG 10 bei 1,2 % und fu r den Turbinenkondensator 

MAG 20 bei 1,5 %. 

2.2.3 Sonstige Wärmeübertrager 

Fu r alle in diesem Kapitel aufgefu hrten Wa rmeu bertrager liegt keine physika-

lisch motivierte Theorie zur Beschreibung des Teillastverhaltens vor. Die Kenn-

linien werden – mit Ausnahme der Kennlinie fu r den Nachku hler – nach der in 

der Einleitung von Kapitel 2 beschriebenen Methode aus Betriebsmesswerten 

des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem ermittelt. Als Bezugsgro ße fu r die 

Kennlinie wird stets der Massenstrom des Stoffstroms genutzt, der die sta r-

kere Korrelation mit der Last des Kraftwerks aufweist.  

Enthitzer 

In modernen Braunkohlekraftwerken ist dem letzten HD-Vorwa rmer dampf-

seitig ein externer Enthitzer nachgeschaltet, der den stark u berhitzten, aus der 

ersten Anzapfung der MD-Turbine kommenden Dampf ku hlt, bevor dieser im 

ersten HD-Vorwa rmer kondensiert wird. Die Kennlinie fu r den relativen Wa r-

medurchgangskoeffizienten wird in Abha ngigkeit vom relativen Speisewasser-

massenstrom gebildet: 

(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑆𝑃𝑊

𝑚̇𝑆𝑃𝑊,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 1,11474 

𝑏 -0,11474 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten und die Kennlinie sind in Abbildung A.4 dargestellt. 

Rauchgaskühler 

Der Rauchgasku hler ist im Rauchgaskanal zwischen Saugzug und Rauchgas-

entschwefelungsanlage angeordnet. Die dem Rauchgas im Rauchgasku hler 

entzogene Wa rme wird an einen wasserfu hrenden Zwischenkreislauf u bertra-

gen. Die Kennlinie fu r den relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten wird in 

Abha ngigkeit vom relativen Rauchgasmassenstrom gebildet: 
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(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑅𝐺

𝑚̇𝑅𝐺,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,32357 

𝑏 0,67643 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten und die Kennlinie sind in Abbildung A.5 dargestellt. 

Wasserluftvorwärmer 

Wasserluftvorwa rmer sind von einem Wasserkreislauf beheizte Rippenrohr-

wa rmetauscher, die zur Erwa rmung der Verbrennungsluft vor den Regenera-

tivluftvorwa rmern eingesetzt werden. Ein Anwendungsbeispiel ist die Ein-

kopplung der dem Rauchgas im Rauchgasku hler entzogenen Wa rme in die 

Verbrennungsluft. Die Kennlinie fu r den relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten wird in Abha ngigkeit vom relativen Luftmassenstrom gebildet: 

(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡

𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,91368 

𝑏 0,08632 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten und die Kennlinie sind in Abbildung A.6 dargestellt. 

Regenerativluftvorwärmer 

Der Regenerativluftvorwa rmer unterscheidet sich aufgrund der Tatsache, dass 

er als Regenerator ausgefu hrt wird, grundlegend von allen anderen betrachte-

ten Wa rmeu bertragern, sodass die Anwendbarkeit der kA-Methode in Frage 

zu stellen ist. Da zwischen den aus den Betriebsmesswerten berechneten rela-

tiven Wa rmedurchgangskoeffizienten und dem gemessenen Luftmassenstrom 

eine eindeutige Korrelation zu erkennen ist und die mittlere Abweichung zur 

Regressionsgeraden nur 1,7 % betra gt, ist davon auszugehen, dass die kA-Me-

thode zur Prognose des Teillastverhaltens des Regenerativluftvorwa rmers ge-

nutzt werden kann. 

(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡

𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,78352 

𝑏 0,21648 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zientenen und die Kennlinie sind in Abbildung A.7 dargestellt. 
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HD-Lubeco 

Ein HD-Lubeco ist ein Teilstromeconomiser, der rauchgasseitig parallel zum 

Regenerativluftvorwa rmer geschaltet ist. Der HD-Lubeco wird mit einem Teil-

strom des Speisewassers geku hlt, welcher direkt hinter der Speisewasser-

pumpe entnommen wird und nach dem letzten HD-Vorwa rmer wieder dem 

Hauptstrom beigemischt wird. Der Speisewassermassenstrom durch den HD-

Lubeco wird dabei u ber ein Dreiwegeventil so geregelt, dass die Temperaturen 

der beiden Speisewasserstro me an der Zusammenfu hrung gleich sind. Die 

Kennlinie fu r den relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten wird in Abha ngig-

keit vom relativen Rauchgasmassenstrom gebildet: 

(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑅𝐺

𝑚̇𝑅𝐺,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,80659 

𝑏 0,19341 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten und die Kennlinie sind in Abbildung A.8 dargestellt. 

ND-Lubeco 

Ein ND-Lubeco ist ein Naturumlaufdampferzeuger, der dem HD-Lubeco in 

Stro mungsrichtung des Rauchgases nachgeschaltet ist. Der im ND-Lubeco er-

zeugte Dampf wird in einem den ND-Vorwa rmern parallel geschalteten Kon-

densatvorwa rmer niedergeschlagen. Das Kondensat wird in die Trommel zu-

ru ckgefu hrt. Neben der A nderung des Wa rmedurchgangskoeffizienten bei 

Teillast ist die A nderung des Trommeldrucks von Interesse, da dieser neben 

der Beheizungsintensita t auch von dem aus der Trommel entnommenen 

Dampfmassenstrom abha ngt. An Block K des Kraftwerks Niederaußem wird 

der Trommeldruck u ber den entnommenen Dampfmassenstrom geregelt. Der 

Dampfmassenstrom wird dabei u ber den Kondensatmassenstrom durch den 

mit dem ND-Lubeco verbundenen Kondensatvorwa rmer eingestellt. Der Soll-

wert fu r den Trommeldruck wird aus dem Sollwert der Dampferzeugerwa r-

meleistung und den Rauchgastemperaturen hinter dem Dampferzeuger gebil-

det, was die gute Korrelation von Rauchgasmassenstrom und Trommeldruck 

erkla rt (vgl. Abbildung A.9). Die Kennlinien werden in Abha ngigkeit vom rela-

tiven Rauchgasmassenstrom gebildet: 
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(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑅𝐺

𝑚̇𝑅𝐺,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,71363 

𝑏 0,28637 

(
𝑝𝑇𝑟𝑜

𝑝𝑇𝑟𝑜,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑅𝐺

𝑚̇𝑅𝐺,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,83365 

𝑏 0,16635 
 

Die aus Betriebsmesswerten berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffi-

zienten, die gemessenen relativen Trommeldru cke und die entsprechenden 

Kennlinien sind in Abbildung A.9 dargestellt. 

Nachkühler 

Nachku hler sind Teilsysteme von HD- und ND-Vorwa rmern und werden einge-

setzt, um einen Teil der fu hlbaren Wa rme des Anzapfdampfkondensats nutz-

bar zu machen. Da vorhandene Betriebsmessstellen lediglich eine Analyse der 

Vorwa rmer als Ganzes ermo glichen, werden zur Kennlinienerstellung Ausle-

gungsdaten eines Nachku hlers der Blo cke I und II des Kraftwerks Eemshaven 

herangezogen. Die Kennlinie fu r den relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten 

wird in Abha ngigkeit vom Massenstrom des Wa rme aufnehmenden Mediums 

gebildet: 

(
𝑘

𝑘0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑆𝑃𝑊/𝐾𝑜𝑛𝑑

𝑚̇𝑆𝑃𝑊/𝐾𝑜𝑛𝑑,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 1,00869 

𝑏 -0,00869 
 

Die berechneten relativen Wa rmedurchgangskoeffizienten und die Kennlinie 

sind in Abbildung A.10 dargestellt. 

2.3 Druckverlust 

Nach [VDI-06] kann in einphasigen Stro mungen „[z]ur Berechnung des Druck-

verlusts beliebiger Stro mungen (laminar ebenso wie turbulent) (…) in allen 

Fa llen die folgende Gleichung zu Grunde gelegt werden“: 

 Δ𝑝 = 𝜁𝑎
𝜌𝑢2

2
 (2.9) 

Dabei ist der Widerstandsbeiwert 𝜁 von der Reynolds-Zahl abha ngig. Der Fak-

tor 𝑎 ist je nach Stro mungsproblem definiert und dient der Beru cksichtigung 

der Geometrie des durchstro mten Gegenstands. Die Dichte 𝜌 und die Ge-

schwindigkeit 𝑢 sind als entlang des Stro mungswegs gemittelte Werte einzu-

setzen. Bei merklichen A nderungen der Dichte aufgrund des Druckverlusts, 
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oder der Geschwindigkeit aufgrund von Querschnittsvera nderungen, ist laut 

[VDI-06] eine abschnittsweise Betrachtung des Stro mungsproblems sinnvoll.  

Weiterhin gilt entsprechend der erweiterten Bernoulli’schen Druckgleichung 

[TRA-01]: 

 Δ𝑝12 = (𝑝1 − 𝑝2) +
𝜌

2
(𝑢1

2 − 𝑢2
2) + 𝜌𝑔(𝑧1 − 𝑧2) (2.10) 

Dabei stellt Δ𝑝12 den Druckverlust entsprechend Gleichung (2.9), der erste 

Term die Differenz der statischen Dru cke, der zweite Term die Druckdifferenz 

aufgrund vera nderter Stro mungsgeschwindigkeit und der dritte Term die 

Druckdifferenz aufgrund unterschiedlicher geoda tischer Ho he dar. 

Im Folgenden wird anhand von Betriebsmesswerten von Block K des Kraft-

werks Niederaußem gepru ft, in wieweit die – unter der Annahme konstanter 

Faktoren 𝜁 und 𝑎 – aus Gleichung (2.9) hervorgehende Beziehung (2.11) fu r 

den relativen Druckverlust unter Beru cksichtigung der erweiterten 

Bernoulli’schen Druckgleichung auf Teilabschnitte eines Kraftwerksprozesses 

angewendet werden kann. 

 
Δ𝑝

Δ𝑝0
=

𝜌𝑢2

𝜌0𝑢0
2 =

𝑚̇2

𝜌
∙

𝜌0

𝑚̇0
2 (2.11) 

Die u berpru ften Teilabschnitte sind: 

- Economisereintritt bis Economiseraustritt 

- Verdampfereintritt bis Verdampferaustritt 

- U berhitzereintritt bis U berhitzeraustritt 

- ZU -Eintritt bis ZU -Austritt 

Es liegen Messwerte fu r Druck, Temperatur und Massenstrom am Ein- und 

Austritt des jeweiligen Abschnitts sowie Angaben zu den Ho henkoten der 

Messstellen und den Stro mungsquerschnitten vor. Mit diesen Informationen 

kann der Druckverlust nach Gleichung (2.10) als Differenz der gemessenen 

statischen Dru cke, bereinigt um die geoda tischen und dynamischen Druckdif-

ferenzen als bilanzierter Druckverlust ermittelt und mit dem nach Glei-

chung (2.9) berechneten Druckverlust verglichen werden. Die Ergebnisse fu r 

die vier betrachteten Bereiche sind in Abbildung A.11 bis Abbildung A.14 dar-

gestellt. Die Mittelwerte der Betra ge der Abweichungen der berechneten 
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Druckverluste von den bilanzierten Druckverlusten liegen fu r den Economiser 

bei 0,47 bar, fu r den Verdampfer bei 1,46 bar, fu r den U berhitzer bei 0,42 bar 

und fu r den Zwischenu berhitzer bei 0,08 bar. Betrachtet man die Abha ngigkeit 

der bilanzierten Druckverluste vom Massenstrom, so zeigt sich, dass Glei-

chung (2.11) die Druckverlustcharakteristik des Economisers, des U berhitzers 

und des Zwischenu berhitzers gut wiedergibt. Fu r den Verdampfer zeigt sich, 

dass die Berechnung des Druckverlusts nach Gleichung (2.11) zu keinen sinn-

vollen Ergebnissen fu hrt, da der berechnete Druckverlust mit abnehmendem 

Massenstrom deutlich sta rker sinkt als der bilanzierte Druckverlust. Die deut-

liche und nicht lineare A nderung von Dichte und Stro mungsgeschwindigkeit 

des Mediums fu hren hier offensichtlich zu einer anderen Druckverlustcharak-

teristik. 

Fu r die Bestimmung der fu r die vorliegende Arbeit relevanten thermodynami-

schen Zustandsgro ßen ist der statische Druck die relevante Gro ße, sodass eine 

deutliche Vereinfachung bei der Modellierung und Simulation erreicht werden 

ko nnte, wenn die dynamischen Druckanteile vernachla ssigt werden ko nnten. 

Abbildung A.15 zeigt die dynamischen Druckanteile am Eintritt und Austritt 

der oben genannten Teilabschnitte in Abha ngigkeit vom Massenstrom durch 

den jeweiligen Teilabschnitt. Mit Ausnahme des U berhitzer-Austritts ist der 

dynamische Druckanteil in allen Lastpunkte kleiner als 0,22 bar, sodass der 

durch die Vernachla ssigung des dynamischen Druckanteils entstehende Fehler 

gering ist. Am U berhitzer-Austritt wird mit 0,95 bar mit Abstand der ho chste 

Wert fu r den dynamischen Druckanteil erreicht. Da der Gesamtdruck an dieser 

Stelle im zugeho rigen Lastpunkt ca. 280 bar betra gt, liegt der relative Fehler 

im Gesamtdruck durch die Vernachla ssigung des dynamischen Druckanteils 

bei einem sehr geringen Wert von 0,3 %. Abbildung A.16 zeigt den bilanzierten 

und berechneten Druckverlust fu r den U berhitzer des Blockes K im Kraftwerk 

Niederaußem in Analogie zu Abbildung A.13, wobei die dynamischen Druck-

verluste bei der Bilanzierung vernachla ssigt wurden. Der Mittelwert der Be-

tra ge der Abweichungen der berechneten Druckverluste von den bilanzierten 

Druckverlusten liegt jetzt bei 0,41 bar und ist somit effektiv unvera ndert. Fu r 

den Economiser und den Zwischenu berhitzer ergeben sich gleichermaßen un-

vera nderte mittlere absolute Abweichungen von 0,47 bar bzw. 0,08 bar. 

Fu r die Beschreibung des Teillastverhaltens des Verdampferdruckverlusts 

wird ein empirischer Ansatz gewa hlt, da oben gezeigt wurde, dass eine Be-



2.4 Dampferzeuger 

51 

schreibung nach Gleichung  (2.11) zu keinen sinnvollen Ergebnissen fu hrt. Ab-

bildung A.17 zeigt den relativen Druckverlust u ber den Verdampfer des Blo-

ckes K im Kraftwerk Niederaußem in Abha ngigkeit vom relativen Massen-

strom durch den Verdampfer und die zugeho rige Kennlinie, wobei die 

dynamischen Druckanteile vernachla ssigt wurden. Die Koeffizienten der 

Kennlinie sind unten stehender Tabelle zu entnehmen. 

(
Δ𝑝𝑉𝑒𝑟𝑑

Δ𝑝𝑉𝑒𝑟𝑑,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑉𝑒𝑟𝑑

𝑚̇𝑉𝑒𝑟𝑑,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,83371 

𝑏 0,16629 
 

2.4 Dampferzeuger 

Das Betriebsverhalten von Dampferzeugern ist nicht vollsta ndig passiv durch 

die Physik der einzelnen Teile des Dampferzeugers vorgegeben, sondern wird 

teilweise auch durch aktiv geregelte Stellgro ßen beeinflusst. Um das Teillast-

verhalten eines Dampferzeugers in einer den Anforderungen der vorliegenden 

Arbeit entsprechenden Detailtiefe abbilden zu ko nnen, muss die Lastabha ngig-

keit folgender Gro ßen in Kennlinien erfasst werden: 

- Strahlungsleistung von der Brennkammer in den Konvektivteil 

- Rauchgastemperatur hinter Economiser 

- Luftu berschuss 

- Wassertemperatur hinter Economiser 

- Dampftemperatur in der Dampferzeugerwand auf Ho he des 

Konvektivteilanfangs 

- ZU -Einspritzmassenstrom und ZU -Austrittstemperatur 

Strahlungsleistung von der Brennkammer in den Konvektivteil 

Der Wa rmeu bergang vom Rauchgas auf die Wa nde der Brennkammer eines 

Dampferzeugers ist aufgrund der hohen Temperaturen im Feuerraum durch 

Gas- und Partikelstrahlung dominiert. Da der Feuerraum nach oben hin offen 

ist, sind auch die unteren Heizfla chen des Konvektivteils teilweise strahlungs-

beheizt. Da die Ausstrahlung aus der Brennkammer in den Konvektivteil nicht 

direkt gemessen werden kann, erfolgt die Kennlinienbildung mit Hilfe von im 

Kesseldiagnoseprogramm des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem hinter-

legten Erfahrungswerten. Die Erfahrungswerte aus dem Kesseldiagnosepro-

gramm sind so eingestellt, dass bei der Ru ckwa rtsbilanzierung der FET u ber 
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Betriebsmesswerte der Luft-Rauchgas-Seite und der Wasser-Dampf-Seite eine 

mo glichst gute U bereinstimmung mit gemessenen Feuerraumendtemperatu-

ren entsteht. Die Kennlinie fu r die von der Brennkammer in den Konvektivteil 

eingebrachte Strahlungsleistung wird in Abha ngigkeit von der gesamten in die 

Brennkammer eingebrachten Wa rmeleistung gebildet. 

(
𝑄̇𝑆𝑡𝑟

𝑄̇𝑆𝑡𝑟,0

) = 𝑎 (
𝑄̇𝑒,𝐵𝑟𝐾𝑎

𝑄̇𝑒,𝐵𝑟𝐾𝑎,0

) + 𝑏 mit 
𝑎 1,05838 

𝑏 -0,05838 
 

Die vom Kesseldiagnosesystem berechneten Werte fu r die aus der Brennkam-

mer in den Konvektivteil eingestrahlte Wa rmeleistung und die Kennlinie sind 

in Abbildung A.19 dargestellt. 

Rauchgastemperatur hinter Economiser 

Dem bei Teillast abnehmenden Rauchgasmassenstrom steht eine konstante 

Wa rmetauscherfla che des Dampferzeugers gegenu ber, was zur Folge hat, dass 

das Rauchgas mit abnehmender Last sta rker abgeku hlt wird. Die Kennlinie fu r 

die Rauchgastemperatur hinter Economiser wird in Abha ngigkeit vom relati-

ven Rauchgasmassenstrom im Economiser gebildet: 

(
𝑇𝑅𝐺

𝑇𝑅𝐺,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑅𝐺

𝑚̇𝑅𝐺,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,17169 

𝑏 0,82831 
 

Die der Kennlinie zugrundeliegenden Betriebsmesswerte von Block K im 

Kraftwerk Niederaußem und die Kennlinie sind in Abbildung A.20 dargestellt. 

Luftüberschuss 

In Abha ngigkeit von der Feuerungswa rmeleistung (FWL) werden Mu hlen 

hinzu- oder abgeschaltet. Um die mit den abgeschalteten Mu hlen assoziierten 

Brenner zu schu tzen, werden diese mit Luft geku hlt, was zu einer Erho hung 

des Luftu berschusses bei Teillast fu hrt. Daru ber hinaus wird bei Teillast der 

Luftu berschuss angehoben, um die Wa rmeaufnahme von der Brennkammer 

zum Konvektivteil zu verschieben, sodass die ZU -Austrittstemperatur gestu tzt 

wird. Eine Kennlinienbildung fu r die Abha ngigkeit des Luftu berschusses von 

der FWL aus Betriebsmesswerten ist aufgrund weiterer Einflussfaktoren (hier 

ist vor allem die Kohlequalita t zu nennen) auf den tatsa chlich gefahrenen Luft-

u berschuss nicht mo glich. Aus diesem Grund wird die Kennlinie aus den Soll-

wertkurven der Sauerstoffregler der Blo cke F und G des Kraftwerks Neurath 

und des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem abgeleitet. 
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Abbildung 2.7: Kennlinie für den relativen Luftüberschuss in Abhängigkeit von der re-
lativen in der Brennkammer übertragenen Wärmeleistung 

Die in Abbildung 2.7 dargestellte Kennlinie ist nur eingeschra nkt auf TBK-

Kraftwerke u bertragbar. A hnlich wie bei steinkohlebefeuerten Kraftwerken ist 

bei TBK-Kesseln ohne Rauchgasrezirkulation von einer sta rkeren Zunahme 

des Luftu berschusses bei Teillast zur Stu tzung der HZU -Temperatur auszuge-

hen. Ist das TBK-Kraftwerk hingegen mit einer Rauchgasrezirkulation ausge-

fu hrt, ko nnte der Luftu berschuss lastunabha ngig konstant gehalten werden, 

da eine Alternative zur Anhebung des RG-Massenstroms bei Teillast besteht. 

Wassertemperatur hinter Economiser 

Aufgrund des bei Teillast sinkenden Druckniveaus der Anzapfungen sinkt die 

Speisewassertemperatur am Eintritt in den Dampferzeuger. Aus diesem Grund 

sinkt auch die Temperatur am Economiseraustritt, obwohl die thermische 

Leistung des Economisers relativ zum Speisewassermassenstrom zunimmt. 

Die Kennlinie fu r die Wassertemperatur am Economiseraustritt wird in Ab-

ha ngigkeit vom Speisewassermassenstrom gebildet: 

(
𝑇𝑆𝑃𝑊

𝑇𝑆𝑃𝑊,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑆𝑃𝑊

𝑚̇𝑆𝑃𝑊,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,13100 

𝑏 0,86900 
 

Die der Kennlinie zugrundeliegenden Betriebsmesswerte von Block K im 

Kraftwerk Niederaußem und die Kennlinie sind in Abbildung A.21 dargestellt. 

Dampftemperatur in der Dampferzeugerwand auf Höhe des 

Konvektivteilanfangs 

Zur korrekten Bilanzierung der FET muss die mediumseitige Temperatur in 

der Dampferzeugerwand auf Ho he des Konvektivteilanfangs bekannt sein. Bei 

einem Dampferzeuger der 1100 MWel Klasse ist davon auszugehen, dass die-

ser Punkt oberhalb des U bergangs von der Schra gberohrung zum senkrecht 
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berohrten Teil der Wand liegt. Aus einem h,p-Diagramm fu r die Dampferzeu-

ger der Blo cke F und G des Kraftwerks Neurath la sst sich folgende Kennlinie 

fu r die Dampftemperatur in der Dampferzeugerwand auf Ho he des Konvektiv-

teilanfangs in Abha ngigkeit vom die Wand durchstro menden Dampfmassen-

strom abscha tzen [HAB-04]: 

(
𝑇𝐷

𝑇𝐷,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝐷

𝑚̇𝐷,0
) + 𝑏 mit 

𝑎 0,09587 

𝑏 0,90413 
 

Die der Kennlinie zugrundeliegenden Werte und die Kennlinie sind in Abbil-

dung A.22 dargestellt. 

ZÜ-Einspritzmassenstrom und ZÜ-Austrittstemperatur 

Die ZU -Einspritzung dient zur Ausregelung von Sto reinflu ssen auf die ZU ‑

Austrittstemperatur, sowie zur Sicherstellung einer konstanten ZU ‑

Austrittstemperatur u ber einen mo glichst großen Lastbereich. Da in der vor-

liegenden Arbeit nur stationa re Zusta nde betrachtet werden, sind lediglich die 

Lastabha ngigkeit des ZU -Einspritzmassenstroms und die daraus resultierende 

ZU -Austrittstemperatur von Interesse. Aufgrund der U berlagerung der beiden 

Funktionen der ZU -Einspritzung ist eine Kennlinienbildung fu r die Lastabha n-

gigkeit des ZU -Einspritzmassenstroms aus Betriebsmesswerten nicht mo glich, 

sodass die Kennlinie aus Auslegungsdaten der Blo cke F und G des Kraftwerks 

Neurath abgeleitet wird. Fu r die ZU -Austrittstemperatur wird ein linearer 

Temperaturabfall um 10 K u ber den Lastbereich angenommen, in dem keine 

ZU -Einspritzung mehr erfolgt (vgl. hp-Diagramm in [HAB-04]). Die Kennlinien 

werden in Abha ngigkeit vom Speisewassermassenstrom gebildet und sind in 

Abbildung 2.8 dargestellt. 
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Abbildung 2.8: Kennlinie für den ZÜ-Einspritzmassenstrom und die Änderung der ZÜ‑
Austrittstemperatur 

2.5 Pumpen, Gebläse und Elektromotoren 

Pumpen und Gebläse 

Zur Beschreibung des Teillastverhaltens von Pumpen und Gebla sen werden 

Kennlinien gebildet, die die relative A nderung des isentropen Wirkungsgrads 

in Abha ngigkeit vom relativen von der Pumpe oder dem Gebla se gefo rderten 

Massenstrom beschreiben. Fu r Saugzu ge und Frischlu fter werden unter-

schiedliche Kennlinien aus Auslegungsdaten der entsprechenden Komponen-

ten des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem gebildet. Gleiches gilt fu r Haupt-

kondensatpumpen, Vorpumpen von Hauptkondensatpumpen, 

Turbospeisepumpen und Vorpumpen von Turbospeisepumpen. 
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(
𝜂𝑖𝑠

𝜂𝑖𝑠,0
) = 𝑎 (

𝑚̇𝑀𝑒𝑑

𝑚̇𝑀𝑒𝑑,0
)

4

+ 𝑏 (
𝑚̇𝑀𝑒𝑑

𝑚̇𝑀𝑒𝑑,0
)

3

+ 𝑐 (
𝑚̇𝑀𝑒𝑑

𝑚̇𝑀𝑒𝑑,0
)

2

+ (
𝑚̇𝑀𝑒𝑑

𝑚̇𝑀𝑒𝑑,0
) 𝑑 + 𝑒 

 𝑎 𝑏 𝑐 𝑑 𝑒 

Saugzug 0 1,02256 -3,61236 4,35140 -0,76160 

Frischlu fter 0 -1,10849 1,78087 -0,44964 0,77726 

Hauptkondensat-
pumpe 

-0,26451 0,70856 -1,16160 1,72887 -0,01132 

Vorpumpe einer 
Hauptkondensat-
pumpe 

0 0 -0,96059 1,94908 0,01151 

Turbospeisepumpe 0 0,18090 -0,69606 0,79947 0,71570 

Vorpumpe einer 
Turbospeisepumpe 

0 0 -0,09325 0,21381 0,87944 
 

Elektromotoren 

Der Wirkungsgrad elektrischer Motoren, ausgedru ckt als das Verha ltnis zwi-

schen der an der Welle u bertragenen Leistung und der elektrischen Leistungs-

aufnahme, variiert in Abha ngigkeit von der Leistungsabgabe des Motors. Die 

Kennlinienbildung erfolgt anhand gemittelter Daten aus Pru fberichten der Mo-

toren der Saugzu ge, Frischlu fter, Elektrospeisepumpen, Kondensathauptpum-

pen und Kohlemu hlen des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem. Die Kennlinie 

fu r den relativen Wirkungsgrad von elektrischen Motoren wird in Abha ngig-

keit von der relativen elektrischen Leistungsaufnahme gebildet: 

(
𝜂

𝜂0
) = 𝑎 (

𝑃𝑒𝑙

𝑃𝑒𝑙,0
)

2

+ 𝑏 (
𝑃𝑒𝑙

𝑃𝑒𝑙,0
) + 𝑐 mit 

𝑎 -0,04505 

𝑏 0,07510 

𝑐 0,96995 
 

2.6 Kühlturm 

Alle modernen deutschen Braunkohlekraftwerke sind mit Naturzugnassku hl-

tu rmen ausgestattet. Maßgeblich fu r die Ku hlleistung eines Naturzugnassku hl-

turms ist bei gegebenem Ku hlwassermassenstrom die Ku hlzonenbreite, wel-

che die Differenz zwischen der Temperatur des von den 

Turbinenkondensatoren des Kraftwerks zum Ku hlturm stro menden Wassers 

(Warmwassertemperatur) und der Temperatur des vom Ku hlturm zuru ck zu 

den Turbinenkondensatoren des Kraftwerks stro menden Wassers (Kaltwas-
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sertemperatur) bezeichnet. Die Ku hlzonenbreite ha ngt bei gegebener Ausle-

gung des Ku hlturms von der Warmwassertemperatur, dem Ku hlwassermas-

senstrom und den Umgebungsbedingungen (Trockenlufttemperatur und rela-

tive Luftfeuchte) ab. Maßgeblich fu r die Gu te eines Ku hlturms ist der 

Ku hlgrenzabstand, der als Differenz zwischen der Kaltwassertemperatur und 

der Feuchtkugeltemperatur der Umgebungsluft definiert ist. Aufgrund der gro-

ßen Anzahl an Einflussparametern, die zum Teil nur ungenau von Betriebs-

messungen erfasst werden (dies gilt vor allem fu r die Luftfeuchtigkeit) und 

aufgrund von Tra gheitseffekten, die durch das große Speichervolumen der 

Ku hlturmtasse hervorgerufen werden, ist es nicht mo glich mit vertretbarem 

Aufwand das gesamte Spektrum der Betriebspunkte eines Naturzugnassku hl-

turms aus Betriebsmesswerten abzuleiten. Aus diesem Grund wird das Ausle-

gungskennfeld des Ku hlturms des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem zur 

Beschreibung des Betriebsverhaltens eines Naturzugnassku hlturms herange-

zogen. Der Auslegungspunkt des Ku hlturms liegt bei einer Trockenlufttempe-

ratur von 10 °C und einer relativen Luftfeuchtigkeit von 77 %. Im Auslegungs-

punkt ku hlt der Ku hlturm 91.000 t/h Wasser von 24,7 °C auf 14,7 °C. Dies 

entspricht einem Ku hlgrenzabstand von 6,6 K bei einer Feuchtkugeltempera-

tur von 8,1 °C. Das Ku hlturmkennfeld ist in Abbildung 2.9 gema ß der in 

DIN 1947 gewa hlten Darstellung abgebildet [DIN-89]. Das Kennfeld wird ent-

sprechend der eingezeichneten Auslegungslinie abgelesen. Da das Kraftwerk 

mit konstantem Ku hlwassermassenstrom betrieben wird, ist im Kennfeld 

keine Variation des Ku hlwassermassenstroms beru cksichtigt. Zur Vermeidung 

einer Vereisung des Ku hlturms wird bei Trockenlufttemperaturen unter dem 

Gefrierpunkt nur ein Teil der Verrieselungsfla che des Ku hlturms genutzt, was 

die Charakteristik des Ku hlturms a ndert und ebenfalls nicht im gezeigten 

Kennfeld erfasst ist. 
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Abbildung 2.9: Kennfeld des Kühlturms des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem 

2.7 Generator 

Der Wirkungsgrad des Generators ist als das Verha ltnis zwischen der abgege-

benen elektrischen Leistung und der Wellenleistung definiert. Der Verlauf der 

Wirkungsgradkennlinie ist sehr flach, aber aufgrund des direkten Einflusses 

des Generators auf die Bruttoleistung des Kraftwerks und damit auf den Ge-

samtwirkungsgrad sind auch geringfu gige A nderungen zu beru cksichtigen. 

Die Kennlinie fu r den Wirkungsgrad des Generators wird auf die relative Wel-

lenleistung bezogen und aus Auslegungsdaten der Generatoren der Blo cke F 

und G des Kraftwerks Neurath abgeleitet: 

(
𝜂

𝜂0
) = 𝑎 (

𝑃𝑚𝑒𝑐ℎ

𝑃𝑚𝑒𝑐ℎ,0
)

2

+ 𝑏 (
𝑃𝑚𝑒𝑐ℎ

𝑃𝑚𝑒𝑐ℎ,0
) + 𝑐 mit 

𝑎 -0,0236 

𝑏 0,0349 

𝑐 0,9886 
 

2.8 Dampfwirbelschichttrocknung 

Zur Beschreibung des Betriebsverhaltens eines Dampfwirbelschichttrockners 

fu r Braunkohle sind die Abha ngigkeiten folgender Parameter zu erfassen: 

- Trocknerlast 
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- Druck im Trockner (kohleseitiger Systemdruck) 

- Temperatur der Wirbelschicht 

- Prozessdampfdruck 

- Wassergehalt der TBK 

- Bru denverluste aufgrund von Leckage 

- Bru denverluste aufgrund von Nachentwrasen 

Wassergehalt der Trockenbraunkohle 

Der verbleibende Wassergehalt der TBK ha ngt wesentlich vom kohleseitigen 

Systemdruck und der U berhitzung der Wirbelschicht ab und ist durch soge-

nannte Desorptionsisobaren beschrieben. Die U berhitzung der Wirbelschicht 

entspricht der Temperaturdifferenz zwischen der Temperatur der Wirbel-

schicht 𝑇𝑊𝑆 und der dem kohleseitigen Systemdruck entsprechenden Satt-

dampftemperatur 𝑇𝑠(𝑝𝑆𝑦𝑠). Klutz gibt experimentell ermittelte Werte fu r rhei-

nische Braunkohle und kohleseitige Systemdru cke zwischen 1,1 und 6 bar an. 

Der Wassergehalt der TBK wurde fu r jede Kombination von Druck und Tem-

peratur nach ausreichender Verweilzeit in der Dampfatmospha re und an-

schließendem Abku hlen auf 60 °C und dem dabei auftretendem Nachverdamp-

fungseffekt bestimmt [KLU-08]. An die gemessenen Werte der 

Desorptionsisobaren werden Funktionen der Form 

 𝑥𝐻2𝑂,𝑎 = 𝑎 (𝑇𝑊𝑆 − 𝑇𝑠(𝑝𝑆𝑦𝑠))
𝑛

+ 𝑏 (2.12) 

angena hert, deren Parameter in Tabelle 2.1 dargestellt sind. 

Tabelle 2.1: Ergebnisse der Regressionsanalyse 

kohleseitiger System-
druck in bar 

Parameter 

𝑎 𝑏 𝑛 

1,1 0,80608 -0,55122 -0,08393 

2 0,86212 -0,64318 -0,05588 

3 0,78449 -0,59349 -0,05090 

4 0,55647 -0,36410 -0,07979 

5 0,55503 -0,37884 -0,06780 

6 0,77718 -0,58940 -0,05731 
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Die durch Regression ermittelten Desorptionsisobaren sind in Abbildung A.23 

dargestellt. 

Trocknerlast 

Die Trocknerlast wird mit der Verdampfungsleistung des Trockners gleichge-

setzt und ha ngt somit vom RBK-Durchsatz, vom Wassergehalt der RBK und 

vom Wassergehalt der TBK ab. Sind die Trocknergeometrie, der kohleseitige 

Systemdruck und der RBK-Durchsatz definiert, bleibt der Wassergehalt der 

TBK als freier Parameter, um die Trocknerlast bestimmen zu ko nnen. Wie oben 

erwa hnt, ist der Wassergehalt der TBK neben dem kohleseitigen Systemdruck 

von der U berhitzung der Wirbelschicht abha ngig und diese wiederum von der 

Trocknerlast, dem Wa rmeu bergang zwischen Wirbelschicht und Heizmedium 

und der Kondensationstemperatur des Heizmediums. 

Die A nderung des Wa rmeu bergangskoeffizienten fu r den Wa rmeu bergang 

vom Heizmedium auf die Wirbelschicht wurde von Klutz berechnet und mit 

experimentell ermittelten Werten verglichen. Im Betriebsbereich eines Dampf-

wirbelschichttrockners a ndert sich der berechnete Wa rmeu bergangskoeffi-

zient in Abha ngigkeit von der Verdampfungsleistung um weniger als 3 %. Die 

experimentell ermittelten Werte besta tigen die berechneten Werte, zeigen je-

doch einen Trend zu geringeren Wa rmeu bergangskoeffizienten bei steigender 

Verdampfungsleistung, der aber auf eine gro bere Ausmahlung aufgrund einer 

lastabha ngigen Mu hlencharakteristik zuru ckzufu hren ist [KLU-08]. 

Entsprechend ergibt sich bei gegebener Trocknergeometrie unter der An-

nahme eines von der Trocknerlast unabha ngigen Wa rmeu bergangskoeffizien-

ten folgender Zusammenhang fu r die Abha ngigkeit der treibenden Tempera-

turdifferenz ∆𝑇 zwischen Kondensationstemperatur des Heizmediums und 

Wirbelschichttemperatur von der Verdampfungsleistung 𝑃𝑉𝑒𝑟𝑑 des Trockners 

(angegeben als Massenstrom verdampften Wassers): 

 
∆𝑇

∆𝑇0
=

𝑃𝑉𝑒𝑟𝑑

𝑃𝑉𝑒𝑟𝑑,0
 (2.13) 

Das folgende Zahlenbeispiel illustriert die Zusammenha nge: Angenommen 

wird ein Trockner, der bei einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar arbei-

tet und TBK mit einem Wassergehalt von 12 % herstellen soll. Nach Glei-

chung (2.12) und Tabelle 2.1 muss die Temperatur der Wirbelschicht dafu r 

8,9 K u ber der Sattdampftemperatur von 102,3 °C liegen und somit 111,2 °C 
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betragen. Liegt die Verdampfungsleistung im Auslegungspunkt bei 110 t/h 

und die treibende Temperaturdifferenz im Auslegungspunkt bei 30 K, so muss 

das Heizmedium eine Kondensationstemperatur von 141,2 °C haben, was ei-

nem Heizdampfdruck von 3,7 bar entspricht. Wird der Trockner bei 50 % Last 

betrieben, sinkt die treibende Temperaturdifferenz entsprechend Glei-

chung (2.13) auf 15 K, sodass ein Heizdampfdruck von 2,4 bar ausreicht, um 

den Trockner in diesem Lastpunkt zur Herstellung von TBK mit einem Was-

sergehalt von 12 % zu betreiben. 

Brüdenverlust durch Nachentwrasen 

Die Kohle tritt aus dem Trockner mit der Temperatur der Wirbelschicht aus 

und muss aus Explosionsschutzgru nden auf eine Temperatur von unter 60 °C 

abgeku hlt werden. Durch die Ausschleusung der getrockneten Kohle aus dem 

unter U berdruck stehenden Trockner und aufgrund des Wasserdampf-Partial-

druckgefa lles, das beim U bergang von einer reinen Dampfatmospha re in eine 

Luftatmospha re auftritt, setzt ein Nachverdampfungseffekt (das sogenannte 

Nachentwrasen) ein. Der Nachentwrasungseffekt ist dabei umso gro ßer, je gro -

ßer der kohleseitige Systemdruck des Trockners ist [KLU-08]. Klutz gibt Ergeb-

nisse von Gleichgewichtsuntersuchungen fu r den Nachentwrasungseffekt 

rheinischer Braunkohle in Abha ngigkeit vom kohleseitigen Systemdruck und 

von der U berhitzung der Wirbelschicht bei der Abku hlung in Umgebungsluft 

auf eine Temperatur von ca. 60 °C an. Da keine wesentliche Abha ngigkeit des 

Nachentwrasungseffekts von der U berhitzung der Wirbelschicht zu erkennen 

ist, wird eine Kennlinie fu r den Nachentwrasungseffekt gebildet, die nur vom 

kohleseitigen Systemdruck abha ngt: 

∆𝑚̇𝑟𝑒𝑙 =
𝑚̇𝑇𝐵𝐾 𝑣𝐸 − 𝑚̇ 𝑇𝐵𝐾 𝑛𝐸

𝑚̇ 𝑇𝐵𝐾 𝑣𝐸
= 𝑎 𝑝𝑆𝑦𝑠 + 𝑏 

𝑎 0,00549 

𝑏 0,01945 
 

Die fu r die Systemdru cke gemittelten Messwerte und die Kennlinie sind in Ab-

bildung A.24 dargestellt. 

Brüdenverlust durch Leckagen 

Durch Undichtigkeiten an den Ein- und Austragszellenradschleusen des Trock-

ners geht ein Teil der Bru den verloren. Dieser Effekt ist umso gro ßer, je gro ßer 

der Differenzdruck u ber die Zellenradschleusen ist. Klutz gibt die Summe der 
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Bru denverluste durch Nachentwrasen und Leckage in Abha ngigkeit vom koh-

leseitigen Systemdruck bei der Trocknung von 60 Gew.-% auf 12 Gew.-% an, 

wobei die Leckagen auf Basis großtechnischer Zellenradschleusen berechnet 

wurden [KLU-08]. Mit diesen Angaben und den oben erwa hnten Daten fu r die 

Nachentwrasung la sst sich eine Kennlinie fu r den Bru denverlust aufgrund von 

Leckagen relativ zum Bru denmassenstrom bilden: 

𝑚̇𝐵𝑟ü𝑑𝑒𝑛𝑣𝑒𝑟𝑙𝑢𝑠𝑡

𝑚̇𝐵𝑟ü𝑑𝑒𝑛
= (𝑎 𝑝𝑆𝑦𝑠 + 𝑏) mit 

𝑎 0,00573 

𝑏 0,00700 
 

Die der Kennlinie zugrundeliegenden Werte und die Kennlinie sind in Abbil-

dung A.25 dargestellt. Porsche gibt Werte fu r den Leckagedampfmassenstrom 

einer DDWT Versuchsanlage mit einer Verdampfungsleistung von 5 t/h im Be-

reich von 1 bis 3 bar an [POR-10]. Die erwarteten minimalen Leckagemassen-

stro me liegen doppelt so hoch wie die von Klutz angegebenen Daten. 
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3. BERECHNUNGSGRUNDLAGEN 

Zur Beantwortung der in Kapitel 1.1 definierten Fragestellung werden in der 

vorliegenden Arbeit verschiedene Varianten von TBK-Kraftwerken einem 

RBK-Referenzkraftwerk gegenu bergestellt. Um eine Vergleichbarkeit der ver-

schiedenen Anlagenvarianten sicherzustellen, werden in Kapitel 3.1 einheitli-

che technische Randbedingungen definiert, die – soweit nicht anders kenntlich 

gemacht – sowohl fu r RBK-Kraftwerke als auch fu r TBK-Kraftwerke gu ltig sind. 

Gleiches gilt fu r die in Kapitel 3.2 definierten betriebswirtschaftlichen Rand-

bedingungen. Die Berechnungsgrundlagen zur wirtschaftlichen Bewertung 

der Anlagenvarianten durch Ermittlung der Stromgestehungskosten und zur 

technischen Bewertung durch Exergieverlustanalysen werden in Kapitel 3.3 

und Kapitel 3.4 gegeben. 

3.1 Randbedingungen 

Im Folgenden werden die Randbedingungen der vorliegenden Arbeit 

zusammengefasst. Sie sind als Eingangsdaten fu r die Optimierung notwendige 

Voraussetzungen und dienen der Begrenzung des Untersuchungsumfangs. 

Eine sinnvolle Festlegung der Randbedingungen ist fu r die Sicherstellung der 

Aussagekraft der Untersuchungsergebnisse und die Durchfu hrbarkeit der Un-

tersuchung unerla sslich. 

Anlagendesign 

Hinsichtlich des Anlagendesigns werden folgende Festlegungen getroffen, die 

zu einer erheblichen Eingrenzung des Lo sungsraums fu hren, ohne die Aussa-

gekraft der Untersuchungsergebnisse hinsichtlich der in Kapitel 1.1 definier-

ten Fragestellung zu reduzieren. Die im Generator erzeugte Bruttoleistung 

wird auf 1100 MWel festgelegt. Dieser Wert ergibt sich aus dem Bestreben, auf-

grund der Kostendegression Erzeugungseinheiten mit mo glichst großer Leis-

tung zu bauen, solange dadurch keine Doppelung von Schlu sselkomponenten 

erforderlich ist. Weiterhin werden ausschließlich Anlagenkonfigurationen mit 

minimaler Anzahl an Stra ngen untersucht. Fu r Braunkohlekraftwerke der ge-

wa hlten Leistungsklasse wird somit von einem Dampferzeuger, dessen Dampf 

in einer Dampfturbine entspannt und deren Leistung in einem Generator in 

Strom umgewandelt wird, ausgegangen. Fu r die Luft- und Rauchgasseite wird 
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angenommen, dass sie von der Frischluftansaugung bis zum Kesseleintritt und 

vom Leerzug des Kessels bis hinter die Entstaubung in zwei Stra ngen ausge-

fu hrt ist. Die REA und die Rauchgasableitung u ber den Ku hlturm werden als in 

einem Strang ausgefu hrt betrachtet. 

Im Hinblick auf die eingesetzten technischen Lo sungen fu r verschiedene Anla-

genbereiche werden folgende Festlegungen getroffen: Fu r die Rauchgasreini-

gung wird von DeNOx-Anlagen in sog. High-Dust-Schaltung (vgl. Kapitel 1.4), 

Elektrofiltern und einer als Kalkwa sche ausgefu hrte REA, wie sie zum Beispiel 

an den Blo cken Neurath F & G zum Einsatz kommen, ausgegangen. Die Rauch-

gasreinigungseinrichtungen sind so ausgelegt, dass die gesetzlich vorgeschrie-

benen Grenzwerte eingehalten werden. Entsprechend der 13. BImSchV sind 

dies insbesondere 100 mg/Nm³ NOx im Jahresmittel und 200 mg/Nm³ SOx so-

wie 20 mg/Nm³ Staub im Tagesmittel [BUN-04]. Als Ku hlturm wird ein Natur-

zugnassku hlturm mit integrierter Rauchgasableitung betrachtet. Der Dampf-

erzeuger ist mit einer Staubfeuerung ausgefu hrt. Alternative Feuerungsarten 

wie Wirbelschicht oder Schmelzkammerfeuerung werden nicht betrachtet. 

