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Numerische Modellierung der thermomechanischen Fluid-Struktur-Interaktion im
SOFC-Stack

von Ali Al-Masri
Kurzfassung

Die Festoxid-Brennstoffzellen ,Solid Oxide Fuel Cells“ (SOFC) eignen sich fiir die Bordstromerzeu-
gung als ,Auxiliary Power Unit (APU)" zur unterstiitzenden Bordstromversorgung in Nutzfahrzeugen.
Fir diese Anwendung missen die Komponenten des Brennstoffzellen-Stacks aus dinnwandigem
Material angefertigt werden, um die Herstellung in Leichtbauweise realisieren zu kdnnen. Dies ist mit
Material-, Prozess- und Konstruktionsschwierigkeiten verbunden, deren Beseitigung eine Vorausset-
zung fir einen erfolgreichen Einsatz ist. Bedingt durch die hohen Betriebstemperaturen ist die Kom-
bination verschiedener Materialien in der SOFC nur eingeschrankt moéglich, da die thermomechani-
schen Eigenschaften der verwendeten Werkstoffe angepasst werden mussen.

Thermische Spannungen werden infolge der Behinderung der Strukturverformung hervorgerufen.
Dies kann durch mechanische Auflagerung, Materialinhomogenitat oder ungleichmaRige Tempera-
turverteilung zustande kommen. Des Weiteren filhren temperaturabhangige Materialeigenschaften
durch die Existenz eines Temperaturgradienten zur zusatzlichen rdumlichen Abhangigkeit der Mate-
rialparameter.

Basierend auf der computergestitzten Simulationsberechnung ist das Ziel der vorliegenden Arbeit,
ein dreidimensionales Gesamtmodell fiir die numerische fluiddynamische und thermomechanische
Analyse eines SOFC-Stacks zu entwickeln. Das Gesamtmodell besteht aus zwei diskretisierten
Einzelmodellen, die numerisch gekoppelt sind. Ein gekoppeltes fluiddynamisches Modell dient der
Ermittlung der im Stack auftretenden radumlichen Temperaturverteilung unter realen Prozessbedin-
gungen. Die berechneten Temperaturprofile werden als Last auf ein strukturmechanisches Finite-
Elemente-Modell Gbertragen, um unter den gegebenen Auflagerungsbedingungen die in den Stack-
Elementen hervorgerufene raumliche Spannungsverteilung und Deformation zu berechnen. Damit
ermdglicht das Modell die Uberpriifung der Tragfahigkeit und der Gebrauchstauglichkeit der Struktu-
relemente, um einen zuverlassigen Stack-Betrieb zu gewahrleisten. Zur Durchfiihrung der Simulati-
onsberechnungen werden mehrere Module des Software-Pakets ANSYS eingesetzt.

Das Modell beschreibt einen zwei-Zeller-Stack und eignet sich zur Vorhersage des thermomechani-
schen Verhaltens der Struktur fir den Einsatz in Bordstrom-Anwendungen unter Berilicksichtigung
der geometrischen Details der einzelnen Stack-Komponenten sowie des realen physikalischen
Werkstoffverhaltens. Zur Beschreibung des nichtlinearen temperatur- und zeitabhangigen Material-
verhaltens wurden entsprechende mathematische Materialmodelle aufgestellt, deren Parameter mit
Hilfe experimenteller Daten bestimmt wurden. Die Modellvalidierung erfolgt durch den Vergleich der
Berechnungsergebnisse mit experimentell ermittelten Daten.

Mit Hilfe des aufgestellten Modells lassen sich detaillierte Simulationsberechnungen durchfiihren,
um die Auswirkungen von physikalischen Materialeigenschaften, Prozessrandbedingungen und
geometrischen Designparametern auf die verursachten thermischen Spannungen zu untersuchen.
Des Weiteren ermdglicht das Modell mit Hilfe von Optimierungsanalysen die Modifizierung der
Einflussparameter zwecks Verbesserung der Funktionalitdt des SOCF-Stacks und Reduzierung
der auftretenden thermischen Spannungen.






Numerical modeling of the thermomechanical fluid-structure interaction in a
SOFC Stack
by Ali Al-Masri

Abstract

Solid oxide fuel cells (SOFC) are suitable for on-board electricity generation as Auxiliary Power Unit
(APU) to support the electric power supply in heavy-duty vehicles. For these applications fuel cell stack
must be made of thin-walled components in order to satisfy the requirements of a lightweight structure.
This necessity is accompanied with material, process and design difficulties that must be solved in
order to achieve a successful application. Due to the high operating temperatures, the combination of
different materials in the SOFC is limited, as the Thermo-mechanical properties of the used materials
must match.

Thermal stresses may arise in a structure as a result of preventing its deformation. This can be caused
either by mechanical constraints, or material inhomogeneity, or non-uniform temperature distribution.
Also temperature-dependent material properties can induce additional spatial dependency of the
material parameters due to the existence of a temperature gradient.

The objective of this work is to develop a three-dimensional model for the numerical fluid dynamics
and thermo-mechanical analysis of a solid oxide fuel cell stack based on computer aided simulations.
The entire model consists of two discretized single models which are numerically coupled.

A coupled fluid-dynamic model is used to determine the three-dimensional temperature distribution in
the stack under real process conditions. The obtained temperature profiles are transmitted as a
thermal load to be applied on the structural finite element model to compute the three-dimensional
distribution of the stresses and deformations induced in the fuel cell stack components. Thus, the
model enables the investigation of sustainability and serviceability of the structural elements to ensure
a reliable operation of the stack. To carry out the simulation analysis several modules of the software
package ANSYS are utilized.

The model describes a two-cell stack and is suitable for predicting the thermomechanical behavior of
the stack structure used in applications like on-board electric power generation. In the analysis the
geometric details of fuel cell stack components as well as the real physical behavior of their materials
are taken into account. To describe the nonlinear temperature and time-dependent material behavior,
appropriate mathematical material models are set up. The Model parameters are determined using
experimental data. The model validation is performed by comparing the computational results with the
experimentally obtained data.

Using the developed simulation model, detailed computational analysis can be performed in order
to determine the effects of the physical material properties and to investigate the process boundary
conditions and the geometrical design parameters on the induced thermal stresses. Furthermore,
based on optimization analysis, the model allows the modification of the influencing parameters in
order to improve the function of the SOFC-Stack and reduce the thermal stresses.
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Kapitel 1. Einleitung

1 Einleitung

1.1 Oxidkeramische Brennstoffzelle (SOFC ,,Solid Oxide Fuel Cell*)

Die SOFC ist eine Vorrichtung, die chemische Energie in elektrische Energie umwandelt und
dabei Wéarme als Nebenprodukt erzeugt. Durch den direkten Prozess der Energieumwand-
lung werden Verluste vermieden, die bei herkdmmlichen thermischen und mechanischen
Umwandlungsprozessen bei der Stromerzeugung auftreten kdnnen, wie es beispielsweise in
Warmekraftmaschinen der Fall ist. Aus diesem Grund kénnen SOFCs in verschiedenen An-
wendungen sehr effizient und umweltvertraglich Strom und Wéarme zur Verfligung stellen.
Somit kann die SOFC als Generator sowie Batterie-Aufladegerat und méglicherweise als
Batterieersatz dienen. Die Einzelzelle besteht aus den Gblichen Komponenten, namlich einer
Anode, einem Elektrolyten und einer Kathode, wobei als Elektrolyt ein oxidionenleitendes
Feststoffmaterial verwendet wird. Dabei wird der Brennstoff auf der Anodenseite durch
Sauerstoffionen, die durch einen Elektrolyten aufgrund des chemischen Potenzials geleitet
werden, gemaf der Reaktion

H,+0* - H,0+2¢ (1.1)

oxidiert. Die frei gewordenen Elektronen flieBen durch einen externen Stromkreis und gelan-
gen zur Kathodenseite, wobei elektrische Arbeit verrichtet wird. Auf der Kathodenseite wer-
den die Sauerstoffmolekiile zu Oxidionen gemaf der Reaktionsgleichung

%Oz +2e” > 0™ (1.2)

reduziert. Der schematische Aufbau und das Arbeitsprinzip einer SOFC sind in Abbildung 1.1
dargestellt.
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Abbildung 1.1: Funktionsweise der SOFC



In der Regel wird Luft als Sauerstofflieferant verwendet. Da die Sauerstoffionen erst ab sehr
hohen Temperaturen im Elektrolyten beweglich sind, liegt die Betriebstemperatur zwischen
600°C und 1000°C. Der Elektrolyt ist gasdicht, um das Vermischen der Luft mit dem Brenn-
gas zu verhindern, was zur Abnahme der elektrischen Betriebsspannung fihren wirde. Da-
gegen sind die Elektroden aus porésem Material, um die Diffusion der Gase aus den Kanéa-
len zum Elektrode-Elektrolyt-Interface zu ermdglichen.