Der Mindestlastpunkt der Anlage wird auf 35 % des Frischdampfmassen-

stroms im Auslegungspunkt festgelegt. Es wird davon ausgegangen, dass die 

Zwangdurchlaufmindestlast des Dampferzeugers und die minimal zula ssige 

FWL bei reinem Kohlefeuer marginal unter diesem Wert liegen. Die maximal 

zula ssige Dauerlast betra gt 103 % des Frischdampfmassenstroms im Ausle-

gungspunkt. Weiterhin wird davon ausgegangen, dass alle Kraftwerkskompo-

nenten so ausgelegt werden, dass ein Lastgradient von 30 MWel/min im Last-

bereich zwischen der Mindestlast und der maximalen Dauerlast gefahren 

werden kann. Von einer Anpassung des Anlagendesigns zur optimierten Be-

reitstellung von Regelleistung wird nicht ausgegangen. 

Umgebungsbedingungen 

Fu r die Auslegung eines Kraftwerks und zur Sicherstellung der Vergleichbar-

keit der durchgefu hrten thermodynamischen Berechnungen sind einheitliche 

Annahmen zu den Umgebungsbedingungen erforderlich. Der thermodynami-

sche Zustand der Umgebungsluft wird in Anlehnung an den langfristigen Mit-

telwert der an der Wetterstation Aachen des Deutschen Wetterdienstes gemes-

senen Werte gewa hlt und ist in Tabelle 3.1 aufgefu hrt [DWD-12]. 
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Tabelle 3.1: Thermodynamischer Zustand der Umgebungsluft 

Druck 1,013 bar 

Temperatur 10 °C 

relative Luftfeuchtigkeit 80 % 
 

Die Zusammensetzung der Umgebungsluft entspricht den von Baehr angege-

benen Werten fu r trockene Luft [BAE-00]. Unter Beru cksichtigung der festge-

legten relativen Luftfeuchtigkeit ergibt sich die in Tabelle 3.2 aufgefu hrte Zu-

sammensetzung der Umgebungsluft. 

Tabelle 3.2: Zusammensetzung der Umgebungsluft 

Stickstoff (N2) 75,057 Gew.-% 

Sauerstoff (O2) 23,001 Gew.-% 

Argon (Ar) 1,281 Gew.-% 

Wasser (H2O) 0,606 Gew.-% 

Kohlenstoffdioxid (CO2) 0,055 Gew.-% 
 

Eine weitere Schnittstelle der zu untersuchenden Prozesse mit der Umgebung 

ist das Ku hlturmzusatzwasser und das Zusatzwasser, um Kondensatverluste 

zu kompensieren. Fu r diese Stoffstro me wird eine Temperatur von 10 °C ange-

nommen. 

Kohlequalität 

Die fu r die vorliegende Untersuchung gewa hlte Referenzkohle stellt eine Mi-

schung aus Kohlen der Tagebaue Garzweiler und Hambach dar. Die Elementar-

analyse ist in Tabelle 3.3 dargestellt. 

Tabelle 3.3: Zusammensetzungen und Heizwerte der Referenzkohle und des Kohle-
bandes 

Parameter Einheit Referenzkohle Kohleband 

unterer Heizwert MJ/kg 8,792 7,5 – 10,5 

Wasser Gew.-% 54,60 49 – 59 

Asche Gew.-% 5,70 2 – 11 

Kohlenstoff Gew.-% 27,10 – 

Wasserstoff Gew.-% 1,96 – 

Sauerstoff Gew.-% 9,90 – 

Stickstoff Gew.-% 0,29 – 

Schwefel Gew.-% 0,45 – 
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Das in Abbildung 3.1 dargestellte Kohleband deckt typische Mischkohlen die-

ser beiden Tagebaue ab. Die Elementaranalyse des wasser- und aschefreien 

Teils der Kohle wird nicht variiert. 

 

Abbildung 3.1: Einsatzkohleband 

Der Heizwert der Kohlen des Kohlebandes kann ausgehend vom Heizwert Ĥu, 

vom Wassergehalt x̂H2O und vom Aschegehalt x̂Asche der Referenzkohle unter 

Beru cksichtigung der spezifischen Verdampfungsenthalpie des Wassers Δℎ𝑉  

entsprechend Gleichung (3.1) umgerechnet werden. 

 Hu = (
Ĥu + Δℎ𝑉 ∙ x̂H2O

1 − x̂H2O − x̂Asche
) (1 − xH2O − xAsche) − Δℎ𝑉 ∙ xH2O (3.1) 

Thermodynamische Umgebung 

Um aus einem Stoff Arbeit zu gewinnen, muss der physikalische oder der che-

mische Zustand des Stoffes vera ndert werden, wobei der Stoff in Interaktion 

mit seiner Umgebung tritt. Demzufolge ist die maximale Arbeit, die sich durch 

die Vera nderung des Zustands eines Stoffes gewinnen la sst, von der Umgebung 

abha ngig, in welcher der Stoff umgewandelt wird. Um die Exergie eines Stoffes 

eindeutig bestimmen zu ko nnen, ist es deshalb notwendig, eine Referenzum-

gebung zu definieren, die im Folgenden thermodynamische Umgebung ge-
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nannt wird. Sowohl bei der Wahl der Komponenten, die in der thermodynami-

schen Umgebung beru cksichtigt werden, als auch bei der Festlegung des Um-

gebungsdrucks und der Umgebungstemperatur gibt es eine gewisse Willku r. 

Die von verschiedenen Autoren vorgeschlagenen Umgebungen ergeben Ab-

weichungen bei der Bestimmung der Exergie in der Gro ßenordnung eines Pro-

zentpunkts [BAE-00]. 

Fu r diese Arbeit wird eine von Baehr vorgeschlagene thermodynamische Um-

gebung gewa hlt, die sich auf eine von Diederichsen berechnete Gleichge-

wichtsumgebung stu tzt [BAE-00][DIE-91]. Die von Diederichsen ermittelten 

molaren Exergien im Standardzustand (𝑇0 = 298,15 K, 𝑝0 = 1 bar) der fu r die 

vorliegende Arbeit relevanten Verbindungen sind in Tabelle A.1 aufgefu hrt. Die 

Berechnungsweise der physikalischen Exergie und der chemischen Exergie 

von Stoffen im Standardzustand unter Beru cksichtigung der hier definierten 

thermodynamischen Umgebung ist in Kapitel 3.4 erla utert. 

3.2 Betriebswirtschaftliche Annahmen 

Die Randbedingungen fu r die Berechnung der Stromgestehungskosten des 

RBK-Referenzkraftwerks und fu r die Betrachtung der Wirtschaftlichkeit der 

verschiedenen TBK-Kraftwerksvarianten sind im Folgenden aufgefu hrt. Die 

Annahmen fu r die einzelnen Parameter gehen aus einem Abgleich der Annah-

men fu r eine fortschrittliche Braunkohleanlage in der Studie „Referenzkraft-

werk Nordrheinwestfalen“ und der Annahmen aus der Untersuchung von But-

termann et al. hervor [VGB-04][BUT-13]. Fu r die Daten aus der Studie 

„Referenzkraftwerk Nordrheinwestfalen“ wurde eine Preissteigerung in Ho he 

von 2 % p. a. fu r den Zeitraum seit Erscheinen der Studie im Jahr 2004 beru ck-

sichtigt. 

Allgemeine Annahmen 

Die in Tabelle 3.4 aufgelisteten Parameter werden fu r alle betrachteten Kraft-

werksvarianten konstant gehalten und auch nicht weiter mit Hilfe von Sensiti-

vita tsanalysen untersucht. Die Definition der Parameter ist in Kapitel 3.3 zu 

finden. 
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Tabelle 3.4: Allgemeine Annahmen der Wirtschaftlichkeitsrechnung 

Parameter Variable Einheit Wert 

Zeitraum bis Baubeginn 𝑛𝑃 a 0,25 

Bauzeit 𝑛𝐵 a 5 

Kostenverteilung u ber die Bauzeit 𝑣𝐴𝑆,𝑖 % p. a. 5, 15, 25, 25, 20 

unterja hriger Zahlungszeitpunkt 𝑠𝐴𝑆 - 0,5 

Kalkulationszinssatz 𝑓𝑍 % p. a. 10 

allgemeine Inflationsrate 𝑓𝐼 % p. a. 1 

spezifischer Brennstoffpreis 𝑘𝐵 €/t 10 

Hilfs-/Betriebsstoffe 𝑘𝐻𝐵 €/t 1,35 

spezifische Personalkosten 𝑘P € p. a. 80.000 

Personalbedarf ZP - 80 

Versicherung/Overhead 𝑓𝑉𝑂 % p. a. 0,5 

Instandhaltungskosten 𝑓𝐼𝐾 % p. a. 1,6 

Stilllegungskosten 𝑘SL € 2.000.000 

unvorhergesehene Kosten 𝑓𝑈𝑉  % 5 

Bauherreneigenleistung 𝑓𝐵𝐸  % 10 
 

Annahmen für das Rohbraunkohlereferenzkraftwerk 

Die zusa tzlich fu r die Berechnung der Stromgestehungskosten des RBK-

Referenzkraftwerks erforderlichen Annahmen sind in Tabelle 3.5 aufgefu hrt. 

Die elektrische Nettoleistung ist ein Berechnungsergebnis aus Kapitel 5.1.2. 

Als Wirkungsgrad wird in der Wirtschaftlichkeitsrechnung im Abgleich zwi-

schen selbst berechneten Werten und Literaturwerten ein Nettobetriebswir-

kungsgrad von 43 % angenommen1, sodass Reisezeit- und Alterungseffekte 

beru cksichtigt sind. Fu r die Wirtschaftlichkeitsbetrachtung alternativer Kraft-

werkskonzepte wird jeweils die Nettowirkungsgraddifferenz zum RBK-

                                                        

1 Wie in Kapitel 5.1.2 ersichtlich ist, liegt der Nettowirkungsgrad des RBK-Referenz-

kraftwerks im Auslegungspunkt ho her als 43 %. Um eine einheitliche Vergleichsbasis fu r 

die TBK-Kraftwerksvarianten zu gewa hrleisten, wird bei Wirtschaftlichkeitsbetrachtun-

gen die Nettowirkungsgrada nderung gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk zu den an-

genommenen 43 % addiert. 
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Referenzkraftwerk auf den Nettobetriebswirkungsgrad addiert. In Kapi-

tel 5.1.3 sind Sensitivita tsanalysen fu r alle Parameter aus Tabelle 3.5 mit Aus-

nahme der elektrischen Bruttoleistung dargestellt. 

Tabelle 3.5: Eingangsparameter für das RBK-Referenzkraftwerk 

Parameter Variable Einheit Wert 

spezifischer Anlagenpreis 𝑘𝐴 €/kW 1170 

elektrische Bruttoleistung 𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟 MWel 1100 

elektrische Nettoleistung 𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒 MWel 1045 

Nettobetriebswirkungsgrad 𝜂𝑁𝑒  % 43 

Volllastbenutzungsstunden 𝑇𝑉 h/a 7500 

Lebensdauer/Betriebszeit 𝑛 a 40 
 

Kostenfunktionen 

Zur Ermittlung des spezifischen Anlagenpreises alternativer Kraftwerkskon-

zepte werden fu r alle im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk vera nderli-

chen Teilsysteme lineare Kostenfunktionen 𝑘𝑇𝑆,𝑖 mit der Steigung 𝑎𝑇𝑆,𝑖 und der 

Konstanten 𝑏𝑇𝑆,𝑖 hinterlegt. Als unabha ngige Variable wird eine fu r die Dimen-

sionierung des Teilsystems repra sentative Gro ße 𝑥𝑇𝑆,𝑖 gewa hlt. 

 𝑘𝑇𝑆,𝑖 = 𝑎𝑇𝑆,𝑖𝑥𝑇𝑆,𝑖 + 𝑏𝑇𝑆,𝑖 (3.2) 

In Tabelle 3.6 sind sa mtliche Systeme und Anlagenteile, fu r die Kostenfunktio-

nen hinterlegt sind, aufgefu hrt. Die Spalte „Skalierung“ entha lt die jeweils fu r 

die Kostenfunktion als unabha ngige Variable gewa hlte Gro ße. Die Spalte „vari-

abler Anteil“ gibt daru ber Aufschluss, wie stark der Skalierungsparameter die 

Kosten eines Systems beeinflusst. Die Kostenfunktionen sind so skaliert, dass 

der spezifische Anlagenpreis des RBK-Referenzkraftwerks dem in Tabelle 3.5 

aufgefu hrten Wert von 1170 €/kW entspricht. 

Tabelle 3.6: Kostenfunktionen zur Ermittlung des spezifischen Anlagenpreises 

Bezeichnung Skalierung 
variabler 

Anteil 

Wirbelschichttrocknungsanlage (TBK) - 0% 

Dampferzeuger (RBK/TBK) 𝑚̇𝐹𝐷 65 % 

Ku hlturm 𝑃𝑡ℎ 85 % 

Regenerativluftvorwa rmer 𝑘𝐴 40 % 
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Dampfluftvorwa rmer 𝑃𝑡ℎ 0 % 

heißes Rauchgasrezirkulationssystem (TBK) 𝑚̇𝑅𝐺 55 % 

kaltes Rauchgasrezirkulationssystem (TBK) 𝑚̇𝑅𝐺 55 % 

Saugzuggebla se 𝑚̇𝑅𝐺 55 % 

Elektrofilter inkl. Entaschung (RBK/TBK) 𝑣𝑅𝐺 ∙ 𝑚̇𝑅𝐺 35 % 

REA (RBK/TBK) 𝑣𝑅𝐺 ∙ 𝑚̇𝑅𝐺 40 % 

HD- und MD-Rohrleitungen (RBK/TBK) - 0 % 

Niederdruckvorwa rmer 𝑘𝐴 55 % 

Hochdruckvorwa rmer 𝑃𝑡ℎ 70 % 

externer Enthitzer 𝑃𝑡ℎ 70 % 

Lubecosystem inkl. Kondensatbypassvw. 𝑃𝑡ℎ 70 % 

kleines Wa rmeverschiebesystem (𝑘𝐴)𝑅𝐺𝐾 80 % 

großes Wa rmeverschiebesystem (𝑘𝐴)𝑅𝐺𝐾 80 % 

Bru dennutzungssystem 
„Vorwa rmung des Hauptkondensats“ (TBK) 

𝑃𝑡ℎ 55 % 

Bru dennutzungssystem 
„Verbrennungsluftvorwa rmung“ (TBK) 

𝑃𝑡ℎ 55 % 

Bru dennutzungssystem 
„Kohlevorwa rmung“ (TBK) 

𝑃𝑡ℎ 55 % 

Bru dennutzungssystem 
„Sekunda rdampferzeuger“ (TBK) 

𝑃𝑡ℎ 55 % 

Bru dennutzungssystem 
„Expansionsturbine“ (TBK) 

𝑃𝑒𝑙 30 % 

Bru dennutzungssystem 
„Sekunda rturbine“ (TBK) 

𝑃𝑒𝑙 30 % 

System zur Bru denverdichtung (TBK) 𝑚̇𝐵𝑟ü𝑑𝑒𝑛 90 % 

Sonstiges - 0 % 

Alle Systeme und Komponenten, die in jeder untersuchten Kraftwerksvariante 

vorhanden sind und fu r die davon ausgegangen werden kann, dass unter-

schiedliche Schaltungsvarianten nur einen unwesentlichen Einfluss auf ihre 

Kosten haben, werden unter „Sonstiges“ subsummiert. Dies gilt insbesondere 

fu r die Hauptturbine inklusive der Turbinenkondensatoren und des Genera-

tors, die Turbospeisewasserpumpe (TSP) und die SPAT inklusive SPAT-

Kondensator, die Elektrospeisewasser-, Kondensat- und Ku hlwasserpumpen 

inklusive Motoren, den Speisewasserbeha lter, die Rauchgas- und Netzablei-

tung, die Leittechnik und die Anbindung an das Altkraftwerk. Die in Tabelle 3.6 

mit RBK und TBK gekennzeichneten Kostenfunktionen weisen darauf hin, dass 
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sie entweder nur auf RBK- oder TBK-Kraftwerke zutreffen oder dass fu r die 

beiden Kraftwerkstypen unterschiedliche Kostenfunktionen hinterlegt sind. 

Kosten für CO2-Emmissionszertifikate 

Ab 2013, dem Beginn der dritten Phase des European Union Emission Trading 

System (EU-ETS), mu ssen die deutschen Energieversorger CO2-

Emissionszertifikate in a quivalenter Menge zum CO2-Ausstoß ihrer Kraftwerke 

ersteigern, wobei die Menge der insgesamt am Markt bereitgestellten Emissi-

onszertifikate kontinuierlich reduziert wird [DOY-08]. Wie stark das Angebot 

an CO2-Emissionszertifikaten reduziert wird, leitet sich aus dem Bestreben der 

Europa ischen Union ab, den globalen mittleren Temperaturanstieg im Jahr 

2100 auf 2 °C gegenu ber dem Niveau vor der Industrialisierung zu begrenzen 

[KEG-07]. Eine realistische Wahrscheinlichkeit, dieses Ziel zu erreichen, be-

steht, wenn die entwickelten Nationen ihren CO2-Ausstoß bis 2020 um 30 % 

und bis 2030 um 50 % gegenu ber dem Niveau von 1990 reduzieren. Im Rah-

men einer durch das Institute for Prospective Technological Studies (IPTS) im 

Auftrag der Europa ischen Union durchgefu hrten Studie wurde anhand von Si-

mulationsrechnungen ermittelt, wie teuer CO2-Emissionszertifikate sein mu s-

sen, um die angestrebten Emissionsminderungen zu realisieren [RUS-07]. Die 

Studie kam zu dem Ergebnis, dass der Preis fu r CO2-Emissionszertifikate im 

Jahr 2015 in den entwickelten La ndern bei 21 €/tCO2, im Jahr 2020 bei 

37 €/tCO2 und im Jahr 2030 bei 65 €/tCO2 liegen mu sste (Preisstand jeweils 

2007). Dieser Anstieg entspricht einer ja hrlichen Teuerung um ca. 3 €/tCO2. 

Basierend auf diesen Zahlen wurden fu r die vorliegende Untersuchung ver-

schiedene Szenarien fu r die Preisentwicklung der CO2-Emissionszertifikate 

betrachtet. Abbildung 3.2 zeigt diese Szenarien. Es wurden drei Basisszenarien 

(Szenario 1 bis 3) mit der gleichen relativen Preisentwicklung wie jene der 

IPTS-Daten erstellt. Die Szenarien unterscheiden sich in ihrem absoluten 

Preisniveau. Szenario 1 entspricht exakt den IPTS-Daten, wobei die Preise auf 

einen Preisstand von 2012 skaliert wurden. Die Szenarien 2 und 3 liegen 

10 €/tCO2 niedriger bzw. ho her als Szenario 1. Da die Daten des IPTS nur bis 

2030 vorliegen, fu r die Wirtschaftlichkeitsrechnung aber vom Beginn des kom-

merziellen Betriebs im Jahr 2017 und einer 40 ja hrigen Betriebszeit ausgegan-

gen wird, muss eine Annahme u ber die Preisentwicklung ab 2030 getroffen 

werden. Fu r die Preisentwicklung ab 2030 wurden drei verschiedene Verla ufe 

angenommen, sodass in Summe neun Szenarien betrachtet werden. Neben ei-



Kapitel 3: Berechnungsgrundlagen 

 72 

nem konstanten Verlauf der Preise (Szenario x.1) wird eine ja hrliche Steige-

rung um 1 €/tCO2 (Szenario x.2) und eine ja hrliche Steigerung um 3 €/tCO2 

(Szenario x.3) betrachtet. 

 

Abbildung 3.2: Preisszenarien für CO2-Emissionszertifikate (Preisbasis 2012) 

3.3 Wirtschaftlichkeitsrechnung 

Der Vergleich der Wirtschaftlichkeit verschiedener Kraftwerkskonzepte er-

folgt auf Basis der Stromgestehungskosten. Die Berechnungsmethode zur Er-

mittlung der Stromgestehungskosten ist an jene von Rode angelehnt [ROD-04], 

wobei zusa tzliche Parameter entsprechend der Konzeptstudie „Referenzkraft-

werk Nordrhein-Westfalen“ beru cksichtigt werden [VGB-04]. Fu r eine detail-

lierte Erla uterung der Grundbegriffe der Wirtschaftlichkeitsrechnung sei auf 

[WAR-03] verwiesen. 

Die Stromgestehungskosten 𝑘𝑆 stellen die finanzmathematischen Durch-

schnittskosten einer kWh Strom wa hrend der gesamten Laufzeit eines Kraft-

werks dar und berechnen sich als Summe aus den fixen Stromgestehungskos-

ten 𝑘𝑆𝐹 und den variablen Stromgestehungskosten 𝑘𝑆𝑉 . Unter den fixen 

Stromgestehungskosten werden alle Kosten zusammengefasst, die unabha n-

gig von der erzeugten Strommenge anfallen. Alle Kosten, die mit der erzeugten 

Strommenge korreliert sind, werden in den variablen Stromgestehungskosten 

beru cksichtigt. 
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Die Ermittlung der Stromgestehungskosten erfolgt in zwei Schritten: Zuna chst 

wird der Barwert aller anfallenden Kosten zu einem Referenzzeitpunkt, fu r 

den der Beginn des kommerziellen Betriebs des Kraftwerks gewa hlt wird, be-

stimmt. Die Gesamtkosten berechnen sich durch Addition der Investitions-

summe 𝐼𝑆 und dem Barwert der u ber die Betriebszeit anfallenden Kosten 𝐾𝐵𝑍. 

In einem zweiten Schritt wird der Barwert aller Kosten durch Multiplikation 

mit dem Annuita tenfaktor 𝑎𝑛,𝑓𝑍
 u ber die Betriebszeit des Kraftwerks gemittelt. 

Die ja hrliche Annuita t wird durch die Anzahl der pro Jahr erzeugten Kilowatt-

stunden, die sich aus dem Produkt der ja hrlichen Volllastbenutzungsstunden 

𝑇𝑉 und der elektrischen Nettoleistung des Kraftwerks 𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒 ergeben, geteilt. 

Das Ergebnis sind die Stromgestehungskosten entsprechend Gleichung (3.3). 

 𝑘𝑆 =  
𝑎𝑛,𝑓𝑍

𝑇𝑉 ∙ 𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒
∙ (𝐼𝑆 + 𝐾𝐵𝑍) (3.3) 

Der Annuita tenfaktor 𝑎𝑛,𝑓𝑍
 wird entsprechend Gleichung (3.4) in Abha ngigkeit 

von der Lebensdauer des Kraftwerks 𝑛 und des Kalkulationszinses 𝑓𝑍 berech-

net. 

 𝑎𝑛,𝑓𝑍
=  

𝑓𝑍 ∙ (1 + 𝑓𝑍)𝑛

(1 + 𝑓𝑍)𝑛 − 1
 (3.4) 

Investitionssumme 

Die Investitionssumme 𝐼𝑆 stellt die Summe aller Kosten dar, die bis zum Beginn 

des kommerziellen Betriebs des Kraftwerks anfallen, und setzt sich aus dem 

Anlagenpreis, der Bauherreneigenleistung und den unvorhergesehenen Kos-

ten zusammen. Die Bauherreneigenleistung wird u ber den Faktor 𝑓𝐵𝐸  und das 

Unvorhergesehene u ber den Faktor 𝑓𝑈𝑉  anteilig zu den spezifischen Anlagen-

kosten 𝑘𝐴 beru cksichtigt. Jede Kostenposition wird bis zu ihrer Fa lligkeit mit 

der allgemeinen Preissteigerungsrate (Inflationsrate) 𝑓𝐼 skaliert und ab dem 

Zeitpunkt ihrer Fa lligkeit mit dem Kalkulationszins 𝑓𝑍 bis zum Referenzzeit-

punkt aufgezinst.  
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𝐼𝑆 =  𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟 ∙ 𝑘𝐴 ∙ (1 + 𝑓𝐼)𝑛𝑃

∙ [(1 + 𝑓𝐵𝐸) ∙ ∑(𝑣𝐴𝑆,𝑖 ∙ (1 + 𝑓𝐼)(𝑖−𝑠𝐴𝑆) ∙ (1 + 𝑓𝑍)(𝑛𝐵(𝑖−𝑠𝐴𝑆)))

𝑛𝐵

𝑖=1

+ 𝑓𝑈𝑉 ∙ (1 + 𝑓𝑍)𝑛𝐵] 

(3.5) 

In Gleichung (3.5) werden weiterhin der Zeitraum zwischen Bauentscheid und 

Baubeginn 𝑛𝑃, die Bauzeit 𝑛𝐵, die Verteilung der Anlagenkosten und Bauher-

reneigenleistung u ber die Bauzeit 𝑣𝐴𝑆,𝑖 , sowie der unterja hrige Zahlungszeit-

punkt 𝑠𝐴𝑆 beru cksichtigt. In Tabelle 3.4 sind die Annahmen fu r diese Parame-

ter aufgefu hrt. Fu r die unvorhergesehenen Kosten wird angenommen, dass sie 

zu Baubeginn in vollem Umfang anfallen. 

Spezifische Anlagenkosten 

Die spezifischen Anlagenkosten stellen die Summe aller auf die Bruttoleistung 

bezogenen Kostenpositionen der Teilsysteme des Kraftwerks dar, deren An-

zahl 𝑛𝑇𝑆 betra gt. Die spezifischen Kosten der Teilsysteme 𝑘𝑇𝑆,𝑖 werden durch 

lineare Kostenfunktionen entsprechend Gleichung (3.2) abgebildet. 

 𝑘𝐴 = ∑ 𝑘𝑇𝑆,𝑖

𝑛𝑇𝑆

𝑖=1

= ∑(𝑎𝑇𝑆,𝑖𝑥𝑇𝑆,𝑖 + 𝑏𝑇𝑆,𝑖)

𝑛𝑇𝑆

𝑖=1

 (3.6) 

Eine U bersicht der beru cksichtigten Kostenfunktionen ist in Kapitel 3.2 zu fin-

den. Es ist zu beachten, dass ein Teil der Kostenfunktionen nur auf RBK- bzw. 

auf TBK-Kraftwerke zutrifft. Diese Funktionen sind in Tabelle 3.6 entspre-

chend gekennzeichnet. 

Fixe Stromgestehungskosten 

Die fixen Stromgestehungskosten setzen sich aus allen Kostenpositionen zu-

sammen die unabha ngig von der Anzahl der Betriebsstunden des Kraftwerks 

anfallen. Der gro ßte Beitrag zu den fixen Stromgestehungskosten entfa llt auf 

die Investitionssumme. Daru ber hinaus sind die Instandhaltungskosten, die 

Kosten fu r Versicherung, die Gemeinkosten und die Personalkosten Teil der fi-

xen Stromgestehungskosten. Am Ende der Betriebszeit eines Kraftwerks fallen 
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außerdem Stilllegungskosten 𝑘𝑆𝐿 an, welche ebenfalls in den fixen Stromgeste-

hungskosten beru cksichtigt werden.  

 

𝑘𝑆𝐹 =  
𝑎𝑛,𝑓𝑍

𝑇𝑉 ∙ 𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒

∙ [𝐼𝑆 ∙ (1 + 𝑟𝑛,𝑓𝑍,𝑓𝐼
∙ (𝑓𝐼𝐾 + 𝑓𝑉𝑂)) + 𝑍𝑃 ∙ 𝑘𝑃 ∙ 𝑟𝑛,𝑓𝑍,𝑓𝐼

+
𝑘𝑆𝐿

(1 + 𝑓𝑍)𝑛
] 

(3.7) 

Die ja hrlichen Instandhaltungskosten und die Overheadkosten werden als An-

teil an der Investitionssumme mit den Faktoren 𝑓𝐼𝐾 und 𝑓𝑉𝑂 beru cksichtigt. Die 

Personalkosten berechnen sich als Produkt des Personalbedarfs 𝑍𝑃 und der 

spezifischen Personalkosten 𝑘𝑃. 

Der Barwert der ja hrlich u ber die Betriebszeit anfallenden Kosten wird mit 

Hilfe des nach Formel (3.8) berechneten Diskontierungssummenfaktors 

𝑟𝑛,𝑓𝑍,𝑓𝐼
 ermittelt.  

 𝑟𝑛,𝑓𝑍,𝑓𝐼
=  

(1 + 𝑓𝑍)𝑛 − (1 + 𝑓𝐼)𝑛

(1 + 𝑓𝑍)𝑛 ∙ (𝑓𝑍 − 𝑓𝐼)
 (3.8) 

Variable Stromgestehungskosten 

Unter den variablen Stromgestehungskosten werden alle Kostenpositionen zu-

sammengefasst, die nur dann anfallen, wenn das Kraftwerk in Betrieb ist, und 

die somit abha ngig von der erzeugten elektrischen Bruttoleistung sind. Hierzu 

geho ren die Brennstoffkosten, die Kosten fu r CO2-Emissionszertifikate sowie 

die Kosten fu r Hilfs- und Betriebsstoffe. Da diese drei Kostenpositionen pro-

portional zum Brennstoffverbrauch sind, wird dieser zuna chst in Abha ngigkeit 

von der Bruttoleistung 𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟 und dem Bruttowirkungsgrad 𝜂𝑏𝑟 des Kraftwerks, 

den Volllastbenutzungsstunden 𝑇𝑉 und dem Heizwert der Kohle 𝐻𝑢 berechnet. 

Durch Multiplikation mit den spezifischen Brennstoffkosten 𝑘𝐵, den spezifi-

schen CO2-Emissionszertifikatekosten (als Produkt der spezifischen CO2-

Emissionen 𝑓𝐶𝑂2
 und den Kosten fu r Emissionszertifikate 𝑘𝐶𝑂2

) und den spezi-

fischen Kosten fu r Hilfs- und Betriebsstoffe 𝑘𝐻𝐵 ergeben sich die ja hrlichen va-

riablen Kosten. Die variablen Stromgestehungskosten berechnen sich dann ge-

ma ß Formel (3.9) durch Barwertbildung mit dem 

Diskontierungssummenfaktor und Mittelung u ber die Betriebszeit mit dem 

Annuita tenfaktor. 
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𝑘𝑆𝑉 = 

𝑎𝑛,𝑓𝑍

𝑇𝑉 ∙ 𝑃𝑒𝑙,𝑛𝑒
∙  𝑟𝑛,𝑓𝑍,𝑓𝐼

∙ 3,6 ∙
𝑃𝑒𝑙,𝑏𝑟 ∙ 𝑇𝑉

𝜂𝑏𝑟 ∙ 𝐻𝑢
∙ [𝑘𝐵 + 𝑓𝐶𝑂2

∙ 𝑘𝐶𝑂2
+ 𝑘𝐻𝐵] 

(3.9) 

3.4 Exergie 

Entsprechend der in Kapitel 1.2 dargestellten Optimierungsmethodik werden 

die Quellen thermodynamisch vermeidbarer Verluste der in der vorliegenden 

Arbeit untersuchten Prozesse mit Hilfe von Exergieanalysen identifiziert und 

bewertet, indem, analog zu einer Energiebilanz, Exergiebilanzen um einzelne 

Prozessabschnitte gebildet werden. Im Folgenden wird erla utert, wie die Exer-

gie aller relevanten Stoff- und Energiestro me ermittelt wird. Die im Folgenden 

dargestellten Berechnungsgleichungen zur Ermittlung der Exergie stu tzen sich 

auf Baehr, in dessen Vero ffentlichungen eine detaillierte Diskussion des Exer-

giebegriffs zu finden ist [BAE-00][BAE-87][BAE-79]. 

Die zu bewertenden Energiestro me sind Wa rme, mechanische Arbeit und 

elektrische Arbeit. Da mechanische und elektrische Arbeit theoretisch verlust-

frei in jede andere Energieform umgewandelt werden ko nnen, sind entspre-

chende Energiestro me reine Exergiestro me. Der Exergiestrom 𝐸̇ eines Wa r-

mestroms 𝑄̇ berechnet sich unter Beru cksichtigung der Temperatur der in 

Kapitel 3.1 definierten thermodynamischen Umgebung 𝑇𝑢 und der Temperatur 

𝑇, bei welcher der Wa rmestrom die Bilanzgrenze u berquert, zu: 

 𝐸̇ = (1 −
𝑇𝑢

𝑇
) 𝑄̇ (3.10) 

Die zu bewertenden Stoffstro me sind Feststoffstro me, die aus Verbindungen 

der Elemente Kohlenstoff, Wasserstoff, Sauerstoff, Stickstoff und Schwefel zu-

sammengesetzt sind und gegebenenfalls nicht na her definierte Asche enthal-

ten, reines Wasser und Gasstro me, die aus Verbindungen der genannten Ele-

mente bestehen und gegebenenfalls elementares Argon enthalten. Da in der 

vorliegenden Arbeit stets von einer vollsta ndigen Verbrennung ausgegangen 

wird, treten neben Stoffstro men, die Brennstoff enthalten, dessen Zusammen-

setzung nur als Elementaranalyse bekannt ist, lediglich folgende Verbindungen 

auf, die alle in der thermodynamischen Umgebung enthalten sind: N2, O2, H2O, 

Ar, CO2, SO2. 
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Die massenbezogene spezifische Exergie 𝑒 eines Stoffstroms berechnet sich als 

Summe der spezifischen physikalischen Exergie 𝑒𝑝ℎ𝑦𝑠 und der spezifischen 

chemischen Exergie 𝑒𝑐ℎ𝑒𝑚 des Stoffstroms gema ß Gleichung (3.11). 

 𝑒 = 𝑒𝑝ℎ𝑦𝑠 + 𝑒𝑐ℎ𝑒𝑚 (3.11) 

Spezifische physikalische Exergie 

Die massenbezogene spezifische physikalische Exergie ist durch Glei-

chung (3.12) definiert, wobei ℎ𝑢 und 𝑠𝑢 die spezifische Enthalpie und die spe-

zifische Entropie des Stoffstroms bei Umgebungsbedingungen sind. 

 𝑒𝑝ℎ𝑦𝑠 = ℎ − ℎ𝑢 − 𝑇𝑢(𝑠 − 𝑠𝑢) (3.12) 

Die Berechnung der physikalischen Exergie kann somit direkt unter Zuhilfe-

nahme der entsprechenden Stoffwerte erfolgen. 

Spezifische chemische Exergie idealer Gasgemische und Lösungen 

Die massenbezogene spezifische chemische Exergie wird ermittelt, indem die 

molare chemische Exergie berechnet wird und diese u ber die molare Masse 

des Gemisches in die massenbezogene spezifische chemische Exergie umge-

rechnet wird. Die molare chemische Exergie eines idealen Gasgemisches oder 

einer idealen Lo sung 𝐸𝑐ℎ𝑒𝑚 wird als Summe der mit den jeweiligen molaren 

Stoffmengenanteilen 𝛾𝑖 gewichteten Standardexergien 𝐸0𝑖(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) und der bei 

Umgebungstemperatur berechneten molaren Arbeit zur Herstellung des Ge-

misches entsprechend Gleichung (3.13) berechnet. 

 𝐸𝑐ℎ𝑒𝑚(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) = ∑ 𝛾𝑖𝐸0𝑖(𝑇𝑢, 𝑝𝑢)

𝑁

𝑖=1

+ 𝑅𝑚𝑇𝑢 ∑ 𝛾𝑖ln𝛾𝑖

𝑁

𝑖=1

 (3.13) 

Die molaren Standardexergien fu r alle relevanten Stoffe sind in Tabelle A.1 auf-

gefu hrt. 

Chemische Exergie von Kohle 

Da Kohle ein chemisch nicht definierter Brennstoff ist, von dem in der Regel 

lediglich die Elementaranalyse vorliegt, ist ein spezielles Berechnungsverfah-

ren zur Ermittlung der chemischen Exergie erforderlich, welches von Baehr 

vorgeschlagen wurde [BAE-87]. 
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Die spezifische chemische Exergie der Kohle berechnet sich als die Summe des 

oberen Heizwerts 𝐻𝑜(𝑇𝑢, 𝑝𝑢), der mit der Umgebungstemperatur gewichteten 

spezifischen Reaktionsentropie Δ𝑅𝑠(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) der Oxidationsreaktion der Kohle 

und des auf die Brennstoffmasse bezogenen spezifischen Exergieunterschieds 

Δ𝑒(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) zwischen den Produkten der Oxidationsreaktion und dem dafu r be-

no tigten Sauerstoff gema ß Gleichung (3.14). 

 𝑒𝑐ℎ𝑒𝑚(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) = 𝐻𝑜(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) + 𝑇𝑢Δ𝑅𝑠(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) + Δ𝑒(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) (3.14) 

Sind die Massenanteile von Kohlenstoff 𝑥𝐶 , Wasserstoff 𝑥𝐻 , Sauerstoff 𝑥𝑂 , Stick-

stoff 𝑥𝑁 , Schwefel 𝑥𝑆, Wasser 𝑥𝑊 und Asche 𝑥𝐴 gegeben, berechnet sich die spe-

zifische Reaktionsentropie zu: 

 
Δ𝑅𝑠 = 3,6641 𝑥𝐶𝑠𝐶𝑂2

+ 8,9366 𝑥𝐻𝑠𝐻2𝑂 + 1,9980 𝑥𝑆𝑠𝑆𝑂2

+ 𝑥𝑁𝑠𝑁2
− 𝑂𝑚𝑖𝑛𝑠𝑂2

− (1 − 𝑥𝑊 − 𝑥𝐴)𝑠𝐵
´  

(3.15) 

Dabei ist 𝑂𝑚𝑖𝑛 der spezifische Sauerstoffbedarf: 

 𝑂𝑚𝑖𝑛 = 2,6641 𝑥𝐶 + 7,9366 𝑥𝐻 + 0,9980 𝑥𝑆 − 𝑥𝑂 (3.16) 

Die molaren Standardentropien fu r CO2, H2O, SO2, N2 und O2 sind in Tabelle A.1 

aufgefu hrt. Die Standardentropie von Kohle 𝑠𝐵
´  gibt Baehr als Mittelwert der 

Standardentropie einer Vielzahl chemisch definierter Brennstoffe mit 

(1,7±1,0) kJ/kg K an. 

Fu r den auf die Brennstoffmasse bezogenen Exergieunterschied Δ𝑒(𝑇𝑢, 𝑝𝑢) 

zwischen den Produkten der Oxidationsreaktion und dem dafu r beno tigten 

Sauerstoff gilt unter Vernachla ssigung der Exergie der Asche: 

 
Δ𝑒 = 3,6641 𝑥𝐶𝑒𝐶𝑂2

+ (8,9366 𝑥𝐻 + 𝑥𝑊)𝑒𝐻2𝑂

+ 1,9980 𝑥𝑆𝑒𝑆𝑂2
+ 𝑥𝑁2

𝑒𝑁2
− 𝑂𝑚𝑖𝑛𝑒𝑂2

 
(3.17) 
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4. PROZESSMODELLIERUNG 

Fu r die wa rme- und verfahrenstechnische Simulation der untersuchten Kraft-

werkskonzepte wird die Version 9 der kommerziell verfu gbaren Software EBS-

ILONProfessional verwendet. Zur Abbildung eines thermodynamischen Kreis-

prozesses mit EBSILONProfessional werden auf einer graphischen 

Benutzeroberfla che Bausteine, welche die Bauteile des Kreisprozesses repra -

sentieren, angeordnet und mit Leitungen, welche die Stoffstro me zwischen 

den Bauteilen abbilden, verbunden. In den Bausteinen sind U bertragungsfunk-

tionen hinterlegt, die physikalische Beziehungen zwischen den ein- und aus-

tretenden Stoffstro men herstellen. Aus den U bertragungsfunktionen ergibt 

sich ein Gleichungssystem fu r Druck, Enthalpie und Massenstrom, welches un-

ter Beru cksichtigung der Parametrierung der Bausteine und der vorgegebenen 

Start- und Randwerte iterativ gelo st wird. Fu r die Berechnung der Stoffwerte 

von Wasser und Dampf wird die Formulierung der IAPWS-97, fu r die Stoff-

werte von Kohle, Luft und Rauchgas die Formulierung entsprechend FDBR ver-

wendet. Fu r eine detaillierte Beschreibung der Software sei auf das EBSILON-

Professional Benutzerhandbuch verwiesen [EVO-10]. Abbildung A.37 zeigt 

einen Screenshot der fu r die vorliegende Arbeit genutzten Simulationstopolo-

gie zur Illustration. 

Die Software ist aufgrund einer umfangreichen Auswahl an vordefinierten 

Standardbausteinen und eines schnell konvergierenden Rechenkerns fu r den 

in dieser Arbeit durchgefu hrten Vergleich zahlreicher verschiedener Schal-

tungsvarianten gut geeignet. Daru ber hinaus kann die Software um selbst pro-

grammierte Bausteine erweitert werden und ermo glicht dem Anwender, ne-

ben Auslegungsrechnungen auch Teillastrechnungen durchzufu hren – zwei 

Eigenschaften, die fu r die vorliegende Arbeit unverzichtbar sind. Die Software 

wird unter anderem von zahlreichen Herstellern kraftwerkstechnischer Kom-

ponenten und Universita ten, die im Bereich Energietechnik forschen, sowie 

von allen großen deutschen Energieversorgungsunternehmen genutzt [STE-

14]. 

Im Folgenden wird dargestellt, wie einzelne Abschnitte des Kraftwerksprozes-

ses in der Simulationssoftware abgebildet werden. Fu r Abschnitte, die mit 
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Hilfe der Standardbausteine von EBSILONProfessional modelliert werden, sol-

len lediglich die Verschaltung der Teilmodelle und deren Parametrierung er-

la utert werden. Die Parametrierung der Bausteine orientiert sich an ausge-

fu hrten Anlangen und ist im Wesentlichen von den BoA-Blo cken abgeleitet 

(KW Niederaußem Block K und KW Neurath Blo cke F und G). Auf Komponen-

ten oder Prozessschritte, fu r die neue Teilmodelle erstellt wurden, wird im De-

tail eingegangen. 

4.1 Schlagradmühlen 

Um die Schlagradmu hlen eines RBK-Dampferzeugers abzubilden, wird ein 

selbst programmierter Modellbaustein genutzt. Da alle im Modell beru cksich-

tigten lastabha ngigen Parameter linear variiert werden, kann eine Abbildung 

der einzelnen Mu hlen entfallen. In das Teilmodell treten die Stoffstro me RBK, 

ru ckgesaugtes Rauchgas und Mu hlenfalschluft ein. Einziger austretender Stoff-

strom ist das Feststoff-Gas-Gemisch am Austritt der Mu hlen. Unter Vorgabe der 

Sichtertemperatur 𝑇𝑆𝑖𝑐ℎ𝑡𝑒𝑟 und des Wassergehalts der getrockneten Kohle 

𝑥𝐻2𝑂,𝑎 wird der fu r die Trocknung erforderliche Rauchgasmassenstrom be-

rechnet. Die Sichtertemperatur wird entsprechend [KAT-95] auf 120 °C festge-

legt. Der Wassergehalt der Kohle am Mu hlenaustritt wird mit 18 % und der 

Falschlufteinbruch in die Mu hlen mit 1 kg Luft pro 4 kg RBK angenommen. Die 

Massenbilanz und die Energiebilanz u ber die Schlagradmu hlen ergeben sich 

zu: 

 𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 + 𝑚̇𝑅𝐺,𝑒 + 𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡,𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.1) 

 

𝑚̇𝑅𝐺,𝑒(ℎ𝑅𝐺,𝑒 − ℎ𝑅𝐺,𝑎)

+ 𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 [(ℎ𝐵𝑟,𝑒 − ℎ𝐵𝑟,𝑎) (
1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑒

1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎
)

+ (ℎ𝐻2𝑂,𝑒 − ℎ𝐻2𝑂,𝑎) (
𝑥𝐻2𝑂,𝑒 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎

1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎
)]

+ 𝑚̇𝐿𝑢𝑓𝑡,𝑒(ℎ𝐿𝑢𝑓𝑡,𝑒 − ℎ𝐿𝑢𝑓𝑡,𝑎) = 0 

(4.2) 

Bei der Energiebilanz ist zu beachten, dass die Enthalpie ℎ𝐵𝑟,𝑎 fu r die getrock-

nete Kohle zu bestimmen ist. Die Enthalpien ℎ𝐻2𝑂,𝑒 und ℎ𝐻2𝑂,𝑎 sind der Wasser-

Dampf-Tafel zu entnehmen. Der Heizwert der getrockneten Kohle nimmt um 

die fu r die Verdampfung des Wassers aufgewendete Energie zu: 
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 𝐻𝑢,𝑎𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 = 𝑚̇𝐵𝑟,𝑒(ℎ𝐵𝑟,𝑒 + 𝐻𝑢,𝑒) + 𝑚̇𝑅𝐺,𝑒ℎ𝑅𝐺,𝑒 − 𝑚̇𝑎ℎ𝑎 (4.3) 

Der Druck des gemischten Austrittsstroms wird gleich dem Eintrittsdruck der 

Kohle gesetzt. Die Zusammensetzung der getrockneten Kohle und des aus der 

Mühle austretenden Gasgemisches wird entsprechend des verdampften Was-

sermassenstroms angepasst. Der Eigenbedarf der Schlagradmühlen wird li-

near mit dem durchgesetzten RBK-Massenstrom variiert und berechnet sich 

in Anlehnung an die in [KAT-95] gemachten Angaben zu: 

 𝑃𝑒𝑙 = 28,8
kJ

kg
∙ 𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 (4.4) 

4.2 Dampfwirbelschichttrocknung 

Die Modellierung des Dampfwirbelschichttrockners erfolgt so, dass sich das 

Modell sowohl zur Abbildung des WTA-Verfahrens als auch zur Abbildung des 

DDWT-Verfahrens eignet, wobei durch Vorgabe der Trockneranzahl und der 

Verdampfungsleistung je Trocknereinheit eine beliebige Anzahl an Trock-

nereinheiten mit dem Modell simuliert werden kann. Abbildung 4.1 zeigt ein 

Schema des Trocknermodells. Die Schnittstellen des Modells sind kohleseitig 

der RBK-Abwurf in den Bunker des Trockners und der Eintritt des Gemisches 

aus TBK und Tragluft in die Brennkammer des Dampferzeugers. Die Stoff-

stro me Wrasen und Bru denverlust werden als reiner Wasserdampf und die 

Tragluft als Umgebungsluft abgebildet. Sie stellen Schnittstellen mit der Um-

gebung dar. Die Schnittstellen auf der Prozessdampfseite und der Prozess-

dampfkondensatseite liegen an der Entnahmestelle der Dampfturbine bzw. an 

der Beimischung in den Hauptkondensatstrom. Der Bru den-Stoffstrom wird 

im Modell als reiner Wasserdampf betrachtet und repra sentiert den zur weite-

ren Nutzung zur Verfu gung stehenden Teil der Bru den. 
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Abbildung 4.1: Schema des Trocknermodells 

Fluidisierung 

Die Fluidisierung der Wirbelschicht erfolgt, indem ein Teil der Bru den mit Hilfe 

eines Gebla ses verdichtet und zum Trockner zuru ckgefu hrt wird. Der Fluidi-

sierungsmassenstrom 𝑚̇𝐹𝐿 berechnet sich als Produkt der Fluidisierungsge-

schwindigkeit am Begasungsboden 𝑢, der Querschnittsfla che des Trockners 𝐴, 

der Dichte des Fluidisierungsmediums und der Trockneranzahl 𝑛𝑇𝑟 entspre-

chend Gleichung (4.5). 

Die Fluidisierungsgeschwindigkeit eines atmospha rischen Trockners betra gt 

entsprechend Klutz 0,11 m/s. Die relative A nderung der Fluidisierungsge-

schwindigkeit in Abha ngigkeit vom kohleseitigen Systemdruck 𝑝𝑆𝑦𝑠 nach Klutz 

ist in Tabelle 4.1 gelistet [KLU-08]. 

Tabelle 4.1: relative Fluidisierungsgeschwindigkeit in Abhängigkeit vom kohleseiti-
gen Systemdruck 

𝑝𝑆𝑦𝑠 in bar 1,1 2 3 4 5 6 

𝑢𝑟𝑒𝑙 1 0,94 0,90 0,88 0,86 0,84 
 

Die Querschnittsfla che eines atmospha rischen Trockners wird zu 80 m² pro 

100 t/h Verdampfungsleistung angenommen. Fu r ho here Systemdru cke wird 

die Querschnittsfla che proportional zu der in Tabelle 4.2 dargestellten relati-

ven Zunahme des Wa rmeu berganskoeffizienten reduziert. Die dargestellten 

Werte lehnen sich an von Buschsiewecke experimentell ermittelte Werte an, 

der bei einer Erho hung des kohleseitigen Systemdrucks von 1,3 bar auf 5 bar 

 𝑚̇𝐹𝐿 = 𝑛𝑇𝑟 ∙ 𝑢(𝑝𝑆𝑦𝑠) ∙ 𝐴 ∙ 𝜌 (4.5) 
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eine Zunahme des Wa rmeu berganskoeffizienten von rund 18 % ermittelt hat 

[BUS-06]. 

Tabelle 4.2: Relativer Wärmeüberganskoeffizient in Abhängigkeit vom kohleseitigen 
Systemdruck 

𝑝𝑆𝑦𝑠 in bar 1,1 2 3 4 5 6 

𝑘𝑟𝑒𝑙 1 1,04 1,09 1,14 1,19 1,24 
 

Der Druckverlust u ber den Begasungsboden des Trockners und die Wirbel-

schicht wird mit 150 mbar angesetzt. Der isentrope Wirkungsgrad des Gebla -

ses wird zu 80 % angenommen. 

Mühlen 

Das Element Mu hlen repra sentiert die Feinmahlung der RBK vor dem Eintritt 

der RBK in den Trockner. Der Eigenbedarf der Mu hlen ist aus Betriebsdaten 

des WTA-Prototyps im Kraftwerk Niederaußem abgeleitet, wird dem RBK-

Massenstrom proportional gesetzt und entsprechend Gleichung (4.6) berech-

net. 

 𝑃𝑒𝑙 = 20,229
kJ

kg
∙ 𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 (4.6) 

Weiterhin wird angenommen, dass 95 % des elektrischen Eigenbedarfs der 

Mu hlen in Form von Wa rme an die RBK u bertragen wird. 

Trockner 

Ohne die in Kapitel 2.8 dargestellten Kennlinien zu extrapolieren, kann das 

Trocknermodell fu r einen kohleseitigen Systemdruck zwischen 1,1 bar und 

6 bar und einen Wassergehalt der getrockneten Braunkohle zwischen 7 % und 

19 % eingesetzt werden. Weiterhin ist zu beru cksichtigen, dass die hinterleg-

ten Kennlinien auf Messwerten aus Versuchen beruhen, die mit rheinischer 

Braunkohle durchgefu hrt wurden, sodass die Gu ltigkeit des Modells fu r Kohlen 

aus anderen Regionen zu u berpru fen ist. 

Das Trockner-Element kann zwei verschiedene Betriebsmodi eines Dampfwir-

belschichttrockners abbilden. In beiden Betriebsmodi sind folgende Parame-

ter vorzugeben: 

- Massenstrom (𝑚̇𝐵𝑟,𝑒), Zusammensetzung und thermodynami-

scher Zustand der RBK 
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- Trockneranzahl (𝑛𝑇𝑟) 

- Verdampfungsleistung je Trockner bei Nennlast (𝑃𝑉𝑒𝑟𝑑,0) 

- kohleseitiger Systemdruck (𝑝𝑆𝑦𝑠) 

- Temperaturdifferenz zwischen Wirbelschicht und Kondensati-

onstemperatur des Prozessdampfs bei Nennlast (∆𝑇0) 

Fu r den ersten Betriebsmodus des Modells wird der gewu nschte Wassergehalt 

der TBK nach Nachentwrasen 𝑥𝐻2𝑂,𝑎 vorgegeben, und das Modell berechnet 

den erforderlichen Heizdampfdruck am Trocknereintritt. Hierzu wird zu-

na chst die Verdampfungsleistung je Trockner berechnet: 

 𝑃𝑉𝑒𝑟𝑑 =
𝑚̇𝐵𝑟,𝑒

𝑛𝑇𝑟
∙

𝑥𝐻2𝑂,𝑒 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎(1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑒)

1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎
 (4.7) 

Mit Gleichung (2.13) wird die bei der berechneten Trocknerlast erforderliche 

treibende Temperaturdifferenz ∆𝑇 ermittelt. Weiterhin wird die Wirbel-

schichttemperatur 𝑇𝑊𝑆 mit Gleichung (2.12) und den in Tabelle 2.1 gelisteten 

Parametern bestimmt. Entspricht der kohleseitige Systemdruck keinem der in 

der Tabelle gelisteten Werte, wird linear zwischen den beiden na chst liegen-

den Werten interpoliert. Die Sattdampftemperatur des Prozessdampfs ergibt 

sich entsprechend Gleichung (4.8). Der erforderliche Prozessdampfdruck am 

Trocknereintritt ist damit auch festgelegt. 

 𝑇𝑠 = 𝑇𝑊𝑆 + ∆𝑇 (4.8) 

Im zweiten Betriebsmodus des Modells wird der Heizdampfdruck extern vor-

gegeben und der Wassergehalt der TBK entsprechend den Betriebsparame-

tern des Trockners berechnet. Der Wassergehalt wird iterativ entsprechend 

der Berechnungsmethode des ersten Betriebsmodus so lange variiert, bis die 

berechnete Sattdampftemperatur jener des Prozessdampfs entspricht. 

Die u ber den Prozessdampf dem Trockner zugefu hrte Energie ergibt sich aus 

Gleichung (4.9). Es wird angenommen, dass der dampfseitige Druckverlust 

u ber die Tauchheizfla che des Trockners vernachla ssigt werden kann und das 

Kondensat den Trockner als siedende Flu ssigkeit verla sst. 

 𝑄̇𝑧𝑢 = 𝑚̇𝐷(ℎ𝐷,𝑒 − ℎ𝐾𝑜𝑛𝑑,𝑎) (4.9) 
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Der Prozessdampfmassenstrom wird so groß gewa hlt, dass die dem Trockner 

zugefu hrte Wa rmeleistung gleich der Summe folgender Wa rmeleistungen ist: 

- Aufheizung der RBK auf die Wirbelschichttemperatur 

- Verdampfung des Wassers bis zum Wassergehalt vor Nachent-

wrasen 

- U berwindung der Bindungsenthalpie 

Die Bindungsenthalpie stellt den u ber die Verdampfungsenthalpie hinausge-

henden Energieaufwand zur U berwindung der Bindung des Wassers an die 

Kohle im hygroskopischen Bereich dar. Opdenwinkel gibt fu r die differenzielle 

Bindungsenthalpie rheinischer Braunkohle Gleichung (4.10) an [OPD-85]. 

 

𝑑ℎ (
𝑥𝐻2𝑂

(1 − 𝑥𝐻2𝑂)
)

= 735,5 exp (− (
100

23,51

𝑥𝐻2𝑂

(1 − 𝑥𝐻2𝑂)
)

2,319

)
kJ

kg𝐻2𝑂
𝑑𝑥 

(4.10) 

Durch Integration von Gleichung (4.10) in den Grenzen 𝑥𝐻2𝑂,𝑒 und 𝑥𝐻2𝑂,𝑎 

ergibt sich die Bindungsenthalpie pro Kilogramm verdampften Wassers. 

Der Wassergehalt der TBK vor Nachentwrasen 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸 wird mit Hilfe der in 

Kapitel 2.8 dargestellten Kennlinie fu r den Bru denverlust durch Nachentwra-

sen entsprechend Gleichung (4.11) berechnet.  

 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸 = 𝑥𝐻2𝑂,𝑎 + ∆𝑚̇𝑟𝑒𝑙(1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑎) (4.11) 

Die TBK verla sst das Trocknerelement mit dem Wassergehalt vor Nachentwra-

sen 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸  und einer Temperatur, welche der Wirbelschichttemperatur 𝑇𝑊𝑆 

entspricht. Der Heizwert der TBK wird, unter Beru cksichtigung der Verdamp-

fungsenthalpie der Bru den Δℎ𝑉 , entsprechend Gleichung (4.12) berechnet. 

 𝐻𝑢,𝑎 = (
1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸

1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑒
) 𝐻𝑢,𝑒 + Δℎ𝑉 ∙

𝑥𝐻2𝑂,𝑒 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸

1 − 𝑥𝐻2𝑂,𝑒
 (4.12) 

Die Bru den verlassen den Trockner als Sattdampf, der beim kohleseitigen Sys-

temdruck des Trockners 𝑝𝑆𝑦𝑠 vorliegt. 
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Kühler 

Das Element Ku hler repra sentiert die hinter den Austragszellenradschleusen 

des Trockners angeordneten TBK-Ku hler. Die Temperatur der TBK hinter den 

Ku hlern wird auf 60 °C gesetzt. Der im Ku hler auftretende Massenverlust 

durch Nachentwrasen wird entsprechend der in Kapitel 2.8 dargestellten 

Kennlinie berechnet, und der Wassergehalt der TBK wird auf den im Trock-

nerelement bestimmten Wert 𝑥𝐻2𝑂,𝑎 gesetzt. Der Heizwert der TBK steigt ent-

sprechend Gleichung (4.12), wobei 𝑥𝐻2𝑂,𝑒 durch 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸 und 𝑥𝐻2𝑂,𝑣𝐸 durch 

𝑥𝐻2𝑂,𝑎 zu ersetzen sind. 

Förderung 

Die Fo rderung der TBK wird als zweistufiger Prozess abgebildet, da davon aus-

gegangen wird, dass die TBK nicht direkt von den Trocknermodulen zu den 

Brennern gefo rdert, sondern in Silos zwischengelagert wird. Die Fo rderung 

der TBK von den Trocknermodulen zu den Silos wird durch einen zusa tzlichen 

Eigenbedarf in Ho he von 12 kJ/kg-TBK abgebildet. Fu r den Transport von den 

Silos zu den Brennern wird die TBK im Dichtstrom mit verdichteter Umge-

bungsluft bei einem Kohle/Luft-Massenstromverha ltnis von 4 und einem Ver-

dichterdruckverha ltnis von 2 gefo rdert. Der isentrope Wirkungsgrad der Trag-

luftverdichter wird unabha ngig von der erforderlichen Tragluftmenge zu 85 % 

angenommen. Die Tragluft wird nach der Verdichtung auf eine Temperatur von 

60 °C geku hlt. 

Prozessdampf und Prozessdampfkondensat 

Fu r die Prozessdampfleitung zu den Trocknern wird ein relativer Druckverlust 

von 5 % des Leitungsdrucks im Auslegungspunkt angenommen, der bei Teil-

last entsprechend Gleichung (2.11) variiert wird. Gleiches gilt fu r die Leitung, 

die das Prozessdampfkondensat wieder in den Wasser-Dampf-Kreislauf zu-

ru ckfu hrt. Je nach Betriebsmodus des Trockners wird der Prozessdampfdruck 

am Trocknereintritt durch das Trocknerelement vorgegeben oder von der Lei-

tung u bernommen. Im ersten Fall wird die Druckdifferenz durch ein Regelven-

til in der Dampfleitung entsprechend den Vorgaben des Trocknerelements ein-

gestellt. Im zweiten Fall hat das Regelventil keine Funktion. Vor Eintritt des 

Prozessdampfs in das Trocknerelement ist ein Einspritzku hler vorgesehen, der 

die Dampfu berhitzung auf 5 K begrenzt. 
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Eigenbedarf 

Der nicht durch die explizit erwa hnten Pumpen, Gebla se und Mu hlen erfasste 

Eigenbedarf der Dampfwirbelschichttrockner wird entsprechend Glei-

chung (4.13) berechnet. Die Gleichung wurde aus Auslegungsdaten des WTA 

Prototyps im Kraftwerk Niederaußem abgeleitet. 

 𝑃𝑒𝑙 = 1,543
kJ

kg
𝑚̇𝐵𝑟,𝑒 + 9,982

kJ

kg
𝑚̇𝐵𝑟,𝑎 + 162,6 kW 𝑛𝑇𝑟  (4.13) 

4.3 Dampferzeuger 

Das Dampferzeugermodell erstreckt sich auf der Luft-Rauchgas-Seite vom 

Luft- und Brennstoffeintritt in die Brennkammer bis zum Rauchgasaustritt 

hinter Economiser und dem Ascheabzug am Trichter des Dampferzeugers. Auf 

der Frischdampfseite umfasst die Modellierung den Bereich vom letzten Ent-

hitzer der SPW-Vorwa rmstrecke bis zum Schnellschlussventil am Eintritt der 

HD-Turbine und auf der ZU -Seite vom Austritt aus der HD-Turbine und der An-

zapfung der Speisewasserpumpe bis zum Schnellschlussventil am Eintritt der 

MD-Turbine.  

Der Detaillierungsgrad des Dampferzeugermodells wird entsprechend den 

Anforderungen der sich aus der vorliegenden Arbeit ergebenden Fragestellun-

gen gewa hlt. Neben den thermodynamischen Zustandsdaten und Massenstro -

men an den Schnittstellen des Dampferzeugers bei Nenn- und Teillast ist die 

Rauchgastemperatur am Eintritt in den Konvektivteil (FET) von Interesse. Ent-

sprechend muss die Wa rmeaufnahme des Economisers, der Brennkammer-

wa nde, des restlichen HD-U berhitzers (Dampferzeugerwa nde auf Ho he des 

Konvektivteils und Konvektivteil) und des Zwischenu berhitzers separat bilan-

ziert werden. Weiterhin mu ssen die Ausstrahlung aus der Brennkammer in 

den Konvektivteil und die geoda tischen Ho henunterschiede zwischen den ein-

zelnen Abschnitten des Wasser-Dampf-Kreislaufs beru cksichtigt werden. Fu r 

die Modellierung wird der Dampferzeuger in mehrere Elemente untergliedert, 

die in Abbildung 4.2 dargestellt sind und im Folgenden erla utert werden. 
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Abbildung 4.2: Schematische Darstellung der Dampferzeugermodellierung 

Modellierung der Wasser-Dampf-Seite 

Das Modell der Wasser-Dampf-Seite des Dampferzeugers besteht aus den bei-

den Stra ngen Frischdampf und Zwischenu berhitzung, die in Abbildung 4.2 in 

der Mitte und rechts dargestellt sind. 

Im Frischdampfstrang sind in Stro mungsrichtung des Dampfs die Elemente 

„Economiser“, „Feuerraumwa nde“ und „U H-Teil des Konvektivteils“ angeord-

net. Vor und nach diesen Elementen, zwischen den Elementen „Economiser“ 

und „Feuerraumwa nde“ und in der Leitung, die der Modellierung der HD-

Einspritzung dient, sind Rohrleitungselemente angeordnet, um Druckverluste, 

Wa rmeverluste und geoda tische Ho henunterschiede entsprechend dem in Ab-

bildung 4.3 dargestellten Ho henprofil des Dampferzeugers beru cksichtigen zu 

ko nnen. Der ZU -Strang ist analog aufgebaut, wobei lediglich ein Element „ZU -

Teil des Konvektivteils“ in Stro mungsrichtung des Dampfs angeordnet ist. 

Das erste Rohrleitungselement des Frischdampfstrangs repra sentiert die Spei-

sewasserleitung vom letzten Enthitzer der SPW-Vorwa rmstrecke bis zum Ein-

trittssammler des Economisers, in der ein geoda tischer Ho henunterschied von 

+ 110 m zu u berwinden ist. 
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Mit dem Element „Economiser“ ist der Speisewasserstrang vom Eintritts-

sammler des Economisers bis zum Austrittssammler des Economisers abge-

bildet. Folgende Gleichungen sind hinterlegt: 

 𝑚̇𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.14) 

 𝑝𝑒 − 𝑝𝑎 = ∆𝑝 +
𝜌𝑒 + 𝜌𝑎

2
𝑔𝛥𝑧 (4.15) 

 𝑇𝑎 = 𝑎 ∙ (
𝑚̇𝑒

𝑚̇𝑒,0
) + 𝑏 (4.16) 

 ℎ𝑎 = ℎ(𝑝𝑎, 𝑇𝑎) (4.17) 

 𝑚̇𝑒 ∙ ℎ𝑒 − 𝑚̇𝑎 ∙ ℎ𝑎 = 𝑄̇𝐸𝑐𝑜 (4.18) 

Da Druck und Dichte wechselseitig abha ngig sind, wird Gleichung (4.15) itera-

tiv gelo st. Die dynamischen Druckanteile werden in Gleichung (4.15) und in 

der unten folgenden Gleichung (4.20) entsprechend den Ergebnissen der Be-

trachtung in Kapitel 2.3 fu r alle Teilabschnitte des Dampferzeugers vernach-

la ssigt. Die Parameter 𝑎 und 𝑏 in Gleichung (4.16) werden mit den Werten der 

entsprechenden Kennlinie aus Kapitel 2.4 belegt. Der geoda tische Ho henun-

terschied zwischen Ein- und Austritt betra gt gema ß Abbildung 4.3 ‑ 10 m. Der 

Druckverlust ∆𝑝 betra gt im Nennlastpunkt 5 bar und wird bei Teillast nach 

Gleichung (2.11) variiert. 

Das Rohrleitungselement zwischen den Elementen „Economiser“ und „Feuer-

raumwa nde“ dient der Beru cksichtigung des geoda tischen Ho henunterschieds 

zwischen Economiseraustrittssammler und Verdampfereintrittssammler, der 

‑ 140 m betra gt. 

Mit dem Element „Feuerraumwa nde“ wird die Wasser-Dampf-Seite der 

Dampferzeugerwa nde im Bereich des Feuerraums modelliert. Die im Element 

hinterlegten Gleichungen entsprechen den Gleichungen des Elements „Econo-

miser, wobei in Gleichung (4.18) 𝑄̇𝐸𝑐𝑜 durch 𝑄̇𝑉𝑒𝑟𝑑 zu ersetzen ist. Abweichend 

zum Economiser wird der Verdampferdruckverlust in Gleichung (4.15) nicht 

nach Gleichung (2.11), sondern entsprechend der in Kapitel 2.4 gebildeten 

Kennlinie fu r den Verdampferdruckverlust gebildet. Der geoda tische Ho hen-

unterschied zwischen Ein- und Austritt betra gt gema ß Abbildung 4.3 + 110 m 

und der Druckverlust ∆𝑝 im Nennlastpunkt 9,5 bar. Die Parameter 𝑎 und 𝑏 in 



Kapitel 4: Prozessmodellierung 

 90 

Gleichung (4.16) werden mit den Werten der entsprechenden Kennlinie aus 

Kapitel 2.4 belegt. 

Mit dem Element „U berhitzer-Teil des Konvektivteils“ wird die Wasser-Dampf-

Seite der Dampferzeugerwa nde auf Ho he des Konvektivteils sowie der U ber-

hitzerheizfla chen des Konvektivteils modelliert. Die im Element hinterlegten 

Gleichungen lauten: 

 𝑚̇𝐷,𝑒 + 𝑚̇𝐸𝑖𝑛𝑠𝑝𝑟,𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.19) 

 𝑝𝐷,𝑒 − 𝑝𝑎 = ∆𝑝 +
𝜌𝐷,𝑒 + 𝜌𝑎

2
𝑔Δ𝑧 (4.20) 

 ℎ𝑎 = ℎ(𝑝𝑎, 𝑇𝑎) (4.21) 

 𝑚̇𝐷,𝑒 ∙ ℎ𝐷,𝑒 + 𝑚̇𝐸𝑖𝑛𝑠𝑝𝑟,𝑒 ∙ ℎ𝐸𝑖𝑛𝑠𝑝𝑟,𝑒 − 𝑚̇𝑎 ∙ ℎ𝑎 = 𝑄̇Ü𝐻 (4.22) 

Die U berhitzeraustrittstemperatur 𝑇𝑎 wird fu r den gesamten betrachteten 

Lastbereich bei 600 °C konstant gehalten. Der geoda tische Ho henunterschied 

u ber das Element betra gt + 5 m und der Druckverlust im Nennlastpunkt 

29 bar. Bei Teillast wird der Druckverlust entsprechend Gleichung (2.11) vari-

iert. Der Massenstrom der HD-Einspritzung 𝑚̇𝐸𝑖𝑛𝑠𝑝𝑟,𝑒 liegt u ber den gesamten 

Lastbereich konstant bei 6 % des Speisewassermassenstroms. 

Das Rohrleitungselement hinter dem Element „U H-Teil des Konvektivteils“ 

dient der Modellierung der Frischdampfleitung vom letzten U H-

Austrittssammler bis vor das Schnellschlussventil der HD-Turbine. Der Druck-

verlust bei Nennlast betra gt 13,2 bar und der Temperaturverlust 1 K. Weiter-

hin wird ein geoda tischer Ho henunterschied von ‑ 75 m beru cksichtigt. 

Im ZU -Strang sind zuna chst zwei Rohrleitungselemente angeordnet, welche 

den Bereich vom Austritt der HD-Turbine bzw. von der Anzapfung der SPW-

Pumpe zum Eintrittssammler der ersten ZU -Heizfla che abbilden. Fu r die 

dampfseitige Rohrleitung betra gt der Wa rmeverlust im Auslegungspunkt 1 K 

und der Druckverlust 1,6 bar. Der Druckverlust wird bei Teillast entsprechend 

Gleichung (2.11) variiert. Weiterhin wird mit den Rohrleitungselementen ein 

geoda tischer Ho henunterschied von + 95 m beru cksichtigt. 

Mit dem Element „ZU -Teil des Konvektivteils“ wird die Wasser-Dampf-Seite des 

Zwischenu berhitzers vom ersten ZU -Eintrittssammler bis zum letzten ZU -
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Austrittssammler modelliert. Die im Element hinterlegten Gleichungen ent-

sprechen den Gleichungen (4.19) bis (4.22), wobei in Gleichung (4.22) 𝑄̇Ü𝐻 

durch 𝑄̇𝑍Ü zu ersetzen ist. Die ZU -Austrittstemperatur liegt bei Nennlast bei 

610 °C und der Einspritzmassenstrom bei 1 % des Speisewassermassen-

stroms. Bei Teillast wird die Temperatur und der Massenstrom entsprechend 

den in Kapitel 2.4 dargestellten Kennlinien variiert. Der Druckverlust u ber das 

Element betra gt 1,8 bar im Nennlastpunkt und wird bei Teillast entsprechend 

Gleichung (2.11) variiert. Weiterhin wird ein geoda tischer Ho henunterschied 

von ‑ 15 m beru cksichtigt. 

Position Höhenkote in m 

SPW hinter Enthitzer 25 

ECO Eintritt 135 

ECO Austritt 125 

Verdampfer Eintritt -15 

Konvektivteilanfang 95 

U H Austritt 100 

FD vor Turbine 25 
  

KZU  hinter Turbine 25 

ZU  Eintritt 120 

ZU  Austritt 105 

HZU  vor Turbine 25 
 

 

Abbildung 4.3: Höhenprofil des Dampferzeugermodells 

Das Rohrleitungselement hinter dem Element „ZU -Teil des Konvektivteils“ 

dient der Modellierung der Dampfleitung vom letzten ZU -Austrittssammler bis 

vor das Schnellschlussventil der MD-Turbine. Hier betra gt der Druckverlust bei 

Nennlast 1,5 bar und der Temperaturverlust 1 K. Weiterhin wird ein geoda ti-

scher Ho henunterschied von ‑ 80 m beru cksichtigt. 

Modellierung der Luft-Rauchgas-Seite 

Die Luft-Rauchgas-Seite des Dampferzeugers wird wie in Abbildung 4.2 darge-

stellt in vier Elemente untergliedert. Das erste Element („Feuerraum“) wird 

mit Hilfe eines Standardbausteins abgebildet, dessen Parametrierung im An-

hang in Tabelle A.3 erfasst ist. Fu r die A nderung des Luftu berschusses bei Teil-

last wird die in Kapitel 2.4 dargestellte Kennlinie hinterlegt. Die Rauchgastem-

peratur am Austritt aus dem Feuerraum wird so bestimmt, dass die 

0 m

- 15 m

+ 95 m

+ 135 m

Brenn-

kammer

Konvektiv-

teil
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ausgekoppelte Wa rme der im Element Feuerraumwa nde berechneten Wa r-

meaufnahme 𝑄̇𝑉𝑒𝑟𝑑 entspricht. 

Das zweite Element (Strahlung) dient der Beru cksichtigung des Strahlungs-

austauschs zwischen Brennkammer und Konvektivteil. Die hinterlegten Bezie-

hungen zwischen Ein- und Austritt sind: 

 𝑚̇e − 𝑚̇a = 0 (4.23) 

 𝑝e − 𝑝a = 0 (4.24) 

 𝑚̇e ∙ ℎe − 𝑚̇a ∙ ℎa = 𝑄̇𝑆𝑡𝑟 (4.25) 

Die von der Brennkammer an den Konvektivteil u bertragene Strahlungsleis-

tung 𝑄̇𝑆𝑡𝑟 liegt im Nennlastpunkt bei 50 MW. Bei Teillast wird die Strahlungs-

leistung entsprechend der in Kapitel 2.4 dargestellten Kennlinie variiert. 

Zwischen dem Element „Strahlung“ und dem Element „Konvektivteil exklusive 

Economiser“ ist ein Rauchgasquench vorgesehen, der die Aufgabe von Medien 

zur Senkung der FET im Modell beru cksichtigt. Mit der im Modell gewa hlten 

Aufgabestelle des Rauchgasquenches kann die Medienzugabe an einer beliebi-

gen Stelle in der Brennkammer bis zum Feuerraumende beru cksichtigt wer-

den. Weiterhin ist im Modell an der gleichen Stelle eine Entnahme fu r Rauchgas 

angeordnet, die der Abbildung der Rauchgasru cksaugung der Schlagradmu h-

len eines RBK-Dampferzeugers dient. 

Das na chste in Stro mungsrichtung des Rauchgases angeordnete Element „Kon-

vektivteil exklusive Economiser“ repra sentiert den geku hlten Teil der Dampf-

erzeugerwa nde auf Ho he des Konvektivteils sowie alle U berhitzer und Zwi-

schenu berhitzer des Konvektivteils. Die im Element hinterlegten Gleichungen 

lauten: 

 𝑚̇𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.26) 

 𝑝𝑒 − 𝑝𝑎 = ∆𝑝 (4.27) 

 𝑚̇𝑒 ∙ ℎ𝑒 − 𝑚̇𝑎 ∙ ℎ𝑎 = 𝑄̇Ü𝐻 + 𝑄̇𝑍Ü − 𝑄̇𝑆𝑡𝑟 (4.28) 

Das Element ist durch die Vorgabe eines rauchgasseitigen Druckverlusts ∆𝑝0 

im Nennlastpunkt, der 8 mbar betra gt, vollsta ndig parametriert. Der Druck-

verlust bei Teillast wird entsprechend Gleichung (2.11) variiert. 
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Der Economiser des Dampferzeugers wird auf der Luft-Rauchgas-Seite mit 

dem Element „Economiser“ abgebildet, welches durch folgende physikalische 

Beziehungen definiert ist: 

 𝑚̇𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.29) 

 𝑝𝑒 − 𝑝𝑎 = ∆𝑝 (4.30) 

 𝑚̇𝑒 ∙ ℎ𝑒 − 𝑚̇𝑎 ∙ ℎ𝑎 = 𝑄̇𝐸𝑐𝑜 (4.31) 

Fu r die Parametrierung des Elements ist die Vorgabe eines nominalen rauch-

gasseitigen Druckverlusts ∆𝑝0, der im Nennlastpunkt 3 mbar betra gt, und ei-

ner nominalen Rauchgasaustrittstemperatur 𝑇𝑎,0, die im Nennlastpunkt 

357 °C betra gt, erforderlich. Der Druckverlust bei Teillast wird nach Glei-

chung (2.11) variiert und die Rauchgasaustrittstemperatur entsprechend der 

in Kapitel 2.4 dargestellten Kennlinie. 

4.4 Luft-Rauchgas-Weg 

Der Luft-Rauchgas-Weg erstreckt sich luftseitig von der Ansaugung der Umge-

bungsluft bis zum Verbrennungslufteintritt in den Dampferzeuger und rauch-

gasseitig vom Rauchgasaustritt aus dem Economiser bis zur Rauchgasablei-

tung in den Ku hlturm. Im Folgenden wird die Modellierung aller Teilsysteme 

des Luft-Rauchgas-Wegs mit Ausnahme der Rauchgasreinigungsanlagen, die in 

Kapitel 4.5 dargestellt sind, erla utert.  

Innenluftansaugung 

Moderne Braunkohlekraftwerke sind in der Regel mit einer regelbaren Innen-

luftansaugung ausgestattet, um bei ausreichend hohen Umgebungstemperatu-

ren die Strahlungsverluste des Kessels zuru ckzugewinnen. Da die Umgebungs-

lufttemperatur fu r die vorliegende Untersuchung auf 10 °C festgelegt ist, wird 

davon ausgegangen, dass die gesamte Verbrennungsluft aus dem Kesselhaus 

angesaugt werden kann. Die der Verbrennungsluft zugefu hrte Enthalpie ent-

spricht dabei den Strahlungsverlusten des Kessels, die gema ß 

DIN EN 12952‑15 (vormals DIN 1942) ermittelt werden (vgl. Kapitel 4.3). Der 

Druckverlust betra gt von der Ansaugung bis zum Eintritt in den Frischlu fter 

im Auslegungspunkt 15 mbar und wird bei Teillast nach Gleichung (2.11) vari-

iert. 
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Regenerativluftvorwärmer 

Die Regenerativluftvorwa rmer werden durch einen Standardbaustein abgebil-

det, dessen Parametrierung im Anhang in Tabelle A.4 erfasst ist. Um die Lecka-

gen, die aufgrund des ho heren Drucks auf der Luftseite im Vergleich zur Rauch-

gasseite auftreten, zu beru cksichtigen, werden lastunabha ngig 6 % der zum 

Luftvorwa rmer stro menden Verbrennungsluft dem Rauchgas am Austritt des 

Luftvorwa rmers beigemischt. Die Vera nderung des kA-Werts des Wa rmeu ber-

tragers wird bei Teillast entsprechend Kapitel 2.2.3 ermittelt. 

Die im Standardbaustein hinterlegte Gleichung zur Berechnung der Druckver-

lusta nderungen bei Teillast entspricht Gleichung (2.11), also einer quadrati-

schen Abha ngigkeit des Druckverlusts vom relativen Luvo-Volumenstrom. 

Diese Abha ngigkeit ergibt sich im Fall turbulenter Stro mungen. Abbil-

dung A.18 zeigt den aus Betriebsmesswerten des Blockes H im Kraftwerk Nie-

deraußem ermittelten rauchgasseitigen Druckverlust u ber den Regenerativ-

luftvorwa rmer 1 in Abha ngigkeit vom Luvo-Rauchgasvolumenstrom. Es zeigt 

sich, dass die reale Druckverlustcharakteristik zwischen einer linearen und ei-

ner quadratischen Abha ngigkeit vom Rauchgasmassenstrom liegt, was 

dadurch zu erkla ren ist, dass die Stro mung durch den Luvo aufgrund der klei-

neren Querschnitte im U bergangsbereich zwischen turbulent und laminar ein-

zustufen ist. Im Sinne eines einheitlichen Umgangs bei der Berechnung von 

Druckverlusten wird der Fehler, der aus der von der Realita t abweichenden 

Modellierung hervorgeht, akzeptiert. 

Dampfluftvorwärmer 

Gibt es neben den Regenerativluftvorwa rmern keine weiteren Luftvorwa rmer, 

werden Dampfluftvorwa rmer eingesetzt, um in jedem Betriebsfall eine Luf-

teintrittstemperatur von 40 °C in die Regenerativluftvorwa rmer sicherzustel-

len und somit einer rauchgasseitigen Korrosion vorzubeugen. Die Dampfluft-

vorwa rmer werden aus der KZU  mit Dampf versorgt, der vor Eintritt in den 

Vorwa rmer auf 6 bar gedrosselt wird. Das anfallende Kondensat wird ther-

misch nicht weiter genutzt. Dampfluftvorwa rmer werden durch einen Stan-

dardbaustein abgebildet, dessen Parametrierung im Anhang in Tabelle A.6 er-

fasst ist. Aufgrund der Betriebsweise der Dampfluftvorwa rmer und der sich 

daraus ergebenden Anforderungen an die Auslegung ist die A nderung des kA-

Werts bei Teillast nicht von Interesse. 
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Wasserluftvorwärmer 

Wasserluftvorwa rmer werden eingesetzt, um Wa rme, die in Rauchgasku hlern 

oder Bru denkondensatoren zuru ckgewonnen wurde, in die Verbrennungsluft 

einzubinden. Wasserluftvorwa rmer werden durch einen Standardbaustein ab-

gebildet, dessen Parametrierung im Anhang in Tabelle A.7 erfasst ist. Die Ver-

a nderung des kA-Werts der Wasserluftvorwa rmer wird bei Teillast entspre-

chend Kapitel 2.2.3 ermittelt. 

Luftvorwärmer-Bypass-Economiser-System 

Das Luftvorwa rmer-Bypass-Economiser-System (Lubeco-System) ist wesent-

licher Bestandteil des sogenannten großen Wa rmeverschiebesystems (vgl. Ka-

pitel 1.4.2) und besteht aus einem HD-Lubeco und einem ND-Lubeco. Der HD-

Lubeco kann wie eine Economiserheizfla che des Dampferzeugers betrachtet 

werden. Der ND-Lubeco ist als Naturumlaufdampferzeuger ausgefu hrt. So-

wohl HD- als auch ND-Lubeco werden durch Standardbausteine abgebildet, 

deren Parametrierung im Anhang in Tabelle A.8 und Tabelle A.9 erfasst ist. Die 

Vera nderung des kA-Werts des HD-Lubecos wird bei Teillast entsprechend Ka-

pitel 2.2.3 ermittelt. Fu r den ND-Lubeco wird die im Baustein hinterlegte Funk-

tion fu r die Vera nderung des kA-Werts bei Teillast so parametriert, dass ihr 

Verlauf mit der in Kapitel 2.2.3 ermittelten, dem ND-Lubeco entsprechenden, 

Kennlinie u bereinstimmt. Der Sattdampfdruck in der Trommel des ND-

Lubecos betra gt im Auslegungspunkt 5 bar und wird im Modell bei Teillast 

durch ein Script entsprechend der in Kapitel 2.2.3 ermittelten Kennlinie vor-

gegeben. 

Dampf-Wasservorwärmer 

Dampf-Wasservorwa rmer (Dawavo) kommen bei Schaltungsvarianten mit 

Rauchgasku hlern, deren Wa rmeausbeute an die Verbrennungsluft u bertragen 

wird, zum Einsatz. Da in diesem Fall der Dampfluftvorwa rmer nicht erforder-

lich ist, um im Regelbetrieb die Verbrennungsluft vor Regenerativluftvorwa r-

mer auf mindestens 40 °C zu erwa rmen, wird der Dampfluftvorwa rmer zur Re-

duzierung des luftseitigen Druckverlusts eingespart. Um bei Ausfall des 

Rauchgasku hlers oder im Anfahrbetrieb trotzdem eine ausreichend hohe Luf-

teintrittstemperatur in die Regenerativluftvorwa rmer sicherzustellen, wird in 

den Wasserkreislauf zwischen Rauchgasku hler und Wasserluftvorwa rmer ein 

Dawavo eingebunden. Der Dawavo wird mit auf 6 bar gedrosseltem Dampf aus 
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der KZU  gespeist und ist wie ein Oberfla chenvorwa rmer (vgl. Kapitel 4.7) pa-

rametriert. 

Rauchgaskühler 

Rauchgasku hler werden durch einen Standardbaustein abgebildet, dessen Pa-

rametrierung im Anhang in Tabelle A.5 erfasst ist. Die nominale obere Gra dig-

keit wird in Abha ngigkeit vom Einsatzzweck des Rauchgasku hlers variiert, da 

der Wirkungsgradgewinn erheblich von der untersuchten Schaltungsvariante 

abha ngt und somit eine unterschiedliche spezifische Gro ße der Wa rmetau-

scher wirtschaftlich ist. Die Vera nderung des kA-Werts des Rauchgasku hlers 

wird bei Teillast entsprechend Kapitel 2.2.3 ermittelt. 

Gebläse 

Die aufgrund ihrer Leistungsaufnahme fu r die Modellierung wichtigsten Ge-

bla setypen sind Frischlu fter und Saugzug. Daru ber hinaus sind im Bereich des 

Luft-Rauchgas-Wegs gegebenenfalls noch Rauchgasrezirkulationsgebla se zu 

finden. Alle Gebla se werden durch Standardbausteine abgebildet. Die Para-

metrierung fu r Frischlu fter und Saugzu ge sind in Tabelle A.10 bzw. in Ta-

belle A.11 zu finden. Die Vera nderung der isentropen Wirkungsgrade bei Teil-

last wird entsprechend Kapitel 2.5 ermittelt. Rauchgasrezirkulationsgebla se 

werden aufgrund fehlender Informationen wie Saugzu ge parametriert. 

Leitungsverluste 

Zur Abbildung von allgemeinen Leitungsverlusten wird unabha ngig von der 

untersuchten Schaltungsvariante auf der Verbrennungsluftseite hinter den 

Frischlu ftern ein Druckverlust im Auslegungspunkt von 10 mbar beru cksich-

tigt, der bei Teillast entsprechend Gleichung (2.11) variiert wird. Auf der 

Rauchgasseite wird hinter den Saugzu gen ein lastunabha ngiger Wa rmeverlust 

von 3 MWth in das Modell einbezogen. 

Falschluft 

Zur Beru cksichtigung allgemeiner Falschluft, die an unterschiedlichen Stellen 

entlang des sich im Unterdruck befindenden Rauchgaswegs eindringt, werden 

unabha ngig von der untersuchten Schaltungsvariante 35 kg/s Umgebungsluft 

zur Verbrennungsluft vor Eintritt in den Feuerraum beigemischt. Der 

Falschluftmassenstrom wird unabha ngig von der Last konstant gehalten. Diese 

vereinfachende Annahme wird als zula ssig angesehen, da zwar der Unterdruck 
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entlang des Rauchgaswegs als treibende Kraft mit der Last variiert, der Unter-

druck im Feuerraum jedoch lastunabha ngig auf einen konstanten Wert gere-

gelt wird und dort die gro ßten O ffnungen (z. B.: Trichterschlitz der Enta-

schung, Schauluken und Mannlo cher, Wanddurchtritte der Rußbla ser) zu 

finden sind. 

4.5 Rauchgasreinigungsanlagen 

Die Rauchgasreinigungsanlagen von Braunkohlekraftwerken bestehen aus 

technischen Lo sungen zur Entstickung, Entstaubung und Entschwefelung des 

Rauchgases. Gema ß den in Kapitel 3.1 aufgefu hrten Randbedingungen werden 

eine DeNOx-Anlage in High-Dust Schaltung fu r die Entstickung, Elektrofilter fu r 

die Entstaubung und Kalksteinwa scher fu r die Entschwefelung modelliert. 

Rauchgasentstickungsanlage 

Fu r die Entstickung der Rauchgase wird eine DeNOx-Anlage in High-Dust 

Schaltung modelliert. Da die Bildung von Stickoxiden im Modell nicht abgebil-

det wird, entspricht das Element lediglich einem rauchgasseitigen Druckver-

lust ∆𝑝, der zu 7 mbar angenommen und bei Teillast entsprechend Glei-

chung (2.11) variiert wird. Fu r eine Diskussion der Anwendbarkeit von 

Gleichung (2.11) auf Anlagenteile mit geringen freien Querschnitten wird auf 

den Abschnitt „Regenerativluftvorwa rmer“ in Kapitel 4.4 verwiesen. Die Ein-

du sung von Ammoniakwasser in den Rauchgasstrom wird im Modell nicht be-

ru cksichtigt, da die Mengen vernachla ssigbar klein sind, sodass eine Beeinflus-

sung der Thermodynamik des Prozesses ausgeschlossen werden kann. 

Rauchgasentstaubung 

Laut Effenberger erreichen moderne Elektrofilter Abscheidegrade von u ber 

99,5 % bei einem Druckverlust von 4 - 8 mbar [EFF-00]. Entsprechend wird 

der Elektrofilter fu r die Entstaubung des Rauchgases im Modell als Abscheider 

mit einem konstanten Ascheabscheidegrad von 99,5 % und einem rauchgas-

seitigen Druckverlust im Auslegungspunkt von 5 mbar abgebildet. Auf eine 

lastabha ngige Modellierung des Abscheidegrads wird aufgrund des sehr gerin-

gen Einflusses der Asche auf die Energiebilanz des Gesamtprozesses verzich-

tet. Der Druckverlust wird bei Teillast entsprechend Gleichung (2.11) variiert. 

Der Eigenbedarf fu r den Betrieb der Elektrofilter und den pneumatischen 

Transport der abgeschiedenen Asche wird in Anlehnung an Auslegungs- und 
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Betriebsdaten der Elektrofilter des Kraftwerks Niederaußem Block K und des 

Kraftwerks Westfalen Block D und E entsprechend Gleichung (4.32) berech-

net. 

 𝑃𝑒𝑙 = 500kW + 0,75
kJ

kg
∙ 𝑚̇𝑅𝐺 + 182,87

kJ

kg
∙ 𝑚̇𝐴𝑠𝑐ℎ𝑒 (4.32) 

Die Abha ngigkeit des Eigenbedarfs vom Rauchgasmassenstrom spiegelt den 

mit steigender Gasgeschwindigkeit zunehmenden Energieaufwand der Ab-

scheidung aufgrund ku rzerer Verweilzeiten der Ascheko rner im elektrischen 

Feld des Filters wider [EFF-00]. 