Verglichen mit anderen Brennstoffzellentypen hat die SOFC Vorteile durch die Variation des
geometrischen Designs sowie die Auswahl der verwendeten Materialien, weshalb sie sich fir
verschiedene Einsatzbereiche sehr gut eignet. Weitere Vorteile der SOFC sind der hohe
Wirkungsgrad, die Flexibilitdt der Brennstoffauswahl sowie der emissions- und
gerauscharme Betrieb [1-12]. Weiterhin besteht die Mdglichkeit, die bei hohen Betriebstem-
peraturen erzeugte Abwarme zu nutzen. Dieser Vorteil bewirkt eine Steigerung des Ge-
samtwirkungsgrads der Vorrichtung [1-5, 7-9, 13, 14]. Die Nachteile der SOFC sind haupt-
sachlich durch die hohen Betriebstemperaturen bedingt. Sie stellen zusatzliche Anforderun-
gen an die Werkstoffe der Stack-Komponenten sowie an die Anpassung ihrer physikalischen
Eigenschaften dar, um die Vertraglichkeit des thermomechanischen Materialverhaltens zu
sichern.

1.2 Bord-Stromversorgung

Steigende Aufmerksamkeit zieht die SOFC auf sich fir mobile Anwendungen, insbesondere
fir den Einsatz als Auxiliary Power Unit (APU) zwecks Bordstromversorgung beispielsweise
in LKWs und Nutzfahrzeugen. Im mobilen Bereich sind vor allem steigende Kilometerleistun-
gen und die Reduzierung des spezifischen Kraftstoffverbrauchs bei gleichzeitiger Senkung
der Emissionen Hauptthemen der Entwicklung. Speziell der hohe Stromverbrauch im Still-
stand in solchen Fahrzeugen macht Technologien fir die effiziente Bordstromerzeugung auf
Basis derzeit verfligbarer Treibstoffe wie Diesel und Ethanol zu einem entscheidenden Ge-
sichtspunkt im globalen Wettbewerb der Fahrzeughersteller. LKW-Bordstromversorgung auf
SOFC-Basis kann verglichen mit im Leerlauf betriebenen Antriebsmotoren und Diesel-APU
zu einer deutlichen Emissionsreduzierung beitragen.

Basis der Entwicklung einer Brennstoffzellen-APU fur den Fahrzeugeinsatz ist die SOFC-
Technologie. SOFC-APU-Systeme verfiigen iber die Mdglichkeit, mit dem Kraftstoff des
Verbrennungsmotors betrieben zu werden. Durch ihre Eignung fir den Betrieb mit verschie-
denen Brenngastypen sind keine komplexen und aufwendigen Reformierungsprozesse oder
die Lagerung von Wasserstoff an Bord notwendig. Damit ist der Markteintritt nicht von der
rechtzeitigen Verfligbarkeit einer flachendeckenden Infrastruktur eines neuen Kraftstoffes
abhangig, sondern von der erfolgreichen technischen Umsetzung der APU.

Neben der Treibstoffflexibilitdt sind Hauptvorteile der SOFC-APU ihr vom Antriebsmotor des
Fahrzeugs unabhangiger Betrieb und ihr hoher Wirkungsgrad. In dieser unterstitzenden
Funktion eignen sie sich flr unterschiedliche Einsatzbereiche in verschiedenen Transportmit-
teln wie LKWs, Nutz- und Baufahrzeugen, Flugzeugen, Ziigen und Schiffen. Zu den Anwen-
dungen gehoren:

o Klimatisierung
e Kihlgerate
e Unterhaltungsgerate
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o Kommunikationsequipment
e Beleuchtung

Da die APU unabhangig vom Hauptantrieb funktioniert, wird dieser weniger belastet und
kann folglich langere Lebensdauer erreichen. Ferner verfligen APU-Systeme (ber zusatzli-
che Vorteile wie den gerdusch- und vibrationsarmen Betrieb sowie die geringere CO,-
Emission infolge des niedrigeren Kraftstoffverbrauchs. Weiterhin ermdglicht die modulare
Bauweise die bedarfsorientierte Anpassung der Bordnetzspannung Uber die Anzahl der ein-
gesetzten Zellen.

1.3 Anforderungen der Bordstromversorgung

Die Verwendung der SOFC-APU ist mit Material-, Prozess- und Konstruktionsschwierigkei-
ten verbunden, deren Beseitigung eine Voraussetzung fiir einen erfolgreichen Einsatz ist.
Bedingt durch die hohen Betriebstemperaturen ist die Kombination verschiedener Materialien
in der SOFC eingeschrankt, da die thermomechanischen Eigenschaften der Werkstoffe an-
gepasst werden missen. Dies fiihrt zu Schwierigkeiten beim Fertigungsprozess, erhoht die
Herstellungskosten und begrenzt die Gebrauchssicherheit.

Wie bereits beschrieben, basiert die APU auf der SOFC-Technologie, die als vielverspre-
chend gilt. Trotz der oben genannten Vorteile, stél3t die Technik auf Probleme im Zusam-
menhang mit dem fluiddynamischen sowie dem thermomechanischen Verhalten des APU-
Stacks, die noch verbessert werden missen. Fur ein zuverldssiges und robustes APU-Stack-
Design ist eine hermetische Abdichtung erforderlich, die Gasleckagen sowie eine Vermi-
schung des Brenngases mit dem Oxidationsmittel innerhalb des Stacks verhindert und
schlieBlich die Bestandteile der Brennstoffzelle verbindet. Zurzeit sind zwei verbreitete Ab-
dichtungsarten im Gebrauch, die im Hinblick auf ihr Betriebsverhalten in starre und verform-
bare Abdichtungen aufgeteilt werden kénnen. Verformbare Abdichtungen benétigen den Ein-
satz einer auleren Presslast, wahrend starre Abdichtungen, die aus Glas und Glaskeramik
hergestellt werden kénnen, mit den Komponenten des Stacks starr verbunden sind. Weiter-
hin sind sie flexibel im Design, kostenglinstig und einfach zu fertigen. Die Schwierigkeit beim
Einsatz der glaskeramischen Komponenten liegt in ihrer Empfindlichkeit gegeniber Zug-
spannungen. Insbesondere unter den thermomechanischen Lasten infolge der hohen SOFC-
Betriebstemperaturen kann dies zum Verbundversagen fiihren.

Die Anforderungen an das APU-System leiten sich zunachst aus den Betriebsbedingungen
der SOFC her. Zuséatzliche Anforderungen ergeben sich aus dem mobilen Einsatzgebiet ei-
nes solchen Energieumwandlungssystems. Hierzu gehdren:

e Geringeres Gewicht

o Kompaktheit

e Eignung fiir schnelles Aufheizen
e Brenngasflexibilitat

e Mechanische Robustheit

Bei APU Anwendungen sind die Systemkomponenten und ihre Verbindungen hohen ther-
momechanischen zyklischen Belastungen ausgesetzt, da der Betrieb kurze Aufheizzeiten
und wiederholtes An- und Ausschalten erfordert.



Um diese Anforderungen zu erflllen, muss die Stack-Herstellung in Leichtbauweise realisiert
werden. Folglich ist es erforderlich, die Stack-Komponenten aus dinnwandigem Material
anzufertigen, was eine Herausforderung sowohl fiir das Design als auch fur die Betriebsbe-
dingungen darstellt. In Bezug auf die Tragfahigkeit kénnen infolge kleiner Wandstarken der
einzelnen Elemente hohe Spannungen auftreten, welche die Festigkeit der verwendeten
Materialien Ubersteigen und somit das Versagen der betroffenen Komponenten oder des
Verbundes verursachen. Weiterhin verringert sich die Steifigkeit der Struktur durch die klei-
nen Querschnittsflachen der diinnwandigen Elemente. Demzufolge erhalt die Struktur eine
hoéhere Flexibilitat, die zu groBen Deformationen fuhrt. Ein solches Verhalten beeintrachtigt
die Gebrauchstauglichkeit des Stacks aufgrund der Verformungsempfindlichkeit der Kontak-
tierung zwischen den Stack-Elementen. Damit verbunden ist ein weiteres Einsatzkriterium,
namlich die Kriechfestigkeit. Die zeitabhangigen Deformationen der Komponenten sind so
gering wie maoglich zu halten, um die Formstabilitat zu gewahrleisten. Wie in Abbildung 1.2
dargestellt, werden APU-Systeme fiir mobile Anwendungen in der Regel am LKW-Rahmen
oder an der Fahrerkabine montiert. Folglich sind sie starken mechanischen Schwingungen
ausgesetzt.