Rauchgasentschwefelungsanlage 

Im Teilmodell der Rauchgasentschwefelungsanlage (REA) wird die Schwefel-

konzentration des Rauchgasstroms auf den in der 13. BImSchV geforderten 

Wert von 200 mg/Nm³tr reduziert [BUN-04] und das Rauchgas aufgesa ttigt. 

Fu r den Eigenbedarf der REA wird eine lineare Abha ngigkeit von der Schwe-

felkonzentration im Rohgasstrom angenommen, wobei Gleichung (4.33) aus 

Auslegungsdaten der Blo cke F und G des Kraftwerks Neurath abgeleitet ist. 

 𝑃𝑒𝑙 = 3,5MW ∙ (1 + 384,6 ∙
𝑥𝑆𝑂2,𝑒

𝑣𝑅𝐺,𝑒,𝑁,𝑡𝑟

m3

kg
) (4.33) 

In Realita t wird der umgewa lzte Suspensionsmassenstrom in Abha ngigkeit 

von der Schwefelkonzentration im Rohgasstrom durch Hinzu- oder Wegschal-

ten von Spru hebenen variiert, sodass sich eine Treppenfunktion fu r den Eigen-

bedarf ergibt. Aus Konvergenzgru nden und um die Vergleichbarkeit verschie-

dener Schaltungsvarianten zu gewa hrleisten, wird jedoch ein linearisierter 

Verlauf bei der Modellbildung vorgezogen. 

Die Druckdifferenz, die sich u ber die REA einstellt, ha ngt von der Lehrrohrge-

schwindigkeit des Rauchgases und dem Verha ltnis zwischen dem umgewa lz-

ten Suspensionsmassenstrom und dem absoluten Rauchgasmassenstrom ab, 

fu r die auch eine lineare Abha ngigkeit von der Schwefeleingangskonzentration 

angenommen wird. 
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Δ𝑝 = 

(5449,4 ∙ (
1 + 384,6 ∙

𝑥𝑆𝑂2,𝑒

𝑣𝑅𝐺,𝑒,𝑁,𝑡𝑟

m3

kg

𝑣𝑅𝐺,𝑒 ∙ 𝑚̇𝑅𝐺,𝑒
s

m3

) + 5,6)

∙ (
𝑣𝑅𝐺,𝑒 ∙ 𝑚̇𝑅𝐺,𝑒

𝑣𝑅𝐺,𝑒,0 ∙ 𝑚̇𝑅𝐺,𝑒,0
)

2

mbar 

(4.34) 

Die Kennlinien fu r den elektrischen Eigenbedarf und den Druckverlust wurden 

aus den Auslegungsdaten der REA eines Kraftwerks der 1000 MWel Klasse ab-

geleitet. 

4.6 Dampfturbine 

Bei der Modellierung der Dampfturbinen wird aufgrund des sich stark unter-

scheidenden Teillastverhaltens grundsa tzlich zwischen Turbinen, die mit fes-

ter Drehzahl (die Hauptturbine und ggf. weitere, an einen Generator gekop-

pelte Turbinen) und Turbinen, die mit variabler Drehzahl betrieben werden, 

unterschieden. 

Dampfturbinen mit variabler Drehzahl 

Die einzige drehzahlvariable Dampfturbine bei den untersuchten Schaltungen 

ist die Speisewasserpumpenantriebsturbine (SPAT). Die Modellierung der 

SPAT erfolgt mit einem Standardbaustein. Die Parametrierung des Bausteins 

ist in Tabelle A.2 dargestellt. Die A nderung des isentropen Wirkungsgrads bei 

Teillast in Abha ngigkeit vom die Turbine durchstro menden Dampfmassen-

strom beschreibt Abbildung A.3. 

Dampfturbinen mit konstanter Drehzahl 

Fu r die Modellierung aller Dampfturbinen, die mit konstanter Drehzahl betrie-

ben werden, wird ein neues Teilmodell erstellt, welches im Folgenden darge-

stellt wird. 

Die Modellierung erfolgt durch eine Teilung der Dampfturbine in Segmente, 

deren Anfang durch den Dampfeintritt in die Turbine oder eine Anzapfstelle 

und deren Ende durch den Dampfaustritt aus der Turbine oder die nachfol-

gende Anzapfstelle definiert ist. Entsprechend kann ein Segment im Modell ei-

ner Stufe, einer Stufengruppe oder einer gesamten Dampfturbine entsprechen. 
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Durch diese Teilung hat jedes Segment nur einen Eintritt und einen Austritt. 

Die Massen- und die Energiebilanz u ber ein Segment lauten: 

 𝑚̇𝑒 − 𝑚̇𝑎 = 0 (4.35) 

 𝑚̇𝑒ℎ𝑒 − 𝑚̇𝑎ℎ𝑎 = 𝑃𝑡ℎ  (4.36) 

Der Expansionsprozess u ber ein Segment wird als adiabat angenommen. Zur 

Beschreibung der Gu te der Energiewandlung wird der polytrope Wirkungs-

grad 𝜂𝑝𝑜𝑙 herangezogen, der im Gegensatz zum isentropen Wirkungsgrad den 

Vorteil hat, dass er fu r alle Abschnitte der Zustandsa nderung konstant ist 

[BAE-00]. 

 𝜂𝑝𝑜𝑙,0 =
𝑑ℎ

𝑣𝑑𝑝
 (4.37) 

Somit entsprechen sich polytroper und isentroper Wirkungsgrad bei einer Ex-

pansion mit einem Druckverha ltnis, welches infinitesimal klein ist. Dieser Zu-

sammenhang wird bei der Berechnung des Expansionsverlaufs innerhalb ei-

nes Segments ausgenutzt, indem die tatsa chliche Polytrope mit Hilfe von 100 

Expansionsschritten mit jeweils gleichem Druckverha ltnis und einem isentro-

pen Wirkungsgrad, der gleich dem polytropen Wirkungsgrad des betrachteten 

Segments ist, angena hert wird. Als Standardwerte werden fu r den polytropen 

Wirkungsgrad von HD- und MD-Turbinensegmenten 91 % und fu r ND-

Turbinensegmente 95 % angenommen. Mit dieser Festlegung ergeben sich bei 

den gewa hlten Dampfparametern isentrope Wirkungsgrade von ca. 92,3 % fu r 

die HD-Turbine, 93,2 % fu r die MD-Turbine und 88,0 % bzw. 88,3 % fu r die ND-

Turbinen, was konservativen Werten fu r den Stand der Technik entspricht 

[MAN-10]. 

Zur Beru cksichtigung der Na sseverluste bei der Entspannung in den Nass-

dampfbereich wird die Baumannsche Regel bei jedem Expansionsschritt auf 

den polytropen Wirkungsgrad angewendet [TRA-01]. 

 𝜂𝑝𝑜𝑙 = 𝜂𝑝𝑜𝑙,0 (1 − 𝛼 ̅𝑦̅) mit 𝑦̅ = 1 − 𝑥̅ (4.38) 

Der Baumannfaktor 𝛼 ̅ wird im Rahmen der Modellvalidierung zuna chst als 

freier Parameter behandelt. Mit einem Baumannfaktor von 1,4 ergibt sich die 
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beste U bereinstimmung mit den Eingangsdaten der unten dargestellten Mo-

dellvalidierung. 

Bei der Berechnung des letzten Segments der Niederdruckturbine wird der 

aufgrund der verbleibenden kinetischen Energie des Dampfs auftretende Aus-

lassverlust 𝑗0 beru cksichtigt. Dieser wird bei Nennlast zu 20 kJ/kg angenom-

men und a ndert sich bei Teillast entsprechend der in Abbildung 2.4 dargestell-

ten Kennlinie, welche die Abha ngigkeit der Auslassverluste von der axialen 

Austrittsgeschwindigkeit des Dampfs wiedergibt. 

 𝑗 = 𝑗0 ∙ 𝑓 (
𝑐𝑎𝑥

𝑐𝑎𝑥,0
) = 𝑗0 ∙ 𝑓 (

𝑚̇𝑒𝑣𝑎

𝑚̇𝑒,0𝑣𝑎,0
) (4.39) 

Die Druckdifferenz u ber ein Segment wird im Nennlastfall vorgegeben. Bei 

Teillast wird der Eintrittsdruck bei gegebenem Austrittsdruck mit Hilfe des 

Dampfkegelgesetzes nach Stodola berechnet [COO-85]: 

 𝑝𝑒 =
1

2
(𝑐𝑆𝑡𝑜𝑑 ∙ 𝑣𝑒 ∙ 𝑚̇𝑒

2 + √𝑐𝑆𝑡𝑜𝑑
2 ∙ 𝑣𝑒

2 ∙ 𝑚̇𝑒
4 + 4 ∙ 𝑝𝑎

2) (4.40) 

mit 

 𝑐𝑆𝑡𝑜𝑑 =
𝑝𝑒,0

2 − 𝑝𝑎,0
2

𝑝𝑒,0
2 𝛷2

 (4.41) 

und 

 𝛷 = 𝑚̇𝑒,0√
𝑣𝑒,0

𝑝𝑒,0
 (4.42) 

Da der Druck und das spezifische Volumen des in das Segment eintretenden 

Dampfs wechselseitig voneinander abha ngen, ist eine Iteration erforderlich. 

Flussschemata, die den gesamten Berechnungsablauf bei Nennlast und Teillast 

illustrieren, sind im Anhang in Abbildung A.26 und Abbildung A.27 zu finden. 

Die Qualita t des Simulationsmodells wurde anhand von Wa rmeschaltbildern 

verschiedener Großkraftwerke, die fu r den Lastbereich von 25 % bis 105 % 

vorliegen, u berpru ft. Fu r die Validierung wird ein Modell erstellt, in dem je-

weils die Hochdruck-, die Mitteldruck- und die Niederdruckturbine zu einem 
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Segment zusammengefasst werden. Da die Anzapfungen den Verlauf der Ent-

spannungspolytropen nicht beeinflussen, kann auf eine Abbildung der Anzap-

fungen verzichtet werden. Fu r jeden Lastpunkt werden fu r jedes Segment der 

Eintrittsmassenstrom, die Eintrittsenthalpie und der Austrittsdruck vorgege-

ben. Daru ber hinaus wird der polytrope Wirkungsgrad der einzelnen Seg-

mente so angepasst, dass die Austrittsenthalpie im Nennlastpunkt bei vorge-

gebenem Austrittsdruck mit den Auslegungsrechnungen u bereinstimmt. Mit 

Hilfe des Modells werden dann fu r alle vom Nennlastpunkt abweichende Last-

punkte die Austrittsenthalpie und der Eintrittsdruck fu r jedes Segment be-

rechnet. 

 

Abbildung 4.4: Validierungsergebnisse für die relative Abweichung des Eintrittsdrucks 
des Dampfturbinenmodells für Dampfturbinen mit konstanter Drehzahl 

Abbildung 4.4 zeigt das Ergebnis der Modellvalidierung fu r den Eintrittsdruck. 

Die maximale Abweichung des berechneten Eintrittsdrucks von dem im Wa r-

meschaltbild angegebenen Eintrittsdruck liegt bei -0,8 %, der Mittelwert der 

Betra ge der Abweichungen liegt bei 0,2 %. Abbildung 4.5 zeigt das Ergebnis 

der Modellvalidierung fu r die Austrittsenthalpie. Die maximale Abweichung 

der berechneten Austrittsenthalpie von der im Wa rmeschaltbild angegebenen 

Austrittsenthalpie liegt bei +0,3 %, der Mittelwert der Betra ge der Abweichun-

gen bei 0,1 %. 
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Abbildung 4.5: Validierungsergebnisse des Dampfturbinenmodells für Dampfturbinen 
mit konstanter Drehzahl für die Austrittsenthalpie 

4.7 Wasser-Dampf-Kreislauf 

Neben der Hauptturbine und der SPAT sind die ND- und HD-Vorwa rmstrecke, 

der Speisewasserbeha lter, die Hauptkondensat- und Speisewasserpumpen so-

wie das sogenannte kalte Ende weitere wesentliche Komponenten des Wasser-

Dampf-Kreislaufs, deren Modellierung im Folgenden erla utert wird. 

Vorwärmstrecke 

Die Vorwa rmstrecke des Kraftwerks, bestehend aus ND-

Oberfla chenvorwa rmern, Speisewasserbeha lter und HD-Vorwa rmern mit ex-

ternen oder internen Dampfenthitzern, kann vollsta ndig mit Standardbaustei-

nen modelliert werden. Die Parametrierung aller Oberfla chenvorwa rmer ist in 

Tabelle A.12 bis Tabelle A.14 aufgefu hrt. Von den tabellierten Werten abwei-

chend, wird fu r den HDVW 2 eine obere Gra digkeit von - 1 K und fu r den 

HDVW 3 eine obere Gra digkeit von 1,2 K angenommen. Das Teillastverhalten 

aller kondensierenden Oberfla chenvorwa rmer entspricht der Ra bek-Methode 

(vgl. Kapitel 2.2.1). Der kA-Wert des externen Dampfenthitzers wird bei Teil-

last entsprechend der in Kapitel 2.2.3 dargestellten Kennlinie variiert. Fu r den 

Speisewasserbeha lter wird davon ausgegangen, dass das Hauptkondensat in 
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jedem Lastpunkt die Sattdampftemperatur des Heizdampfs erreicht. Die Para-

metrierung der auch Heizkondensatunterku hler genannten Nachku hler, die al-

len HD- und einigen ND-Vorwa rmern nachgeschaltet sind, ist in Tabelle A.15 

zu finden. Die zugeho rige kA-Kennlinie fu r das Teillastverhalten ist in Kapi-

tel 2.2.3 aufgefu hrt. 

Zusa tzlich zu den hier genannten Komponenten des Wasser-Dampf-Kreislaufs, 

die in jeder Schaltungsvariante enthalten sind, ist die Modellierungsweise von 

Kondensatbypassvorwa rmern und Bypass-Dampf-Wasservorwa rmern festzu-

legen. Kondensatbypassvorwa rmer sind Wasser-Wasser-Wa rmetauscher, die 

als Teil des kleinen Wa rmeverschiebesystems (vgl. Kapitel 1.4.2) zum Einsatz 

kommen. Sie sind hauptkondensatseitig parallel zu einem oder mehreren ND-

Vorwa rmern geschaltet und werden wie Nachku hler parametriert. Bypass-

Dampf-Wasservorwa rmer sind identisch zu regula ren Vorwa rmern und wer-

den ebenso parametriert. Sie kommen als Teil des großen Wa rmeverschiebe-

systems (vgl. Kapitel 1.4.2) zum Einsatz, um den im ND-Lubeco erzeugten 

Dampf zu kondensieren und seine Wa rme an einen Teilstrom des Hauptkon-

densats zu u bertragen. 

Kaltes Ende 

Die Modellierung des kalten Endes des Wasser-Dampf-Kreislaufs, bestehend 

aus Turbinen- und SPAT-Kondensatoren und Ku hlturm, erfolgt vollsta ndig mit 

Standardbausteinen. Die Parametrierung der Kondensatoren ist in Ta-

belle A.16 und jene des Ku hlturms in Tabelle A.17 aufgefu hrt. Aufgrund der 

ku hlwasserseitigen Reihenschaltung des dritten Turbinenkondensators zu 

den ersten beiden und der damit einhergehenden Verdoppelung des den Kon-

densator durchstro menden Ku hlwassermassenstroms unterscheiden sich die 

Gra digkeiten. Die Teillastcharakteristik der Turbinenkondensatoren und des 

SPAT-Kondensators wird entsprechend der in Kapitel 2.2.2 dargestellten 

Kennlinie abgebildet. Das Kennfeld fu r das Teillastverhalten des Ku hlturms ist 

in Kapitel 2.6 zu finden. 

Pumpen 

Die Abbildung aller Pumpen erfolgt durch einen Standardbaustein. Bei der Pa-

rametrierung des Bausteins wird zwischen fu nf verschiedenen Pumpentypen 

unterschieden: 

- Hauptkondensatpumpe 
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- Vorpumpe einer Hauptkondensatpumpe 

- Speisewasserpumpe 

- Vorpumpe einer Speisewasserpumpe 

- Ku hlwasserpumpe 

Die Pumpen sind durch Vorgabe eines isentropen und eines mechanischen 

Wirkungsgrads im Auslegungspunkt und einer Kennlinie fu r die A nderung des 

isentropen Pumpenwirkungsgrads bei Teillast vollsta ndig parametriert. Die 

angenommenen Wirkungsgrade sind in Tabelle A.18 aufgefu hrt.  

Die Kennlinien fu r die A nderung des isentropen Pumpenwirkungsgrads bei 

Teillast sind, mit Ausnahme der Ku hlwasserpumpe, in Kapitel 2.5 zu finden. Da 

angenommen wird, dass der Ku hlwassermassenstrom unabha ngig von der 

Last konstant bleibt, arbeiten die Ku hlwasserpumpen stets im Auslegungs-

punkt. Alle sonstigen im Modell abgebildeten Pumpen werden analog zur 

Hauptkondensatvorpumpe parametriert. 

4.8 Brüdenwärmenutzungssysteme 

Im Verlauf der vorliegenden Untersuchung werden verschiedene Schaltungs-

varianten zur Nutzung der bei der Kohletrocknung anfallenden Bru den unter-

sucht. Im Folgenden wird die Modellierung und Parametrierung der dabei ein-

gesetzten Komponenten ero rtert. 

Brüdenkondensator 

Bei den meisten Bru denwa rmenutzungsvarianten kommen Bru denkondensa-

toren zum Einsatz, welche die Kondensationswa rme der Bru den zuna chst an 

einen wasserfu hrenden Zwischenkreislauf u bertragen. Bru denkondensatoren 

werden wie ND-Vorwa rmer (vgl. Kapitel 4.7) mit Kondensatunterku hler durch 

Standardbausteine abgebildet und parametriert. 

Brüdenkompressor 

Zur Steigerung der Kondensationstemperatur der Bru den kommen bei einigen 

Nutzungsvarianten teilweise mehrstufige und zwischengeku hlte Bru denkom-

pressoren zum Einsatz. Zur Modellierung einzelner Verdichterstufen werden 

Standardbausteine (Baustein 94 – Verdichter) herangezogen. Der mechani-

sche Wirkungsgrad wird zu 99 % angenommen, der polytrope Verdichterwir-
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kungsgrad ist ein Variationsparameter. Da zum Teillastverhalten von Bru den-

verdichtern keine Informationen vorliegen, werden die in den Bausteinen hin-

terlegten Standardkennlininen fu r die A nderung des polytropen Wirkungs-

grads bei Teillast herangezogen. 

Sekundärdampferzeuger 

Statt der Kondensation der Bru den zur Erwa rmung von Wasser wird im Fol-

genden auch die Mo glichkeit der Dampfumformung untersucht, um mit der 

Bru denwa rme Prozessdampf zu erzeugen. Die Modellierung erfolgt mit Stan-

dardbausteinen (Baustein 70 - Verdampfer und Baustein 27 - Nachku hler), de-

ren Parametrierung in Sensitivita tsanalysen untersucht wird. Da aus Sicht der 

Sekunda rdampferzeuger bei Teillast die einzigen variablen Prozessgro ßen die 

prima r- und sekunda rseitigen Massenstro me sind, wird davon ausgegangen, 

dass die Auslegungsparameter immer erreicht werden, was einer konservati-

ven Annahme entspricht. 

Expansionsturbine 

Zur Untersuchung des Potentials der direkten Expansion der Bru den oder der 

Expansion des Prozessdampfs aus dem Sekunda rdampferzeuger in einer sepa-

raten Expansionsturbine wird das in Kapitel 4.6 erla uterte Dampfturbinenmo-

dell fu r Dampfturbinen mit konstanter Drehzahl herangezogen. Die freien Mo-

dellparameter des Bausteins werden in Sensitivita tsanalysen untersucht. 

Rohkohlevorwärmer 

Einige Schaltungsvarianten beru cksichtigen die Erwa rmung der RBK vor Ein-

tritt in den Wirbelschichttrockner durch einen mit Bru denkondensat oder 

u ber einen wasserfu hrenden Zwischenkreislauf beheizten Wa rmeu bertrager. 

Dieser als Rohkohlevorwa rmer bezeichnete Wa rmeu bertrager wird mit Hilfe 

eines Standardbausteins (Baustein 25 - Gaswa rmetauscher) im Modell abge-

bildet, dessen Parametrierung in Sensitivita tsanalysen untersucht wird. Fu r 

das Teillastverhalten wird analog zur Modellierung von Sekunda rdampferzeu-

gern die konservative Annahme getroffen, dass die Auslegungsgra digkeiten 

immer erreicht werden. 

4.9 Balance of Plant 

Um mit Hilfe des Simulationsmodells eine mo glichst realistische Abscha tzung 

des Eigenbedarfs des modellierten Kraftwerks zu erreichen, werden neben 
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den bereits erwa hnten Stromverbrauchern die elektrischen Antriebe aller 

Pumpen und Gebla se im Modell beru cksichtigt. Daru ber hinaus wird der ge-

samte sonstige Eigenbedarf von nicht im Modell beru cksichtigten Systemen 

u ber Proportionalita tsfaktoren abgescha tzt. 

Elektromotoren 

Elektromotoren werden mit Hilfe eines Standardbausteins modelliert. Die Pa-

rametrierung des Bausteins ist in Tabelle A.19 zu finden. Das Teillastverhalten 

von Elektromotoren, ausgedru ckt als die relative A nderung des elektrischen 

Wirkungsgrads in Abha ngigkeit von der relativen Leistungsaufnahme, ist in 

Kapitel 2.5 beschrieben. 

Sonstiger Eigenbedarf 

Der Eigenbedarf fu r die Versorgung und Entsorgung des Kraftwerks wird mit 

einem Faktor von 4,317 kW/(kg/s) proportional zu dem durch das Kraftwerk 

verbrauchten RBK-Massenstrom gesetzt. Hierunter fallen insbesondere die 

Versorgung des Kraftwerks mit RBK und die Entaschung des Dampferzeugers. 

Der Eigenbedarf des Turbosatzes und sonstiger Aggregate des Wasser-Dampf-

Kreislaufs, der Wasseraufbereitungsanlage und aller Transformatoren und 

elektrischen Antriebe sowie der sonstige Eigenbedarf wird mit einem Faktor 

von 0,00864 proportional zur erzeugten Bruttoleistung des Kraftwerks ange-

nommen. 
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5. PROZESSANALYSE UND OPTIMIERUNG 

5.1 Rohbraunkohlereferenzkraftwerk 

Als Ausgangspunkt fu r die Optimierung und als Referenz hinsichtlich Wir-

kungsgrad, Emissionen und Wirtschaftlichkeit wird im Folgenden ein RBK-

Kraftwerk definiert, welches den in Kapitel 1.4.2 dargestellten Stand der Tech-

nik widerspiegelt. Entsprechend der gewa hlten Optimierungsmethode (vgl. 

Kapitel 1.2) wird das RBK-Referenzkraftwerk im Hinblick auf seine Exergie-

verluste untersucht und technische Maßnahmen zur Minderung der Exergie-

verluste eruiert. 

5.1.1 Definition des Referenzkraftwerks 

Das RBK-Referenzkraftwerk wird in Anlehnung an die technischen Daten der 

in Kapitel 1.4.2 dargestellten, den Stand der Technik repra sentierenden Kraft-

werke definiert. Als Referenzkraftwerk dient ein RBK-Block mit einer Brutto-

leistung von 1100 MWel. Der in turmbauweise ausgefu hrte, staubbefeuerte 

Dampferzeuger erzeugt Frischdampf mit 600 °C bei 272 bar und besitzt eine 

einfache Zwischenu berhitzung, die den Dampf auf 610 °C bei 58,8 bar erhitzt 

(Dampfparameter jeweils am Dampferzeugeraustritt). Die Rauchgastempera-

tur hinter Economiser liegt im Auslegungspunkt bei 357 °C. Zur optimierten 

Abwa rmenutzung ist das Kraftwerk mit einem Lubeco-System und einem 

Rauchgasku hler ausgestattet. Die Luftvorwa rmung erfolgt zweistufig. Im 

Waluvo wird die Wa rme aus dem Rauchgasku hler an die Verbrennungsluft 

u bertragen und die Luft auf eine Temperatur von 120 °C erhitzt. Der Drehluvo 

stellt die zweite Stufe der Luftvorwa rmung dar und erhitzt die Verbrennungs-

luft auf 336 °C. Das Rauchgas wird u ber den Drehluvo und u ber das Lubeco-

System auf 160 °C abgeku hlt. Der Rauchgasku hler reduziert die Temperatur 

weiter bis auf 100 °C. Die Hauptturbine besitzt eine einflutige HD-Turbine, eine 

zweiflutige MD-Turbine und drei zweiflutige ND-Turbinen. Zwei der drei Tur-

binenkondensatoren der ND-Turbinen sind parallel geschaltet. Der dritte Tur-

binenkondensator ist in Reihe zu den ersten beiden Kondensatoren geschaltet, 

sodass mit einer Ku hlwassertemperatur von 14,7 °C Abdampfdru cke von 

28 mbar und 35 mbar erreicht werden. Fu r die Ru ckku hlung wird ein Natur-

zugnassku hlturm eingesetzt. Die Kondensat- und Speisewasservorwa rmung 
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erfolgt in zehn Stufen, wobei sechs ND-Oberfla chenvorwa rmer, ein Speisewas-

serbeha lter und drei HD-Vorwa rmer zum Einsatz kommen. Um die Enthalpie 

des stark u berhitzten Dampfs aus der ersten Anzapfung der MD-Turbine bes-

ser zu nutzen, ist dem letzten HD-Vorwa rmer ein externer Enthitzer vorge-

schaltet. Die Wa rme aus dem ND-Lubeco wird parallel zum fu nften ND-

Vorwa rmer in das Kondensat eingebunden. Der HD-Lubeco ist speisewasser-

seitig parallel zu allen drei HD-Vorwa rmern geschaltet. Fu r einen vollsta ndigen 

U berblick u ber die Verschaltung der Komponenten der Luft-Rauchgas-Seite sei 

auf Abbildung 5.1 und fu r die Wasser-Dampf-Seite auf Abbildung 5.2 verwie-

sen. Die Parametrierung der einzelnen Komponenten entspricht den in Kapi-

tel 4 bzw. im Anhang A.4 genannten Standardwerten. 

5.1.2 Berechnungsergebnisse und Analyse 

Die wesentlichen Berechnungsergebnisse der Auslegungsrechnung des RBK-

Referenzkraftwerks sind fu r die Luft-Rauchgas-Seite in Abbildung 5.1 und fu r 

die Wasser-Dampf-Seite in Abbildung 5.2 dargestellt. Im Auslegungspunkt er-

zeugt das Referenzkraftwerk mit einem Eigenbedarf von 54,8 MWel eine Net-

toleistung von 1045,2 MWel. Zur Stromerzeugung werden 265,3 kg/s Refe-

renzkohle eingesetzt. Damit betra gt die FWL des Dampferzeugers 

2332,5 MWth bei einer thermischen Leistung (exklusive der Leistung des Wa r-

meverschiebesystems) von 2105,9 MWth. Der Frischdampfmassenstrom des 

Dampferzeugers liegt bei 761,7 kg/s. Im Zwischenu berhitzer werden 

690,0 kg/s Dampf erhitzt. Der Brennstoffeinsatz entspricht einem Verbrauch 

von 914 g Brennstoff pro Kilowattstunde (Netto). Die CO2-Emissionen belau-

fen sich auf 907 g CO2 pro Kilowattstunde (Netto). Der u ber das Kohleband ge-

mittelte Nettowirkungsgrad bei Nennlast liegt 0,03 Prozentpunkte unter dem 

Wirkungsgrad im Auslegungspunkt und variiert im Vergleich zum Wirkungs-

grad im Auslegungspunkt in Abha ngigkeit von der Kohlequalita t in einem Band 

von - 0,76 Prozentpunkten bis +0,53 Prozentpunkten. Das korrespondierende 

Konturdiagramm ist in Abbildung A.28 dargestellt. Daru ber hinaus werden 

1334,3 kg/s Rauchgas und 1086,8 MWth u ber den Ku hlturm an die Umgebung 

abgegeben. 
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Abbildung 5.1: Berechnungsergebnisse für den Nennlastfall des RBK-
Referenzkraftwerks für den Brennstoff-, Luft- und Rauchgasweg 
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Abbildung 5.2: Berechnungsergebnisse für den Nennlastfall des RBK-
Referenzkraftwerks für die Wasser-Dampf-Seite 
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Zur detaillierten Untersuchung des Referenzkraftwerks wird eine Analyse der 

Exergiestro me durchgefu hrt. Zu diesem Zweck wird das Kraftwerk in die Seg-

mente Mahltrocknung, Feuerung, Dampferzeugung, Wasser-Dampf-Kreislauf, 

Luft-Rauchgas-Weg und Stromerzeugung untergliedert. Die Grenzen des Seg-

ments Mahltrocknung stimmen mit den Schnittstellen des in Kapitel 4.1 erla u-

terten Teilmodells Schlagradmu hle u berein. Das Segment Feuerung hat das aus 

den Schlagradmu hlen austretendende Sichtergas inklusive der getrockneten 

Kohle, die Verbrennungsluft und die allgemeine Falschluft als Eintritt und die 

Verbrennungsprodukte sowie die Trichterasche als Austritt. Mit dem Segment 

Dampferzeugung werden die Exergieverluste der Wa rmeu bertragung vom 

Rauchgas auf die Wasser-Dampf-Seite des Kessels bilanziert. Entsprechend 

sind die Verbrennungsprodukte, das Kesselspeisewasser, der Dampf der kalten 

Zwischenu berhitzung und das ZU -Einspritzwasser die eintretenden Stoff-

stro me des Segments, wa hrend das Rauchgas hinter DeNOx, der Frischdampf 

und der HZU -Dampf vor der Turbine die austretenden Stoffstro me darstellen. 

Das Segment Luft-Rauchgas-Weg umfasst den Rauchgasstrang ab Dampferzeu-

geraustritt bis zur Umgebung und den Frischluftstrang von der Kesselhaus-

ansaugung bis hinter Drehluvo. Daru ber hinaus bilden die ein- und austreten-

den Wasser- und Dampfstro me des HD- und ND-Lubecos und des Dawavos die 

Grenze zum Segment Wasser-Dampf-Kreislauf. Das Segment Wasser-Dampf-

Kreislauf umfasst den gesamten restlichen dampffu hrenden Teil des Kraft-

werks und hat neben den erwa hnten Schnittstellen mit den Segmenten Dampf-

erzeugung und Luft-Rauchgas-Weg die in den Ku hlturm ein- und austretende 

Umgebungsluft, die Wassernachspeisung des Ku hlturms und die an den Gene-

rator abgegebene Wellenleistung als Grenzen. Das Segment Stromerzeugung 

beinhaltet den Generator und sa mtliche elektrische Verbraucher, die nicht di-

rekt einem anderen Segment zugeordnet werden ko nnen.  

Abbildung 5.3 zeigt das Ergebnis der segmentweisen Exergieanalyse des RBK-

Referenzkraftwerks fu r den Nennlastpunkts in Form eines Sankey-Diagramms. 

Aus der Ho he der in den einzelnen Segmenten auftretenden Exergieverluste 

ergibt sich eine Hierarchie fu r die Suche nach technischen Lo sungen zur Redu-

zierung der Verluste. 

Die gro ßten Exergieverluste treten im Bereich der Feuerung auf. Die Verluste 

sind durch die bei der chemischen Umwandlung der Verbrennungsedukte auf-

tretende Bildungsentropie und die Irreversibilita t der Umwandlung der im 

Brennstoff gebundenen chemischen Energie in thermische Energie begru ndet. 
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Eine Minderung der Verluste wa re theoretisch durch die Abkehr von der Feu-

erung als Energiewandlungsschritt zur Stromerzeugung denkbar. Als Beispiel 

sei die Oxidation des Brennstoffs in einer Brennstoffzelle genannt, in der die 

chemisch gebundene Energie direkt in elektrische Energie umgesetzt wird. Da 

eine derartige Anwendung fu r Kohle weit in der Zukunft liegt, wird sie in der 

vorliegenden Arbeit nicht untersucht. Wird der Energiewandlungsprozess an 

sich beibehalten, ist eine Minderung der Exergieverluste der Feuerung nur 

sinnvoll, wenn sie nicht durch einen Anstieg der adiabaten Verbrennungstem-

peratur erreicht wird, da sonst lediglich eine Verschiebung der Verluste von 

der Feuerung zur Dampferzeugung erfolgt. Entsprechende Maßnahmen wa ren 

eine Verbesserung des Verbrennungswirkungsgrads, die Minderung des 

Falschlufteinbruchs und die Anhebung der Verbrennungslufttemperatur. Da 

RBK-Dampferzeuger mit einem Nachbrennrost ausgestattet sind, wird schon 

heute ein sehr hoher Ausbrand erreicht, sodass hier kein u ber die Komponente 

hinausgehendes Optimierungspotential gesehen wird. Der Falschlufteinbruch 

in den Dampferzeuger ist auf Durchtritte durch die Membranwand fu r Mann-

lo cher, Schauluken und Reinigungseinrichtungen zuru ckzufu hren. Auch hier 

beschra nkt sich das Optimierungspotential auf die jeweiligen Komponenten. 

Eine Anhebung der Verbrennungslufttemperatur u ber 336 °C ist mit Rauch-

gaswa rme nur in extrem engen Grenzen mo glich, da die obere Gra digkeit des 

Drehluvos mit 21 K bereits sehr niedrig liegt. Ein zusa tzlicher Dampfluftvor-

wa rmer wa re mit einem Druck von mindestens 139 bar zu beheizen, was ne-

ben technisch/wirtschaftlichen Aspekten schon aufgrund des geringen Enthal-

pieabbaus zwischen dem Eintritt in die HD-Turbine und der entsprechenden 

Anzapfung thermodynamisch fragwu rdig erscheint. 

Der na chstgro ßte Exergieverlust tritt im Segment Dampferzeugung auf und 

ist auf die großen Temperaturdifferenzen zwischen den Verbrennungsgasen 

und dem wa rmeaufnehmenden Medium zuru ckzufu hren. Unter Einbeziehung 

der heißen, ru ckgesaugten Rauchgase liegt die theoretisch ermittelte adiabate 

Temperatur der Verbrennungsgase fu r das Referenzkraftwerk bei 1425 °C und 

steht maximalen Dampftemperaturen von 600 °C bzw. 610 °C gegenu ber. Ho -

here Dampftemperaturen ko nnen mit den heute kommerziell verfu gbaren 

Werkstoffen nicht realisiert werden, sodass hier kein ausscho pfbares Verbes-

serungspotential liegt. Weiterhin wa ren durch die Reduzierung der Tempera-

turdifferenz zwischen dem aus dem Dampferzeuger austretenden Rauchgas 

und der Speisewassereintrittstemperatur, durch eine Reduzierung des ZU -
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Einspritzmassenstroms und durch eine Minderung der mediumseitigen 

Druckverluste moderate Verbesserungen mo glich, die jedoch komponenten-

spezifisch sind und fu r des Referenzkraftwerk als technisch/wirtschaftlich op-

timiert angesehen werden. 

Die Kohleaufbereitung steht in Bezug auf die Exergieverluste an dritter Stelle. 

Auch hier ist es die große Temperaturdifferenz zwischen den ru ckgesaugten 

Rauchgasen und der Kohle, die den gro ßten Teil der Exergieverluste ausmacht. 

Der Falschlufteinbruch in die Mu hlen und die Mischung der Stoffstro me ver-

schlechtern die Exergiebilanz weiter. Fu r die Kohleaufbereitung steht mit der 

Dampfwirbelschichttrocknungstechnik eine Option zur Minderung der Exer-

gieverluste der Kohleaufbereitung zur Verfu gung. Eine Bewertung der Technik 

erfolgt in Kapitel 5.2. Der Einfluss auf den Kraftwerksprozess durch den Ein-

satz dieser Technik ist im Gegensatz zu komponentenspezifischen Verbesse-

rungen so erheblich, dass eine Neuoptimierung des Prozesses erforderlich ist. 

Die Optimierungsschritte sind in den auf Kapitel 5.2 folgenden Kapiteln darge-

stellt. 

Das Segment Wasser-Dampf-Kreislauf wird als technisch/wirtschaftlich op-

timiert angesehen, da auch hier keine neuen und kommerziell verfu gbaren 

Komponenten oder Prozessfu hrungsvarianten bekannt sind, die zu einer Min-

derung der Exergieverluste fu hren. Die Verluste sind auf die endlichen Gra dig-

keiten der Wa rmetauscher und auf die irreversiblen Vorga nge in den Turbinen 

zuru ckzufu hren, sodass niedrigere Verluste durch komponentenspezifische 

Verbesserungen erreicht werden ko nnten. 

Die Exergieverluste des Segments Luft-Rauchgas-Weg sind aufgrund des 

Lubeco-Systems sehr niedrig, sodass fu r dieses Segment nach keiner weiteren 

Optimierung der Prozessfu hrung gesucht wird. Auch die mit dem Abgas abge-

fu hrte Exergie ist bei einer Abgastemperatur von 100 °C technisch kaum wei-

ter zu reduzieren. Eine Reduzierung des Abgasmassenstroms wa re durch Ab-

senkung des Luftu berschusses bei der Verbrennung oder durch 

Bru dentrennung bei der Kohleaufbereitung denkbar. Da der Luftu berschuss 

mit 1,15 im Hinblick auf einen sicheren Ausbrand schon sehr niedrig ist, bleibt 

die Bru dentrennung als Verbesserungspotential. Bei der Dampfwirbelschicht-

trocknung fallen die Bru den als separater Stoffstrom an, sodass diese Maß-

nahme zur Minderung der Exergieverluste in den folgenden Untersuchungen 

beru cksichtigt ist. 
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Abbildung 5.3: Sankey-Diagramm für die Exergieströme des RBK-Referenzkraftwerks 
bei Betrieb im Nennlastpunkt 

Das Segment Stromerzeugung beinhaltet lediglich den Generator und den 

nicht anderweitig beru cksichtigten Eigenbedarf des Kraftwerks. Entsprechend 
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wa re eine Minderung der Exergieverluste dieses Segements wiederum nur 

durch Verbesserungen an den einzelnen Komponenten mo glich. 

Die Ergebnisse der Exergieanalyse und die A nderung des Nettowirkungsgrads 

des Referenzkraftwerks fu r den Lastbereich von der Mindestlast bis zur maxi-

malen Dampferzeugerdauerlast sind in Abbildung 5.4 dargestellt. Bezogen auf 

die Nettoleistung liegen die Exergieverluste aller Segmente bei Mindestlast ho -

her als bei Nennlast, nehmen aber nur fu r die Segmente Feuerung und Dampf-

erzeugung kontinuierlich zu. Fu r die Segmente Mahltrocknung, Wasser-

Dampf-Kreislauf, Luft-Rauchgas-Weg und Stromerzeugung ergeben sich mit 

sinkender Last im Vergleich zu Nennlast zuna chst geringfu gig niedrigere Exer-

gieverluste. Aufgrund dieser gegenla ufigen Effekte fa llt der Nettowirkungs-

grad mit abnehmender Last erst ab einem relativen Frischdampfmassenstrom 

von ca. 85 % unter den Nennlastwert. 

 

Abbildung 5.4: Auf die Nettoleistung bezogene Exergieverluste und Änderung des Net-
towirkungsgrads in Abhängigkeit vom Frischdampfmassenstrom 

Die mit sinkender Last zunehmenden Exergieverluste des Segments Feuerung 

sind auf einen Ru ckgang der Verbrennungslufttemperatur, auf den konstanten 

Falschluftmassenstrom und die Anhebung des Luftu berschusses ab 65 % ther-

mischer Leistung des Dampferzeugers zuru ckzufu hren. Im Segment Dampfer-

zeugung wirken sich die mit der Last sinkende SPW-Eintrittstemperatur und 

die ab einem FD-Massenstrom von 65 % sinkende HZU -Temperatur negativ auf 
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die Exergiebilanz aus. Die Exergiebilanz der Mahltrocknung wird durch die Ab-

nahme der Temperatur der ru ckgesaugten Rauchgase gu nstiger. Dieser Ein-

fluss wird bei niedriger Last durch den ho heren spezifischen Brennstoffbedarf 

des Gesamtprozesses u berkompensiert. Im Segment Stromerzeugung machen 

sich einerseits der niedrigere Teillastwirkungsgrad des Generators und ande-

rerseits die Tatsache, dass das Verha ltnis von Wellenleistung zu Frischdampf-

massenstrom mit sinkender Last aufgrund der zuna chst sinkenden Auslass-

verluste der ND-Turbinen und des sinkenden Kondensatordrucks zunimmt, 

bemerkbar. Die Exergiebilanzen u ber die Segmente Luft-Rauchgas-Weg und 

Wasser-Dampf-Kreislauf werden durch mit sinkender Last geringer werdende 

Gra digkeiten an den Wa rmetauschern und niedrigere Abdampfdru cke in den 

Turbinenkondensatoren verbessert. Im Fall des Luft-Rauchgas-Wegs fu hren 

die zunehmenden Abgasverluste in Summe trotzdem zu ho heren spezifischen 

Exergieverlusten bei niedriger Last. Auf den lastabha ngigen Verlauf der Exer-

gieverluste des Wasser-Dampf-Kreislaufs haben die Auslassverluste der ND-

Turbinen maßgeblichen Einfluss. Entsprechend dem parabelfo rmigen Verlauf 

der Auslassverlustkennlinie (vgl. Abbildung 2.4) nehmen die Auslassverluste 

mit sinkender Last zuna chst leicht ab, um bei weiter sinkender Last deutlich 

anzusteigen. 

5.1.3 Wirtschaftlichkeitsbetrachtung 

Die Stromgestehungskosten des RBK-Referenzkraftwerks werden nach der in 

Kapitel 3.3 dargestellten Methode auf Basis der in Kapitel 3.2 zusammenge-

fassten betriebswirtschaftlichen Annahmen ermittelt. 

Die mit den oben erwa hnten Eingangsdaten ermittelte Investitionssumme des 

RBK-Referenzkraftwerks bela uft sich unter Beru cksichtigung des spezifischen 

Anlagenpreises von 1070 €/kW, der Bauherreneigenleistung und der unvor-

hergesehenen Kosten auf 1,72 Mrd. €. Die Stromgestehungskosten werden als 

u ber die Betriebszeit des Kraftwerks gemittelte finanzmathematische Durch-

schnittskosten der Stromerzeugung gema ß Kapitel 3.3 berechnet. Die sich aus 

der Investitionssumme, den Instandhaltungskosten, den Personalkosten, den 

Overheadkosten und den Stilllegungskosten ergebenden fixen Stromgeste-

hungskosten belaufen sich auf 2,83 ct/kWh, wobei 79,0 % der fixen Stromge-

stehungskosten auf die Investitionssumme entfallen. Die variablen Stromge-

stehungskosten setzen sich aus den Kosten fu r den Brennstoff, die CO2-

Emissionszertifikate und die Hilfs- und Betriebsstoffe zusammen und sind fu r 
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die verschiedenen in Kapitel 3.2 definierten Emissionszertifikatekostenszena-

rien in Tabelle 5.1 aufgefu hrt. Fu r Szenario 1.1 entfallen 15,4 % der variablen 

Stromgestehungskosten auf die Brennstoffkosten, 82,5 % auf die Kosten fu r 

CO2-Emissionszertifikate und 2,1 % auf die Kosten fu r Hilfs- und Betriebs-

stoffe. 

Tabelle 5.1: Variable Stromgestehungskosten des RBK-Referenzkraftwerks für ver-
schiedene Emissionszertifikatekostenszenarien 

Szenario 1.x 2.x 3.x Preissteigerungs-
rate ab 2030 

x.1 6,81 ct/kWh 5,72 ct/kWh 7,90 ct/kWh ± 0 €/tCO2 p. a. 

x.2 7,09 ct/kWh 5,99 ct/kWh 8,18 ct/kWh + 1 €/tCO2 p. a. 

x.3 7,64 ct/kWh 6,54 ct/kWh 8,73 ct/kWh + 3 €/tCO2 p. a. 

Offset zum Basispreis fu r CO2-Emissionszertifikate 
 ±0 €/tCO2 - 10 €/tCO2 + 10 €/tCO2  

 

Zwischen den variablen Stromgestehungskosten der einzelnen Szenarien be-

steht ein linearer Zusammenhang. So fu hrt eine A nderung des Offsets um 

± 1 €/tCO2 zu einer A nderung der variablen Stromgestehungskosten von 

± 0,109 ct/kWh. Eine A nderung der Steigerungsrate der CO2-

Emissionszertifikatepreise ab 2030 um ± 1 €/tCO2 p. a. fu hrt zu einer A nde-

rung der variablen Stromgestehungskosten von ± 0,276 ct/kWh. Im Vergleich 

zueinander liegen die variablen Stromgestehungskosten deutlich u ber den fi-

xen Stromgestehungskosten, was fu r ein Kraftwerk, welches in der Grundlast 

eingesetzt werden soll, u berrascht. Der große Unterschied erkla rt sich durch 

den enormen Einfluss der Kosten fu r CO2-Emissionszertifikate auf die variab-

len Stromgestehungskosten. Wu rden keine Kosten fu r CO2-

Emissionszertifikate anfallen, betru gen die variablen Stromgestehungskosten 

lediglich 1,19 ct/kWh. 

In Abbildung 5.5 und Abbildung 5.6 sind Sensitivita tsanalysen fu r die Abha n-

gigkeit der fixen und variablen Stromgestehungskosten (fu r Szenario 1.1) von 

den Volllastbenutzungsstunden, dem Anlagenpreis, dem Nettowirkungsgrad 

und den Brennstoffkosten dargestellt. Die fixen Stromgestehungskosten neh-

men mit abnehmender Volllastbenutzungsstundenzahl und mit steigendem 

spezifischen Anlagenpreis zu. So muss beispielsweise der spezifische Anlagen-

preis des RBK-Referenzkraftwerks um 161,3 €/kW sinken, wenn die Zahl der 

Volllastbenutzungsstunden um 1000 h/a sinkt und die fixen Stromgestehungs-
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kosten unvera ndert bleiben sollen. Die variablen Stromgestehungskosten zei-

gen eine deutliche Sensitivita t auf den Nettowirkungsgrad, was auf den hohen 

Anteil der Kosten fu r CO2-Emissionszertifikate an den gesamten Stromgeste-

hungskosten zuru ckzufu hren ist. 

 

Abbildung 5.5: Änderung der fixen 
Stromgestehungskosten in Abhängigkeit 
von den Volllastbenutzungsstunden und 

dem spezifischen Anlagenpreis 

 

Abbildung 5.6: Änderung der variablen 
Stromgestehungskosten von Szena-

rio 1.1 in Abhängigkeit vom Nettowir-
kungsgrad und vom Brennstoffpreis (für 

Referenzkohle) 

Abbildung 5.7 zeigt die Abha ngigkeit der fixen und variablen Stromgeste-

hungskosten von der Betriebszeit des Kraftwerks. Die unterschiedlich ange-

nommenen Preisniveaus und Preisentwicklungen der CO2-

Emissionszertifikate sind in den variablen Stromgestehungskosten deutlich zu 

erkennen. Bildet man die Summe der fixen und variablen Stromgestehungs-

kosten, ist fu r alle Szenarien ein Minimum der Stromgestehungskosten im Be-

reich von Betriebszeiten zwischen 10 und 20 Jahren zu erkennen. Aufgrund 

dieses, durch die stetig steigende Kostenbelastung fu r CO2-

Emissionszertifikate bedingten Effekts ist es je nach Entwicklung der Strom-

preise denkbar, dass eine Betriebszeit von 40 Jahren nicht das wirtschaftliche 

Optimum fu r das RBK-Referenzkraftwerks darstellt. Fu r die wirtschaftliche 
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Bewertung technischer Lo sungen zur Wirkungsgradsteigerung ist Abbil-

dung 5.8 von besonderem Interesse. Sie zeigt die gegenseitige Abha ngigkeit 

von Nettowirkungsgrad und Anlagenpreis bei konstanten Stromgestehungs-

kosten fu r die verschiedenen Entwicklungsszenarien der Preise von CO2-

Emissionszertifikaten. Entsprechend Abbildung 5.8 ist beispielsweise fu r Sze-

nario 1.1 eine Steigerung des spezifischen Anlagenpreises um 66,1 €/kW bei 

in Summe konstanten Stromgestehungskosten zula ssig, wenn der Nettowir-

kungsgrad des RBK-Referenzkraftwerks um 1 %-Punkt gesteigert werden 

kann. 

 

Abbildung 5.7: Abhängigkeit der fixen und variablen Stromgestehungskosten von der 
Betriebszeit des Kraftwerks 
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Abbildung 5.8: Variation des Nettowirkungsgrads und des Anlagenpreises bei konstan-
ten Stromgestehungskosten 

5.2 Vorbetrachtungen zum Wirbelschichttrockner 

Aus der Exergieanalyse des RBK-Referenzkraftwerks ist deutlich geworden, 

dass im Verfahrensschritt der Kohleaufbereitung das gro ßte mit verfu gbarer 

Technik zu realisierende Exergieverlustminderungspotential liegt. Entspre-

chend der in Kapitel 1.4.1 dargestellten verfu gbaren Technik wird der Einsatz 

von Dampfwirbelschichttrocknern mit integrierter Aufmahlung der Kohle und 

pneumatischer Fo rderung der TBK zum Dampferzeuger an Stelle von Schlag-

radmu hlen zur Kohleaufbereitung untersucht. 

Bevor die Verknu pfung des Dampfwirbelschichttrockners mit dem 

Kraftwerksprozess optimiert werden kann, sind Festlegungen zu einigen Ver-

fahrensparametern des Dampfwirbelschichttrockners erforderlich, sodass ei-

nige Vorbetrachtungen sinnvoll sind. Die zu definierenden Parameter sind der 

Wassergehalt der TBK, der Temperaturunterschied zwischen der Wirbel-

schicht und der Kondensationstemperatur des Prozessdampfs (Gra digkeit des 

Trockners), die Verdampfungsleistung einer Trocknereinheit und der kohle-

seitige Systemdruck der Trockner. Daru ber hinaus ist festzulegen, wie viele 

Trocknereinheiten zur Versorgung eines Kraftwerks mit einer Bruttoleistung 

von 1100 MWel eingesetzt werden. 
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Der Wassergehalt der TBK wird nicht als Optimierungsparameter angesehen 

und wird auf 12 % festgelegt. Dieser Wassergehalt entspricht den Auslegungs-

werten der in Kapitel 1.4.1 erwa hnten Versuchstrocknern und Prototypen und 

liegt an der unteren Grenze des Wassergehaltsbandes bekannter Trocknungs-

verfahren (10 % – 18 % fu r Ro hrentrockner und 15 % – 18 % fu r Schlagrad-

mu hlen). 

Auch die Gra digkeit des Trockners wird festgelegt, da dieser Wert – a hnlich der 

Gra digkeit eines Wa rmetauschers – einen komponentenspezifischen Optimie-

rungsparameter ohne maßgebliche Ru ckwirkung auf die Optimierung des Ge-

samtkraftwerks darstellt. Ausgehend von vero ffentlichten Auslegungswerten 

und Betriebsergebnissen des WTA-Prototyps wird die Gra digkeit im Ausle-

gungspunkt zu 30 K festgelegt. 

Die Verdampfungsleistung einer Trocknereinheit wird entsprechend dem in 

kommerzieller Gro ße am Block K des Kraftwerks Niederaußem errichteten 

WTA-Prototyp auf 100 t/h festgelegt (vgl. Kapitel 1.4.1). 

Die Ergebnisse der Untersuchung zur Wahl des kohleseitigen Systemdrucks 

sind in Kapitel 5.2.1 dargestellt. Die Festlegung der Anzahl der Trocknerein-

heiten erfolgt in Kapitel 5.2.2. 

5.2.1 Kohleseitiger Systemdruck 

Der kohleseitige Systemdruck, bei dem ein Dampfwirbelschichttrockner arbei-

tet, hat erhebliche Auswirkungen auf das Design und das Betriebsverhalten 

des Trockners und auf den Entwurf des Kraftwerksprozesses, in den der Trock-

ner eingebunden wird. Innerhalb des Systems Trockner a ndern sich mit dem 

kohleseitigen Systemdruck die fu r das Erreichen eines bestimmten Wasserge-

halts der TBK erforderliche Arbeitstemperatur der Wirbelschicht, der zur Be-

heizung erforderliche Prozessdampfdruck, der fu r die Fluidisierung der Wir-

belschicht erforderliche Massenstrom und die Bru denverluste durch 

Nachentwrasen und an Dichtstellen. 

Mit Hilfe des in Kapitel 4.2 erla uterten Modells des Dampfwirbelschichttrock-

ners werden die Exergieverluste des Trocknungsprozesses in Abha ngigkeit 

vom kohleseitigen Systemdruck analysiert. Zu diesem Zweck wird die Trock-

nung von Referenzkohle, die bei Referenzbedingungen in das Trocknersystem 

eintritt, untersucht. Der RBK-Massenstrom wird so eingestellt, dass der Trock-
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ner bei 100 % Last arbeitet. Die TBK verla sst das System Trockner bei atmo-

spha rischem Druck mit einer Temperatur von 60 °C und einem Wassergehalt 

von 12 %. Der Prozessdampf tritt mit einer U berhitzung von 5 K in den Trock-

ner ein. Das Kondensat verla sst das System mit Siedetemperatur. 

Abbildung 5.9 zeigt, dass die spezifischen Exergieverluste mit steigendem koh-

leseitigen Systemdruck zunehmen, wobei die ermittelten Verluste einem spe-

zifischen Exergieverlust von 1.410 kJ/kg-verdampftem Wasser fu r die Koh-

leaufbereitung im RBK-Referenzkraftwerk gegenu berzustellen sind. Eine 

Analyse der einzelnen im Trockner erfolgenden Prozessschritte ergibt, dass 

die Zunahme der Exergieverluste neben den ansteigenden Bru denverlusten 

vor allem durch die Aufheizung der RBK bedingt ist und mit der mit dem koh-

leseitigen Systemdruck steigenden Wirbelschichttemperatur zu erkla ren ist. 

Der mit dem kohleseitigen Systemdruck zunehmende Fluidisierungsmassen-

strom fu hrt nur zu einem unwesentlichen Anstieg der Exergieverluste. Die 

Exergieverluste der Trocknung selbst sinken mit steigendem kohleseitigen 

Systemdruck, was auf einen Ru ckgang der, fu r den gewu nschten Wassergehalt 

der TBK erforderlichen, U berhitzung der Wirbelschicht zuru ckzufu hren ist 

(vgl. Abbildung A.23). 

Die Exergieanalyse zeigt, dass durch eine Vorwa rmung der RBK vor dem Ein-

tritt in den Trockner die Exergieverluste des Trockners theoretisch so weit re-

duziert werden ko nnen, dass die Exergieverluste des Dampfwirbelschicht-

trockners mit steigendem kohleseitigen Systemdruck abnehmen. Daru ber 

hinaus wird in Kapitel 5.5.1 gezeigt, dass sich der Einsatz von Bru denverdich-

tern mit steigendem kohleseitigen Systemdruck des Trockners gu nstiger dar-

stellt. Somit ist, basierend auf der vorliegenden exergetischen Betrachtung, 

noch keine endgu ltige Festlegung des kohleseitigen Systemdrucks fu r die wei-

tere Optimierung zula ssig. Aufgrund der monotonen Abha ngigkeit der Einzel-

verluste vom kohleseitigen Systemdruck ist jedoch davon auszugehen, dass 

das thermodynamische Gesamtoptimum entweder beim minimalen oder beim 

maximalen kohleseitigen Systemdruck liegen wird. Entsprechend werden im 

Folgenden nur noch Trockner mit einem kohleseitigen Systemdruck von 

1,1 bar und 6 bar untersucht. 
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Abbildung 5.9: Spezifische Exergieverluste und Änderung der spezifischen Exergiever-
luste der Dampfwirbelschichttrocknung in Abhängigkeit vom kohleseitigen System-

druck 

Hinsichtlich der Abha ngigkeit der Investitionskosten vom kohleseitigen Sys-

temdruck weist Klutz darauf hin, dass durch eine Anhebung des kohleseitigen 

Systemdrucks ein erheblicher apparatetechnischer Mehraufwand zu erwarten 

ist, dem nur geringe kostensenkende Elemente (geringere Wa rmetauscherfla -

che) gegenu berstehen und somit von erheblich ho heren Investitionskosten 

ausgegangen werden muss [KLU-08][KLU-10]. 

Aufgrund der, ohne weitere systeminterne Optimierung, niedrigeren Exergie-

verluste und der gu nstigeren Investitionskosten wird, unter der Vorausset-

zung eines analogen Optimierungsprozesses bei einem kohleseitigen System-

druck von 6 bar, im Folgenden die Optimierung fu r einen kohleseitigen 

Systemdruck der Trockner von 1,1 bar dargestellt. Eine abschließende Bewer-

tung, mit welchem kohleseitigen Systemdruck ein technisch/wirtschaftliches 

Optimum fu r das Gesamtkraftwerk zu erreichen ist, erfolgt auf Basis der Un-

tersuchung der Bru denwa rmenutzungsvarianten in Kapitel 5.5. 

5.2.2 Trockneranzahl 

Die für ein Kraftwerk mit einer Bruttoleistung von 1100 MWel erforderliche 

Trockneranzahl ergibt sich aus dem Nettowirkungsgrad des Kraftwerks, dem 
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Einsatzkohleband und den Redundanzanforderungen. Die Verdampfungsleis-

tung der Trockner muss ausreichen, um alle Kohlen des Kohlebandes in für 

den Dampferzeugerbetrieb bei Volllast ausreichender Menge trocknen zu kön-

nen. Der erwartete Nettowirkungsgrad des optimierten TBK-Kraftwerks liegt 

zwischen 46 % und 50 % bei einem elektrischen Eigenbedarf von ca. 55 MWel. 

In Abbildung 5.10 sind Grenzlinien für die Verdampfungsleistung verschiede-

ner Trockneranzahlen in Abhängigkeit von der eingesetzten RBK-Qualität für 

die genannte Bandbreite an Nettowirkungsgraden im Vergleich zum für das 

TBK-Kraftwerk definierten Kohleband dargestellt. Für alle RBK-Qualitäten, die 

über einer Grenzlinie liegen, reicht die Verdampfungsleistung der gewählten 

Trockneranzahl aus, um ausreichend TBK für den Volllastbetrieb eines TBK-

Kraftwerks mit dem gewählten Wirkungsgrad zu erzeugen. Entsprechend 

kann aus Abbildung 5.10 abgeleitet werden, dass fünf Trockner mit einer Ver-

dampfungsleistung von je 100 t/h das Kohleband so abdecken, dass über weite 

Bereiche eine n-1 Redundanz gewährleistet ist, wenn das Kraftwerk mit sechs 

Trocknern ausgestattet wird. Bei Betrieb mit Referenzkohle sind fünf Trock-

ner für alle betrachteten Wirkungsgrade ausreichend, wobei die Trockner je 

nach Wirkungsgrad bei einer Last zwischen 90 % und 83 % laufen. Entspre-

chend wird die Trockneranzahl für das zu optimierende TBK-Kraftwerk auf 

sechs festgelegt, wobei die Auslegung des Gesamtprozesses zur Sicherstellung 

einer größtmöglichen Einhaltung der n-1 Redundanz der Trockner so zu erfol-

gen hat, dass ein Betrieb mit sechs Trocknern nur durch das Kohleband be-

dingt sein darf. 
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Abbildung 5.10: Grenzlinien für die Verdampfungsleistung verschiedener Trockneran-
zahlen in Abhängigkeit von der Rohkohlequalität und vom Nettowirkungsgrad eines 

Kraftwerks mit 1045 MWel Nettoleistung 

Da die Exergieverluste der Trocknung mit sinkender Trocknerlast abnehmen 

(dies spiegelt sich in einem niedrigeren fu r die Beheizung erforderlichen Pro-

zessdampfdruck wider), ko nnte der Einsatz einer gro ßeren Trockneranzahl 

vorteilhaft sein. Da die erreichbare Nettowirkungsgradsteigerung jedoch ge-

ringer als ein Zehntel Prozentpunkt je zusa tzlichen Trockner ist, sind die zu-

sa tzlichen Investitionskosten nicht zu rechtfertigen. 

5.3 Dampfversorgung der Wirbelschichttrockner 

Soll die Prozessdampfversorgung der Wirbelschichttrockner im Normalbe-

trieb des Kraftwerks aus dem Kraftwerksprozess selbst erfolgen, gibt es hier-

fu r grundsa tzlich zwei Quellen. Zum einen kann der Prozessdampf aus dem 

Wasser-Dampf-Kreislauf entnommen werden, zum anderen ko nnen die bei 

der Trocknung ausgetriebenen Bru den verdichtet und zur Beheizung der 

Trockner genutzt werden. Kommen Bru denverdichter zum Einsatz, muss in 

Abha ngigkeit vom Betriebspunkt der Trockner und vom Wassergehalt der ein-

gesetzten RBK nach wie vor Prozessdampf eingespeist werden, um den gesam-

ten Dampfbedarf der Trockner zu decken. Damit treffen die im Folgenden dar-

gestellten U berlegungen auch auf diesen Fall zu. 
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Der fu r die Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck variiert mit der 

Trocknerlast, die durch den zu trocknenden RBK-Massenstrom pro Trock-

nereinheit, den Eingangswassergehalt der RBK und den Zielwassergehalt der 

TBK bestimmt ist. Auch der Entnahmedruck von mo glichen Prozessdampf-

quellen des Wasser-Dampf-Kreislaufs schwankt in Abha ngigkeit vom Betriebs-

punkt des Kraftwerks, wobei aufgrund des Gleitdruckbetriebs in der Regel eine 

na herungsweise lineare Korrelation mit der erzeugten Leistung besteht. Ent-

sprechend ist ein Konzept zur Prozessdampfversorgung fu r die Wirbelschicht-

trockner zu finden, welches sicherstellt, dass fu r das gesamte Kohleband und 

fu r alle Lastpunkte zwischen der Mindestlast und der maximalen Kesseldauer-

last Prozessdampf in ausreichender Menge und mit ausreichendem Druck zur 

Verfu gung steht, um TBK in der fu r den jeweiligen Betriebspunkt erforderli-

chen Menge zu produzieren. 

Aufgrund der großen Prozessdampfmassenstro me und des erforderlichen 

Druckniveaus beim Einsatz von Trocknern, die bei einem kohleseitigen Sys-

temdruck von 1,1 bar arbeiten, ist die Prozessdampfauskopplung aus der 

U berstro mleitung (U SL) zwischen der MD-Turbine und den ND-Turbinen sinn-

voll. Es bestehen folgende Optionen, um in allen oben genannten Betriebs-

punkten einen fu r die Versorgung der Trockner ausreichend hohen Prozess-

dampfdruck gewa hrleisten zu ko nnen: 

1. Wahl eines ausreichend hohen Auslegungsdrucks der U SL 

2. In Abha ngigkeit vom verfu gbaren Prozessdampfdruck gleitender 

Wassergehalt der TBK 

3. Anstauen der MD-Turbine mit Hilfe einer Druckhalteklappe in der 

U SL 

4. Umschaltmo glichkeit zur Prozessdampfversorgung der Trockner aus 

einer anderen Dampfquelle (Anzapfung bei ho herem Druck oder 

KZU ) 

Da der Prozessdampfbedarf der Trockner je nach Kohlequalita t im Nennlast-

punkt ca. 15 % - 33 % des Dampfmassenstroms in der U SL betra gt, sollte die 

Prozessdampfversorgung aus technischer und wirtschaftlicher Sicht aus einer 

einzigen Quelle erfolgen. Eine Wanderanzapfung wird fu r diese Anforderun-

gen als nicht realisierbar eingescha tzt, sodass Option 4 nicht weiter betrachtet 

wird. 
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Aus exergetischer Sicht ist das Ziel der Suche nach einem optimalen Prozess-

dampfversorgungskonzept, Verluste durch Drosselung des Dampfs und durch 

das Anstauen der MD-Turbine zu vermeiden. Drosselverluste ko nnen an der 

Druckhalteklappe in der U SL oder am Prozessdampfregelventil der Trockner 

entstehen, welches eingesetzt wird, um eine Trocknung auf unzula ssig nied-

rige Wassergehalte zu vermeiden. Weiterhin ist die Trocknung der Kohle auf 

einen mo glichst niedrigen Wassergehalt (Zielwert 12 %) anzustreben. Als 

Randbedingung ist die Dampfversorgung so sicherzustellen, dass in mo glichst 

vielen Betriebsfa llen mit fu nf Trocknern gefahren werden kann. Der Betrieb 

von sechs Trocknern ist nur in Betriebsfa llen zula ssig, in denen die Verdamp-

fungsleistung von fu nf Trocknern nicht ausreicht. Wird das Kraftwerk bei nied-

rigerer Last als der Nennlast des Kraftwerks betrieben, bleibt die gleiche An-

zahl an Trocknern wie im korrespondierenden Nennlastpunkt in Betrieb. 

Durch die dann reduzierte TBK-Produktion jedes Trockners sinkt der fu r die 

Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck, was eine exergetisch vorteil-

hafte Dampfversorgung ermo glicht. 

Die Wahl eines optimalen Prozessdampfversorgungskonzepts erfolgt in zwei 

Schritten. In Kapitel 5.3.1 werden die drei verbleibenden der oben genannten 

Optionen fu r den Nennlastpunkt des Kraftwerks und variierende Kohlequali-

ta ten untersucht. In Kapitel 5.3.2 wird die Teillastfahrweise fu r diese drei Op-

tionen analysiert. Da aus technischer Sicht die drei Optionen bei Nennlast und 

Teillast beliebig kombiniert werden ko nnen, ergibt sich eine Variantenmatrix 

entsprechend Tabelle 5.2. 

Tabelle 5.2: Nomenklatur möglicher Kombinationen von Optionen zur Sicherstellung 
eines ausreichend hohen Prozessdampfdrucks zur Versorgung der Trockner 

Nennlast 
Teillast 

Auslegung 
U SL-Druck 

Gleitender 
Wassergehalt 

Druckhalte-
klappe 

Auslegung 
U SL-Druck 

Option 1.1 Option 2.1 Option 3.1 

Gleitender 
Wassergehalt 

Option 1.2 Option 2.2 Option 3.2 

Druckhalte-
klappe 

Option 1.3 Option 2.3 Option 3.3 
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5.3.1 Optimierung für das Kohleband 

Im ersten Schritt zur Optimierung der Prozessdampfversorgung der Trockner 

wird der Einfluss unterschiedlicher Kohlequalita ten bei Betrieb im Nennlast-

punkt des Kraftwerks untersucht. Als Vergleichskriterium zur Bewertung der 

Gu te der jeweiligen Option wird der in Kapitel 1.3 definierte, u ber das Kohle-

band gemittelte Nettowirkungsgrad herangezogen. 

Option 1: Wahl eines ausreichend hohen Auslegungsdrucks der ÜSL 

Gesucht wird der sich bei der Dampfentnahme ergebende minimal zula ssige 

Auslegungsdruck der U SL, sodass alle Kohlen des Kohlebandes auf einen Was-

sergehalt von 12 % getrocknet werden ko nnen, die bei Nennlast des Kraft-

werks nicht den Betrieb eines sechsten Trockners erforderlich machen. Ausle-

gungsrelevant sind somit alle Nennlastpunkte, in denen der fu r die Trocknung 

erforderliche Prozessdampfdruck maximal und der fu r die Trocknung verfu g-

bare Prozessdampfdruck (vorgegeben durch den Druck in der U SL) minimal 

ist. Die Untersuchung zeigt, dass mit steigendem Wassergehalt und konstan-

tem Heizwert der RBK der Druck in der U SL abnimmt, da mehr Prozessdampf 

aus der U SL entnommen wird und weniger Dampf zu den ND-Turbinen stro mt. 

Gleichzeitig nimmt der fu r die Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck 

zu, da die Verdampfungsleistung der Trockner und damit die Trocknerlast auf-

grund des ho heren Wassergehalts der RBK zunehmen. Der gleiche Zusammen-

hang ist mit sinkendem Heizwert und konstantem Wassergehalt der RBK zu 

beobachten. Aufgrund dieser gegenla ufigen Zusammenha nge ist der fu r die 

Trocknung verfu gbare Prozessdampfdruck minimal, wenn eine RBK-Qualita t 

eingesetzt wird, bei der fu nf Trockner bei maximaler Verdampfungsleistung in 

Betrieb sind. Da fu r diese Betriebspunkte gleichzeitig der fu r die Trocknung 

erforderliche Prozessdampfdruck maximal ist, dienen sie zur Bestimmung des 

minimal zula ssigen Auslegungsdrucks der U SL. 

Abbildung 5.11 zeigt den verfu gbaren und den erforderlichen Prozessdampf-

druck fu r verschiedene Auslegungsdru cke der U SL in Abha ngigkeit von den 

auslegungsrelevanten Kombinationen von Heizwert und Wassergehalt der 

RBK. Es ist zu erkennen, dass der fu r die Trocknung erforderliche Prozess-

dampfdruck konstant beim Maximalwert von 3,73 bar liegt, da bei den gewa hl-

ten Kombinationen von Heizwert und Wassergehalt der RBK fu nf Trockner bei 

maximaler Leistung in Betrieb sind. Der verfu gbare Prozessdampfdruck liegt 
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in allen Fa llen deutlich unter dem Auslegungsdruck der U SL, was auf die ge-

genu ber dem Auslegungspunkt erho hte Dampfentnahme fu r die Trocknung 

zuru ckzufu hren ist. Weiterhin schwankt der verfu gbare Prozessdampfdruck 

bei konstantem Auslegungsdruck der U SL aufgrund der Wirkungsgrada nde-

rung, die sich durch die vera nderte RBK-Qualita t ergibt, geringfu gig. Es zeigt 

sich, dass der fu r die Trocknung verfu gbare Prozessdampfdruck bei einem 

Auslegungsdruck der U SL von 4,3 bar ausreichend hoch ist, um die Dampfver-

sorgung der Trockner im Nennlastpunkt des Kraftwerks fu r alle Kohlequalita -

ten zu gewa hrleisten. 

 

Abbildung 5.11: Für die Trocknung verfügbarer und erforderlicher Prozessdampf-
druck in Abhängigkeit vom Auslegungsdruck der ÜSL für die auslegungsrelevanten 

Kombinationen von Heizwert und Wassergehalt der RBK 

Das folgende Zahlenbeispiel illustriert die Zusammenha nge: Bei einem Was-

sergehalt der RBK von 8 MJ/kg, einem Wassergehalt der RBK von 58 % und 

einem Auslegungsdruck der U SL von 4,2 bar sind 5 Trockner im Nennlast-

punkt des Kraftwerks bei 100% Leistung in Betrieb, um ausreichend TBK mit 

einem Wassergehalt von 12 % herstellen zu ko nnen. Der erforderliche Pro-

zessdampfdruck liegt bei 3,73 bar. Der Druck in der U SL stellt sich zu 4,01 bar 

ein. Aufgrund von Druckverlusten zwischen der U SL und dem Trocknereintritt 

liegt der verfu gbare Prozessdampfdruck bei 3,72 bar und damit zu niedrig, um 

die Trockner in diesem Betriebspunkt zum Erreichen eines Wassergehalts der 
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TBK von 12 % mit Dampf zu versorgen. Folglich ist ein Auslegungsdruck der 

U SL von 4,2 bar zu gering, um eine Dampfversorgung der Trockner bei Nenn-

last fu r alle Kohlequalita ten zu gewa hrleisten. 

Abbildung 5.12 zeigt ein Konturdiagramm fu r die Nettowirkungsgradsteige-

rung in Abha ngigkeit von der Einsatzkohle gegenu ber dem mit identisch vari-

ierender Einsatzkohle befeuerten RBK-Referenzkraftwerk fu r das gesamte 

Kohleband bei einem Auslegungsdruck der U SL von 4,3 bar. Der Nettowir-

kungsgradvorteil nimmt mit steigendem Wassergehalt und sinkendem Heiz-

wert zu. Die mittlere Nettowirkungsgradsteigerung liegt bei 3,53 Prozent-

punkten. Durch eine Erho hung des Auslegungsdrucks der U SL sinkt der u ber 

das Kohleband gemittelte Nettowirkungsgrad um rund 0,2 Prozentpunkte pro 

bar. 

 

Abbildung 5.12: Konturdiagramm für die Abhängigkeit der Nettowirkungsgradsteige-
rung von der Einsatzkohle gegenüber dem mit identisch variierender Einsatzkohle be-
feuerten RBK-Referenzkraftwerk bei einem Auslegungsdruck der ÜSL von 4,3 bar und 

einem konstantem Wassergehalt der TBK von 12 % 

Extrapoliert man die in Abbildung 5.12 dargestellten Daten zu niedrigeren 

Wassergehalten der RBK, so ist zu erwarten, dass der Wirkungsgradvorteil des 

TBK-Kraftwerks in einen Wirkungsgradnachteil umschla gt. Diese Beobach-

tung wird durch Abbildung A.29 besta tigt, in der die Wirkungsgraddifferenz 
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zwischen dem TBK-Kraftwerk und dem RBK-Referenzkraftwerk sowie weitere 

relevante Prozessparameter in Abha ngigkeit vom Wassergehalt der RBK bei 

konstantem Aschegehalt der RBK dargestellt sind. Folgende Gru nde erkla ren 

das Verhalten: Der sinkende Wassergehalt der RBK verursacht im Fall des 

RBK-Referenzkraftwerks aufgrund des sinkenden Rauchgasvolumenstroms 

vor allem Vera nderungen im Dampferzeuger, die dort zu einer Wirkungsgrad-

verbesserung (Abnahme der Rauchgastemperaturen hinter Economiser und 

Luvo) fu hren. Im Fall des TBK-Kraftwerks liegen die Vera nderungen aufgrund 

des sinkenden Dampfbedarfs fu r die Trocknung im Wesentlichen im Wasser-

Dampf-Kreislauf und fu hren dort zu einer Wirkungsgradverschlechterung (Zu-

nahme des Abdampfmassenstroms, ho here Kondensatordru cke). Des Weite-

ren sinkt der Eigenbedarf des RBK-Referenzkraftwerks mit abnehmendem 

Wassergehalt der RBK sta rker als der des TBK-Kraftwerks. 

Option 2: Prozessdampfdruckabhängiger Wassergehalt der TBK 

Da der Wassergehalt der TBK entsprechend Abbildung A.23 von der Tempera-

tur der Wirbelschicht abha ngt, ergibt sich fu r die Einstellung der Trocknerlast 

ein zusa tzlicher Freiheitsgrad, sodass der fu r die Trocknung erforderliche Pro-

zessdampfdruck nicht notwendigerweise durch den Trockner vorgegeben ist. 

Stattdessen ist eine Betriebsweise denkbar, bei der der Wassergehalt der TBK 

mit dem verfu gbaren Prozessdampfdruck gleitet. Der Wassergehalt der TBK 

wird sich entsprechend Abbildung 5.13 so einstellen, dass exakt der Lastpunkt 

der Trockner erreicht wird, in dem der aus der fu r die Trocknung erforderli-

chen Sattdampftemperatur des Prozessdampfs abgeleitete erforderliche Pro-

zessdampfdruck dem verfu gbaren Prozessdampfdruck entspricht. 
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Abbildung 5.13: Zusammenhang zwischen Wassergehalt der TBK, Sattdampftempera-
tur des Prozessdampfs und relativer Trocknerlast für Trockner mit einem System-
druck von 1,1 bar und einer Temperaturdifferenz zwischen Wirbelschicht und Pro-

zessdampf im Auslegungspunkt von 30 K 

Da die Referenzkohle hinsichtlich ihres Heizwerts und Wassergehalts in guter 

Na herung in der Mitte des Kohlebandes liegt und der Zielwert fu r den Wasser-

gehalt der TBK bei 12 % liegt, wird der Auslegungsdruck der U SL so festgelegt, 

dass der fu r die Trocknung verfu gbare Prozessdampfdruck im Auslegungs-

punkt dem fu r die Trocknung erforderlichen Prozessdampfdruck entspricht. 

Der so bestimmte Auslegungsdruck der U SL liegt bei 3,5 bar. 

Die Untersuchung des Betriebsverhaltens in Abha ngigkeit von der Einsatz-

kohle ergibt, dass alle Kohlen des Kohlebandes mit fu nf Trocknern in fu r Nenn-

last ausreichender Menge getrocknet werden ko nnen. Der Wassergehalt der 

TBK schwankt dabei zwischen 7,8 % und 19,6 %, der Prozessdampfdruck am 

Eintritt in die Trockner zwischen 2,99 bar und 3,34 bar und die Trocknerlast 

zwischen 62 % und 99 %. Abbildung 5.14 zeigt ein Konturdiagramm fu r die 

Abha ngigkeit der Nettowirkungsgradsteigerung von der Qualita t der Einsatz-

kohle gegenu ber dem mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten RBK-

Referenzkraftwerk. Die mittlere Nettowirkungsgradsteigerung liegt bei 

3,67 Prozentpunkten und damit 0,14 Prozentpunkte u ber dem fu r Option 1 er-

mittelten Wert. 
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Abbildung 5.14: Konturdiagramm für die Abhängigkeit der Nettowirkungsgradsteige-
rung von der Einsatzkohle gegenüber dem mit identisch variierender Einsatzkohle be-
feuerten RBK-Referenzkraftwerk bei einem Auslegungsdruck der ÜSL von 3,5 bar und 

einem gleitenden Wassergehalt der TBK 

Da die Schwankungsbreite des Wassergehalts der TBK so groß ist, dass zum 

Teil erhebliche Abweichungen vom Zielwert von 12 % auftreten, ist die techni-

sche Machbarkeit von Option 2 zu pru fen, wobei insbesondere die Flexibilita t 

der Trockner und die sichere Lagerung und der sichere Transport von TBK mit 

sehr niedrigem Wassergehalt in Frage zu stellen sind. Da der Wassergehalt von 

in Schlagradmu hlen getrockneter RBK im Bereich von 18 % liegt, wird der er-

mittelte Anstieg des Wassergehalts als fu r die TBK-Fo rderung und die Feue-

rung unproblematisch angesehen. 

Sollte eine Unterschreitung eines Wassergehalts von 12 % in der Tat nicht zu-

la ssig sein, ist eine Betriebsweise mo glich, bei welcher der Prozessdampf am 

Trocknereintritt gedrosselt wird, wenn er zu einem niedrigeren TBK-

Wassergehalt fu hren wu rde. Somit kann der Auslegungsdruck der U SL nach 

wie vor zu 3,5 bar gewa hlt werden. Der Wassergehalt der TBK variiert bei die-

ser Betriebsweise u ber das Kohleband zwischen 12 % und 19,6 %. Die mittlere 

Nettowirkungsgradsteigerung gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk liegt 

dann bei 3,63 Prozentpunkten. 
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Option 3: Druckhalteklappe in der ÜSL 

Alternativ zur Anhebung des Auslegungsdrucks der U SL (Option 1) besteht die 

Mo glichkeit, durch eine Druckhalteklappe in der U SL die MD-Turbine anzu-

stauen und damit den Druck den Anforderungen entsprechend einzustellen. Je 

nach Auslegungsdruck der U SL muss dann in Abha ngigkeit von der eingesetz-

ten Kohlequalita t der Prozessdampf am Trocknereintritt gedrosselt oder die 

MD-Turbine angestaut werden, um den fu r die Versorgung der Trockner erfor-

derlichen Prozessdampfdruck einzustellen. Durch die Druckhalteklappe kann 

der Auslegungsdruck der U SL unter den fu r Option 1 ermittelten Auslegungs-

druck abgesenkt werden, sodass die Drosselverluste u ber das Prozessdampf-

regelventil am Eintritt in die Trockner je nach Auslegungskohle reduziert oder 

aufgehoben werden. Dafu r treten beim Einsatz von Kohlen, fu r deren Trock-

nung die MD-Turbine angestaut werden muss, Drosselverluste in der U SL und 

Leistungsverluste der MD-Turbine auf. 

Um den fu r diese Option optimalen Auslegungsdrucks der U SL zu finden, wird 

die Abha ngigkeit der u ber das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgradstei-

gerung im Vergleich zum mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten 

RBK-Referenzkraftwerk vom Auslegungsdruck der U SL untersucht und ergibt 

gema ß der in Abbildung 5.15 dargestellten Regressionsanalyse einen optima-

len Auslegungsdruck der U SL von 3,78 bar. 

 

Abbildung 5.15: Steigerung des über das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgrads 
gegenüber dem mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten RBK-

Referenzkraftwerk in Abhängigkeit vom Auslegungsdruck der ÜSL bei Einsatz einer 
Druckhalteklappe zur Sicherstellung eines konstanten Wassergehalts der TBK von 

12 % 
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Abbildung 5.16 zeigt ein Konturdiagramm fu r die Abha ngigkeit der Nettowir-

kungsgradsteigerung von der Einsatzkohle gegenu ber dem mit identisch vari-

ierender Einsatzkohle befeuerten RBK-Referenzkraftwerk bei einem Ausle-

gungsdruck der U SL von 3,78 bar. Das Diagramm la sst sich in zwei Bereiche 

gliedern. Fu r niedrige Wassergehalte und hohe Heizwerte liegt der verfu gbare 

Prozessdampfdruck u ber dem fu r die Versorgung der Trockner erforderlichen 

Prozessdampfdruck und der Verlauf der Konturlinien entspricht Abbil-

dung 5.12. Die gleiche Situation tritt jenseits des U bergangs von einem Betrieb 

mit fu nf Trocknern zu einem Betrieb mit sechs Trocknern auf. Zwischen diesen 

beiden Bereichen und im Bereich hoher Wassergehalte und niedriger Heiz-

werte kommt die Druckhalteklappe zum Einsatz, was sich in einem deutlichen 

Ru ckgang der mit ho herem Wassergehalt einhergehenden Wirkungsgradstei-

gerung niederschla gt. Die mittlere Nettowirkungsgradsteigerung gegenu ber 

dem mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten RBK-

Referenzkraftwerk liegt bei 3,58 Prozentpunkten und damit marginal u ber 

dem fu r Option 1 ermittelten Wert. 
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Abbildung 5.16: Konturdiagramm für die Abhängigkeit der Nettowirkungsgradsteige-
rung von der Einsatzkohle gegenüber dem mit identisch variierender Einsatzkohle be-

feuerten RBK-Referenzkraftwerk bei einem Auslegungsdruck der ÜSL von 3,78 bar 
und Einsatz einer Druckhalteklappe zur Sicherstellung eines konstanten Wasserge-

halts der TBK von 12 % 

Da davon auszugehen ist, dass eine Druckhalteklappe selbst im voll geo ffneten 

Zustand einen Druckverlust verursacht, ist zu untersuchen, wie sich dieser auf 

den mittleren Nettowirkungsgrad auswirkt. Abbildung 5.17 zeigt die A nde-

rung der u ber das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgradsteigerung ge-

genu ber dem mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten RBK-

Referenzkraftwerk in Abha ngigkeit vom Druckverlust. Ab einem Druckverlust 

im Auslegungspunkt von 0,08 bar (dies entspricht 2,2 % des Auslegungs-

drucks der U SL) besteht gegenu ber Option 1 kein Wirkungsgradvorteil mehr. 
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Abbildung 5.17: Änderung der über das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgrads-
teigerung gegenüber dem mit identisch variierender Einsatzkohle befeuerten RBK-

Referenzkraftwerk in Abhängigkeit vom Druckverlust der vollständig geöffneten 
Druckhalteklappe 

5.3.2 Optimierung für den Teillastbetrieb 

Sowohl der fu r die Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck als auch der 

Druck in der U SL sind, wie in Abbildung 5.18 fu r ein TBK-Kraftwerk mit einem 

Auslegungsdruck der U SL von 4,3 bar beispielhaft dargestellt, in guter Na he-

rung linear mit dem Frischdampfmassenstrom und damit mit der erzeugten 

elektrischen Leistung des Kraftwerks korreliert. Mit abnehmender Last na hert 

sich der fu r die Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck asymptotisch 

dem kohleseitigen Systemdruck der Trockner. Gleichzeitig na hert sich der 

Druck in der U SL entsprechend dem Dampfkegelgesetz anna hernd linear dem 

Druck in den Turbinenkondensatoren. Aufgrund dieser Zusammenha nge fa llt 

der fu r die Trocknung verfu gbare Prozessdampfdruck mit sinkender Blocklast 

an einem bestimmten Punkt unter den erforderlichen Prozessdampfdruck. In 

dem in Abbildung 5.18 dargestellten Beispiel liegt dieser Punkt zwischen 50 % 

und 55 % des Frischdampfmassenstroms im Auslegungspunkt. Entsprechend 

muss, um in allen Betriebspunkten ein ausreichendes Druckniveau zu gewa hr-

leisten, neben dem Kohleband der Betrieb des Kraftwerks bei Mindestlast 

(d. h. bei 35 % Frischdampfmassenstrom) untersucht werden. 
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Abbildung 5.18: Illustration der Problematik eines nicht ausreichenden verfügbaren 
Prozessdampfdrucks bei Teillast aufgrund eines zu geringen Auslegungsdrucks der 

ÜSL 

Im Folgenden werden fu r die drei in der Einleitung zu Kapitel 5.3 definierten 

und in Kapitel 5.3.1 untersuchten Optionen geeignete Mo glichkeiten zur 

Sicherstellung einer ausreichenden TBK-Produktion auch bei Teillast unter-

sucht. Da die drei Lo sungsoptionen bei Nennlast gleichzeitig Lo sungsoptionen 

fu r den Teillastbetrieb darstellen und eine beliebige Kombination mo glich ist, 

sind die Varianten entsprechend der Matrix in Tabelle 5.2 zu pru fen. 

Betrachtung des Teillastverhaltens von Option 1 

Nach den in Kapitel 5.3.1 dargestellten Zusammenha ngen entsprechen die fu r 

den Auslegungsdruck der U SL ausschlaggebenden Rohkohlequalita ten den in 

Abbildung 5.11 als Abszisse dargestellten Kombinationen von Heizwert und 

Wassergehalt. Von allen Kohlen des Kohlebandes sind diese Kohlequalita ten 

mit dem ho chsten Lastpunkt des Kraftwerks assoziiert, bei dem der verfu gbare 

Prozessdampfdruck nicht mehr fu r die Trocknung ausreicht. 

Die erste Variante, um fu r Option 1 bei Teillast einen ausreichend hohen Pro-

zessdampfdruck zu gewa hrleisten, ist eine weitere Anhebung des Auslegungs-

drucks der U SL (Option 1.1). Abbildung 5.19 zeigt die Extremwerte des verfu g-

baren und des erforderlichen Prozessdampfdrucks bei Mindestlast des 
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Dampferzeugers fu r die auslegungsrelevanten Kohlequalita ten in Abha ngig-

keit vom Auslegungsdruck der U SL. Die Abbildung zeigt, dass der Auslegungs-

druck der U SL von 4,3 bar auf 6,1 bar angehoben werden mu sste. Dies ha tte 

einen Ru ckgang des Nettowirkungsgrads im Auslegungspunkt um 0,29 Pro-

zentpunkte und einen Ru ckgang des u ber das Kohleband gemittelten Wir-

kungsgrads bei Nennlast des Kraftwerks um 0,27 Prozentpunkte zur Folge. 

 

Abbildung 5.19: Abhängigkeit der Extremwerte des für die Trocknung verfügbaren 
und erforderlichen Prozessdampfdrucks vom Auslegungsdruck der ÜSL bei Mindest-

last des Dampferzeugers 

Die zweite Variante, um fu r Option 1 bei Teillast einen ausreichend hohen Pro-

zessdampfdruck zu gewa hrleisten, ist, den Wassergehalt der TBK – analog zu 

Option 2 – u ber den Zielwert von 12 % ansteigen zu lassen, wenn der verfu g-

bare Prozessdampfdruck fu r eine Trocknung auf einen Wassergehalt von 12 % 

nicht mehr ausreicht (Option 1.2). Die dritte Variante sieht den Einsatz einer 

Druckhalteklappe in der U SL, die bei Nennlast voll geo ffnet ist und bei Teillast 

gegebenenfalls die MD-Turbine anstaut, vor (Option 1.3).  

Wird der Druckverlust der Druckhalteklappe vernachla ssigt, unterscheiden 

sich Option 1.2 und 1.3 bei Nennlast nicht und erreichen gegenu ber Option 1.1 

bei Nennlast einen ho heren Wirkungsgrad. Fu r einen Vergleich des Teillastver-

haltens der drei Varianten wird eine Kohle mit einem Heizwert von 7,50 MJ/kg 

und einem Wassergehalt von 55,0 % gewa hlt. Bei dieser Kohlequalita t treten 

bei Option 1.1 die geringsten Drosselverluste u ber das Prozessdampfregelven-

til der Trockner auf, fu r Option 1.2 kann der Wassergehalt der TBK bei mo g-

lichst hoher Last nicht mehr konstant gehalten werden und fu r Option 1.3 wird 

die Druckhalteklappe bei mo glichst hoher Last aktiv. 
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Abbildung 5.20: Nettowirkungsgradänderung gegenüber dem Nennlastpunkt von Op-
tion 1 (pÜSL = 4,3 bar) in Abhängigkeit vom relativen Frischdampfmassenstrom für ver-
schiedene Varianten zur Sicherstellung eines ausreichend hohen Prozessdampfdrucks 

für die Versorgung der Trockner bei Teillast 

Abbildung 5.20 zeigt das Ergebnis des Variantenvergleichs. Der mit Option 1.2 

erreichte Wirkungsgrad liegt bis zu einem relativen Frischdampfmassenstrom 

von ca. 40 % u ber dem der anderen Varianten. Mit einer Anhebung des Ausle-

gungsdrucks der U SL gema ß Option 1.1 besteht fu r die gewa hlte Kohlequalita t 

erst unterhalb eines relativen Frischdampfmassenstroms von ca. 40 % ein 

Wirkungsgradvorteil. Da Option 1.1 fu r andere Kohlequalita ten im Vergleich 

noch niedrigere Wirkungsgrade erzielen wu rde, kann sie verworfen werden. 
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Abbildung 5.21: Berechnungsergebnisse 
zu Option 1.2 (gleitender Wassergehalt 

der TBK bei Teillast) 

Abbildung 5.22: Berechnungsergebnisse 
zu Option 1.3 (Druckhalteklappe in der 

ÜSL zur Druckhaltung bei Teillast) 

Bei Option 1.3 muss bei der untersuchten Kohlequalita t fu r einen Frisch-

dampfmassenstrom, der kleiner als ca. 85 % des Massenstroms im Ausle-

gungspunkt ist, die MD-Turbine angestaut werden (vgl. Abbildung 5.22). Fu r 

Option 1.2 kann beim gleichen Frischdampfmassenstrom der Wassergehalt 

der TBK nicht mehr bei 12 % konstant gehalten werden und steigt bis zur Min-

destlast auf 22,8 % an (vgl. Abbildung 5.21). Weiterhin ist in Abbildung 5.21 

und Abbildung 5.22 der sprunghafte Abfall des erforderlichen Prozessdampf-

drucks bei einem relativen FD-Massenstrom von 103 % auffa llig, der durch das 

Zuschalten des sechsten Trockners zur Sicherstellung einer ausreichenden 

Verdampfungsleistung in diesem Lastpunkt zu erkla ren ist. 