Basierend auf den oben genannten konstruktiven sowie werkstoff- und prozesstechnischen
Anforderungen werden im folgenden Abschnitt die Aufgabe und das Ziel der vorliegenden
Arbeit formuliert.

Abbildung 1.2: Delphi-SOFC-APU-System [15]

1.4 Aufgabenstellung und Zielsetzung

Um einen tiefgehenden Einblick in die thermomechanischen Prozesse wahrend eines SOFC-
Betriebszyklus erhalten zu kénnen, sind detaillierte numerische Untersuchungen notwendig.
Hierbei ist sowohl an die Analyse des gekoppelten fluiddynamischen als auch des struktur-
mechanischen Verhaltens unter thermischer Belastung zu denken. Die gekoppelten numeri-
schen Simulationen kénnen dabei wertvolle Erganzungen der experimentellen Untersuchun-
gen darstellen und einige moglicherweise ersetzen. Gerade bei hohen SOFC-Temperaturen,
unter denen Messungen sehr aufwendig beziehungsweise nur bedingt moglich sind, ist die
numerische Modellierung unentbehrlich. Sie ermdglicht einen tieferen Einblick in den Cha-
rakter thermomechanischer Prozesse -insbesondere unter Beriicksichtigung des nichtlinea-
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ren temperatur- und zeitabhangigen Verhaltens der verwendeten Werkstoffe als dies bei
experimentellen Untersuchungen aufgrund messtechnischer Schwierigkeiten erreichbar ist.

Hauptproblem beim Einsatz von SOFCs stellen Undichtigkeiten durch Rissbildung in Kom-
ponenten mit vergleichsweise niedriger Steifigkeit und Festigkeit dar, die infolge der hervor-
gerufenen inneren Spannungen in einigen Bereichen bedingt durch thermomechanische
Uberlastung auftritt. Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines 3D fluiddynamischen ther-
momechanischen Gesamtmodells zur Vorhersage des strukturmechanischen Verhaltens
eines SOFC-Stacks unter thermischer Belastung. Weiterhin dient das Modell der Untersu-
chung kritischer Stellen, wo Spannungsspitzen auftreten. Wesentliches Augenmerk soll hier-
bei auf hohen geometrischen und mathematischen Detailierungsgrad gelegt werden. Das
Modell beriicksichtigt einen kompletten zwei-Zeller-Stack, der alle in der Praxis eingesetzten
Komponenten aus unterschiedlichen Werkstoffen beinhaltet. Somit wird der Einsatz von ver-
einfachten Einzelkanalmodellen oder Modellen aus porésen Medien Uberfllssig. Die Beriick-
sichtigung der dinnwandigen glaskeramischen Komponenten ermdglicht insbesondere die
Analyse der Interaktion und 3D Visualisierung der unterschiedlichen Stack-Elemente. Auf der
Basis gekoppelter multiphysikalischer numerischer Berechnungen mit Hilfe der 3D fluiddy-
namischen Berechnung und der nichtlinearen 3D Finiten-Elemente-Methode (FEM) wird das
Strukturverhalten simuliert. Somit werden die multiphysikalischen Phanomene der Fluid-
Struktur-Interaktion (FSI) anhand von Temperaturfeldern eigenstandig ermittelt und zur struk-
turmechanischen Losung angewendet. Auch das Materialverhalten wird auf Basis experi-
mentell ermittelter Daten Uber den gesamten Betriebsbereich durch temperatur- und zeitab-
hangige nichtlineare mathematische Materialmodelle dargestellt. Dabei wird das Deformati-
onsverhalten der gesamten Struktur unter Berlicksichtigung der thermischen, elastisch-
plastischen und zeitabhangigen Verzerrungen vollstéandig nichtlinear beschrieben. Aufbau-
end darauf soll fir einen kompletten Zyklus bestehend aus Aufheiz-, Betriebs- und Abkihl-
phase die vollstandige Spannungsverteilung ermittelt werden. Untersucht wird im Detail der
Effekt von Prozess- und Materialparametern auf das thermomechanische Strukturverhalten.
Ergebnisse dieser Untersuchungen sind Anhaltspunkte, die zeigen, in welchem Bereich und
in welcher Phase die kritischsten Stellen vorliegen und die Aufstellung von Maflnahmen zu
deren Beseitigung.

Die vorliegende Arbeit ist in 8 Kapitel aufgeteilt. Im ersten Kapitel wird auf die Einsatzgebiete
und die entsprechenden Anforderungen der SOFC-Stacks fur APU-Anwendungen eingegan-
gen. Daraus werden die Aufgabenstellung und die Zielsetzung der Arbeit formuliert. Im zwei-
ten Kapitel wird der Lésungsweg vorgestellt, welcher auf der Modellierungs- und Simulati-
onstechnik basiert. Hierzu wird ein Uberblick (iber die in der Literatur eingesetzten Berech-
nungsmodelle gegeben. Das dritte Kapitel beschéaftigt sich mit der Aufstellung des fluiddy-
namischen Modells, welches flr die Ermittlung der thermischen Last bendtigt wird. Diese
wird auf das im darauffolgenden Kapitel entwickelte thermomechanische Modell Gbertragen.
Des Weiteren werden in diesem Kapitel die Materialmodelle aufgestellt, die das Deformati-
onsverhalten des betrachteten SOFC-Stacks beschreiben. Die Validierung beider Modelle,
die zusammen das Gesamtmodell bilden, erfolgt in den jeweiligen Kapiteln, in denen die Mo-
delle aufgestellt werden. Hierzu wird das Verhalten der Berechnungsmodelle unter verschie-
denen Lastbedingungen auf Plausibilitdt der ermittelten Ergebnisse Uberprift und anschlie-
Rend mit experimentellen Daten verglichen. Im Kapitel 5 wird mit Hilfe des Gesamtmodells
eine Parameterstudie durchgefihrt, um die Auswirkungen der Variation der Materialeigen-
schaften auf die im Stack hervorgerufenen Spannungen zu ermitteln. Im Kapitel 6 wird das
thermomechanische Stack-Verhalten wahrend eines Operationszyklus betrachtet, wobei die
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verursachten Temperaturprofile und Temperaturgradienten ermittelt und anschlielend die
auftretenden Spannungsfelder analysiert werden. Zwecks der Reduzierung der im Glas her-
vorgerufenen Spannungen werden im darauffolgenden Kapitel mit Hilfe der Optimierungs-
analyse die Auswirkungen der fluiddynamischen Randbedingungen und der Geometrie der
Glasfigung auf die Spannungen untersucht. Zum Schluss werden die erzielten Berech-
nungsergebnisse im Kapitel 8 zusammengefasst. Die Struktur der Arbeit ist in Abbildung 1.3
schematisch dargestellt.

-
1. Einleitung
Aufgabenstellung und Zielsetzung

-
2. SOFC-Modellierung
Stand der Technik

L Vorgehensweise

s
3. Fluiddynamische Analyse
Aufstellung des 3D fluiddynamischen Modells _——— -
Modellvalidierung

/

4. Thermomechanische Analyse
Aufstellung des 3D thermomechanischen Modells
Definition der Last- und Randbedingungen -
Materialmodelle

\_ Modellvalidierung

5. Thermomechanische Untersuchung und Parameterstudien ]<—

6. Thermomechanische Analyse des Prozesszyklus ]

[
[
[ 7. Optimierungsanalyse }
[

8. Zusammenfassung ]

Abbildung 1.3: Struktur der Arbeit



Kapitel 2. SOFC-Modellierung und Simulation

2 SOFC-Modellierung und -Simulation

Bei der Herstellung komplexer Bauteile werden in der Regel zahlreiche Vorversuche durch-
gefiihrt, die haufig mit hohen Entwicklungskosten verbunden sind. Durch den Einsatz compu-
tergestitzter Simulationstechnik lassen sich mehrere Vorteile gleichzeitig realisieren. Zum
einen kann eine gezielte Strukturauslegung mit definierter Dimensionierung erreicht und folg-
lich das Werkstoffpotential wesentlich besser ausgeschépft werden. Zum anderen kénnen
sowohl die Effektivitat der Entwicklung als auch die Bauteilqualitat gesteigert werden, wobei
Entwicklungszeiten und —kosten reduziert werden. Weiterhin kdnnen am Rechner neue Ver-
fahrenstechniken entwickelt oder Werkstoffe optimiert und getestet werden, ohne hohe Kos-
ten zu verursachen. Die eigentliche Starke der Prozesssimulation liegt in der Méglichkeit der
Parametervariation zur Beschleunigung des Entwicklungsprozesses.