Betrachtung des Teillastverhaltens von Option 2 

Der fu r Option 2 gewa hlte Ansatz, den Wassergehalt der TBK in Abha ngigkeit 

vom verfu gbaren Prozessdampfdruck gleiten zu lassen, kann fu r den Teillast-

betrieb nicht beibehalten werden, da fu r bestimmte Kohlen der verfu gbare 

Prozessdampfdruck bei Mindestlast des Dampferzeugers auf Werte absinkt, 
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die nur marginal u ber dem kohleseitigen Systemdruck der Trockner liegen, so-

dass sich ein Wassergehalt der TBK von deutlich u ber 30 % einstellen wu rde. 

Entsprechend wird Option 2.2 verworfen. 

Eine Anhebung des fu r Option 2 auf 3,5 bar festgelegten Auslegungsdrucks der 

U SL zur Sicherstellung eines ausreichend hohen Prozessdampfdrucks zur Ver-

sorgung der Trockner entsprechend Option 2.1 wird ebenfalls nicht unter-

sucht, da aufgrund der A hnlichkeit zu den Optionen 1.1 und 1.2 keine neuen 

Erkenntnisse zu erwarten sind. 

Zu untersuchen bleibt damit der Einsatz einer Druckhalteklappe in der U SL zur 

Druckhaltung bei Teillast (Option 2.3). Bei dieser Variante wird der verfu gbare 

Prozessdampfdruck bei Teillast so eingestellt, dass der Wassergehalt der TBK 

fu r alle Lasten konstant bleibt. Fu r einen Vergleich mit Optionen 1.1 bis 1.3 

wird das Teillastverhalten fu r die gleiche Kohlequalita t (Heizwert 7,50 MJ/kg; 

Wassergehalt 55 %) untersucht. Fu r diese Einsatzkohle stellt sich bei Option 2 

mit dem Auslegungsdruck der U SL von 3,5 bar bei 100 % Frischdampfmassen-

strom ein Wassergehalt der TBK von 16 % ein. Das bei dieser Einsatzkohle re-

sultierende Teillastverhalten von Option 2.3 ist in Abbildung 5.23 dargestellt. 

Um den Wassergehalt der TBK bei 16 % konstant zu halten, muss die MD-

Turbine angestaut werden, sobald der Frischdampfmassenstrom 100 % unter-

schreitet. Der fu r die Trocknung erforderliche Prozessdampfdruck sinkt mit 

abnehmender Last aufgrund des ho heren Wassergehalts der TBK von 16 % 

statt 12 % sta rker als bei Option 1.3. Die Nettowirkungsgrada nderung u ber die 

Last hingegen ist nahezu identisch mit der von Option 1.3. 
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Abbildung 5.23: Teillastverhalten von Option 2.3 (Druckhalteklappe in der ÜSL zur 
Druckhaltung bei Teillast) bei Einsatz einer Kohle mit einem Heizwert von 7,5 MJ/kg 

und einem Wassergehalt von 55 % 

Betrachtung des Teillastverhaltens von Option 3 

Option 3 sieht vor, dass bei Nennlast der Wassergehalt der TBK bei 12 % kon-

stant gehalten wird und der verfu gbare Prozessdampfdruck durch eine Druck-

halteklappe in der U SL den Anforderungen der Trockner entsprechend einge-

stellt wird. Der wirkungsgradoptimale Auslegungsdruck der U SL wurde zu 

3,78 bar bestimmt. Da Option 3 bereits eine Druckhalteklappe vorsieht, er-

scheint es nicht sinnvoll den Auslegungsdruck der U SL gema ß Option 3.1 an-

zuheben, um bei Teillast einen fu r die Trocknung ausreichend hohen Prozess-

dampfdruck sicherzustellen. Option 3.2 sieht vor, den Wassergehalt der TBK 

bei Teillast gleiten zu lassen, nachdem im Nennlastpunkt mit Hilfe einer Druck-

halteklappe sichergestellt wurde, dass TBK mit einem Wassergehalt von 12 % 

hergestellt werden kann. Da die oben analysierte Option 2.3 das inverse Prob-

lem (gleitender Wassergehalt der TBK bei Nennlast und Anstauen der TBK bei 

Teillast) darstellt, werden keine neuen Erkenntnisse aus der Betrachtung von 

Option 2.3 erwartet. Somit verbleibt Option 3.3, welche einer detaillierten Un-

tersuchung zu unterziehen ist. 

Wie bei Nennlast wird auch bei Teillast bei Option 3.3 der Wassergehalt der 

TBK bei 12 % konstant gehalten. Dazu wird mit der Druckhaltklappe der Druck 
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in der U SL so eingestellt, dass der fu r die Trocknung erforderliche Prozess-

dampfdruck gleich dem verfu gbaren Prozessdampfdruck ist. In Abbil-

dung 5.24 ist die A nderung des Nettowirkungsgrads und der relevanten Dru -

cke in Abha ngigkeit vom relativen Frischdampfmassenstrom beim Einsatz 

einer Kohle mit einem Heizwert von 7,50 MJ/kg und einem Wassergehalt von 

55 % dargestellt. 

 

Abbildung 5.24: Teillastverhalten von Option 3.3 (Druckhalteklappe in der ÜSL zur 
Druckhaltung bei Teillast) bei Einsatz einer Kohle mit einem Heizwert von 7,5 MJ/kg 

und einem Wassergehalt von 55 % 

Es ist zu erkennen, dass bei der gewa hlten Kohlequalita t die MD-Turbine fu r 

alle Lastpunkte mit Ausnahme der Dampferzeugeru berlast angestaut werden 

muss, um einen fu r die Trocknung ausreichend hohen Prozessdampfdruck zu 

gewa hrleisten. Der Nettowirkungsgrad fa llt aufgrund des vergleichsweise ho-

hen erforderlichen Prozessdampfdrucks und der damit einhergehenden Ver-

luste durch das Anstauen der MD-Turbine und der Drosselung des Dampfs in 

der U SL mit sinkender Last sta rker als bei allen anderen untersuchten Varian-

ten. Bei einem relativen FD-Massenstrom von 103 % reicht die Verdampfungs-

leistung von fu nf Trocknern nicht mehr aus, um ausreichend TBK mit einem 

Wassergehalt von 12 % herzustellen, sodass der sechste Trockner zusa tzlich 

in Betrieb gehen muss. Durch den damit verbundenen Abfall der durchschnitt-

lichen Trocknerlast sinkt der erforderliche Prozessdampfdruck, sodass die 
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MD-Turbine in diesem Lastpunkt nicht angestaut werden muss und der Netto-

wirkungsgrad steigt. 

5.3.3 Fazit zur Prozessdampfversorgung 

Die Untersuchung zur Prozessdampfversorgung der Wirbelschichttrockner 

zeigt, dass eine Auslegung mo glich ist, durch welche die Prozessdampfversor-

gung der Trockner in allen Dauerlastpunkten aus einer Prozessdampfquelle 

erfolgen kann. Fu r Trockner mit einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar 

ist diese Prozessdampfquelle die U SL. Als optimal wird die Wahl eines Ausle-

gungsdrucks der U SL angesehen, der fu r alle Kohlen des Kohlebandes im 

Nennlastbetrieb des Kraftwerks einen fu r die Trocknung ausreichend hohen 

Prozessdampfdruck sicherstellt (Option 1). Der so bestimmte Auslegungs-

druck liegt bei 4,3 bar und die Steigerung des u ber das Kohleband gemittelten 

Nettowirkungsgrads gegenu ber dem mit identisch variierender Einsatzkohle 

befeuerten RBK-Referenzkraftwerk bei 3,53 Prozentpunkten. In Teillastbe-

triebspunkten, in denen der Prozessdampfdruck nicht fu r eine Trocknung auf 

einen Wassergehalt von 12 % ausreicht, stellt sich der Wassergehalt der TBK 

entsprechend dem verfu gbaren Prozessdampfdruck ein (Option 1.2) und 

steigt in Abha ngigkeit von der eingesetzten Kohlequalita t auf bis zu 23 % an. 

Wird der Auslegungsdruck der U SL so gewa hlt, dass der Wirkungsgrad im Aus-

legungspunkt maximal ist (im oben untersuchten Fall 3,5 bar) und ein Trock-

nerbetrieb gewa hlt, bei dem sich der Wassergehalt der TBK frei einstellt, wenn 

der verfu gbare Prozessdampfdruck nicht fu r die Trocknung auf einen Wasser-

gehalt von 12 % ausreicht (Option 2), wird eine Steigerung des u ber das Koh-

leband gemittelten Nettowirkungsgrads gegenu ber dem mit identisch variie-

render Einsatzkohle befeuerten RBK-Referenzkraftwerk um 

3,63 Prozentpunkte erreicht. Um den Anstieg des Wassergehalts bei Teillast zu 

begrenzen, muss eine Druckhalteklappe eingesetzt werden (Option 2.3). Ver-

ursacht die Druckhalteklappe im voll geo ffneten Zustand einen Druckverlust 

im Auslegungspunkt von mehr als 0,14 bar (dies entspricht 4,1 % des Ausle-

gungsdrucks der U SL), fa llt der u ber das Kohleband gemittelte Wirkungsgrad 

unter den der gewa hlten Vorzugsvariante. Neben dem engen Band von Be-

triebspunkten in dem eine Druckhalteklappe aus Sicht des Wirkungsgrads vor-

teilhaft wa re, wird diese Variante aus folgenden Gru nden als nicht optimal an-

gesehen: Zum einen erfordert die Druckhalteklappe zusa tzliche 
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Investitionskosten und verursacht zusa tzlichen Wartungsaufwand. Zum ande-

ren entstehen bei Teillast hohe Verluste durch das Anstauen der MD-Turbine 

und die Drosselung des Dampfs in der U SL. 

Die Wahl eines Auslegungsdrucks der U SL von 3,78 bar in Kombination mit 

dem Einsatz einer Druckhalteklappe (Option 3) fu hrt gegenu ber der Vorzugs-

variante zu einem marginalen Anstieg des u ber das Kohleband gemittelten 

Nettowirkungsgrads von 0,05 Prozentpunkten, der wieder aufgezehrt wird, 

sobald die Druckhalteklappe im voll geo ffneten Zustand einen Druckverlust im 

Auslegungspunkt von mehr als 0,08 bar (dies entspricht 2,2 % des Ausle-

gungsdrucks der U SL) verursacht. Aufgrund der oben genannten zusa tzlichen 

Nachteile einer Druckhalteklappe wird diese Variante als nicht optimal ange-

sehen, stellt aber eine Ru ckfalloption dar, wenn ausschließlich ein Trocknerbe-

trieb mit konstantem Wassergehalt der TBK mo glich ist. 

Die in diesem Kapitel dargestellten Optimierungsschritte und U berlegungen 

sind unabha ngig vom endgu ltig gewa hlten Anlagendesign, sodass die als opti-

mal identifizierte Betriebsweise und Auslegung unabha ngig von der weiteren 

Optimierung der restlichen Anlage ist. A ndert sich der Anlagenwirkungsgrad, 

muss aufgrund der A nderung der in Abbildung 5.10 dargestellten Grenzlinie 

der optimale Auslegungsdruck der U SL neu bestimmt werden. 

5.4 Trockenbraunkohledampferzeuger 

Im Vergleich zu konventionellen RBK-Dampferzeugern ergeben sich fu r mit 

TBK befeuerte Anlagen wesentliche Unterschiede, die sich erheblich auf das 

Design des Dampferzeugers auswirken. In diesem Kapitel wird der Einfluss der 

Kohletrocknung auf die Feuerraumendtemperatur (FET) in Abha ngigkeit von 

den Temperaturgrenzen der eingesetzten Werkstoffe untersucht. Außerdem 

werden verschiedene Maßnahmen zur Senkung der FET verglichen und das 

Potential einer lastkonstanten ZU -Austrittstemperatur untersucht. 

5.4.1 Wärmeaufnahme im Feuerraum und FET 

Durch die Vortrocknung nimmt der Heizwert der Kohle zu und der Rauchgas-

massenstrom aufgrund der bei der Trocknung ausgetriebenen Bru den ab, so-

dass die adiabate Flammentemperatur steigt. Da die Verschmutzungsneigung 

der Braunkohleasche durch die Trocknung jedoch unvera ndert bleibt, ist eine 

Anhebung der FET auf Werte gro ßer als die in Kapitel 1.4.3 erwa hnten 1030 °C 
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unzula ssig. Entsprechend muss zur Einhaltung der FET entweder mehr 

Wa rme im Feuerraum an das Medium u bertragen oder die RG-Temperatur 

durch eine Erho hung des RG-Massenstroms reduziert werden. 

In fru heren Studien zu TBK-Dampferzeugern wurde davon ausgegangen, dass 

bis heute neue erprobte Wandwerkstoffe fu r den Dampferzeugerbau zur Ver-

fu gung stehen wu rden, durch deren Einsatz Membranwandaustrittstempera-

turen von bis zu 520 °C bei fu r ein 600 °C Kraftwerk typischen Dru cken zula s-

sig sind [MUE-99]. Diese Erwartung hat sich bis heute nicht erfu llt, sodass die 

heute eingesetzten Materialien nach wir vor 16Mo3, 13CrMo4-5 und 7CrMo-

VTiB10-10 sind. Wenn eine fehlerfreie Verarbeitung dieser Materialien ge-

wa hrleistet ist, sind mit den genannten Werkstoffen Membranwandaustritts-

temperaturen von bis zu 490 °C bei einem Druck von ca. 295 bar mo glich. 

Abbildung 5.25 zeigt, welche FET sich bei verschiedenen mediumseitigen 

Membranwandtemperaturen auf Ho he des Feuerraumendes in Abha ngigkeit 

vom Wassergehalt der verfeuerten Braunkohle einstellt. Fu r die gezeigte Un-

tersuchung wurde unterstellt, dass die Economisereintrittstemperatur 290 °C 

betra gt und das Speisewasser (SPW) im Economiser auf 330 °C erhitzt wird. In 

der vorliegenden Arbeit wird, in Anlehnung an die Auslegung der Blo cke Neu-

rath F und G, fu r den Dampferzeuger eine Mediumtemperatur auf Ho he des 

Feuerraumendes von 479 °C angenommenen [FIE-06]. Unter diesen Randbe-

dingungen stellt sich beim Einsatz von TBK mit einem Wassergehalt von 12 % 

eine Feuerraumtemperatur von 1170 °C ein. Es wird deutlich, dass die Wa r-

meaufnahme der Membranwa nde im Bereich des Feuerraums nicht ausreicht, 

um die FET auf 1030 °C zu begrenzen. Entsprechend sind Maßnahmen zu er-

greifen, um entweder die adiabate Flammentemperatur zu senken, sodass we-

niger Wa rme im Feuerraum u bertragen und gleichzeitig die geforderte FET er-

reicht wird, oder die zula ssige Wa rmeaufnahme der Membranwand zu 

erho hen. 
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Abbildung 5.25: Feuerraumtemperatur in Abhängigkeit vom Wassergehalt der verfeu-
erten Braunkohle für verschiedene mediumseitige Wandtemperaturen auf Höhe des 

Feuerraumendes 

5.4.2 Erhöhung der Wärmeaufnahmekapazität 

Mediumseitig kann die zula ssige Wa rmeaufnahme der Membranwand erho ht 

werden, indem die Wassertemperatur am Eintritt in den Verdampfer abge-

senkt wird. Um dies zu erreichen, gibt es zwei Alternativen: Zum einen kann 

die Aufwa rmspanne des Economisers bei konstanter SPW-Eintrittstemperatur 

in den Economiser verkleinert werden. Zum anderen kann die SPW-

Eintrittstemperatur in den Economiser bei konstanter Aufwa rmspanne des 

Economisers reduziert werden. In Abbildung 5.26 ist der Verlauf der FET in 

Abha ngigkeit von der Wassertemperatur hinter Economiser fu r die genannten 

Alternativen dargestellt. 
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Abbildung 5.26: Einfluss der Wassertemperatur hinter Economiser auf die FET bei 
konstanter Speisewassereintrittstemperatur von 290 °C 

Es zeigt sich, dass die FET im Fall einer konstanten SPW-Eintrittstemperatur 

von 290 °C in den Economiser nicht bis auf die gewu nschten 1030 °C abge-

senkt werden kann, selbst wenn die Wassertemperatur hinter Economiser auf 

290 °C abgesenkt und damit vollsta ndig auf den Economiser verzichtet wird. 

Soll bei dieser Alternative der Wirkungsgrad des Kraftwerks nicht fallen, muss 

die RG-Temperatur vor Luvo konstant gehalten werden. Durch den Entfall des 

Economisers mu sste dafu r deutlich mehr U H- und ZU -Heizfla che eingesetzt 

werden, was zu stark erho hten Investitionskosten fu hren wu rde. 

Fu r den Fall einer konstanten Aufwa rmspanne des Economisers in Ho he von 

40 K muss die Wassertemperatur hinter Economiser auf 248 °C abgesenkt 

werden, um eine FET von 1030 °C zu erreichen. Durch die damit einherge-

hende Absenkung der SPW-Eintrittstemperatur von 290 °C auf 208 °C sinkt 

der Nettowirkungsgrad um 1,01 Prozentpunkte. 

5.4.3 Reduzierung der erforderlichen Wärmeaufnahme 

Eine Absenkung der adiabaten Flammentemperatur und damit eine Reduzie-

rung der von den Feuerraumwa nden aufzunehmenden Wa rmeleistung kann 

erreicht werden, indem ein ka lterer Massenstrom zum Rauchgasmassenstrom 

zugemischt wird. Eine derartige Anhebung des Rauchgasmassenstroms kann 

durch eine Vergro ßerung des Luftu berschusses oder durch die Aufgabe von 

kaltem Gas, Wasser oder Dampf in den Feuerraum erreicht werden. Von dieser 

Auswahl ko nnen die Optionen Wasser- oder Dampfaufgabe ohne detaillierte 

Betrachtung verworfen werden. Eine Aufgabe von Wasser wu rde den Effekt 
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der Wirbelschichttrockner negieren. Eine Aufgabe von Dampf (z. B. der Bru den 

aus den Trocknern) verbietet sich aufgrund von Wirkungsgradsteigerungspo-

tentialen, die alternativ durch eine Nutzung der Kondensationswa rme des 

Dampfs erschlossen werden ko nnen. 

Reduzierung der FET durch Erhöhung des Luftüberschusses 

Durch eine Anhebung des Luftu berschusses kann die FET gesenkt werden, wo-

bei durch den steigenden Rauchgasmassenstrom die Abgasverluste zunehmen 

und damit der Wirkungsgrad des Kraftwerks sinkt. Die Abha ngigkeiten sind in 

Abbildung 5.27 dargestellt. 

 

Abbildung 5.27: Einfluss des Luftüberschusses des Dampferzeugers auf die FET und 
den Nettowirkungsgrad des Kraftwerks 

Um die geforderte FET von 1030 °C zu erreichen, mu sste der Luftu berschuss 

auf 1,45 eingestellt werden, was im Vergleich zu einem Dampferzeuger mit ei-

nem Luftu berschuss von 1,15 und hoher FET zu einem Ru ckgang des Netto-

wirkungsgrads von 0,52 Prozentpunkten fu hren wu rde. Gleichzeitig stiege der 

Rauchgasmassenstrom um 261 kg/s bzw. 24,3 %. Drei Viertel des Wirkungs-

gradverlusts sind auf die ho heren Abgasverluste zuru ckzufu hren. Ein Viertel 

des Wirkungsgradverlusts entfa llt auf den Anstieg des Eigenbedarfs der 

Frischlu fter und Saugzu ge, der im Fall mit einem Luftu berschuss von 1,45 ge-

genu ber dem Fall mit einem Luftu berschuss von 1,15 von 13,6 MWel um 

2,8 MWel auf 16,4 MWel ansteigt. 
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Reduzierung der FET durch Einsatz einer Rauchgasrezirkulation 

Wie oben gezeigt, hat eine Anhebung des Luftu berschusses zur Senkung der 

FET den Nachteil, dass die Abgasverluste des Dampferzeugers zunehmen und 

damit der Wirkungsgrad des Kraftwerks deutlich sinkt. Dieser Nachteil kann 

umgangen werden, wenn statt der Aufgabe zusa tzlichen Gases ein Teil des vor-

handenen Rauchgasstroms in den Dampferzeuger zuru ckgefu hrt wird. 

In fru heren Vero ffentlichungen wurde vorgeschlagen, zur Senkung der FET ca. 

20 % des Rauchgasstroms zwischen Elektrofilter und Saugzug bei einer Tem-

peratur von ca. 160 °C zu entnehmen und in den Feuerraum zuru ckzufu hren 

[MUE-99][EWE-03]. Diese Variante wird im Folgenden „kalte Rauchgasrezir-

kulation“ genannt und ist in Abbildung 5.28 schematisch dargestellt. In der 

vorliegenden Arbeit wird diese Variante mit der in Abbildung 5.29 schema-

tisch dargestellten „heißen Rauchgasrezirkulation“ verglichen, bei der das zu-

ru ckzufu hrende Rauchgas zwischen DeNOx und Regenerativluftvorwa rmer 

bei einer Temperatur von 357 °C entnommen, in einem Multizyklon entstaubt 

und zuru ck in den Dampferzeuger gefu hrt wird. 

 

Abbildung 5.28: Schema der kalten 
Rauchgasrezirkulation 

Abbildung 5.29: Schema der heißen 
Rauchgasrezirkulation 

Abbildung 5.30 zeigt die Abha ngigkeit der FET und der Nettowirkungsgrada n-

derung vom rezirkulierten Rauchgasmassenstrom. Im Fall der kalten Rauch-

gasrezirkulation mu ssen 219 kg/s Rauchgas in den Dampferzeuger zuru ckge-

fu hrt werden, um eine FET von 1030 °C zu erreichen. Dieser 

Rezirkulationsmassenstrom entspricht 20,2 % des urspru nglichen Rauchgas-

massenstroms (exklusive Luvoleckage) und fu hrt zu einem Ru ckgang des Net-

towirkungsgrads von 0,37 Prozentpunkten gegenu ber einem TBK-Kraftwerk 

mit hoher FET. Der Eigenbedarf des Rezirkulationsgebla ses betra gt 2,4 MWel 
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und erkla rt somit 31 % des Wirkungsgradverlusts. Im Fall der heißen Rauch-

gasrezirkulation sind 241 kg/s in den Dampferzeuger zuru ckzufu hren, um 

eine FET von 1030 °C zu erreichen, was 22,4 % des urspru nglichen Rauchgas-

massenstroms entspricht. Der Nettowirkungsgradverlust bela uft sich auf 

0,08 Prozentpunkte, wobei rechnerisch das 1,75-fache davon auf den Eigenbe-

darf des Rezirkulationsgebla ses in Ho he von 3,0 MWel entfa llt. Da die dem 

Rauchgas durch das Rezirkulationsgebla se zugefu hrte Energie in den Konvek-

tivheizfla chen des Dampferzeugers zuru ckgewonnen wird, ist der Wirkungs-

gradverlust geringer als der zusa tzliche Eigenbedarf des Rezirkulationsgebla -

ses erwarten ließe. 

 

Abbildung 5.30: Nettowirkungsgradänderung und FET in Abhängigkeit vom Rezirkula-
tionsmassenstrom 

Der Wirkungsgradunterschied zwischen der kalten und der heißen Rauchgas-

rezirkulation wird anhand der in Abbildung 5.31 dargestellten Energieflussdi-

agramme deutlich. Die Diagramme zeigen den Fall von Rezirkulationsmassen-

stro men, die zu einer FET von 1030 °C fu hren. Weder bei der kalten noch bei 

der heißen Rauchgasrezirkulation kann die gesamte Rauchgaswa rme an die 

Verbrennungsluft u bertragen werden, da das Verha ltnis von Rauchgas zu Ver-

brennungsluft in beiden Fa llen gro ßer Eins ist. Da jedoch im Fall der heißen 

Rauchgasrezirkulation der zu rezirkulierende Rauchgasmassenstrom nicht 

u ber den Regenerativluftvorwa rmer bzw. das Lubeco-System sondern direkt 

zuru ck in den Dampferzeuger gefu hrt wird, ist die Wa rmeleistung des Lubeco-

Systems geringer und damit der Anlagenwirkungsgrad ho her. 
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kalte Rezirkulation heiße Rezirkulation 

Abbildung 5.31: Energieflussdiagramme für die Rauchgaswärmenutzung hinter dem 
Dampferzeuger eines TBK-Kraftwerks 

5.4.4 HZÜ-Temperatur 

In einem konventionellen Dampferzeuger wird die HZU -Temperatur u ber ei-

nen mo glichst großen Lastbereich konstant gehalten, indem die ZU -

Heizfla chen fu r den Auslegungspunkt u berdimensioniert werden und der Luft-

u berschuss bei Teillast erho ht wird. Die aufgrund der u berdimensionierten 

Heizfla chen bei hoher Last erforderliche ZU -Einspritzung fu hrt zu einer Wir-

kungsgradeinbuße, die mit sinkender Last abnimmt. Die Anhebung der Luft-

zahl fu hrt zu einer mit sinkender Last zunehmenden Wirkungsgradeinbuße. 

Um den Einspritzmassenstrom bei Nennlast und die erforderliche U berdimen-

sionierung der ZU -Heizfla chen zu begrenzen, wird in der Regel ab einer be-

stimmten Last trotz dieser Maßnahmen ein Ru ckgang der HZU -Temperatur in 

Kauf genommen, was zu weiteren Wirkungsgradeinbußen fu hrt. Folglich sollte 

die HZU -Temperatur eines idealen Dampferzeugers u ber den gesamten Last-

bereich konstant bleiben, ohne dass eine Anhebung des Luftu berschusses oder 

eine ZU -Einspritzung im stationa ren Betrieb erforderlich ist. Abbildung 5.32 

zeigt den Wirkungsgradvorteil eines TBK-Kraftwerks mit einem derartig idea-

lisierten Dampferzeuger im Vergleich zu einem TBK-Kraftwerk mit konventio-

nellem Dampferzeuger, der entsprechend den in Kapitel 4.3 genannten Rand-

bedingungen parametriert ist. Der Vergleich ist sowohl fu r die Variante der 

kalten als auch fu r die Variante der heißen Rauchgasrezirkulation dargestellt. 
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Abbildung 5.32: Nettowirkungsgraddifferenz zwischen einem idealisierten und einem 
realen TBK-Dampferzeuger mit kalter bzw. heißer Rauchgasrezirkulation 

Bei einem mit einem Rauchgasrezirkulationssystem ausgefu hrten TBK-

Dampferzeuger ergibt sich fu r die Stu tzung der HZU -Temperatur ein zusa tzli-

cher Freiheitsgrad, durch den ein Teil des in Abbildung 5.32 gezeigten Wir-

kungsgradpotentials ausgescho pft werden kann. Wird der rezirkulierte Rauch-

gasmassenstrom bei Teillast ausreichend erho ht, ist sowohl ein Verzicht auf 

die U berdimensionierung der ZU -Heizfla chen und damit auf die ZU -

Einspritzung bei hoher Last als auch die Anhebung des Luftu berschusses bei 

niedriger Last mo glich. Theoretisch kann sogar die HZU -Temperatur u ber den 

gesamten Lastbereich konstant gehalten werden. 

Der Einfluss eines ho heren als zur Begrenzung der FET erforderlichen Rezir-

kulationsmassenstroms auf den Nettowirkungsgrad des Kraftwerks ist in Ab-

bildung 5.33 dargestellt. Fu r die untersuchten Varianten wurde unterstellt, 

dass der Rezirkulationsmassenstrom bei sinkender Last auf dem Nennlastwert 

konstant gehalten wird. Durch diese Maßnahme entspricht der Rauchgasmas-

senstrom bei 35 % des Frischdampfmassenstroms im Auslegungspunkt dem 

Rauchgasmassenstrom bei rund 60 % Frischdampfmassenstrom des Ausle-

gungsfalls. Ein Vergleich der in Abbildung 5.32 und Abbildung 5.33 dargestell-

ten Untersuchungsergebnisse zeigt, dass im Fall der heißen Rauchgasrezirku-

lation fu r die Mehrheit der Lastfa lle eine Verbesserung des 



Kapitel 5: Prozessanalyse und Optimierung 

 156 

Nettowirkungsgrads von bis zu 0,2 Prozentpunkten mo glich wa re, wenn ein 

u ber der Last konstanter Rezirkulationsmassenstrom fu r die Stu tzung der 

HZU -Temperatur ausreicht. Im Fall der kalten Rauchgasrezirkulation ist eine 

Anhebung des zuru ckgefu hrten Rauchgasmassenstroms dagegen nur sinnvoll, 

wenn die Stu tzung der HZU -Temperatur durch eine deutlich geringere Anhe-

bung des Rezirkulationsmassenstroms als auf den Nennlastwert erreicht wer-

den kann. 

 

Abbildung 5.33: Rezirkulierter Rauchgasmassenstrom eines TBK-Dampferzeugers mit 
kalter bzw. heißer Rauchgasrezirkulation und Nettowirkungsgradverlust durch Kon-

stanthalten des rezirkulierten Massenstroms in Abhängigkeit von der Last 

Fu r eine exakte Bewertung, wie weit der Rezirkulationsmassenstrom zur Stu t-

zung der HZU -Temperatur bei Teillast angehoben werden muss, ist eine detail-

lierte wa rmetechnische Berechnung des TBK-Dampferzeugers erforderlich, 

was das der vorliegenden Arbeit zugrunde liegende Simulationsmodell nicht 

leisten kann. 

5.4.5 Fazit zum TBK-Dampferzeuger 

Im diesem Kapitel wurden verschiedene Mo glichkeiten zur Begrenzung bzw. 

zur Reduzierung der FET eines TBK-Dampferzeugers untersucht. Fu r die be-

trachteten wasser-/dampfseitigen Maßnahmen ergeben sich erhebliche nega-
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tive Einflu sse auf den Nettowirkungsgrad des Kraftwerks und die Investitions-

kosten des Dampferzeugers, sodass sie fu r die Optimierung nicht weiterver-

folgt werden. Rauchgasseitig wurden eine Anhebung des Luftu berschusses, 

eine kalte Rauchgasrezirkulation und eine heiße Rauchgasrezirkulation als 

mo gliche Varianten zur Begrenzung der FET betrachtet. Tabelle 5.3 zeigt we-

sentliche Berechnungsergebnisse fu r die drei untersuchten Varianten im Ver-

gleich zu einem TBK-Kraftwerk ohne Maßnahmen zur Reduzierung der FET 

und zum RBK-Referenzkraftwerk. 

Tabelle 5.3: Berechnungsergebnisse von TBK-Kraftwerken mit verschiedenen 
Dampferzeugervarianten und Trocknern mit einem kohleseitigen Systemdruck von 

1,1 bar und Vergleich mit dem RBK-Referenzkraftwerk 
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FWL in MWth 2629 2438 2459 2450 2435 

𝑃𝑡ℎ. in MWth 2106 2323 2337 2290 2323 

FET in °C 943 1170 1030 1030 1030 

𝑚̇𝑅𝐺 hinter ECO in kg/s 1271 1076 1340 1300 1315 

Luftzahl2 1,15 1,15 1,45 1,15 1,15 

𝑚̇𝑅𝐺−𝑅𝑒𝑧𝑖. in kg/s - - - 219 241 

∆𝜂𝑏𝑟 in Prozentpunkten - + 4,17 + 3,74 + 3,92 + 4,24 

∆𝜂𝑛𝑒 in Prozentpunkten - + 3,93 + 3,41 + 3,56 + 3,85 

∆EBel in MWel - + 0,71 + 3,13 + 3,50 + 3,67 

Lubecoleistung in MWth 90,9 16,8 7,0 64,0 16,8 

RGK-Leistung in MWth 97,7 78,0 96,8 78,5 77,9 
 

                                                        

2 Die Luftzahl bezieht sich nur auf den Luftmassenstrom. Der mit dem rezirkulierten 

Rauchgas aufgegebene Sauerstoff wird bei der Berechnung der Luftzahl nicht beru cksich-

tigt. 
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Fu r eine Entscheidung, welche der drei Varianten vorzuziehen ist, sind sowohl 

die technische Umsetzbarkeit und eventuelle Auswirkungen auf die Verfu gbar-

keit des Kraftwerks als auch der Einfluss der Varianten auf die Wirtschaftlich-

keit des Kraftwerks (insbesondere Investitionskosten, Nettowirkungsgrad und 

Eigenbedarf) zu beru cksichtigen. 

Eine technische Bewertung der Systeme ergibt, dass fu r die Variante mit er-

ho htem Luftu berschuss keine Zweifel an der Umsetzbarkeit bestehen. Da keine 

zusa tzlichen Aggregate erforderlich sind, ist auch nicht von einer vera nderten 

Verfu gbarkeit des Kraftwerks auszugehen. Kalte Rauchgasrezirkulationssys-

teme wurden in deutschen Braunkohlekraftwerken ausgefu hrt und entspre-

chen somit dem Stand der Technik. Daru ber hinaus sind ausreichende Be-

triebserfahrungen vorhanden, um zu dem Schluss zu kommen, dass eine 

Auslegung des Systems entsprechend den Verfu gbarkeitsanforderungen des 

Gesamtkraftwerks mo glich ist. Fu r heiße Rezirkulationssysteme liegen ledig-

lich Betriebserfahrungen an Steinkohlekraftwerken vor (z. B. das 138 MWth 

Fernwa rmekraftwerk Buer der E.ON AG in Gelsenkirchen oder das 1050 MWel 

Kraftwerk Tachibana-wan der Shikoku Electric Power Co. in Japan). Da Braun-

kohleasche deutlich abrasiver als Steinkohleasche ist, bleibt zu kla ren, ob der 

Multizyklon so ausgelegt werden kann, dass ausreichend lange Standzeiten er-

reicht werden. Daru ber hinaus bleibt offen, ob die Abscheideleistung des Mul-

tizyklons ausreicht, um das nachgeschaltete Gebla se ausreichend zu schu tzen. 

Da E.ON derzeit das Braunkohlekraftwerk Berezovskaya in Russland um einen 

mit einer heißen Rauchgasrezirkulation (Entstaubung u ber Zyklon, Rauchgas-

temperatur ca. 380 °C, Ru ckfu hrung von ca. 16 % des erzeugten Rauchgasmas-

senstroms) ausgefu hrten 800 MWel Block erweitert, kann auch die heiße 

Rauchgasrezirkulation als verfu gbare Technik angesehen werden. 

Der wirtschaftliche Vergleich der Varianten fa llt eindeutig zu Gunsten des hei-

ßen Rauchgasrezirkualtionssystems aus, wobei der Wirtschaftlichkeitsvorteil 

insbesondere auf den ho heren Nettowirkungsgrad zuru ckzufu hren ist. Dar-

u ber hinaus ergeben sich im Vergleich zu den anderen Varianten durch die 

fru hzeitige Reduzierung des Rauchgasmassenstroms Einsparung bei den 

nachgeschalteten Aggregaten. Die etwas geringere thermische Leistung des 

Dampferzeugers und die im Vergleich zum kalten Rauchgasrezirkualtionssys-

tem deutlich geringere thermische Leistung des Lubeco-Systems reduzieren 

die Investitionskosten weiter. Die zusa tzlichen Kosten fu r das Rezirkulations-
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system sind relativ zu den Einsparungen und dem Gegenwert des Wirkungs-

gradvorteils so gering, dass zur sicheren Vermeidung von Verfu gbarkeitsein-

schra nkungen eine redundante Ausfu hrung des Systems gerechtfertigt wa re. 

Da mit dem heißen Rauchgasrezirkulationssystem sowohl aus technischer als 

auch aus wirtschaftlicher Sicht ein eindeutiges Optimum fu r die Begrenzung 

der FET identifiziert wurde, erfolgt die weitere Optimierung des TBK-

Kraftwerks unter Anwendung dieses Systems. 

5.5 Brüdenwärmenutzung 

Die in den Trocknern aus der Kohle ausgetriebenen Bru den fallen als separater 

Stoffstrom im Sattdampfzustand an. Der Bru denmassenstrom entspricht in 

etwa der Ha lfte des Rohkohlemassenstroms und stellt damit eine signifikante 

Wa rmequelle dar, die im Kraftwerksprozess nutzbar gemacht werden kann. 

Mo gliche Alternativen, um die Bru denwa rme im Kraftwerksprozess nutzbar zu 

machen, sind: 

- Einbindung in den Trocknungsprozess 

- Vorwa rmung des Hauptkondensats 

- Vorwa rmung der Verbrennungsluft 

- Nutzung in einer Dampfturbine 

Fu r den Vergleich der verschiedenen Abwa rmenutzungsvarianten werden 

zwei verschiedene Referenzpunkte gewa hlt. Zum einen wird das RBK-

Referenzkraftwerk als Vergleichsbasis herangezogen, was zur Bewertung von 

Konzepten mit vollsta ndiger Nutzung der Abwa rme aus dem Trocknungspro-

zess zweckma ßig ist. Zum anderen werden fu r die Bewertung der Effizienz der 

Abwa rmenutzung (d. h. Wirkungsgradsteigerung relativ zur genutzten Abwa r-

memenge) TBK-Kraftwerke ohne Bru dennutzung herangezogen. Diese Kraft-

werke erreichen bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 

1,1 bar eine Nettowirkungsgradsteigerung gegenu ber dem RBK-

Referenzkraftwerk von 3,86 Prozentpunkten bzw. von 2,42 Prozentpunkten 

bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 6,0 bar. Fu r den Ver-

gleich des Ausnutzungsgrads der anfallenden Bru den wird der „Bru dennut-

zungsgrad“ als Massenstromverha ltnis von eingesetzem Bru denmassenstrom 

zu maximal nutzbarem Bru denmassenstrom definiert. 
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5.5.1 Einbindung in den Trocknungsprozess 

Innerhalb des Trocknungsprozesses stellen der Wirbelschichttrockner selbst 

sowie die feingemahlene RBK mo gliche Wa rmesenken dar. Die verschiedenen 

Nutzungsvarianten sind in Abbildung 5.34 schematisch dargestellt. 

 

Abbildung 5.34: Schema der Brüdennutzungsvarianten im Trocknungsprozess 

Aufgrund der moderaten Temperaturdifferenz zwischen der Sattdampftempe-

ratur der aus dem Trockner austretenden Bru den und der fu r die Beheizung 

des Trockners erforderlichen Kondensationstemperatur des Heizdampfs bie-

tet es sich an, die Bru den unter Ausnutzung des Wa rmepumpenprinzips zu 

verdichten und zur Beheizung der Trockner zu nutzen (Variante Tr1). 

Wie in Kapitel 5.2.1 dargestellt, entfa llt ein wesentlicher Teil der bei der Trock-

nung auftretenden Exergieverluste auf die Aufheizung der mit einer Tempera-

tur von ca. 17 °C in den Trockner eintretenden Rohfeinkohle. Die fu hlbare 

Wa rme des bei Variante Tr1 anfallenden Bru denkondensats kann genutzt wer-

den, um die Kohle vor Eintritt in den Trockner vorzuwa rmen (Variante Tr2). 

Alternativ kann die Vorwa rmung der Rohfeinkohle u ber einen Zwischenkreis-

lauf durch Kondensation eines Bru denteilstroms ohne vorgelagerte Verdich-

tung erfolgen (Variante Tr3). Zum Vergleich wird außerdem die Kohlevorwa r-

mung durch Unterku hlung des Prozessdampfkondensats untersucht 

(Variante Tr4). Im Folgenden werden die genannten Varianten detailliert un-

tersucht und verglichen. 
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Verdichtung der Brüden zur Beheizung der Trockner 

Die Sattdampftemperatur der aus den Trocknern austretenden Bru den liegt 

bei einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar bei 102,3 °C und bei einem 

kohleseitigen Systemdruck von 6,0 bar bei 158,8 °C. Die fu r die Beheizung der 

Trockner erforderliche Kondensationstemperatur des Prozessdampfs unter-

scheidet sich von der Kondensationstemperatur der Bru den um die U berhit-

zung der Wirbelschicht und die Gra digkeit der Trockner. Die U berhitzung der 

Wirbelschicht muss, um einen Wassergehalt der TBK von 12 % zu erreichen, 

entsprechend Gleichung (2.12) und Tabelle 2.1 bei einem kohleseitigen Sys-

temdruck von 1,1 bar bei 8,9 K und bei einem kohleseitigen Systemdruck von 

6,0 bar bei 4,9 K liegen. Die Gra digkeit der Trockner betra gt bei Volllast der 

Trockner 30 K und variiert entsprechend Gleichung (2.13) in Abha ngigkeit von 

der Verdampfungsleistung der Trockner. Entsprechend mu ssen die Bru den bei 

einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar auf einen Druck von 3,6 bar ver-

dichtet werden, um die fu r die Beheizung erforderliche Sattdampftemperatur 

von 140,3 °C zu erreichen. Bei einem kohleseitigen Systemdruck von 6,0 bar 

liegt die erforderlichen Sattdampftemperatur des Heizdampfs bei 192,6 °C, 

was einem Druck von 13,3 bar entspricht. 
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Abbildung 5.35: Druckverhältnis der Brüdenverdichter, erforderliche Überhitzung der 
Wirbelschicht, um einen Wassergehalt der TBK von 12 % zu erreichen, und auf die 
Leistung des Brüdenverdichters eines Trockners mit einem kohleseitigen System-

druck von 1,1 bar bezogene Leistung der Brüdenverdichter in Abhängigkeit vom koh-
leseitigen Systemdruck der Trockner 

Aufgrund der beschriebenen, mit steigendem Trocknerdruck abnehmenden 

U berhitzung der Wirbelschicht und der Eigenschaft von Dampf, dass mit zu-

nehmendem Druck eine geringere Druckerho hung erforderlich ist, um die glei-

che Erho hung der Sattdampftemperatur zu erreichen, sinkt der spezifische 

Energieaufwand fu r die Bru denverdichtung mit steigendem kohleseitigen Sys-

temdruck der Trockner (vgl. Abbildung 5.35). Diese Zusammenha nge erkla ren 

auch die in Abbildung 5.36 zu erkennende unterschiedliche Sensitivita t der 

Wirkungsgradsteigerung durch Nutzung von Variante Tr1 auf den Wirkungs-

grad der Bru denverdichter und die Stufenanzahl. 

Fu r die Bru denverdichter sind die Anzahl der Verdichterstufen und der poly-

trope Wirkungsgrad der Stufen mo gliche Variationsparameter. Ihr Einfluss auf 

den Nettowirkungsgrad ist in Abbildung 5.36 dargestellt. Da die niedrigeren 

Exergieverluste der Bru denverdichtung die ho heren Exergieverluste der 

Trocknung (vgl. Kapitel 5.2.1) nicht u berkompensieren ko nnen, ist die abso-

lute Nettowirkungsgradsteigerung bei einem kohleseitigen Systemdruck von 

1,1 bar ho her als bei einem kohleseitigen Systemdruck von 6,0 bar. 
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Abbildung 5.36: Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-
Referenzkraftwerk in Abhängigkeit von der Stufenanzahl der Brüdenverdichter, vom 

polytropen Wirkungsgrad der Verdichter und vom kohleseitigen Systemdruck der 
Kohletrockner 

Generell reicht die Wa rme aus den Bru den fu r die Beheizung der Trockner 

nicht aus, sodass zusa tzlich Prozessdampf aus dem Wasser-Dampf-Kreislauf 

fu r die Trocknung aufgewendet werden muss. Aufgrund der mit steigendem 

kohleseitigen Systemdruck durch Nachentwrasen und Leckagen zunehmen-

den Bru denverluste (vgl. Kapitel 2.8), der sinkenden Kondensationsenthalpie 

des Heizdampfs und der abnehmenden Einspritzmassenstro me zwischen den 

Verdichterstufen nehmen der zusa tzlich erforderliche Prozessdampfmassen-

strom und damit die Drosselverluste am Prozessdampfregelventil der Trock-

ner mit steigendem kohleseitigen Systemdruck zu (vgl. Tabelle 5.4). 

Fu r einen Quervergleich verschiedener Abwa rmenutzungsvarianten und die 

weitere Optimierung wird ein System mit zweistufigen Verdichtern, die einen 

polytropen Wirkungsgrad von 85 % haben, ausgewa hlt. Wesentliche Berech-

nungsergebnisse fu r diese Konfiguration sind in Tabelle 5.4 zusammengefasst. 
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Tabelle 5.4: Berechnungsergebnisse für den Auslegungspunkt von TBK-Kraftwerken 
mit zweistufiger Brüdenverdichtung bei einem polytropen Wirkungsgrad der Ver-

dichterstufen von 85 % 

Dimension Einheit 
𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

 1,1 bar 

𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

 6,0 bar 

erforderlicher 
Heizdampfdruck 

bar 3,1 12,1 

nachgespeister 
Prozessdampfmassenstrom 

kg/s 23,4 49,3 

EBel der Verdichter MWel 27,1 18,7 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . RBK-
Referenzkraftwerk 

%-Pkt. +5,55 +5,04 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . TBK-Kraftwerk 
ohne Bru dennutzung 

%-Pkt. +1,69 +2,63 
 

Vorwärmung der Rohbraunkohle 

Die aus thermodynamischer Sicht maximal mo gliche Temperatur, auf die die 

Kohle erwa rmt werden kann, ha ngt vom kohleseitigen Systemdruck der Trock-

ner ab. In Anlehnung an die Informationen aus den in Kapitel 1.4.3 genannten 

Vero ffentlichungen wird bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner 

von 1,1 bar bei Variante Tr2 die Temperatur der Kohle am Austritt des Roh-

kohlevorwa rmers auf 70 °C eingestellt. Um die Vergleichbarkeit der o. g. Vari-

anten Tr2 bis Tr4 zur Vorwa rmung der RBK sicherzustellen, wird fu r die ande-

ren Varianten die Temperatur der Kohle am Austritt des Rohkohlevorwa rmers 

so eingestellt, dass sich fu r alle Varianten die gleiche mittlere logarithmische 

Temperaturdifferenz u ber den Rohkohlevorwa rmer ergibt. Da davon auszuge-

hen ist, dass der Wa rmeu bergang im Rohkohlevorwa rmer vom Wa rmeu ber-

gangskoeffizienten auf der Kohleseite bestimmt wird, ist durch diese Herange-

hensweise gewa hrleistet, dass A nderungen der erforderlichen 

Wa rmetauscherfla che im Wesentlichen aufgrund von Unterschieden bei der 

u bertragenen thermischen Leistung hervorgerufen werden. In Tabelle 5.5 sind 

nach dieser Methode ermittelte Berechnungsergebnisse fu r die verschiedenen 

Varianten aufgefu hrt. 
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Tabelle 5.5: Berechnungsergebnisse für den Auslegungspunkt von TBK-Kraftwerken 
mit Vorwärmung der RBK vor Trocknereintritt 

 Einheit 
Variante 

Tr2 
Variante 

Tr3 
Variante 

Tr4 

𝑝𝑆𝑦𝑠 Trockner bar 1,1 6,0 1,1 6,0 1,1 6,0 

𝑇𝑅𝐵𝐾 hi. RKVW °C 70,0 109,7 45,6 133,8 76,2 124,9 

∆𝑇𝑙𝑜𝑔 RKVW °C 55,0 55,0 55,0 55,0 55,0 55,0 

𝑃𝑡ℎ RKVW MWth 32,0 57,1 18,2 77,1 38,2 72,6 

Bru dennutzungs-
grad 

% 100,0 100,0 6,9 33,0 0,0 0,0 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . RBK-
Referenzkraftwerk 

%-Pkt. +5,94 +5,97 +4,06 +3,58 +3,91 +2,63 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . TBK-
Kraftwerk ohne 
Bru dennutzung 

%-Pkt. +2,08 +3,55 +0,20 +1,16 +0,06 +0,22 

 

Die Abha ngigkeiten der Nettowirkungsgradsteigerung gegenu ber dem RBK-

Referenzkraftwerk und der logarithmischen Temperaturdifferenz des Rohkoh-

levorwa rmers von der Temperatur der RBK am Austritt des Rohkohlevorwa r-

mers sind fu r die verschiedenen Varianten im Anhang in Abbildung A.30 und 

Abbildung A.31 dargestellt. 

Der Variantenvergleich zeigt, dass mit den Varianten Tr2 und Tr3 insbesondere 

bei der druckaufgeladenen Trocknung eine deutliche Wirkungsgradsteigerung 

durch die Vorwa rmung der RBK erzielt werden kann. Somit ist aus thermody-

namischer Sicht die Umsetzung von Variante Tr2 als Erga nzung zu Variante 

Tr1 in jedem Fall sinnvoll, da keine andere Variante die thermische Nutzung 

des Bru denkondensats vorsieht. Fu r die Beurteilung von Variante Tr3 ist ein 

Abgleich mit alternativen Bru dennutzungsverfahren erforderlich, da hier die 

Kondensationsenthalpie der Bru den genutzt wird. Im Fall der druckaufgelade-

nen Wirbelschicht ist außerdem zu beachten, dass zur Realisierung des in Ta-

belle 5.5 aufgefu hrten Wirkungsgradpotentials Kohletemperaturen erforder-

lich sind, die mit bei atmospha rischem Druck betriebenen Vorwa rmern nicht 

zu erreichen sind. 

5.5.2 Vorwärmung des Hauptkondensats 

Die Anlagenkonfigurationen, durch welche die Bru denwa rme zur Vorwa r-

mung des Hauptkondensats nutzbar gemacht werden kann, unterscheiden 

sich in Abha ngigkeit vom kohleseitigen Systemdruck der Trockner und sind in 
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Abbildung 5.37 dargestellt. Fu r die Bru denkondensatoren wird eine obere 

Gra digkeit von 2,5 K und fu r die Bru denkondensatunterku hler eine untere 

Gra digkeit von 6 K angenommen. Entsprechend kann im Fall eines Trockner-

drucks von 1,1 bar das Kondensat unter vollsta ndiger Umfahrung der ND-

Vorwa rmer 1 und 2 bis auf eine Temperatur von 98,9 °C erwa rmt werden. Um 

eine ho heres Temperaturniveau zu erreichen, werden Bru denverdichter, fu r 

die ein polytroper Wirkungsgrad von 85 % angenommen wird, eingesetzt. 

Durch die Verdichter wird das Druckniveau der Bru den auf den Anzapfdampf-

druck des jeweils zusa tzlich zu umfahrenden ND-Vorwa rmers angehoben. Im 

Auslegungspunkt des Kraftwerks wird eine anna hernd vollsta ndige Nutzung 

der Bru den erreicht, wenn die ND-Vorwa rmer 1 – 5 vollsta ndig umfahren wer-

den. 

 

Abbildung 5.37: Schema der Niederdruckvorwärmstrecke für verschiedene Varianten 
der Vorwärmung des Hauptkondensats durch Brüdenkondensation 

Im Fall eines Trocknerdrucks von 6,0 bar kann das Hauptkondensat des Was-

ser-Dampf-Kreislaufs theoretisch in einem Bru denkondensator bis auf eine 

Temperatur von 155,1 °C erwa rmt werden. Da die Exergieverluste bei der Wa r-

meu bertragung im Bru denkondensator mit sinkender Eintrittstemperatur des 

Hauptkondensats des Wasser-Dampf-Kreislaufs ansteigen, wird, ausgehend 
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von einer Umfahrung des ND-Vorwa rmers 5, schrittweise untersucht, wie sich 

eine zusa tzliche Umfahrung der ND-Vorwa rmer 4 – 1 auswirkt. Um die Wa rme 

aus dem ND-Lubeco weiterhin in das Hauptkondensat des Wasser-Dampf-

Kreislaufs einbinden zu ko nnen, wird der Bru denkondensator bei einer Tem-

peratur des Hauptkondensats von 131,2 °C geteilt und die obere Gra digkeit des 

ersten Bru denkondensators auf 26,4 K angehoben. 

Die Kondensation der Bru den in einem Bru denkondensator und die Nutzung 

der Kondensationswa rme zur Vorwa rmung von Wasser wurden an einer Ver-

suchsanlage in Frechen erfolgreich erprobt und kommen im großtechnischen 

Maßstab an der WTA-Prototypanlage im Kraftwerk Niederaußem zum Einsatz 

[KLU-10]. Somit kann diese Bru dennutzungsvariante als kommerziell verfu g-

bar angesehen werden. 

 

Abbildung 5.38: Brüdennutzungsgrad und Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber 
dem RBK-Referenzkraftwerk für verschiedene Varianten der Vorwärmung des Haupt-
kondensats durch Brüdenkondensation und verschiedene kohleseitige Systemdrücke 

der Trockner 

In Abbildung 5.38 ist der Bru dennutzungsgrad und die Nettowirkungsgrad-

steigerung gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk fu r die untersuchten Vari-

anten dargestellt. Die Abwa rme aus den Bru den reicht bei einem Trockner-

druck von 6,0 bar nicht aus, um die ND-Vorwa rmer 1 – 5 vollsta ndig zu 
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umfahren, sodass der ND-Vorwa rmer 1 in diesem Fall noch mit 61 % des 

Hauptkondensatmassenstroms beaufschlagt wird. 

Bei einem Trocknerdruck von 6,0 bar sinkt die zusa tzliche Nettowirkungs-

gradsteigerung relativ zum eingesetzten Bru denmassenstrom mit zunehmen-

der Anzahl an umfahrenen ND-Vorwa rmern sta rker als bei einem Trockner-

druck von 1,1 bar, da die Gra digkeit des Bru denkondensators deutlich 

zunimmt. Dieser Nachteil tritt bei einem Trocknerdruck von 1,1 bar nicht auf, 

da u ber die Bru denverdichter die Kondensationstemperatur der Bru den ein-

gestellt wird. Die Exergieverluste der Verdichtung sind im Vergleich zu den 

Exergieverlusten durch die zunehmende Gra digkeit gering. 

5.5.3 Vorwärmung der Verbrennungsluft 

Fu r die Untersuchung von Mo glichkeiten zur Einbindung der Bru denwa rme in 

die Verbrennungsluft mu ssen die Art der Rauchgaswa rmenutzung ab Econo-

miseraustritt und der kohleseitige Systemdruck der Trockner beru cksichtigt 

werden. Als Randbedingung der Optimierung wird die Lufteintrittstemperatur 

in den Dampferzeuger bei 336 °C konstant gehalten, da die Luftvorwa rmung 

im Hinblick auf den Wirkungsgrad die effektivste Abwa rmenutzungsvariante 

ist. Die Rauchgastemperatur am Austritt des Regenerativluftvorwa rmers wird 

auf 160 °C festgelegt, da eine ho here Temperatur die Wa rmeleistung des 

Rauchgasku hlers unno tig erho hen und eine niedrigere Temperatur zu Korro-

sion am kalten Ende des Regenerativluftvorwa rmers fu hren wu rde. Mit diesen 

Festlegungen ergibt sich eine maximale, durch die maximal zula ssige Rotor-

masse begrenzte, Lufteintrittstemperatur in die Regenerativluftvorwa rmer 

von 140 °C. 

In Abbildung 5.39 sind zwei Schaltungsvarianten fu r die Luftvorwa rmung und 

die Rauchgaswa rmenutzung dargestellt. Bei Variante Lu1 erfolgt die Luftvor-

wa rmung vor Regenerativluftvorwa rmer in zwei Stufen, wobei der erste Was-

serluftvorwa rmer (Waluvo 1) mit Bru denwa rme und der zweite Wasserluft-

vorwa rmer (Waluvo 2) mit Rauchgaswa rme beheizt wird. Die 

Rauchgastemperatur hinter dem Rauchgasku hler (RG-Ku hler) betra gt analog 

zum RBK-Referenzkraftwerk 100 °C. Um einen Anstieg der Rauchgastempera-

tur hinter dem Rauchgasku hler zu vermeiden, wird die Lufttemperatur hinter 

dem ersten Wasserluftvorwa rmer so eingestellt, dass der zweite Wasserluft-

vorwa rmer die Verbrennungsluft auf die maximal zula ssige Temperatur von 

140 °C erwa rmt. Durch diese Parametrierung wird der mit der gewa hlten 
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Schaltung maximal mo gliche Wirkungsgrad bei minimalem Bru dennutzungs-

grad erreicht, sodass ein mo glichst großer Anteil des verfu gbaren Bru denmas-

senstroms fu r weitere wirkungsgradsteigernde Maßnahmen zur Verfu gung 

steht. Im Hinblick auf ein technisch/wirtschaftliches Gesamtoptimum bleibt 

fu r Kraftwerksentwu rfe ohne vollsta ndige Bru dennutzung zu pru fen, ob eine 

Verschiebung von thermischer Leistung des mit Rauchgaswa rme beheizten 

Wasserluftvorwa rmers zu dem mit Bru denwa rme beheizten Wasserluftvor-

wa rmer vorteilhaft ist. 

Bei der in Abbildung 5.39 gezeigten Variante Lu2 wird die Rauchgaswa rme aus 

dem Rauchgasku hler in einem Wa rmetauscher, der im Bypass zu den ND-

Vorwa rmern 3 und 4 geschaltet ist, an das Hauptkondensat u bertragen. In die-

sem Fall wird die Rauchgastemperatur hinter Rauchgasku hler auf 125 °C ein-

gestellt, sodass sich vergleichbare Gra digkeiten wie beim Rauchgasku hler der 

Variante Lu1 ergeben. Die Lufttemperatur hinter dem ersten Wasserluftvor-

wa rmer wird, unter Beru cksichtigung des genannten Maximalwerts von 

140 °C, so hoch wie mit dem verfu gbaren Temperaturniveau der Bru den mo g-

lich eingestellt. 

Die Idee, die Kondensationswa rme der Bru den u ber einen wasserfu hrenden 

Zwischenkreislauf in die Verbrennungsluft einzubinden, ist aus einer Offenle-

gungsschrift bekannt [BER-09]. Alle fu r die Umsetzung erforderlichen Kompo-

nenten sind im großtechnischen Maßstab erprobt, sodass die hier untersuch-

ten Bru denwa rmenutzungsvarianten als verfu gbare Technik angesehen 

werden. 
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Abbildung 5.39: Schema für verschiedene Varianten der Rauchgaswärmenutzung bei 
Vorwärmung der Verbrennungsluft mit Brüdenwärme 

In Tabelle 5.6 sind die wesentlichen Berechnungsergebnisse fu r Variante Lu1 

dargestellt. Sowohl bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 

1,1 bar als auch bei einem Trocknerdruck von 6,0 bar muss die Verbrennungs-

luft im Waluvo 1 auf eine Temperatur von 56,8 °C erwa rmt werden, damit die 

thermische Leistung des Waluvo 2 ausreicht, um eine Lufttemperatur von 

140 °C vor Regenerativluftvorwa rmer zu erreichen. Die Nettowirkungsgrad-

steigerungen sind im Vergleich zu TBK-Kraftwerken ohne Bru dennutzung un-

abha ngig vom kohleseitigen Systemdruck der Trockner, sodass die geringen 

Unterschiede der berechneten thermischen Leistungen der Wa rmetauscher 

auf das unterschiedliche absolute Niveau der Wirkungsgrade zuru ckzufu hren 

sind. 
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Tabelle 5.6: Berechnungsergebnisse für Variante Lu1 

Parameter Einheit 
𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

1,1 bar 

𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

6,0 bar 

𝑇𝐿𝑢𝑓𝑡 hi. Waluvo 1 °C 56,8 56,8 

𝑃𝑡ℎ Waluvo 1 MWth 35,1 36,2 

Bru dennutzungsgrad % 12,6 13,0 

𝑃𝑡ℎ Waluvo 2 MWth 78,5 80,9 

𝑃𝑡ℎ Lubeco MWth 49,9 51,1 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . RBK-
Referenzkraftwerk 

%-Pkt. 4,42 2,97 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . TBK-
Kraftwerk ohne Bru -
dennutzung 

%-Pkt. 0,56 0,55 

 

In Tabelle 5.7 sind die wesentlichen Berechnungsergebnisse fu r Variante Lu2 

dargestellt. Bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 1,1 bar 

kann die Verbrennungsluft im Waluvo bis auf eine Temperatur von 94,0 °C vor-

gewa rmt werden. Die thermische Leistung des Lubeco-Systems liegt mit 

6,3 MWth so niedrig, dass in diesem Fall der Einsatz des Systems nicht wirt-

schaftlich ist. Wird auf das Lubeco-System verzichtet, muss die Verbrennungs-

luft im Waluvo auf eine Temperatur von 87,3 °C erwa rmt werden, um eine 

Rauchgastemperatur von 160 °C hinter Regenerativluftvorwa rmer zu gewa hr-

leisten. Mit dieser Anlagenkonfiguration wird gegenu ber dem RBK-

Referenzkraftwerk eine Nettowirkungsgradsteigerung von 4,09 Prozentpunk-

ten bei einem Bru dennutzungsgrad von 23,2 % erreicht. Bei einem kohleseiti-

gen Systemdruck der Trockner von 6,0 bar reicht das Temperaturniveau der 

Bru den aus, um die Verbrennungsluft auf eine Temperatur von 140 °C zu er-

wa rmen, sodass der Wirkungsgradgewinn gegenu ber einem vergleichbaren 

TBK-Kraftwerk ohne Bru dennutzung deutlich gro ßer als bei einem Trockner-

druck von 1,1 bar ist. 
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Tabelle 5.7: Berechnungsergebnisse für Variante Lu2 

Parameter Einheit 
𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

1,1 bar 

𝒑𝑺𝒚𝒔,𝑻𝒓 

6,0 bar 

𝑇𝐿𝑢𝑓𝑡 hi. Waluvo 1 °C 94,0 140,0 

𝑃𝑡ℎ Waluvo 1 MWth 70,9 116,4 

Bru dennutzungsgrad % 25,5 42,7 

𝑃𝑡ℎ RG-Ku hler MWth 47,9 48,8 

𝑃𝑡ℎ Lubeco MWth 6,3 50,7 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . RBK-
Referenzkraftwerk 

%-Pkt. 4,20 3,48 

∆𝜂𝑛𝑒 ggu . TBK-
Kraftwerk ohne 
Bru dennutzung 

%-Pkt. 0,34 1,07 

 

5.5.4 Nutzung durch Dampfturbine 

Die letzte zu untersuchende Mo glichkeit zur Ru ckgewinnung der Bru den-

wa rme ist die Nutzung in einer Dampfturbine. Wie in Abbildung 5.40 darge-

stellt, besteht hierfu r die Mo glichkeit der direkten Entspannung der Bru den in 

einer separaten Turbine (Variante Tu1). Alternativ ko nnen die Bru den in ei-

nem Sekunda rdampferzeuger kondensiert werden. Im Sekunda rdampferzeu-

ger entsteht dabei reiner Dampf, der entweder in einer zusa tzlichen Dampf-

turbine entspannt wird (Variante Tu2) oder an geeigneter Stelle in eine der 

Hauptturbinen eingespeist wird (Variante Tu3). 

 

Abbildung 5.40: Schema für verschiedene Varianten der Brüdennutzung in Dampftur-
binen 



5.5 Bru denwa rmenutzung 

173 

Die drei genannten Varianten werden von Elsen vorgeschlagen [ELS-96]. Zur 

technischen Umsetzbarkeit einer mit Bru den beaufschlagten Dampfturbine 

liegen keine Informationen vor. Aus diesem Grund bleibt Variante Tu1 eine the-

oretische Option, die – aufgrund der fehlenden Exergieverluste des Sekun-

da rdampferzeugers – lediglich als Benchmark fu r die Varianten 2 und 3 unter-

sucht wird. Sekunda rdampferzeuger sind kommerziell verfu gbare Technik. Sie 

werden z. B. bei Post-Combustion CO2-Abscheideanlagen als Reboiler beim 

Desorber eingesetzt. Aufgrund der Erfahrungen aus dem großtechnischen Ein-

satz von Bru denkondensatoren (vgl. Kapitel 5.5.2) kann somit auch ein mit 

Bru den beheizter Sekunda rdampferzeuger als technisch umsetzbar eingeord-

net werden. 

Die Untersuchung von Variante Tu1 erfolgt in zwei Schritten: Zuna chst wird 

davon ausgegangen, dass die Schluckfa higkeit der Expansionsturbine mit dem, 

im Auslegungspunkt des Kraftwerks anfallenden, nutzbaren Bru denvolumen-

strom u bereinstimmt. Die Abha ngigkeit des Nettowirkungsgradgewinns vom 

polytropen Wirkungsgrad der Dampfturbine und vom Druck des Turbinenkon-

densators ist fu r diesen ersten Schritt im Anhang in Abbildung A.32 darge-

stellt. In einem zweiten Schritt wird der optimale Auslegungswert fu r die 

Schluckfa higkeit der Expansionsturbine untersucht, da der in der Expansions-

turbine zu entspannende Bru denvolumenstrom stark von der eingesetzten 

Kohlequalita t abha ngt. Hierbei wird fu r die Modellierung unterstellt, dass Bru -

den, die zu einem Eintrittsvolumenstrom in die Expansionsturbine fu hren 

wu rden, der gro ßer als der Auslegungswert ist, verworfen werden. Ist der zu 

entspannende Bru denvolumenstrom kleiner als der Auslegungswert der 

Schluckfa higkeit, stellt sich ein entsprechend niedrigerer Druck am Eintritt der 

Turbine ein. Abbildung A.33 zeigt die Steigerung des u ber das Kohleband ge-

mittelten Nettowirkungsgrads gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk in Ab-

ha ngigkeit von der Schluckfa higkeit der Expansionsturbine im Vergleich zum 

Nettowirkungsgradgewinn gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk im Ausle-

gungspunkt. Beru cksichtigt man die in Abbildung A.34 dargestellte Summen-

ha ufigkeit des bei Nennlast von der Expansionsturbine aufzunehmenden Bru -

denvolumenstroms in Abha ngigkeit von der eingesetzten Kohlequalita t, wird 

deutlich, dass die Steigerung des u ber das Kohleband gemittelten Nettowir-

kungsgrads fu r eine Schluckfa higkeit der Expansionsturbine maximal ist, 

wenn bei Nennlast fu r rund 80 % der Kohlen des Kohlebandes keine Bru den 
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verworfen werden mu ssen. Um den maximalen u ber das Kohleband gemittel-

ten Nettowirkungsgrad zu erreichen, muss die Schluckfa higkeit der Expansi-

onsturbine 11,6 % gro ßer als der im Auslegungspunkt auftretende Bru denvo-

lumenstrom gewa hlt werden, was zu einer Erho hung des u ber das Kohleband 

gemittelten Nettowirkungsgrads von 0,03 Prozentpunkten fu hrt. 

Die Untersuchung der Varianten Tu2 und Tu3 erfolgt analog zum ersten Schritt 

der Untersuchung von Variante Tu1. Es wird davon ausgegangen, dass die Aus-

legung der fu r die Realisierung der jeweiligen Variante erforderlichen Kompo-

nenten fu r den Auslegungspunkt des Kraftwerks optimal ist. Da die Optimie-

rungsschritte zur Beru cksichtigung des Kohlebandes analog zu Variante Tu1 

sind, werden sie nicht dargestellt. Es ist jedoch davon auszugehen, dass der 

Einfluss des Sekunda rdampfvolumenstroms auf den Wirkungsgrad bei Vari-

ante Tu3 weniger groß ist, da die absolute Volumenstroma nderung relativ zum 

Gesamtvolumenstrom der ND-Turbine deutlich geringer ist. Fu r die Modellie-

rung der Varianten Tu2 und Tu3 wird der Sekunda rdampferzeuger in einen 

Bru denkondensator und einen Bru denkondensatunterku hler aufgeteilt. Die 

untere Gra digkeit des Bru denkondensatunterku hlers wird zu 6 °C angenom-

men. Das zu verdampfende Kondensat wird mit einer Temperatur von 23,8 °C 

hinter den Hauptkondensatpumpen entnommen. Der Bru denkondensator er-

zeugt Sattdampf mit einem Druck entsprechend der eingestellten logarithmi-

schen Temperaturdifferenz, fu r die im Bereich von 10 °C bis 40 °C eine Para-

meterstudie durchgefu hrt wird. Der Kondensator der zusa tzlichen 

Dampfturbine von Variante Tu2 ist ku hlwasserseitig parallel zu den Konden-

satoren der Hauptturbine geschaltet, sodass ein Kondensatordruck von 

28 mbar erreicht wird. Die Druckverluste der Dampfleitung vom Sekun-

da rdampferzeuger zur Turbine werden bei einem kohleseitigen Systemdruck 

der Trockner von 1,1 bar zu 33 mbar und bei einem kohleseitigen Systemdruck 

der Trockner von 6,0 bar zu 180 mbar (jeweils 3 %) angenommen. Der Sekun-

da rdampf wird bei Variante Tu3 in eine der beiden ND-Turbinen, die auf einen 

Druck von 28 mbar entspannen, eingespeist. 

Abbildung 5.41 zeigt die Ergebnisse der Parametervariation fu r Variante Tu2. 

Es zeigt sich, dass durch eine Anhebung der logarithmischen Temperaturdiffe-

renz des Sekunda rdampferzeugers der Nettowirkungsgradgewinn bei einem 

kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 1,1 bar sta rker zuru ck geht als 

bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 6,0 bar. Dafu r zeigt der 

Nettowirkungsgradgewinn bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner 
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von 6,0 bar eine sta rkere Abha ngigkeit vom polytropen Wirkungsgrad der 

Dampfturbine als bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 

1,1 bar. 

 

Abbildung 5.41: Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-
Referenzkraftwerks für Variante Tu2 in Abhängigkeit von der logarithmischen Tempe-

raturdifferenz des Sekundärdampferzeugers und vom polytropen Wirkungsgrad der 
Dampfturbine 

Abbildung 5.42 zeigt die Ergebnisse der Parametervariation fu r Variante Tu3. 

Die erreichbare Steigerung des Nettowirkungsgrads liegt nur marginal unter 

den fu r Variante Tu2 bei einem polytropen Dampfturbinenwirkungsgrad von 

95 % ermittelten Werten. Wesentlicher Unterschied zwischen Variante Tu2 

und Tu3 ist, neben der fu r die Realisierung erforderlichen Anlagentechnik, 

dass die Gesamtbruttoleistung des Kraftwerks bei Variante Tu2 nicht wie bei 

Variante Tu3 konstant 1100 MWel betra gt, sondern zwischen 1122 MWel und 

1169 MWel liegt. 
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Abbildung 5.42: Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-
Referenzkraftwerks für Variante Tu3 in Abhängigkeit von der logarithmischen Tempe-

raturdifferenz des Sekundärdampferzeugers 

Aus wirtschaftlicher Sicht ist ein zusa tzlicher Turbosatz, wie er fu r die Umset-

zung von Variante Tu2 erforderlich wa re, nicht durch den im Vergleich zu Va-

riante Tu3 marginal ho heren Nettowirkungsgrad und die ho here Nettoleistung 

zu rechtfertigen. Aus diesem Grund wird lediglich Variante Tu3 im Querver-

gleich der verschiedenen Bru denwa rmenutzungsmo glichkeiten beru cksich-

tigt. 

5.5.5 Fazit zur Brüdenwärmenutzung 

Der Variantenvergleich zeigt, dass mit einem kohleseitigen Systemdruck der 

Trockner von 6,0 bar nur fu r die Bru dennutzungsvariante „Verdichtung der 

Bru den zur Beheizung der Trockner und Rohkohlevorwa rmung mit Bru den-

kondensat“ ein ho herer Nettowirkungsgrad erreicht werden kann, als mit 

Trocknern, die bei einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar arbeiten. Fu r 

diesen Fall ist der Wirkungsgradvorteil jedoch so gering, dass der mit dem ho -

heren kohleseitigen Systemdruck einhergehende ho here apparatetechnische 

Aufwand wirtschaftlich nicht zu rechtfertigen ist. Da daru ber hinaus in jedem 

Fall bei einem kohleseitigen Systemdruck der Trockner von 6,0 bar Rohkohle-

vorwa rmer einzusetzen sind, um vergleichbare Wirkungsgradsteigerungen 

wie bei einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar zu erreichen und da zur 

technischen Umsetzbarkeit einer Rohkohlevorwa rmung auf rund 110 °C keine 

Informationen vorliegen, werden fu r die Gesamtoptimierung nur noch Trock-

ner mit einem kohleseitigen Systemdruck von 1,1 bar betrachtet. 
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In Kapitel 5.5.3 wird deutlich, dass durch die Entscheidung fu r ein heißes 

Rauchgasrezirkulationssystem der Einsatz eines Lubeco-Systems wirtschaft-

lich nicht mehr gerechtfertigt ist. Aufgrund des deutlich reduzierten Rauchgas-

Luft-Verha ltnisses muss die Verbrennungsluft auch ohne Lubeco-System auf 

eine Temperatur von ca. 87 °C erwa rmt werden, damit eine Rauchgastempera-

tur von 160 °C hinter Regenerativluftvorwa rmer nicht unterschritten wird. 

Das zusa tzliche Potential zur Steigerung des Nettowirkungsgrads durch Anhe-

bung der Verbrennungslufttemperatur auf 140 °C liegt bei 0,33 Prozentpunk-

ten, wenn im alternativen Verfahren die Rauchgaswa rme zur Vorwa rmung des 

Hauptkondensats genutzt wird. Der wirtschaftliche Vergleich der beiden Vari-

anten ergibt, dass die fu r das Lubeco-System erforderlichen zusa tzlichen In-

vestitionskosten unter keinem der betrachteten CO2-Emissionszertifikate-

kostenszenarien gerechtfertigt sind. Da keine der anderen 

Bru dennutzungsvarianten zu einer Wirkungsgradsteigerung fu hrt, die den 

Verzicht auf die Luftvorwa rmung mit Bru denwa rme und die damit einherge-

henden Minderinvestitionen durch die Einsparung des Lubeco-Systems recht-

fertigen, wird die Kombination aus Verbrennungsluftvorwa rmung mit Bru den-

wa rme und Vorwa rmung des Hauptkondensats mit Rauchgaswa rme fu r das zu 

optimierende TBK-Kraftwerk festgeschrieben. 

Fu r die Entscheidung, welche Abwa rmenutzungsvarianten zusa tzlich im opti-

mierten TBK-Kraftwerk angewendet werden, ist eine wirtschaftliche Bewer-

tung der technisch mo glichen Kombinationen erforderlich. Folgende Maßnah-

men werden in Kombination mit der Verbrennungsluftvorwa rmung durch 

Bru denwa rme und der Vorwa rmung des Hauptkondensats durch Rauchgas-

wa rme betrachtet: 

Variante 1.1: Vorwa rmung des Hauptkondensats durch Bru denkon-

densation unter Umfahrung der ND-Vorwa rmer 1 und 2. 

Variante 1.2: Variante 1.1 und Rohkohlevorwa rmung auf eine Tempe-

ratur von 45,6 °C durch Bru denkondensation. 

Variante 2.1: Bru denverdichtung zur Beheizung der Trockner 

Variante 2.2: Variante 2.1 und Rohkohlevorwa rmung auf eine Tempe-

ratur von 70,0 °C durch Bru denkondensatunterku hlung. 

Variante 3.1: Bru denkondensation in einem Sekunda rdampferzeuger 

mit einer Gra digkeit von 20 °C und Einspeisung des Se-

kunda rdampfs in die Hauptturbine. 
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Variante 3.2: Variante 3.1 und Rohkohlevorwa rmung auf eine Tempe-

ratur von 45,6 °C durch Bru denkondensation. 

Die Berechnungsergebnisse des Variantenvergleichs sind in Tabelle 5.8 aufge-

fu hrt. In der Tabelle sind auch die zula ssige A nderung des spezifischen Anla-

genpreises ∆𝑘𝐴 und die zula ssige A nderung der Volllastbenutzungsstunden 

∆𝑇𝑉 bei im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk gleichbleibenden Stromge-

stehungskosten fu r das CO2-Emissionszertifikatekostenszenario 1.1 darge-

stellt. 

Unter den der vorliegenden Arbeit zugrunde liegenden Randbedingungen 

stellt Variante 3.2 das technisch/wirtschaftliche Optimum dar. Generell ist 

festzustellen, dass der Einsatz von Rohkohlevorwa rmern fu r jedes der drei Va-

riantenpaare mit einem zula ssigen Anstieg des spezifischen Anlagenpreises 

von mindestens 6 €/kW gerechtfertigt ist. Da die kommerzielle Verfu gbarkeit 

von Rohkohlevorwa rmern, die den betrieblichen Anforderungen entsprechen, 

nur eingeschra nkt belegt ist, wird davon ausgegangen, dass sie im optimierten 

TBK-Kraftwerk eingesetzt werden und wie in der in Kapitel 5.5.1 erwa hnten 

Versuchsanlage umfahren werden ko nnen, sodass davon auszugehen ist, dass 

sich keine Ru ckwirkungen auf die Verfu gbarkeit des Kraftwerks ergeben. Die 

Varianten 2.1 und 2.2 haben im Vergleich zu den anderen Varianten den ho chs-

ten Eigenbedarf und damit die niedrigste Nettoleistung, was sich deutlich ne-

gativ auf die zula ssige Steigerung des spezifischen Anlagenpreises auswirkt. 

Aus diesem Grund sind beide Varianten, insbesondere unter Beru cksichtigung 

der erforderlichen Investition fu r die Bru denverdichter, nicht optimal, obwohl 

durch beide Varianten vergleichsweise hohe Nettowirkungsgradsteigerungen 

erreicht werden. Die Investitionskosten fu r die Realisierung der Varianten 3.1 

und 3.2 liegen ho her als die der Varianten 1.1 bzw. 1.2, sind aber durch die gro -

ßere zula ssige Steigerung des spezifischen Anlagenpreises von 16 €/kW bzw. 

11 €/kW gerechtfertigt. 
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Tabelle 5.8: Vergleich verschiedener Kombinationen von Brüdennutzungsvarianten 
mit dem RBK-Referenzkraftwerk 

 
EBel in 
MWel 

∆𝜂𝑛𝑒 in 
Prozentpunkten 

∆𝑘𝐴 in 
€/kW 

∆𝑇𝑉 in 
h/a 

Variante 1.1 59,1 +4,95 % +389 -1825 

Variante 1.2 59,0 +5,17 % +400 -1864 

Variante 2.1 78,9 +5,38 % +379 -1792 

Variante 2.2 78,5 +5,77 % +399 -1860 

Variante 3.1 59,3 +5,30 % +405 -1884 

Variante 3.2 59,0 +5,40 % +411 -1903 
 

Die Varianten 1.1 und 1.2 erreichen eine nur unwesentlich schlechtere Wirt-

schaftlichkeit als die Varianten 3.1 bzw. 3.2. 

Da in der vorliegenden Arbeit fu r die Optimierung kein Lastkollektiv hinterlegt 

ist und somit nur der Auslegungswirkungsgrad in der Wirtschaftlichkeitsbe-

trachtung beru cksichtigt wird, gehen Unterschiede, die erst bei Teillast auftre-

ten, nicht in die Betrachtung ein. Als Beispiel sei der lastunabha ngige Druck 

der Bru den genannt. Durch die konstante Kondensationstemperatur ko nnen 

die Verbrennungsluft und das Kondensat in den mit Bru denwa rme beheizten 

Wa rmetauschern in allen Lastfa llen auf die gleiche Temperatur erwa rmt wer-

den, was bei Teillast zu einem Wirkungsgradvorteil fu hrt. Da auch der Dampf 

aus dem Sekunda rdampferzeuger in allen Lastfa llen den gleichen Druck hat, 

muss er bei Teillast vor Eintritt in die Turbine gedrosselt werden, was zu einem 

Wirkungsgradnachteil fu hrt. 

5.6 Optimiertes Trockenbraunkohlekraftwerk 

In Kapitel 5.2 bis 5.5 wird auf Basis des in Kapitel 5.1 definierten RBK-

Referenzkraftwerks ein optimiertes TBK-Kraftwerk hergeleitet. Die Exergie-

analyse des RBK-Referenzkraftwerks ergibt, dass mit der Kohletrocknung in 

Schlagradmu hlen die gro ßten Exergieverluste einhergehen, fu r deren Reduzie-

rung eine kommerziell verfu gbare Lo sung in Form des Wirbelschichttrock-

nungsverfahrens besteht. 

Die Voruntersuchungen zur Optimierung des Kraftwerksprozesses in Kapi-

tel 5.2 zeigen, dass bei einer vorgegebenen maximalen Verdampfungsleistung 

von 100 t/h pro Trockner 6 Trocknereinheiten erforderlich sind, um jede 
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Kohle des Kohlebandes in fu r alle Dauerlastpunkte des Kraftwerks ausreichen-

den Mengen trocknen zu ko nnen. Aufgrund des hohen Nettowirkungsrads des 

optimierten Trockenbraunkohlekraftwerks im Auslegungspunkt und der Tat-

sache, dass der Wirkungsgrad aufgrund der Bestimmung des Wirkungsgrads 

mit dem unteren Heizwert mit steigendem Wassergehalt der RBK zunimmt, ist 

fu r lediglich 1,82 % des Kohlebandes (bezogen auf die in Abbildung 3.1 darge-

stellte Fla che und die durch Abbildung A.35 definierten Grenzkohlen) keine n-

1 Redundanz hinsichtlich der Anzahl an Trocknereinheiten gegeben. Der koh-

leseitige Systemdruck der Trockner ist sowohl wesentlicher Optimierungspa-

rameter bei der Trocknerauslegung als auch maßgeblich fu r die Optimierung 

der Integration der Trocknereinheiten in den Kraftwerksprozess. Entspre-

chend kann der aus Sicht des Gesamtkraftwerks technisch/wirtschaftlich op-

timale kohleseitige Systemdruck erst nach Erwa gung aller Optionen der Trock-

nerintegration auf 1,1 bar festgelegt werden. Die Dampfversorgung der 

Trocknereinheiten des optimierten TBK-Kraftwerks wurde in Kapitel 5.3 un-

tersucht und erfolgt aus einer Entnahme der U berstro mleitung zwischen der 

Mitteldruckturbine und den Niederdruckturbinen. Der Druck in der U ber-

stro mleitung im Auslegungspunkt wird entsprechend der in Kapitel 5.3 darge-

stellten Methodik zu 4,3 bar festgelegt (vgl. Abbildung A.34).  

Die Optimierung des TBK-Dampferzeugers erfolgt in Kapitel 5.4. Er ist mit ei-

ner heißen Rauchgasrezirkulation ausgefu hrt, sodass unter Einhaltung einer 

maximalen Temperatur in der Verdampferwand von 490 °C und einer FET von 

1030 °C bei einer Speisewassereintrittstemperatur von 290 °C eine FD-

Temperatur von 600 °C und eine HZU -Temperatur von 610 °C am Austritt des 

Dampferzeugers erreicht werden ko nnen. Durch den Einsatz einer Rauchgas-

rezirkulation wird eine weitere Option zur Stu tzung der HZU -Temperatur bei 

Teillast geschaffen, sodass der Dampferzeuger ohne permanente ZU -

Einspritzung bei Nennlast ausgelegt werden ko nnte. Das korrespondierende 

Wirkungsgradpotential von rund 0,1 Prozentpunkten im Auslegungspunkt 

(vgl. Abbildung 5.32) wird fu r das optimierte TBK-Kraftwerk jedoch nicht be-

ru cksichtigt, da eine vollsta ndige Bewertung der Maßnahme mit dem der vor-

liegenden Arbeit zugrunde liegenden Modell nicht mo glich ist. Aufgrund des 

im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk um 18,1 % reduzierten Rauchgas-

massenstroms hinter Economiser kann auf ein Lubeco-System zur verbesser-

ten Ausnutzung der Rauchgaswa rme verzichtet werden. Das Verha ltnis von 

Rauchgas- zu Luftmassenstrom des Regenerativluftvorwa rmers ist sogar so 
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gering, dass die Verbrennungsluft vor Eintritt in den Luftvorwa rmer auf eine 

Temperatur von 87 °C vorgewa rmt werden muss, wenn bei einer oberen Gra -

digkeit des Luftvorwa rmers von 21 °C eine Rauchgastemperatur am Luftvor-

wa rmeraustritt von 160 °C nicht unterschritten werden soll. Die dafu r erfor-

derliche Wa rme wird durch Kondensation eines Teilstroms der in den 

Kohletrocknern anfallenden Bru den bereitgestellt und u ber Wasserluftvor-

wa rmer an die Verbrennungsluft u bertragen. Die Rauchgaswa rme im Tempe-

raturbereich von 160 °C bis 125 °C wird durch Rauchgasku hler zuru ckgewon-

nen und zur Vorwa rmung des Hauptkondensats durch Bypassvorwa rmer 

genutzt, die parallel zu den ND-Vorwa rmern 3 und 4 geschaltet sind. 

Die Kondensationswa rme der in den Trocknern anfallenden Bru den wird bis 

auf geringfu gige nicht vermeidbare Verluste vollsta ndig im Kraftwerksprozess 

genutzt. Neben der schon erwa hnten Verbrennungsluftvorwa rmung wird ein 

weiterer Teilstrom der Bru den in Kondensatoren niedergeschlagen und das so 

erwa rmte Prozesswasser zur Vorwa rmung der RBK auf eine Temperatur von 

46 °C verwendet. Die u brigen Bru den werden in Sekunda rdampferzeugern 

kondensiert, um sauberen Prozessdampf zu erzeugen, der bei einem Druck 

von 0,47 bar einem ND-Teil der Dampfturbine zugefu hrt wird. Die Schluckfa -

higkeit des den Sekunda rdampf aufnehmenden ND-Turbinenabschnitts wird 

gema ß der in Kapitel 5.5.4 erla uterten Methodik zu 1080,0 m³/s ermittelt (vgl. 

Abbildung A.36). 

5.6.1 Berechnungsergebnisse 

Die wesentlichen Berechnungsergebnisse der Auslegungsrechnung des opti-

mierten TBK-Kraftwerks sind fu r die Luft-Rauchgas-Seite in Abbildung 5.43 

und fu r die Wasser-Dampf-Seite in Abbildung 5.44 dargestellt. Im Auslegungs-

punkt erzeugt das TBK-Kraftwerk bei einem Eigenbedarf von 59,0 MWel eine 

Nettoleistung von 1041,0 MWel. Der gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk 

um 4,2 MWel ho here Eigenbedarf ist im Wesentlichen durch den U bergang von 

Schlagradmu hlen auf Wirbelschichttrockner und dem damit verbundenen Be-

darf fu r TBK-Fo rdereinrichtungen zu erkla ren. Die Leistungseinsparungen an 

den Saugzu gen durch den geringeren Rauchgasmassenstrom werden durch 

den zusa tzlichen Leistungsbedarf des Rezirkulationsgebla ses wieder aufgeho-

ben. 

Zur Stromerzeugung werden 235,9 kg/s Referenzkohle eingesetzt, die in den 

Wirbelschichttrocknern zu 121,7 kg/s TBK mit einem Heizwert von 
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19387,6 kJ/kg aufbereitet werden. Der Dampferzeuger hat eine korrespondie-

rende FWL von 2359,5 MWth bei einer thermischen Leistung von 2250,5 MWth, 

die sich auf einen Frischdampfmassenstrom von 818,7 kg/s und einen Zwi-

schendampfmassenstrom von 720,1 kg/s aufteilt. Ein Vergleich des Brenn-

stoffverbrauchs des optimierten TBK-Kraftwerks zu dem fu r das RBK-

Referenzkraftwerk ermittelten Wert von 265,3 kg/s verdeutlicht zuna chst den 

um 5,39 Prozentpunkte gesteigerten Nettowirkungsgrad. Da die Energie fu r 

die Trocknung der RBK im Fall des optimierten TBK-Kraftwerks nicht mehr 

aus Rauchgaswa rme, sondern aus dem Wasser-Dampf-Kreislauf bereitgestellt 

wird, liegt die thermische Leistung des TBK-Dampferzeugers trotzdem um 

6,9 % ho her als die des RBK-Dampferzeugers. 

Die rauchgasseitige Abwa rmenutzung beschra nkt sich im Vergleich zum RBK-

Referenzkraftwerk auf Rauchgasku hler zur Kondensatvorwa rmung. Die dabei 

im Temperaturbereich von 165,6 °C bis 125,0 °C u bertragene thermische Leis-

tung betra gt 46,8 MWth. Bei der Trocknung der RBK fallen 111,0 kg/s Bru den 

an, wobei 1,5 kg/s aufgrund von Leckageverlusten nicht genutzt werden ko n-

nen. Der u brige Teil der Bru den wird zu 6,8 % zur Vorwa rmung der RBK, zu 

23,2 % zur Vorwa rmung der Verbrennungsluft und zu 70,0 % zur Erzeugung 

von Sekunda rdampf genutzt. In Summe wird eine thermische Leistung von 

275,8 MWth in den Kraftwerksprozess zuru ckgefu hrt.  