In den letzten Jahren ist eine bedeutende Verbesserung im Design und in der Entwicklung
der SOFC erzielt worden. Jedoch ist die strukturelle Zuverlassigkeit der eingesetzten Kom-
ponenten aufgrund ihrer geometrischen Komplexitat durch die thermomechanische Bean-
spruchung eingeschrankt. Somit ist es wahrend der Lebensdauer des SOFC-Stacks und
seiner Komponenten von grundlegender Bedeutung, das thermomechanische Verhalten zu
untersuchen und zu verstehen. Diese Herausforderung bedarf eines erheblichen experimen-
tellen Aufwands, weshalb die Simulationsberechnung als alternative Technik angesehen
wird. Im vorliegenden Kapitel wird auf den Einsatz der Simulationstechnik zur Beschreibung
des thermomechanischen Stack-Verhaltens eingegangen. Nach einer Literaturstudie tber
die verwendeten SOFC-Modelle wird anschlieRend die numerische Modellierung mit Hilfe
diskretisierter Modelle vorgestellt. Danach werden Modellannahmen getroffen, um den Be-
rechnungsaufwand im Rahmen zu halten. Der folgende Beitrag zeigt den aktuellen Stand der
numerischen Modellierung zur Vorhersage des Verformungsverhaltens von SOFC-Stacks
infolge thermomechanischer Belastung.

21 Stand der Technik

Der Einsatz der Modellierungs- und Simulationstechnik im SOFC-Bereich ist weit verbreitet,
wobei aufgrund des multiphysikalischen Charakters der stattfindenden Prozesse unter-
schiedliche Ziele verfolgt werden, die durch die elektrochemischen, gekoppelten fluiddyna-
mischen oder strukturmechanischen Vorgénge beeinflusst werden. Darliber hinaus liefert die
Modellierung Auskunft Uber Feldgréen, die das Verhalten des SOFC-Stacks beschreiben
und deren Messung schwierig oder nicht mdglich ist. Aufgrund der verschiedenen Design-
moglichkeiten sowie durch den Einsatz verschiedener Werkstoffe und die Variation der
Randbedingungen steigt die Notwendigkeit zur Vorhersage des SOFC-Verhaltens mit mog-
lichst geringem Zeit- und Kostenaufwand [16-25]. Neben dem Stand der Technik in der
SOFC-Modellierung wird auch das zukinftige Potential der Simulationsmethoden gezeigt,
um das SOFC-Verhalten unter verschiedenen Prozessbedingungen zu untersuchen. Von
besonderem Nutzen ist die Multiscale-Vorgehensweise, bei der Mikromodelle mit Makromo-
dellen kombiniert werden, damit ein Ausgleich zwischen Berechnungsaufwand und Genauig-
keit erreicht wird. Die Simulationstechnik stellt ein bedeutendes Tool zur Ermittlung der Tem-
peraturverteilung im Stack dar, um die optimalen Prozessbedingungen zu ermitteln und so-
mit hohe Temperaturgradienten zu vermeiden [26-31]. Ferner dient die Modellierung als be-
gleitendes und erganzendes Hilfsmittel dazu, experimentelle Beobachtungen zu interpretie-
ren und zu verstehen und somit die Richtung fiir neue zukiinftige Forschungsgebiete festzu-
legen [32-39]. Durch die Modellierungstechnik kénnen komplexe Vorgange transparenter

7



gemacht werden, indem mit Hilfe hohen mathematischen Aufwandes Strukturen analysiert
werden, um die physikalischen Vorgange naturgetreu abzubilden. Fur die konstruktive Ge-
staltung und Optimierung in der Entwurfsphase ist der Einsatz der Simulationstechnik vor-
teilhaft, da in einem Modell die Anzahl der EinflussgréRen reduziert werden kann. Dadurch
werden lediglich die Parameter betrachtet, die einer konstruktiven Bearbeitung tatséchlich
zuganglich sind. Die mathematische Modellierung basierend auf der numerischen Fluiddy-
namik stellt eine umfassende und effektive Vorgehensweise zur Vorhersage des Designver-
haltens unter verschiedenen sowohl stationaren als auch transienten Randbedingungen dar.
Numerische fluiddynamische Modelle werden zunehmend zur Charakterisierung und Ent-
wicklung der SOFC eingesetzt. Sie ermdglichen die detaillierte Simulation der Wechselwir-
kungen zwischen den Strukturkomponenten und dem Fluid zwecks der Analyse des gekop-
pelten fluiddynamischen SOFC-Verhaltens, um die auftretenden Temperaturfelder zu ermit-
teln [40-46]. Eine der Hauptherausforderungen beim Einsatz der SOFCs stellt die Stack-
Abdichtung dar. Diese besteht darin, die hermetische und strukturelle Zuverlassigkeit zu ge-
wahrleisten. Die Abdichtung muss sowohl mit unterschiedlichen Oxiden als auch mit den
metallischen Komponenten der Zelle chemisch und mechanisch kompatibel sowie elektrisch
isolierend sein. Auflerdem muss das Abdichtungsmaterial den thermischen Lastzyklen wah-
rend des Betriebs standhalten. Diese Voraussetzungen missen erfillt werden, da das Mate-
rial infolge zyklischer thermomechanischer Belastung Ermiidung erfahren kann [47]. Ein aus-
fihrlicher Uberblick tiber die Anforderungen an die Abdichtungselemente sowie gegenwérti-
ge Technologien der entsprechenden Werkstoffe fiir den Einsatz in der SOFC ist in [48, 49]
gegeben.

Die Bemiihungen, die thermomechanische Stabilitdt der SOFC-Komponenten zu erhdhen,
erstrecken sich iber Forschungsfelder, in denen die numerische Modellierung eine besonde-
re Rolle spielt. Unter den verschiedenen Berechnungsmodellen, die in der Literatur einge-
fuhrt werden, gewinnt die Untersuchung des fluiddynamischen Stack-Verhaltens zunehmend
an Bedeutung [50-53]. Im Unterschied dazu wird weniger Aufmerksamkeit auf das thermo-
mechanische Verhalten des SOFC-Stacks gerichtet. Um die Konkurrenzfahigkeit, Zuverlas-
sigkeit und die dauerhafte Stabilitdt der Komponenten zu sichern, sind ein besseres Ver-
sténdnis und eine geeignete Handhabung der einzelnen Stack-Elemente erforderlich.

In [54] wird eine dreidimensionale Berechnungsanalyse mit Hilfe eines einzelnen Einheits-
modells mit zweipoligen Kanalen vorgestellt. Das Einheitsmodell wird aus der Mitte eines
vollstandigen SOFC-Stacks gewahlt, wobei die Randbedingungen zu den benachbarten Ein-
heiten als adiabat angenommen werden. Das entsprechende Temperaturprofil wird sowohl
fur Gleich- als auch Gegenstromfiihrung ermittelt. Dabei wird die fluiddynamische Berech-
nung mit Hilfe der kommerziellen Software STAR CD® durchgefiihrt und anschlieRend das
Temperaturfeld zwecks strukturmechanischer Analyse auf ein FE-Netz appliziert. Fir die
thermomechanische Untersuchung wird das Programm ABAQUS® eingesetzt. In der Be-
rechnung werden weder mechanische Randbedingungen entlang der Kanale noch aufiere
Lasten bericksichtigt. Folglich werden lediglich die thermisch verursachten Dehnungen be-
rechnet. Dabei werden die Spannungen im Elektrolyten und Interkonnektor ermittelt. Den
Berechnungen entsprechend ftritt ein steiler Abfall der Brenngastemperatur im Eingangsbe-
reich auf, wodurch hohe Spannungen im Elektrolyten verursacht werden. Die in der Analyse
verwendeten konstitutiven Gesetze und Materialeigenschaften werden nicht erwahnt.

Zwei weitere Studien werden in [55, 56] prasentiert, die sich mit den thermischen Spannun-
gen in der Zelle beschaftigen. Die erste Publikation stellt eine numerische Analyse vor, um
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Kapitel 2. SOFC-Modellierung und Simulation

die Eigenspannungen innerhalb des Elektrolyten vorherzusagen. Bei der Berechnung der
Temperaturverteilung werden konstante thermische Randbedingungen zwischen den be-
nachbarten Bauteilen angenommen. Weiterhin werden experimentelle Messungen durchge-
fuhrt, um die Berechnungsergebnisse zu Uberprifen. Die zweite Studie beschaftigt sich mit
der Verformung der Zelle infolge der Eigenspannungen sowie mit den Fertigungstechniken
des Elektrolyten.

Eine gekoppelte thermomechanische Analyse der Zelle wird in [57] vorgestellt. In der Arbeit
werden die thermischen Spannungen infolge der Temperaturgradienten sowie die Auswir-
kungen der unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffizienten der Zellkomponenten unter-
sucht. Fir die Bestimmung der Stromdichte, Transport der chemischen Spezies und der
Stromungseigenschaften in den Luftkanalen wird ein FORTRAN-Code eingesetzt. Die erhal-
tene Temperaturverteilung wird fir die mechanische Analyse mit Hilfe der Software FEM-
LAB® verwendet. Die mechanische Strukturanalyse wird lediglich fiir die Zellkomponenten
durchgefiihrt, wobei die Interkonnektorplatten vernachlassigt werden. Weiterhin werden kei-
ne mechanischen Randbedingungen bericksichtigt. Fir das Materialverhalten wird ein elas-
tisches Modell angenommen, dessen Parameter der Literatur entnommen sind. Die Span-
nungen werden fir den stationaren und transienten Prozess ermittelt.

Bei einer numerischen Analyse wird in [58] der Einfluss der Temperaturverteilung auf das
Spannungsfeld in den Komponenten einer Zelle in einem rohrformigen SOFC-Design ge-
zeigt. Im Vordergrund der Untersuchung steht die Auswirkung der Radialkomponente des
Temperaturgradienten. Eine vereinfachte Weibull-Analyse wird durchgefiihrt, um die Wahr-
scheinlichkeit des mechanischen Versagens der Zellkomponenten sowohl im stationaren als
auch im transienten Prozess zu berechnen. Anhand der Sensitivitdtsanalyse wird der Ein-
fluss des Warmeausdehnungskoeffizienten auf die hervorgerufenen Spannungen ermittelt.
Die Berechnungen werden mit Hilfe der Software PROMS® und FEMLAB® durchgefiihrt. Die
Ergebnisse zeigen, dass hohe Spannungen (berall innerhalb der Anode und in der Umge-
bung der Kanten des Elektrolyten auftreten. Dies wird auf den Unterschied im Warmeaus-
dehnungskoeffizienten zuriickgefiihrt. Weiterhin werden kritische Werte flr die Beurteilung
der Wahrscheinlichkeit des Bauteilversagens bestimmt.

Ein Abdichtungskonzept fir planare SOFCs wird in [59] gezeigt. Mit Hilfe der FE-
Berechnungen wird das strukturmechanische Verhalten einer nachgiebigen Verbundabdich-
tung analysiert. Die Spannungen in den einzelnen Komponenten werden berechnet und mit
Werten der Bruch- und Flielspannungen aus Versuchsergebnissen verglichen. Fir die Si-
mulationsberechnung werden Tools der kommerziellen Software ANSYS® eingesetzt, wobei
aufgrund der Symmetrie lediglich ein Viertel des Bauteils betrachtet wird. Es werden die
Spannungen ermittelt, die infolge zyklischer thermischer Belastung zwischen hohen Tempe-
raturen und Raumtemperatur auftreten. Angaben zu den eingesetzten Materialmodellen und
deren Parametern sowie zu den Versagenskriterien und den mechanischen Randbedingun-
gen werden nicht gemacht.

Die Berechnung der thermischen Spannungen in 3D fur einen mehrzeller-SOFC-Stack wird
in [60] durchgefiihrt. Die Verteilung der thermischen Spannungen im planaren Stack wird fur
verschiedene Prozessphasen einschliellich Betrieb und Abschaltung analysiert. Der Einfluss
der unteren Strukturauflagerung, des Warmeausdehnungskoeffizienten, der Temperaturprofi-
le und des viskosen Verhaltens der betrachteten glaskeramischen Abdichtung werden unter-
sucht. Der kommerzielle FEA-Code ABAQUS® wird fiir die Simulation verwendet, wobei die
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Symmetrie der Struktur ausgenutzt wird, um den Berechnungsaufwand zu reduzieren. Mit
dem Ziel eine realistische Temperaturverteilung zu berechnen, wird das thermo-elektro-
chemische Verhalten des Stacks wahrend der Startphase und der stationaren Betriebsphase
berlcksichtigt. Bei dieser Untersuchung wird die Gegenstromfiihrung betrachtet. Die ermittel-
ten Ergebnisse werden dann in das FEM-Programm eingelesen, um die strukturmechani-
sche Analyse durchzufiihren. Unterschiedliche mechanische Auflagerungsbedingungen wer-
den getestet, damit eine Starrkérperbewegung des Stacks verhindert wird. Es wird ange-
nommen, dass die Steifigkeit der eingesetzten glaskeramischen Komponente infolge des
viskosen Verhaltens auf ein Drittel ihres Wertes sinkt. Fir die bruchmechanische Analyse
wird die Festigkeitsgrenze nach der Normalspannungshypothese angenommen, wobei als
Materialkennwert die Bruchfestigkeit der glaskeramischen Komponente festgelegt wird. Da-
gegen wird die FlieBspannung der Stahlkomponente als Grenzwert fir das Versagen des
Interkonnektors und des Rahmens nach der Schubspannungshypothese gesetzt. Die Be-
rechnungen zeigen, dass die glaskeramische Komponente das am meisten bruchgefahrdete
Teil des untersuchten Stacks darstellt. In der Studie wird die Kommerzialisierung des Stacks
als nicht realistisch eingeschatzt. Die Analyse stellt ein erstes Beispiel dar, in dem Glaske-
ramik bei der Berechnung berlcksichtigt wird. Die Ergebnisse zeigen, dass die maximalen
Spannungen um den Rand der Glasfiigung und der Zelle auftreten.

In [61] wird eine weitere Studie vorgestellt, in der die Abdichtung nachgiebig ist. Unter ther-
mischer Belastung wird das mechanische Verhalten der Zelle, der Abdichtung und der Rah-
menteile auf der Basis von 3D FE-Modellen mit Hilfe des Software-Pakets ANSYS® analy-
siert. Das Gesamtbauteil wird gleichmaRig aufgeheizt und abgekihlt, wobei aufgrund der
Symmetrie ein Viertel des Modells betrachtet wird. Weiterhin werden bei der Berechnung
unter isothermen Randbedingungen fiir die Zelle die Materialeigenschaften der Anode ein-
gesetzt. Fir die Interkonnektorplatte wird ein bilineares elastisch-plastisches Materialgesetz
aus der Literatur verwendet. Dagegen wird fir das Abdichtungsmaterial ein elastisches Ver-
halten angenommen. Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass wahrend des Abkuhlens
lokales Beulen in der Zelle auftritt. Weiterhin ergeben die Berechnungen, dass die Spannun-
gen im ersten thermischen Betriebszyklus hdher sind als in einem weiteren.

In [62] werden drei unterschiedliche Designs von Verbundabdichtungen untersucht, die als
nachgiebig gelten. Zur strukturmechanischen Analyse der Gesamtstruktur wird ein FE-Modell
aufgestellt, das die Anode, den Rahmen und die Abdichtung beinhaltet. Fir die Berechnung
der Betriebs- und Abkiihlphasen wird eine gleichmaRige thermische Last appliziert, wobei die
gleichen Randbedingungen wie in der vorigen Studie sowie ein langsam aufheizender Ofen
simuliert werden. Fir die metallischen Komponenten wird ein bilinear kinematisch verfesti-
gendes Materialmodell zugrunde gelegt. Dagegen wird fiir die Zelle ein elastisches Material-
verhalten angenommen. Die Ergebnisse zeigen héhere Spannungen als erwartet, insbeson-
dere bei der Verwendung von glaskeramischer Abdichtung.