Der Brennstoffeinsatz entspricht einem Verbrauch von 816 g Referenzkohle 

pro Kilowattstunde (Netto). Die CO2-Emissionen des optimierten TBK-

Kraftwerks belaufen sich auf 810 g CO2 pro Kilowattstunde (Netto). U ber den 

Ku hlturm werden 1114,1 kg/s Rauchgas und 1005,1 MWth an die Umgebung 

abgegeben. Somit wird im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk sowohl eine 

Reduktion des Brennstoffeinsatzes als auch der CO2-Emisionnen um 10,6 % 

erreicht. Der u ber das Kohleband gemittelte Nettowirkungsgrad des optimier-

ten TBK-Kraftwerks liegt 5,28 Prozentpunkte u ber dem des RBK-

Referenzkraftwerks. 

Das in Abbildung 5.45 fu r das optimierte TBK-Kraftwerk in Analogie zu Abbil-

dung 5.3 fu r das RBK-Referenzkraftwerk dargestellte Sankey-Diagramm zeigt 

die Exergiestro me zwischen den einzelnen Anlagenbereichen sowie die Exer-

gieverluststro me. Durch den Vergleich der beiden Diagramme werden die we-

sentlichen Prozessverbesserungen deutlich: Die Exergieverluste des Gesamt-

kraftwerks konnten um 266 MW reduziert werden. Davon entfallen 125 MW 

auf den Bereich Kohleaufbereitung und 152 MW auf die Bereiche Feuerung 
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und Dampferzeugung, was auf den niedrigen Brennstoffeinsatz, den niedrige-

ren Wassergehalt der getrockneten Kohle und den geringeren Wasseranteil im 

Rauchgas zuru ckzufu hren ist. Außerdem ist zwischen den Bereichen Feuerung 

und Dampferzeugung eine Verschiebung der Exergieverluste von der Feuerung 

zur Dampferzeugung aufgrund der ho heren adiabaten Flammentemperatur 

festzustellen. Im Bereich Wasser-Dampf-Kreislauf treten beim optimierten 

TBK-Kraftwerk um 10 MW ho here Exergieverluste als beim RBK-

Referenzkraftwerk auf, was im Wesentlichen durch die Verschiebung der Leis-

tungsabgabe der verschiedenen Dampfturbinenteile aufgrund der Dampfaus-

kopplung fu r die Kohletrocknung und der Einkopplung von Sekunda rdampf in 

die ND-Turbinen zu erkla ren ist. Die durch abgehende Stoffstro me auftreten-

den Exergieverluste liegen beim optimierten TBK-Kraftwerk um 49 MW nied-

riger als beim RBK-Referenzkraftwerk. Diese Minderung ist bis auf marginal 

zuru ckgegangene Verluste durch nicht verbrannten Kohlenstoff in der Asche 

vollsta ndig auf die reduzierten Abgasverluste zuru ckzufu hren. 
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Abbildung 5.43: Berechnungsergebnisse für den Nennlastfall des optimierten TBK-
Kraftwerks für den Brennstoff-, Luft- und Rauchgasweg 
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Abbildung 5.44: Berechnungsergebnisse für den Nennlastfall des optimierten TBK-
Kraftwerks für die Wasser-Dampf-Seite 
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Abbildung 5.45: Sankey-Diagramm für die Exergieströme des optimierten TBK-
Kraftwerks bei Betrieb im Nennlastpunkt 

Die Ergebnisse der Exergieanalyse und die A nderung des Nettowirkungsgrads 

des optimierten TBK-Kraftwerks fu r den Lastbereich zwischen der Mindestlast 

und der maximalen Dampferzeugerdauerlast sind in Abbildung 5.46 darge-

stellt. Im Vergleich zur analogen Darstellung fu r das RBK-Referenzkraftwerk in 
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Abbildung 5.4 zeigt sich eine vergleichbare Charakteristik hinsichtlich der Ab-

ha ngigkeit des Nettowirkungsgrads von der Last. Der Ru ckgang des Nettowir-

kungsgrads des optimierten TBK-Kraftwerks scheint mit – 3,93 Prozentpunk-

ten bei Mindestlast im Vergleich zu – 3,18 Prozentpunkten beim RBK-

Referenzkraftwerk noch ausgepra gter zu sein. Die Differenz ist jedoch auf fast 

identische A nderungen der absoluten Werte der spezifischen Exergieverluste 

bei unterschiedlichen Bezugsniveaus zu erkla ren. Die spezifischen Exergiever-

luste des optimierten TBK-Kraftwerks nehmen zwischen Nennlast und Min-

destlast um 0,221 MW/MWel zu. Fu r das RBK-Referenzkraftwerk liegt diese 

Differenz bei 0,223 MW/MWel und ist damit fast identisch. Trotzdem ist die 

Nettowirkungsgrada nderung des RBK-Referenzkraftwerks zwischen dem 

Nennlastpunkt und dem Minimallastpunkt geringer als die des optimierten 

TBK-Kraftwerks, da die absoluten Exergieverluste des RBK-

Referenzkraftwerks gro ßer als die des optimierten TBK-Kraftwerks sind. 

 

Abbildung 5.46: Auf die Nettoleistung bezogene Exergieverluste und Änderung des 
Nettowirkungsgrads in Abhängigkeit vom Frischdampfmassenstrom 

5.6.2 Wirtschaftlichkeitsbetrachtung 

Die Untersuchung der Wirtschaftlichkeit des optimierten TBK-Kraftwerks er-

folgt im Vergleich zu den fu r das RBK-Referenzkraftwerk ermittelten Werten. 
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Neben den Stromgestehungskosten als ultimative Vergleichsgro ße sind die we-

sentlichen Einflussparameter auf die Stromgestehungskosten – der Nettowir-

kungsgrad, der spezifische Anlagenpreis und der elektrischer Eigenbedarf – 

von Interesse. Da auf die A nderungen im Nettowirkungsgrad in Kapitel 5.6.1 

eingegangen wurde, verbleibt eine detaillierte Untersuchung der A nderungen 

des spezifischen Anlagenpreises und des elektrischen Eigenbedarfs. 

Im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk liegt der spezifische Anlagenpreis 

des optimierten TBK-Kraftwerks mit 1204,28 €/kW um 34,28 €/kW ho her. 

Abbildung 5.47 und Abbildung 5.48 zeigen die jeweilige Verteilung des spezi-

fischen Anlagenpreises auf die verschiedenen Teilsysteme des RBK-

Referenzkraftwerks bzw. des optimierten TBK-Kraftwerks. Aus der Gegen-

u berstellung wird deutlich, dass der ho here spezifische Anlagenpreis des opti-

mierten TBK-Kraftwerks fast ausschließlich auf die externe Trocknung der 

RBK inklusive der thermischen Nutzung der dabei anfallenden Bru den zuru ck-

zufu hren ist. Daru ber hinaus ergeben sich lediglich fu r den Bereich „Wasser-

Dampf-Kreislauf“ geringfu gige Mehrkosten aufgrund der mit der Kesselho he 

assoziierten Kosten fu r die HD- und MD-Rohrleitungen. Die deutlichsten Ein-

sparungen ergeben sich fu r den Bereich „Dampferzeuger inklusive Lubecosys-

tem“. Hier machen sich der Entfall des Lubecosystems und der niedrigere spe-

zifische Anlagenpreis des TBK-Dampferzeugers aufgrund fehlender 

Schlagradmu hlen und Rauchgasru cksaugescha chte bemerkbar. Die geringfu gi-

gen Einsparungen im Bereich „Luft-Rauchgas-Weg inkl. Rauchgaswa rmenut-

zung“ sind vor allem durch die kleiner zu dimensionierenden Rauchgasku hler 

des optimierten TBK-Kraftwerks zu erkla ren. Die Mehrkosten fu r das heiße 

Rauchgasrezirkulationssystem werden u berkompensiert. Fu r REA und Elekt-

rofilter ergeben sich gegenla ufige Effekte, die in Summe zu geringfu gigen Ein-

sparungen fu hren. Einerseits profitiert das optimierte TBK-Kraftwerk im Be-

reich der REA durch den geringeren Rauchgasvolumenstrom. Andererseits 

fallen fu r die Elektrofilter aufgrund des niedrigeren Wassergehalts des Rauch-

gases und der resultierenden geringeren Abscheideleistung Mehrkosten an. 
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Abbildung 5.47: Verteilung des Anlagen-
preises des RBK-Referenzkraftwerks 

Abbildung 5.48: Verteilung des Anlagen-
preises des optimierten TBK-Kraftwerks 

Der elektrische Eigenbedarf des optimierten TBK-Kraftwerks liegt im Ausle-

gungspunkt bei identischer Bruttoleistung von 1100 MWel mit 58,98 MWel im 

Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk um 4,13 MWel ho her. Der zusa tzliche 

Eigenbedarf ist fast vollsta ndig auf den vera nderten Mahl- und Trocknungs-

prozess der RBK zuru ckzufu hren. Der Eigenbedarf fu r diese Prozessschritte 

liegt um 4,45 MWel ho her, wobei sich hier vor allem der Transport der TBK 

zwischen den Trocknern, den TBK-Silos und den Brennern bemerkbar macht. 

Der zusa tzliche Leistungsbedarf fu r das Rauchgasrezirkulationsgebla se in 

Ho he von 2,86 MWel wird durch eine um 2,73 MWel geringere Leistungsauf-

nahme der Saugzu ge und Frischlu fter des optimierten TBK-Kraftwerks fast 

vollsta ndig kompensiert. Der Eigenbedarf der Rauchgasreinigungsanlagen des 

optimierten TBK-Kraftwerks liegt um 0,51 MWel niedriger als beim RBK-

Referenzkraftwerk. Die Vera nderungen des Eigenbedarfs aller sonstigen Sys-

teme summieren sich auf einen Wert kleiner 0,06 MWel. 

Aus dem fu r das optimierte TBK-Kraftwerk ermitteltem spezifischen Anlagen-

preis ergibt sich unter Beru cksichtigung der Bauherreneigenleistung und der 

unvorhergesehenen Kosten eine Investitionssumme von 1,76 Mrd. €. Die sich 

aus der Investitionssumme, den Instandhaltungskosten, den Personalkosten, 

den Overheadkosten und den Stilllegungskosten ergebenden fixen Stromge-

stehungskosten belaufen sich auf 2,92 ct/kWh. Die fixen Stromgestehungskos-

ten liegen im Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk um 0,09 ct/kWh ho her. 

Die variablen Stromgestehungskosten sind fu r die verschiedenen in Kapitel 3.2 

definierten Emissionszertifikatekostenszenarien in Tabelle 5.9 aufgefu hrt. Im 

Vergleich zum RBK-Referenzkraftwerk liegen die variablen Stromgestehungs-

kosten fu r alle Szenarien niedriger. Ohne Kostenbelastung fu r CO2-
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Emissionszertifikate la gen die variablen Stromgestehungskosten des opti-

mierten TBK-Kraftwerks bei 1,06 ct/kWh, sodass durch Einsparung von 

Brennstoff, Hilfs- und Betriebsstoffen eine Senkung der variablen Stromgeste-

hungskosten um 0,13 ct/kWh gegenu ber dem RBK-Referenzkraftwerk er-

reicht wird. Unter Beru cksichtigung der Kosten fu r CO2-Emissionszertifikate 

nimmt die Differenz zwischen den variablen Stromgestehungskosten des opti-

mierten TBK-Kraftwerks und des RBK-Referenzkraftwerks erwartungsgema ß 

mit steigendem Absolutniveau der Kosten und steigender Intensita t der Kos-

tensteigerung fu r CO2-Emissionszertifikate zu. Fu r Szenario 1.1 betra gt der 

Unterschied 0,67 ct/kWh, fu r Szenario 2.1 0,55 ct/kWh und fu r Szenario 3.3 

0,88 ct/kWh. In Summe ko nnen die Stromgestehungskosten im Fall von Sze-

nario 1.1 durch den U bergang vom RBK-Referenzkraftwerk zum optimierten 

TBK-Kraftwerk um 0,67 ct/kWh reduziert werden. Dies entspricht einer rela-

tiven Minderung der Stromgestehungskosten um 6,9 %. 

Tabelle 5.9: Variable Stromgestehungskosten des optimierten TBK-Kraftwerks für 
verschiedene Emissionszertifikatekostenszenarien 

Szenario 1.x 2.x 3.x Preissteigerungsrate 
ab 2030 

x.1 
6,05 

ct/kWh 
5,08 

ct/kWh 
7,02 ct/kWh 

± 0 €/tCO2 p. a. 

x.2 
6,29 

ct/kWh 
5,32 

ct/kWh 
7,27 ct/kWh 

+ 1 €/tCO2 p. a. 

x.3 
6,79 

ct/kWh 
5,81 

ct/kWh 
7,76 ct/kWh 

+ 3 €/tCO2 p. a. 

Offset zum Basispreis fu r CO2-Emissionszertifikate 
 ±0 €/tCO2 - 10 €/tCO2 + 10 €/tCO2  
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6. ZUSAMMENFASSUNG 

Wesentliche Entwicklungsziele in der Kraftwerkstechnik und insbesondere bei 

der Verstromung von Braunkohle sind Verfahrensverbesserungen, die entwe-

der die eingesetzte Brennstoffmenge und die Emissionen reduzieren, oder die 

Wirtschaftlichkeit des eingesetzten Verfahrens verbessern. Durch die Steige-

rung der Effizienz der angewendeten Umwandlungsverfahren besteht die 

Chance, die genannten Ziele gleichzeitig zu erfu llen. Großes Potential zur Wir-

kungsgradsteigerung von Braunkohlekraftwerken besteht durch den U ber-

gang von der Braunkohletrocknung in Schlagradmu hlen zur Trocknung der 

Braunkohle in einer Dampfwirbelschicht. Entsprechende technische Lo sungen 

werden derzeit zur kommerziellen Reife gefu hrt, sodass sich fu r zuku nftige 

Braunkohlekraftwerke die Frage nach einer technisch/wirtschaftlich optima-

len Integration von Wirbelschichttrocknern in den Kraftwerksprozess stellt. 

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird mit Hilfe eines thermodynamischen 

Simulationsmodells ein technisch/wirtschaftlich optimierter Entwurf eines 

mit TBK befeuerten Großkraftwerks mit integrierter Dampfwirbelschicht-

trocknung entwickelt. Die technische Analyse der betrachteten Kraftwerks-

konzepte erfolgt unter Beru cksichtigung verschiedener Betriebspunkte und 

Kohlequalita ten mit Hilfe eines thermodynamischen Kreislaufberechnungs-

programms. Der Vergleich der Wirtschaftlichkeit der betrachteten Entwurfs-

varianten erfolgt auf Basis der u ber ein dynamisches Berechnungsverfahren 

ermittelten Stromgestehungskosten. 

Als Optimierungsmethode wird ein heuristisches, iteratives Verfahren ge-

wa hlt. In jedem Iterationsschritt wird u ber eine Exergieanalyse der Anlagen-

bereich mit dem gro ßten technischen Optimierungspotential identifiziert. Ge-

gebenenfalls mo gliche technische Verbesserungen werden durch eine 

Wirtschaftlichkeitsbetrachtung besta tigt oder verworfen. Der Suchraum wird 

durch die Vorgabe eingegrenzt, dass lediglich bereits kommerziell verfu gbare 

technische Lo sungen zur Realisierung von Verfahrensverbesserungen zula ssig 

sind. Daru ber hinaus werden Randbedingungen hinsichtlich der einzusetzen-

den Brennstoffqualita ten, der Umgebungsbedingungen und des allgemeinen 

Anlagendesigns festgelegt. 
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Ausgangspunkt fu r die Optimierung stellt ein RBK-Referenzkraftwerk dar, wel-

ches die wirkungsgradoptimalen Merkmale moderner, bereits realisierter 

Braunkohlekraftwerke in sich vereint. Das RBK-Referenzkraftwerk hat einen 

in turmbauweise ausgefu hrten, staubbefeuerten Dampferzeuger mit einfacher 

Zwischenu berhitzung, der im Auslegungspunkt Frischdampf mit 600 °C und 

272 bar und Zwischendampf mit 610 °C und 58,5 bar erzeugt. Der Wasser-

Dampf-Kreislauf ist mit einer zehnstufigen Speisewasservorwa rmung ausge-

fu hrt. Zwei der drei ND-Turbinen entspannen auf einen Druck von 28 mbar, die 

dritte kondensatorseitig in Reihe geschaltete ND-Turbine entspannt auf einen 

Druck von 35 mbar, sodass die Ku hlwassertemperatur von 14,7 °C bestmo glich 

genutzt wird. Die Ausnutzung der Rauchgaswa rme hinter Economiser wird 

durch ein den beiden Regenerativluftvorwa rmern parallel geschaltetes 

Lubeco-System zur Erwa rmung von Teilstro men des Hauptkondensats und 

des Speisewassers und durch Rauchgasku hler zur indirekten Erwa rmung der 

Verbrennungsluft maximiert. 

Die Prozessmodellierung der betrachteten Kraftwerkskonzepte erfolgt mit 

dem, fu r stationa re Berechnungen optimierten, kommerziellen Kreislaufbe-

rechnungsprogramm EBSILONProfessional, welches aufgrund seines Konver-

genzverhaltens und seiner Erweiterbarkeit um frei programmierbare Teilmo-

delle gut fu r die Fragestellungen der vorliegenden Arbeit geeignet ist. 

Entsprechend werden insbesondere fu r die Modellierung von Dampfturbinen-

stufengruppen, Teilsystemen des Dampferzeugers, Dampfwirbelschichttrock-

nern fu r Braunkohle und fu r die Berechnung der chemischen Exergie der Stoff-

stro me zusa tzliche Teilmodelle und Berechnungsbausteine implementiert. Die 

Parametrierung aller Teilmodelle erfolgt in Anlehnung an realisierte Anlagen 

und auf Basis von vero ffentlichten Daten. Fu r optimierungsrelevante Parame-

ter werden Sensitivita tsanalysen durchgefu hrt. 

Durch die Betrachtung von, fu r den spa teren Betrieb der Anlagen relevanten, 

vom Auslegungspunkt abweichenden Betriebspunkten wird sichergestellt, 

dass der Anlagenbetrieb stets gewa hrleistet werden kann, ohne technische 

Restriktionen zu verletzen. Aus der sich fu r Braunkohlekraftwerke schon 

heute abzeichnenden Verschiebung des Einsatzregimes ergibt sich weiterhin 

die Forderung nach hohen Wirkungsgraden bei abgesenkter Leistung und im 

Mindestlastpunkt des Kraftwerks, die eine detaillierte Analyse des Teillastver-

haltens erforderlich macht. Fu r eine mo glichst realita tsnahe Abbildung des ty-



 

193 

pischen Teillastverhaltens der im Simulationsmodell beru cksichtigten Teilsys-

teme des Kraftwerks werden Kennlinien anhand von physikalischen Beziehun-

gen oder Betriebs- und Auslegungsdaten realisierter Anlagen abgeleitet und in 

den entsprechenden Teilmodellen des Simulationsmodells hinterlegt. 

Vor der Untersuchung von Mo glichkeiten zur Integration der Dampfwirbel-

schichttrockner in den Kraftwerksprozess und des sich daraus ergebenden Op-

timierungsbedarfs erfolgt eine Betrachtung des Trocknungsprozesses hin-

sichtlich des zu wa hlenden kohleseitigen Systemdrucks der Wirbelschicht und 

der fu r ein Kraftwerk der gewa hlten Leistungsklasse erforderlichen Trock-

neranzahl. Es zeigt sich, dass fu r ein Kraftwerk mit einer Bruttoleistung von 

1100 MWel 6 Trocknereinheiten mit einer Verdampfungsleistung von jeweils 

100 t/h erforderlich sind, um in allen Lastpunkten und bei jeder Kohlequalita t 

des Kohlebandes ausreichend TBK zu produzieren. Durch eine Exergieverlust-

analyse des Systems Trockner wird gezeigt, dass der optimale kohleseitige Sys-

temdruck der Wirbelschicht bei einem Extremwert der mo glichen Bandbreite 

zu finden sein wird. Entsprechend werden fu r die folgenden Optimierungs-

schritte Systemdru cke von 1,1 bar und 6,0 bar beru cksichtigt. Im Laufe der 

weiteren Untersuchung zeigt sich, dass mit einem kohleseitigen Systemdruck 

der Trockner von 6 bar nur fu r den Fall ein marginaler Wirkungsgradvorteil 

gegenu ber Varianten mit einem Systemdruck von 1,1 bar erreicht werden 

kann, wenn die RBK vor Eintritt in den Trockner auf Temperaturen von mehr 

als 100 °C erwa rmt wird. Da technische Lo sungen fu r diese Anwendung bisher 

weder bekannt sind, noch absehbar verfu gbar sein werden, erfolgt eine Fest-

legung auf einen Druck in der Wirbelschicht von 1,1 bar fu r das optimierte 

TBK-Kraftwerk. 

Die Untersuchung einer optimalen Integration der Trockner in den Kraft-

werksprozess orientiert sich an den Schnittstellen zwischen den beiden Pro-

zessen und umfasst somit die Dampfversorgung der Trockner und den daraus 

resultierenden Trocknerbetrieb, die Konsequenzen eines U bergangs von ei-

nem RBK- zu einem TBK-Dampferzeuger, sowie die Nutzung der Abwa rme aus 

dem Trocknungsprozess und die sich daraus ergebenden Konsequenzen fu r 

die Rauchgaswa rmenutzungssysteme. 

Fu r die Dampfversorgung der Trockner erweist sich eine Auskopplung aus der 

U berstro mleitung zwischen der MD- und den ND-Turbinen als optimal. Der fu r 

die Versorgung der Trockner erforderliche Druck variiert mit der geforderten 

Verdampfungsleistung und damit mit der eingesetzten Kohlequalita t und der 
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Leistung des Kraftwerks. Weiterhin nimmt der Druck in der U berstro mleitung 

mit sinkender Leistung des Kraftwerks schneller als der fu r die Versorgung der 

Trockner erforderliche Druck ab. Als Lo sung dieser Problematik erweist sich 

eine Wahl des Drucks in der U berstro mleitung von 4,3 bar im Auslegungs-

punkt als optimal. Damit ist sichergestellt, dass bei Nennlast fu r die Trocknung 

aller Kohlequalita ten des Kohlebandes der angestrebte Wassergehalt von 

12 % erreicht werden kann. Bei Teillast wird eine Betriebsweise der Trockner 

gewa hlt, die einen mit sinkender Last zunehmenden Wassergehalt der TBK zu-

la sst. 

Der U bergang von einer RBK-Feuerung zu einer TBK-Feuerung hat erhebliche 

Auswirkungen auf die Wa rmetechnik des Dampferzeugers. Durch den relativ 

zur Feuerungswa rmeleistung deutlich reduzierten Rauchgasmassenstrom 

verscha rft sich die Problematik, die sich aus der Forderung nach einer gerin-

gen Feuerraumendtemperatur und der dafu r erforderlichen hohen Wa rmeauf-

nahme im Verdampfer und den technischen Grenzen verfu gbarer Wandwerk-

stoffe ergibt. Als Lo sung dieses Problems wird eine Ru ckfu hrung von ca. 

22,4 % des Rauchgasmassenstroms hinter DeNOx in den Feuerraum als opti-

mal identifiziert, da abgesehen vom zusa tzlichen Eigenbedarf des Zirkulati-

onsgebla ses lediglich eine Verschiebung von nicht vermeidbaren Exergiever-

lusten zwischen Verbrennung und Wa rmeu bertragung erfolgt. Durch das 

deutlich geringere Rauchgas-Luft-Verha ltnis an den Regenerativluftvorwa r-

mern kann das Lubeco-System ohne wesentliche Wirkungsgradeinbußen ent-

fallen. Um eine Unterschreitung der Schwefelsa uretaupunkttemperatur in den 

Regenerativluftvorwa rmern zu vermeiden und um die Verbrennungslufttem-

peratur zu maximieren, wird die Verbrennungsluft vor Eintritt in die Regene-

rativluftvorwa rmer auf ca. 87 °C erwa rmt. Diese Verbrennungsluftvorwa r-

mung erfolgt, indem die in Bru denkondensatoren aus einem Teilstrom der 

Bru den zuru ckgewonnene Kondensationswa rme u ber einen wasserfu hrenden 

Zwischenkreislauf in Wasserluftvorwa rmern an die Verbrennungsluft u bertra-

gen wird. Dadurch ergibt sich die Mo glichkeit, die mit Rauchgasku hlern auf ei-

nem Temperaturniveau zwischen 160 °C und 125 °C aus den Rauchgasen hin-

ter Saugzug zuru ckgewonnene Wa rme an das Hauptkondensat zu u bertragen. 

Der Einsatz einer Rauchgasru ckfu hrung auf hohem Temperaturniveau ero ffnet 

einen zusa tzlichen Freiheitsgrad zur Stu tzung der Austrittstemperatur des 

Zwischenu berhitzers bei reduzierter Anlagenlast. Unter der Annahme, dass 
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der im Auslegungspunkt zuru ckgefu hrte Rauchgasmassenstrom im Mindest-

lastpunkt des Dampferzeugers ausreicht, um die HZU -Temperatur bei 610 °C 

zu halten, ergibt sich im Mindestlastpunkt ein Wirkungsgradpotential von ca. 

0,2 Prozentpunkten. 

Neben der Vorwa rmung der Verbrennungsluft, fu r die ca. 23 % des in den 

Trocknern anfallenden und energetisch nutzbaren Bru denmassenstroms er-

forderlich ist, wird die Kombination von zwei weiteren Bru dennutzungsmo g-

lichkeiten als optimal identifiziert. Ein Teilstrom in Ho he von ca. 7 % wird zur 

Vorwa rmung der RBK auf 45,6 °C vor Eintritt in die Dampfwirbelschicht der 

Trockner genutzt. Der verbleibende Bru denmassenstrom wird in Sekun-

da rdampferzeugern kondensiert. Der dabei erzeugte Sattdampf hat einen 

Druck von ca. 0,5 bar und wird an geeigneter Stelle den ND-Turbinen zuge-

fu hrt. 

In Summe erreicht das optimierte TBK-Kraftwerk im Auslegungspunkt einen 

um ca. 5,4 Prozentpunkte ho heren Nettowirkungsgrad als das RBK-

Referenzkraftwerk. Der u ber das Kohleband gemittelte Nettowirkungsgrad im 

Nennlastpunkt konnte um ca. 5,3 Prozentpunkte gesteigert werden. Die CO2-

Emissionen sinken um 97 g/kWh auf 810 g/kWh. Die fu r das optimierte TBK-

Kraftwerk ermittelten spezifischen Investitionskosten belaufen sich auf 

1204,3 €/kW und liegen damit um 34,3 €/kW ho her als die des RBK-

Referenzkraftwerks. Aufgrund der ho heren Investitionskosten liegen die fixen 

Stromgestehungskosten des optimierten TBK-Kraftwerks um 0,09 ct/kWh ho -

her als die des RBK-Referenzkraftwerks und belaufen sich auf 2,92 ct/kWh. 

Dieser Effekt wird durch die aufgrund des ho heren Wirkungsgrads deutlich 

niedrigeren variablen Stromgestehungskosten u berkompensiert. Je nach Ent-

wicklungsszenario der Kosten fu r CO2-Emissionszertifikate bewegen sich die 

variablen Stromgestehungskosten in einer Bandbreite von 6,05 ct/kWh bis 

7,76 ct/kWh und sind damit um 0,55 ct/kWh bis 0,88 ct/kWh niedriger als die 

des RBK-Referenzkraftwerks. 
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A. ANHANG 

A.1 Stoffwerte 

Tabelle A.1: Molare Masse 𝑴, molare Exergie 𝑬 und molare Entropie 𝑺 im thermoche-
mischen Standardzustand (𝑻𝟎 = 298,15 K, 𝒑𝟎 = 1 bar) nach [BAE-00] 

Stoff Form 
𝑴 

g/mol 
𝑬 

kJ/mol 
𝑺 

J/mol K 

O g 15,9994 234,23 161,059 

O2 g 31,9988 4,967 205,152 

H g 1,00794 320,618 114,717 

H2 g 2,01588 234,683 130,680 

H2O fl 18,0153 0,022 69,93 

H2O g 18,0153 8,58 188,835 

Ar g 39,948 11,642 154,846 

S fe 32,065 531,524 32,054 

SO2 g 64,064 236,4 248,22 

N g 14,0067 455,9 153,301 

N2 g 28,0134 0,743 191,609 

C fe 12,0107 405,552 5,74 

CO2 g 44,010 16,15 213,785 
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A.2 Polynom-Regression 

Gegeben seien 𝑛 Messwertpaare (𝑥𝑖, 𝑦𝑖) fu r die eine Polynom-Regression der 

Ordnung 𝑚 durchgefu hrt werden soll. Gesucht werden die 𝑚 + 1 Regressions-

koeffizienten 𝑎0 bis 𝑎𝑚, sodass die Betra ge der Fehlerwerte 𝜀𝑖 minimal sind. 

 𝑦𝑖 = 𝑎0 + 𝑎1𝑥𝑖 + 𝑎2𝑥𝑖
2 + ⋯ + 𝑎𝑚𝑥𝑖

𝑚 + 𝜀𝑖 (A.1) 

Aus der Nebenbedingung, dass fu r das Lo sungspolynom 𝑦(1) = 1 gelten soll, 

folgt: 

 𝑎0 = 1 − ∑ 𝑎𝑗

𝑚

𝑗=1

 (A.2) 

Und damit: 

 𝑦𝑖 = 1 + ∑(𝑥𝑖
𝑚 − 1)𝑎𝑗

𝑚

𝑗=1

+ 𝜀𝑖 (A.3) 

Das Gleichungssystem in Matrixschreibweise: 

 [

𝑦𝑖

⋮
𝑦𝑛

] − 1 = [
(𝑥1 − 1) ⋯ (𝑥1

𝑚 − 1)
⋮ ⋱ ⋮

(𝑥𝑛 − 1) ⋯ (𝑥𝑛
𝑚 − 1)

] [

𝑎𝑖

⋮
𝑎𝑚

] + [

𝜀𝑖

⋮
𝜖𝑛

] (A.4) 

 𝒀 − 1 = 𝑿𝑎⃑ + 𝜀 (A.5) 

Der beste Scha tzer fu r 𝑎⃑ nach der Methode der kleinsten Quadrate ergibt die 

Koeffizienten des Regressionspolynoms und ist der Vektor 𝑎̂⃑: 

 𝑎̂⃑ = (𝑿𝑻𝑿)−1𝑿𝑻(𝒀 − 1) (A.6) 

 

  



A.3 Teillastverhalten von Großkraftwerken 

209 

A.3 Teillastverhalten von Großkraftwerken 

A.1.1 Dampfturbine 

 

Abbildung A.1: Gemessener und berechneter Eintrittsdruck der MD-Turbinen der Blö-
cke H und K des Kraftwerks Niederaußem in Abhängigkeit vom relativen Dampfmas-

senstrom am Turbineneintritt 

 

Abbildung A.2: Relativer isentroper Wirkungsgrad der MD-Turbinen der Blöcke H und 
K des Kraftwerks Niederaußem in Abhängigkeit vom relativen Dampfmassenstrom am 

Turbineneintritt 
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Abbildung A.3: Auslegungswerte und Kennlinie für den relativen isentropen Wir-
kungsgrad der SPAT 

A.1.2 Sonstige Wärmeübertrager 

 

Abbildung A.4: Für den externen Dampfenthitzer aus Betriebsmesswerten des Blockes 
K im Kraftwerk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 
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Abbildung A.5: Für den Rauchgaskühler aus Betriebsmesswerten des Blockes K im 
Kraftwerk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 

 

Abbildung A.6: Für den Wasserluftvorwärmer aus Betriebsmesswerten des Blockes K 
im Kraftwerk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 
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Abbildung A.7: Für den Regenerativluftvorwärmer aus Betriebsmesswerten des Blo-
ckes K im Kraftwerk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 

 

Abbildung A.8: Für den HD-Lubeco aus Betriebsmesswerten des Blockes K im Kraft-
werk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 
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Abbildung A.9: Für den ND-Lubeco aus Betriebsmesswerten des Blockes K im Kraft-
werk Niederaußem ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient und relativer 

Trommeldruck 

 

Abbildung A.10: Für Nachkühler aus Auslegungsdaten der Blöcke I und II des Kraft-
werks Eemshaven ermittelter relativer Wärmedurchgangskoeffizient 
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A.1.3 Druckverlustanalyse 

 

Abbildung A.11: Abhängigkeit der aus Betriebsmesswerten bilanzierten und nach Glei-
chung (2.11) berechneten Druckverluste über den Economiser von Block K im Kraft-

werk Niederaußem vom Massenstrom durch den Economiser 

 

Abbildung A.12: Abhängigkeit der aus Betriebsmesswerten bilanzierten und nach Glei-
chung (2.11) berechneten Druckverluste über den Verdampfer von Block K im Kraft-

werk Niederaußem vom Massenstrom durch den Verdampfer 
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Abbildung A.13: Abhängigkeit der aus Betriebsmesswerten bilanzierten und nach Glei-
chung (2.11) berechneten Druckverluste über den Überhitzer von Block K im Kraft-

werk Niederaußem vom Massenstrom durch den Überhitzer 

 

Abbildung A.14: Abhängigkeit der aus Betriebsmesswerten bilanzierten und nach Glei-
chung (2.11) berechneten Druckverluste über den Zwischenüberhitzer von Block K im 

Kraftwerk Niederaußem vom Massenstrom durch den Zwischenüberhitzer 
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Abbildung A.15: Dynamischer Druckanteil des Wassers bzw. des Dampfs an verschie-
denen Stellen entlang des Dampferzeugers von Block K im Kraftwerk Niederaußem in 

Abhängigkeit vom Massenstrom an der entsprechenden Stelle 

 

Abbildung A.16: Abhängigkeit der aus Betriebsmesswerten bilanzierten (unter Ver-
nachlässigung der dynamischen Druckanteile) und nach Gleichung (2.11) berechneten 
Druckverluste über den Überhitzer von Block K im Kraftwerk Niederaußem vom Mas-

senstrom durch den Überhitzer 



A.3 Teillastverhalten von Großkraftwerken 

217 

 

Abbildung A.17: Aus Betriebsmesswerten des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem 
ermittelter relativer bilanzierter Druckverlust (unter Vernachlässigung der dynami-

schen Druckanteile) des Verdampfers in Abhängigkeit vom relativen Massenstrom 
durch den Verdamper 

 

Abbildung A.18: Aus Betriebsmesswerten des Blockes H im Kraftwerk Niederaußem 
ermittelter rauchgasseitiger Druckverlust über Regenerativluftvorwärmer 1 in Abhän-

gigkeit vom Rauchgasmassenstrom über den Luftvorwärmer 
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A.1.4 Dampferzeugeranalyse 

 

Abbildung A.19: Vom Kesseldiagnosesystem des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem 
berechnete Werte für die relative Wärmestrahlungsleistung aus der Brennkammer in 

den Konvektivteil 

 

Abbildung A.20: Aus Betriebsmesswerten des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem 
ermittelte relative Rauchgastemperatur hinter Economiser in Abhängigkeit vom relati-

ven Rauchgasmassenstrom über Economiser 
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Abbildung A.21: Aus Betriebsmesswerten des Blockes K im Kraftwerk Niederaußem 
ermittelte relative Wassertemperatur hinter Economiser in Abhängigkeit vom relati-

ven Speisewassermassenstrom 

 

Abbildung A.22: Relative Dampftemperatur in der Dampferzeugerwand in Abhängig-
keit vom relativen die Wand durchströmenden Dampfmassenstrom 
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A.1.5 Kohletrocknung 

 

Abbildung A.23: Durch Regression von Messwerten (vgl. [KLU-08]) ermittelte Kennli-
nien für die Desorptionsisobaren rheinischer Braunkohle 

 

Abbildung A.24: Nachentwrasung rheinischer Braunkohle in Abhängigkeit vom kohle-
seitigen Systemdruck des Trockners nach [KLU-08] 
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Abbildung A.25: Brüdenverluste in Abhängigkeit vom kohleseitigen Systemdruck des 
Trockners nach [KLU-08] 
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A.4 Parametrierung von Standardbausteinen 

Tabelle A.2: Parametrierung der SPAT 

Bausteinnummer 6 

Eintrittsdruck (nominal) 14,3 bar 

Isentroper Wirkungsgrad (nominal) 0,86 

Mechanischer Wirkungsgrad (nominal) 1,0 
 

 

Tabelle A.3: Parametrierung der Feuerung 

Bausteinnummer 21 

Verlustfaktor (entsprechend DIN 1942) 0,035 

Druckabfall (nominal) 5,0 mbar 

Luft-Verha ltnis (nominal) 1,15 

Verbrennungswirkungsgrad 0,995 

Flugascheanteil an Gesamtasche 0,9 

Temperatur der Asche-Abscheidung 800 °C 
 

 

Tabelle A.4: Parametrierung der Regenerativluftvorwärmer 

Bausteinnummer 25 

Obere Gra digkeit (nominal) 21,0 K 

Druckabfall Luftseite (nominal) 10,0 mbar 

Druckabfall Rauchgasseite (nominal) 10,0 mbar 

Wa rmeverlust (relativ) 0,0064 
 

 

Tabelle A.5: Parametrierung der Rauchgaskühler 

Bausteinnummer 26 

Obere Gra digkeit (nominal) variabel 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 1,0 bar 

Druckabfall Rauchgasseite (nominal) 5,0 mbar 

Wa rmeverlust (relativ) 0,0 
 

 

Tabelle A.6: Parametrierung der Dampfluftvorwärmer 

Bausteinnummer 10 

Austrittstemperatur Dampfseite 40,0 °C 

Druckabfall Dampfseite (nominal) 0,0 bar 

Druckabfall Luftseite (nominal) 5,0 mbar 
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Tabelle A.7: Parametrierung der Wasserluftvorwärmer 

Bausteinnummer 25 

Obere Gra digkeit (nominal) 5,0 K 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 2,5 bar 

Druckabfall Luftseite (nominal) 5,0 mbar 

Wa rmeverlust (relativ) 0,0 
 

 

Tabelle A.8: Parametrierung des HD-Lubecos 

Bausteinnummer 26 

Untere Gra digkeit (nominal) 20,0 K 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 1,0 bar 

Druckabfall Luftseite (nominal) 5,0 mbar 

Wa rmeverlust (relativ) 0,0 
 

 

Tabelle A.9: Parametrierung des ND-Lubecos 

Bausteinnummer 70 

Pinchpoint (nominal) 9,0 K 

Approach Temperatur Differenz (nominal) 0,0 K 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 0,0 bar 

Druckabfall Luftseite (nominal) 5,0 mbar 

Wa rmeverlust (relativ) 0,0 

Wa rmeu bertragungskoeffizient (nominal) 50,0 W/(m²K) 

Massenstrom-Exponent 0,68 

Flussrichtung Gegenstrom 
 

 

Tabelle A.10: Parametrierung der Frischlüfter 

Bausteinnummer 24 

Isentroper Wirkungsgrad (nominal) 0,86 

Mechanischer Wirkungsgrad (nominal) 1,0 
 

 

Tabelle A.11: Parametrierung der Saugzüge 

Bausteinnummer 24 

Isentroper Wirkungsgrad (nominal) 0,87 

Mechanischer Wirkungsgrad (nominal) 1,0 
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Tabelle A.12: Parametrierung von kondensierenden Oberflächenvorwärmern 

Bausteinnummer 10 

Obere Gra digkeit (nominal) 2,5 K 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 0,85 bar 

Druckabfall Dampfseite (nominal) 0,0 bar 
 

 

Tabelle A.13: Parametrierung von externen Enthitzern 

Bausteinnummer 43 

Dampfu berhitzung hinter Enthitzer (nominal) 90,0 K 

Druckabfall Wasserseite (nominal) 0,5 bar 

Druckabfall Dampfseite (nominal) 0,0 bar 
 

 

Tabelle A.14: Parametrierung von Speisewasserbehältern 

Bausteinnummer 9 

Druckabfall Heizdampf (durch Stro mung) (nomi-
nal) 

0,0 bar 

Druckabfall Heizdampf (durch Fu llho he) 0,0 bar 

Bru denverlust 0,0 kg/s 
 

 

Tabelle A.15: Parametrierung von Nachkühlern 

Bausteinnummer 27 

Untere Gra digkeit (nominal) 6,0 K 

Druckabfall Hauptkondensatseite (nominal) 0,0 bar 

Druckabfall Heizdampfkondensaseite (nominal) 0,0 bar 
 

 

Tabelle A.16: Parametrierung von Kondensatoren 

Bausteinnummer 7 

Obere Gra digkeit 
Turbinenkondensator 1/2(nominal) 

1,7 K 

Obere Gra digkeit 
Turbinenkondensator 3 (nominal) 

2,6 K 

Obere Gra digkeit SPAT-Kondensator (nominal) 4,0 K 

Druckabfall Ku hlwasserseite (nominal) 0,5 bar 

Druckabfall Dampfseite (nominal) 0,0 bar 
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Tabelle A.17: Parametrierung von Kühltürmen 

Bausteinnummer 78 

Kaltwassertemperatur (nominal) 14,7 °C 

Druckabfall Ku hlwasserseite (nominal) 1 bar 

Relative Spru hverluste 0,0 

Relative Abflutmenge 0,0 
 

 

Tabelle A.18: Parametrierung von Pumpen 

Bausteinnummer 8 

Isentroper Wirkungsgrad (nominal)  

 Hauptkondensatpumpe 0,76 

 Vorpumpe einer Hauptkondensatpumpe 0,8 

 Speisewasserpumpe 0,865 

 Vorpumpe einer Speisewasserpumpe 0,875 

 Ku hlwasserpumpe 0,89 

Mechanischer Wirkungsgrad (nominal) 1,0 
 

 

Tabelle A.19: Parametrierung von Elektromotoren 

Bausteinnummer 29 

Elektrischer Wirkungsgrad (nominal) 0,97 

Mechanischer Wirkungsgrad (nominal) 1,0 
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A.5 Dampfturbinen mit konstanter Drehzahl 

 

Abbildung A.26: Flussdiagramm für die Berechnung von Dampfturbinen mit konstan-
ter Drehzahl bei Nennlast 
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Abbildung A.27: Flussdiagramm für die Berechnung von Dampfturbinen mit konstan-
ter Drehzahl bei Teillast 
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A.6 Rohbraunkohlereferenzkraftwerk 

 

Abbildung A.28: Konturdiagramm für die Nettowirkungsgradänderung des RBK-
Referenzkraftwerks gegenüber dem Auslegungspunkt in Abhängigkeit von der Koh-

lequalität bei Nennlast 
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A.7 Dampfversorgung der Wirbelschichttrockner 

 

Abbildung A.29: Nettowirkungsgraddifferenz zwischen einem TBK-Kraftwerk gemäß 
Option 1 (vgl. Kapitel 5.3) und dem RBK-Referenzkraftwerk sowie relevante Pro-
zessparameter in Abhängigkeit vom Wassergehalt der RBK bei einem konstanten 

Aschegehalt der RBK von 5,7 % 
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A.8 Abwärmenutzung 

 

Abbildung A.30: Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-
Referenzkraftwerk in Abhängigkeit von der Temperatur der RBK am Austritt des Roh-

kohlevorwärmers für verschiedene Schaltungsvarianten 

 

Abbildung A.31: Logarithmische Temperaturdifferenz des Rohkohlevorwärmers in Ab-
hängigkeit von der Temperatur der RBK am Austritt des Rohkohlevorwärmers für ver-

schiedene Schaltungsvarianten 
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Abbildung A.32: Nettowirkungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-
Referenzkraftwerk bei Entspannung der Brüden in einer Dampfturbine in Abhängig-

keit vom polytropen Wirkungsgrad der Turbine und vom Kondensatordruck 

 

Abbildung A.33: Steigerung des über das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgrads 
gegenüber dem RBK-Referenzkraftwerk in Abhängigkeit von der Schluckfähigkeit des 

den Sekundärdampf aufnehmenden ND-Turbinenabschnitts im Vergleich zur Nettowir-
kungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-Referenzkraftwerk im Auslegungspunkt 
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Abbildung A.34: Summenhäufigkeit des bei Nennlast von der Expansionsturbine auf-
zunehmenden Brüdenvolumenstroms in Abhängigkeit von der eingesetzten Kohlequa-

lität 

A.9 Optimiertes Trockenbraunkohlekraftwerk 

 

Abbildung A.35: für die Trocknung verfügbarer und erforderlicher Prozessdampf-
druck in Abhängigkeit vom Auslegungsdruck der ÜSL des optimierten TBK-Kraftwerks 
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Abbildung A.36: Steigerung des über das Kohleband gemittelten Nettowirkungsgrads 
gegenüber dem RBK-Referenzkraftwerk in Abhängigkeit von der Schluckfähigkeit des 

den Sekundärdampf aufnehmenden ND-Turbinenabschnitts im Vergleich zur Nettowir-
kungsgradsteigerung gegenüber dem RBK-Referenzkraftwerk im Auslegungspunkt 
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A.10 EBSILONProfessional Schaltbild 

 

Abbildung A.37: EBSILONProfessional Schaltbild zur Illustration der Simulationstopo-
logie aller betrachteter Schaltungsvarianten 
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