Die Verteilung der thermischen Spannungen in einem dreizeller-SOFC-Stack wird in [63]
untersucht. Interkonnektorplatten, Zelle, Rahmen, Nickelgitter und Glasabdichtung werden in
einem 3D FE-Modell fiir die Analyse mit Hilfe des Programmes ABAQUS® beriicksichtigt. Zur
Ermittlung des Temperaturfeldes wird ein Gegenstrom-Modell eingesetzt. Die Tragféhigkeit
der Struktur wird untersucht, wobei fir die metallischen Komponenten das Tresca Kriterium
und firr die weiteren Bestandteile die Normalspannungshypothese als Versagenskriterium
festgelegt werden. Weiterhin wird erlautert, dass die Spannungen in Zelle, Rahmen, Inter-
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Kapitel 2. SOFC-Modellierung und Simulation

konnektorplatten und Nickelgitter hauptsachlich durch Material- sowie Temperaturgradienten
entstehen.

Eine umfassende Studie, die sich mit der Untersuchung der thermischen Spannungen in
SOFCs mit nachgiebigen Verbundabdichtungen beschéftigt, wird in [64] prasentiert. Eine
Einheitszelle bestehend aus Einzelluft- und Einzelgaskanalen, Zelle sowie Interkonnektor-
platten wird analysiert und das resultierende Temperaturfeld ermittelt. Unter der Annahme,
dass der Temperaturgradient Gber den Interkonnektorplatten keine Komponente quer zur
Stromungsrichtung besitzt, wird das Temperaturfeld auf die restlichen Kanale der Platte er-
weitert. FUr diese Untersuchung wird ein Gleichstrom-Design gewahlt, wobei aus Symmet-
riegrinden die Halfte der Struktur betrachtet wird. Fur die strukturmechanische Analyse wer-
den 20 Einheitszellen bericksichtigt. Die Zelle, die aus einer Schicht mit den Eigenschaften
der Anode besteht, verhalt sich elastisch. Dagegen haben die metallischen Komponenten ein
bilineares elastisch-plastisches Verhalten. Fiir die FEA wird die Software ANSYS® einge-
setzt. Fiur die Validierung der Ergebnisse der thermischen Analyse werden Strom-
Spannungs-Kurven verwendet. Es wird herausgefunden, dass das ungleichmaRige Tempe-
raturfeld einen grofen Einfluss auf die Spannungsverteilung hat. Die Auswirkungen des
Temperaturgradienten auf die thermischen Spannungen in der nachgiebigen Abdichtung und
in der glaskeramischen Abdichtung sind vergleichbar.

In [65] wird der Einfluss der schlagartigen Veranderung des Temperaturprofils auf die ther-
mischen Spannungen in rohrférmigen SOFCs untersucht. Hierzu wird ein 2D FE-Modell mit
Hilfe der Software COMSOL® analysiert. Dabei wird die freie thermische Ausdehnung nicht
behindert und raumlich konstante Materialeigenschaften fiir bestimmte Temperaturniveaus
verwendet. Der Einfluss der Temperatur und des thermischen Gradienten sowie der internen
Reformierung (direkt und indirekt) werden analysiert. Die Ergebnisse zeigen einen starken
Zusammenhang zwischen der Reformierungsmethode und der Spannungsverteilung. Wei-
terhin wird als Schlussfolgerung erwahnt, dass der Temperaturgradient in rohrformigen
SOFCs eine geringere Auswirkung auf die thermischen Spannungen hat.

In [66, 67] wird das Kriechverhalten von glaskeramischen Abdichtungen und Interkonnektor-
platten von ein- und dreizeller-SOFC-Stacks in einem Modell mit Gegenstromfiihrung unter-
sucht. Aus den Ergebnissen geht hervor, dass langfristig Kriecheffekte der Glas- und Inter-
konnektorteile die Kanalabmessungen verandern. Fir die FEA werden MSC Marc Mentat®
Tools eingesetzt.

Eine Studie uber das thermo-fluid-mechanische Verhalten in einer SOFC-Einzelzelle wird in
[68] vorgestellt. Ein 3D-Modell mit einem zwischen zwei Aluminiumoxid-Gasverteilern inte-
grierten Elektrolyten wird analysiert. Fiir die Simulation werden die CFD-Tools STAR-CD®
und die FE-Software MSC Marc Mentat® verwendet. Die Ergebnisse zeigen, dass die thermi-
schen Spannungen innerhalb der Zelle als Folge der Temperatur- sowie Materialgradienten
durch unterschiedliche Warmeausdehnungskoeffizienten auftreten. Ein ahnliches Ergebnis
wird auch in [63] erwahnt.

Weiterhin erfolgt in [69] eine thermofluiddynamische, thermomechanische Analyse mit Hilfe
der Software COMSOL® fir mikro-tubulare SOFC. Dabei werden thermische Spannungen
betrachtet, die durch Zellenfertigung, duRere Behinderung der Verformung aufgrund der Auf-
lagerung und Betriebszustande hervorgerufen werden. Ein rotationssymmetrisches 2D Mo-
dell wird prasentiert, in dem Aluminiumoxidrohre sowie Anode, Kathode und Elektrolyt inte-
griert sind. Das ermittelte Temperaturfeld wird zur Vorhersage des thermomechanischen
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Strukturverhaltens unter Beriicksichtigung der Keramikabdichtung appliziert, wobei ein elas-
tisches Materialverhalten angenommen wird. Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass auf-
grund der Wechselwirkung zwischen Zelle und der tragenden Struktur sowohl Druck- als
auch Zugspannungen in einer Schicht auftreten kdnnen.

Das Patent [70] enthalt die Beschreibung geometrischer Designparameter der SOFC-
Komponenten, die das thermomechanische Strukturverhalten beeinflussen. Die Beziehun-
gen zwischen den Parametern zeigen die Notwendigkeit des robusten und zuverlassigen
geometrischen Designs. Des Weiteren wird in [71] eine Studie Uber die thermischen Span-
nungen und Rissentstehung in einem Modell eines dreizeller-SOFC-Stacks prasentiert. Das
Modell besteht aus Anode, Elektrolyt und einer dinnen Zwischenschicht. Dabei werden
Schubspannungen und Delamination mit Hilfe des Gesetzes von Paris untersucht. Im analy-
sierten Modell werden die metallischen Komponenten und die Abdichtungen vernachlassigt.
Ziel der Untersuchung ist die Ermittlung der Lebensdauer der Zelle unter verschiedenen
thermischen Lastzyklen.

Eine systematische Vorgehensweise wird in [72] dargestellt, die eine Kombination aus expe-
rimentellen Messungen gekoppelt mit numerischen Analysen beinhaltet. Die Ergebnisse zei-
gen, dass kleine Temperaturgradienten zu Spannungsspitzen innerhalb des Stacks und im
Wesentlichen im Manifold-Bereich flhren. Weiterhin wird festgestellt, dass das Stack-
Verhalten im Ofen nicht dem Verhalten im realen Betrieb entspricht.

In [73] wird eine gekoppelte 3D CFD/FEM Analyse eines SOFC-Stacks prasentiert. Die Er-
gebnisse zeigen eine ausfilhrliche Ubersicht lber die in der Literatur verbreiteten Berech-
nungsmodelle und die Grenzen verschiedener Modellannahmen, wie beispielsweise reali-
tatsnahe Kanalmodelle gegentber Approximationsmodellen, in denen die Kanalbereiche
durch entsprechende pordse Medien ersetzt werden. Ein solches fluiddynamisches 3D Mo-
dell wird in [74] vorgestellt, mit dessen Hilfe die transiente Aufheizphase eines SOFC-Stacks
simuliert wird.

Meistens werden ferritische Stahle mit hohem Cr-Anteil fir die metallischen SOFC-
Komponenten des Rahmens und der Interkonnektorplatten verwendet. Der Werkstoff verfiigt
Uber die bendtigte Resistenz gegen Kriechen [75]. Aus der Modellierungsansicht ist es von
grundlegender Bedeutung, die Grenzen der geometrischen Modellvereinfachungen zu unter-
suchen und zu verstehen, da diese einen erheblichen Einfluss auf die Berechnungsergeb-
nisse haben. Somit kdénnten unzuldssig vereinfachte Thermofluid-Modelle zu ungenauen
Spannungsanalysen flihren. Genauere Berechnungsergebnisse kénnen durch den Einsatz
erweiterter Simulationstechniken mit feiner und optimierter Vernetzung sowie héherer nume-
rischer Auflésung verwendet werden [76-78]. Eine Zusammenstellung der in der Literatur
existierenden Modelle wird in [79] gegeben, wobei die thermomechanische Analyse im Vor-
dergrund steht.

Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass die in der Literatur eingesetzten Modelle
erhebliche Vereinfachungen beinhalten, die fur fluiddynamische Analysen oder thermome-
chanischen Untersuchungen nur eingeschrankt verwendbar sind. Multiphysikalische Berech-
nungsmodelle, die realitatsnah sind und sowohl die Geometrie als auch das Materialverhal-
ten und die wirkenden Randbedingungen bertcksichtigen existieren noch nicht. Daher wird
in der vorliegenden Arbeit ein 3D gekoppeltes fluiddynamisches sowie ein 3D thermomecha-
nisches Modell entwickelt. Die Modelle beriicksichtigen die multiphysikalischen Randbedin-
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Kapitel 2. SOFC-Modellierung und Simulation

gungen und das reale Materialverhalten durch die Implementierung geeigneter Materialmo-
delle, die auf experimentell ermittelten Daten basieren.

2.2  Numerische Modellierungstechnik

Die mathematische Modellierung eines physikalischen Systems ist ein iterativer Prozess, mit
dessen Hilfe durch Vereinfachung ein zum physikalischen System &aquivalentes System auf-
gestellt wird. Dabei wird das Verhalten des physikalischen Systems mit Hilfe einer grofen
Anzahl von Parametern beschrieben. Durch das aquivalente System verringert sich die An-
zahl der benétigten physikalischen Parameter auf einige Zustandsvariablen. Mit Hilfe der
physikalischen Gesetze lasst sich aus dem aquivalenten System ein kontinuierliches Modell
bilden, dessen Verhalten mit Hilfe partieller Differentialgleichungen beschrieben wird. Durch
die Diskretisierung des kontinuierlichen Modells entsteht ein weiter vereinfachtes Modell mit
endlicher Anzahl von Freiheitsgraden an den Knotenpunkten. Mit Hilfe des diskretisierten
Modells lassen sich Naherungslésungen zum urspringlichen System ermitteln. Die Vorge-
hensweise ist in Abbildung 2.1 schematisch dargestellit.

‘ Physikalisches System ‘

‘ Aquivalentes System ‘

R { Physikalische Gesetze |

Kontinuierliches Modell
« System partieller Differentialgleichungen
* Unendliche Anzahl der Freiheitsgrade
« Exakte L6sung

é(----j Numerische Lésungsverfahren

Diskretisiertes Modell
« System algebraischer Gleichungen
« endliche Anzahl der Freiheitsgrade
» Approximationslésung

Ergebnis-
Test

Abbildung 2.1: Prozess der mathematischen Modellierung

Die Merkmale des kontinuierlichen und des diskretisierten Modells sind in Abbildung 2.2
zusammengefasst und verglichen. Die Hauptunterschiede zwischen den beiden Modellen
liegen in den angenommenen geometrischen und mathematischen Vereinfachungen. Diese
fuhren zu einer Naherungslésung, die von der exakten Losung abweicht.
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Kontinuierliches Ersatzmodell

Diskretisiertes Modell

Exakte Losung

Abbildung 2.2: Diskretisierungsprozess

‘ Approximationslésung |

Unendliche Anzahl der Parameter i (@)) i endliche Anzahl der Parameter 3
(an jedem Punkt des Kontinuums) E c E (an den Knoten des Rechennetzes) | !
y 2 ! 1

Stetige Bedingungen i (] i reduzierte Bedingungen !

des Gleichgewichts und ! (7) ! des Gleichgewichts und !

der Kompatibilitat : = : der Kompatibilitat i

J | o i l :

‘ Differentialgleichungssystem ‘ i ' i ‘ algebraisches Gleichungssystem ‘ :

! K2 : J !

‘ Analytische Losungsmethoden ‘ : D : ‘ numerische Losungsmethoden ‘ i

Daher ist es erforderlich die Vereinfachungen im Rahmen zu halten, damit die Abweichung
im zuldssigen Toleranzbereich bleibt. Die Vorgehensweise bei einer numerischen Lésung
beinhaltet die folgenden Schritte:

Preprocessing

Definition der Geometrie des betrachteten Berechnungsbereichs, in dem eine L&-
sung ermittelt werden soll

Erzeugung eines Rechennetzes durch Unterteilung des Berechnungsbereichs in
endlich groRe Elemente

Festlegung der physikalischen Vorgénge im Modell
Definition des Materialverhaltens

Aufstellung geeigneter Randbedingungen fir Elemente im Randbereich

Lésung

Darstellung der unbekannten Feldvariablen durch geeignete Approximations-
funktionen

Aufstellung der diskretisierten physikalischen Gleichungen durch Einsetzen der Ap-
proximationsfunktionen in die physikalischen Gleichungen

L&sung des algebraischen Gleichungssystems

Postprocessing:

14

Analyse und Interpretation der Ergebnisse

Modellvalidierung



Kapitel 2. SOFC-Modellierung und Simulation

2.3 Modellannahmen

Bei der Losung der thermomechanischen Aufgabe auf der Basis eines idealisierten Ersatz-
systems oder Modells, sind bestimmte Vereinfachungen erforderlich, um einen Kompromiss
zwischen der angestrebten Genauigkeit der Lésung und dem dafiir benétigten Berech-
nungsaufwand zu finden. Die Zulassigkeit vereinfachender Modellannahmen wird hauptsach-
lich anhand der Validierung des Modells Gberprift. Darauf wird in den Kapiteln 3 und 4 ein-
gegangen, wo die aufgestellten Modelle fiir fluiddynamische und thermomechanische Analy-
sen eingesetzt werden und ihr Verhalten mit experimentellen Daten oder bereits validierten
Modellen verglichen wird. Wie bereits erwahnt, werden die geometrischen Details der Struk-
tur beriicksichtigt, da sie die Steifigkeit des Modells und folglich sein strukturmechanisches
Verhalten beeintrachtigen. Andere Annahmen beziehen sich auf die stattfindenden physikali-
schen Prozesse sowie deren Randbedingungen und basieren auf Angaben, die in der Litera-
tur verbreitet sind.

2.3.1 Fluiddynamik und Thermomechanik

In der vorliegenden Arbeit wird die thermomechanische Aufgabe als quasi-statisch betrach-
tet, da die Tragheitseffekte infolge der zeitabhangigen Temperaturfelder vernachlassigbar
sind. Dementsprechend werden zu verschiedenen Zeitpunkten die Spannungen ermittelt,
die infolge thermischer Last hervorgerufen werden und durch das herrschende Temperatur-
feld zum betrachteten Zeitpunkt definiert sind. Zu diesem Zweck werden die Temperaturpro-
file zundchst aus der numerischen fluiddynamischen Analyse zu den entsprechenden Zeit-
punkten ermittelt und anschlieBend als thermische Last auf das FE-Modell der Stack-
Struktur appliziert.

Aufgrund des Warmeaustauschs zwischen den stromenden heien Fluiden und dem Fest-
korper missen die Gleichungen der Stromungsmechanik mit der Energiegleichung gekop-
pelt werden. Folglich ist die fluiddynamische Analyse als gekoppelt zu betrachten. Im Ge-
gensatz dazu werden die strukturmechanische Analyse und die WarmeUlbertragungsanalyse
entkoppelt, da die vorliegenden Aufheizgeschwindigkeiten nicht zu einem Warmeschock
fiihren, wie im Folgenden beschrieben.

Lokale Temperaturanderungen relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur verursa-
chen lokale thermische Dehnungen, die im elastischen Kérper lokale Spannungsvariationen
hervorrufen. Diese breiten sich innerhalb des Korpers in Form elastischer Wellen aus. Folg-
lich kann die Zeit ¢, der Wellenausbreitung als charakteristische Zeit angesehen werden,

die in der Form

t ot (2.1)

" JElp

abgeschatzt werden kann. In dieser Beziehung bezeichnen E, p und [ jeweils das Elastizi-
téatsmodul, die Dichte und eine charakteristische Lange des betrachteten Festkorpers. Eine
entsprechende Abschatzung der Zeit ¢,, die fir den Transport der Warme im Festkorper
bendétigt wird, ergibt sich aus dem Fourier Gesetz der Warmeleitung geman

Lprerl’ 2.2
LB 22)
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wobei ¢ und 1 jeweils spezifische Warmekapazitat und die Warmeleitfahigkeit des Festkor-
pers darstellen. Es ist deutlich zu erkennen, dass im Allgemeinen

2
\/EZ/ << p*i*l 2.3)
P
gilt und somit
t, <<t, (2.4)

ist. Anhand der vorigen Betrachtung lasst sich feststellen, dass sich die Variation der Span-
nungen und Dehnungen, die durch lokale Temperaturen verursacht werden, schneller aus-
breiten als die Variation der Temperatur infolge der Warmeleitung. Aus diesem Grund wer-
den die beiden physikalischen Prozesse entkoppelt und getrennt voneinander betrachtet.
Dementsprechend wird die thermomechanische Analyse in zwei Schritten durchgefiihrt [80,
81, 82]:

e Ermittlung der Temperaturverteilung im Kérper mit Hilfe der fluiddynamischen Analy-
se

e Durchfuihrung der thermomechanischen Analyse mit der ermittelten Temperatur als
Last.

Den vorigen Erlauterungen entsprechend sind zur Lésung der vorliegenden Aufgabe zwei
Berechnungsmodelle erforderlich:

o Ein gekoppeltes fluiddynamisches Modell zur Ermittlung der Temperaturverteilung

e Ein strukturmechanisches Modell zur Berechnung der durch die thermische Last ver-
ursachten Spannungen

Wéhrend das fluiddynamische Modell auf der Finiten Volumen Methode (FVM) basiert, wird
zwecks der thermomechanischen Analyse die Finiten Elemente Methode (FEM) eingesetzt
[83]. Des Weiteren unterscheiden sich beide Modelle dadurch, dass das fluiddynamische
Modell aufgrund hdherer Gradienten der Feldgréfien feiner diskretisiert sein muss. Die Vor-
gehensweise ist in Abbildung 2.3 schematisch dargestellt.

Des Weiteren wird zur Ermittlung der numerischen Losungen das Software-Packet ANSYS
eingesetzt. Fur die Behandlung der jeweiligen Aufgabe stehen Module der numerischen
Fluiddynamik CFX und der numerischen Strukturmechanik ANSYS-APDL zur Verfigung.
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‘Reales Bauteil / Konzept ‘

‘Mathematisches Modell ‘

CFD-Modell FE-Modell
Fluid und Festkorper Festkorper

!

thermomechanische FE-Analyse

gekoppelte CFD-Analyse ® Materialmodelle der Komponenten
® Thermische Materialeigenschaften ® Thermo-mechanische Belastung
® Transporteigenschaften » Verformungsfeld
® Rand- und betriebsbedingungen Fluid-Struktur » Spannungsfeld
. —> Interaktion ——> .
= Massenstrome (FSI) > kritische Stellen
= Stationar / Transient » Optimierungsanalyse
» Stromungsfeld = Material
» Temperaturfeld = Prozess
= Design

Abbildung 2.3: Ablauf der Simulationsberechnung

2.3.2 Elektrochemie

Eine weitere Modellannahme beziglich der stattfindenden elektrochemischen Vorgange
wahrend der Betriebsphase muss noch getroffen werden, da diese Prozesse die Tempera-
turverteilung im Stack beeinflussen. In der Literatur wird Uber die Ermittlung des Tempera-
turprofils in SOFCs berichtet, wobei abhangig von der Geometrie und der Konfiguration so-
wie der betrachteten Berechnungsdimension verschiedene Methoden eingesetzt werden [84,
85]. Die in der Einzelzelle produzierte Abwéarme kann durch Warmequellen ersetzt werden,
die ortsabhangig mit Hilfe von einfachen 1D elektrochemischen Modellen ermittelt werden
[86-89]. Diese Vereinfachung stellt eine erhebliche Reduzierung des Berechnungsaufwands
dar [90-93]. In der vorliegenden Arbeit wird die durch elektrochemische Vorgange erzeugte
Warme durch die Implementierung von Warmequellen im Modell simuliert. Diese Vereinfa-
chung zeigt sich als sinnvoll, da die Temperaturverteilung im SOFC-Stack wahrend der Be-
triebsphase homogener als in den anderen Prozessphasen ist. Des Weiteren ist die Diffe-
renz zwischen den lokalen Stack-Temperaturen und der spannungsfreien Referenztempera-
tur geringer. Dies fuhrt dazu, dass die thermischen Spannungen wéahrend der Betriebsphase
viel niedriger als in den anderen Prozessphasen sind. Daher ist die getroffene Vereinfachung
bezlglich der elektrochemischen Prozesse vertretbar.

2.3.3 Warmestrahlung

Die Warmestrahlung bewirkt im Allgemeinen eine VergleichmaRigung des Temperaturfel-
des. Dennoch ist ihre Berticksichtigung in der Simulationsberechnung mit groRem Aufwand
verbunden. In der Literatur existieren mehrere Studien, in denen die Warmestrahlung ver-
nachlassigt wird [92, 93]. Der Einfluss der Warmestrahlung in der Zelle wird in [94] mit Hilfe
von zwei Modelltypen untersucht. Wahrend im ersten Modell die Warmestrahlung nicht be-
rucksichtigt wird, beinhaltet das zweite Modell eine Kopplung zwischen Warmeleitung und
Waérmestrahlung. Durch den Vergleich der Berechnungsergebnisse beider Modelle wird ge-
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zeigt, dass die Warmeubertragung durch Strahlungsmechanismen einen vernachlassigbar
kleinen Effekt auf das ermittelte Temperaturfeld haben und eine fluiddynamische SOFC-
Analyse ohne Bertiicksichtigung der Warmestrahlung durchgefiihrt werden kann. Weiterhin
wird in [54] berichtet, dass Warmestrahlung in den Luft- und Brenngaskanalen der SOFC
verglichen mit den anderen Warmeuibertragungsmechanismen einen sehr geringen Einfluss
auf die Temperaturverteilung haben. Uber &hnliche Ergebnisse wird in mehreren Arbeiten
berichtet [95-97]. Um den Berechnungsaufwand zu reduzieren, wird dementsprechend die
Warmestrahlung auch in der vorliegenden Arbeit nicht berticksichtigt.

Die getroffenen Modellannahmen dienen zur Vermeidung vom Uberflissigen Rechenauf-
wand. Die erwahnten fluiddynamischen Modellannahmen erweisen sich anhand der experi-
mentellen Temperaturmessungen im Rahmen der Arbeiten in [93] als zulassig. Die Messun-
gen wurden wahrend der verschiedenen Phasen eines Prozesszyklus und an mehreren Or-
ten des SOFC-Stacks durchgefiihrt. Dabei wurde eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen
den Messergebnissen und den Simulationsberechnungen festgestellt.
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3 Fluiddynamische Analyse

3.1 Simulation des multiphysikalischen SOFC-Verhaltens

Wie bereits im vorigen Kapitel erlautert, wird die thermomechanische Aufgabe als quasi-
statisch betrachtet. Dementsprechend werden zu verschiedenen Zeitpunkten die Spannun-
gen ermittelt, die infolge thermischer Last hervorgerufen werden. Diese sind durch die zum
betrachteten Zeitpunkt lokal herrschende Temperatur definiert. Demgemal werden die Tem-
peraturprofile zunachst aus der gekoppelten fluiddynamischen Analyse zu den entsprechen-
den Zeitpunkten ermittelt und anschliefend als thermische Last auf die materiellen Punkte
der Stack-Struktur appliziert. Das zu diesem Zweck erforderliche fluiddynamische Modell
wird in diesem Kapitel aufgestellt und unter verschiedenen Randbedingungen getestet und
validiert.

Die Vorhersage des makroskopischen multiphysikalischen SOFC-Verhaltens erfordert den
Einsatz geeigneter mathematischer Modelle, die ein sehr wichtiges Werkzeug darstellen, mit
dessen Hilfe der Einfluss verschiedener Material- und Prozessparameter untersucht werden
kann. Die Simulationsergebnisse dienen der Optimierung der Materialeigenschaften, des
Designs sowie der Prozessrandbedingungen. Makroskopisch betrachtet, basiert der multi-
physikalische Charakter der Prozesse, die in einem SOFC-Stack stattfinden, auf den physi-
kalischen Erhaltungssatzen fir Masse, Impuls und Energie. Dabei werden die Festkorperbe-
reiche eines SOFC-Stacks als Kontinuum angesehen, fir die an jedem materiellen Punkt
des betrachteten Bereichs die physikalischen Erhaltungssatze gemal’ der Lagrange-
Betrachtungsweise erfiillt sein missen. Die Gasbereiche werden ebenfalls als Kontinuum
angesehen, wobei die physikalischen GroRen des betrachteten Gasbereichs gemaly der
Euler-Betrachtung an jedem Punkt des dreidimensionalen Raums zu erfiillen sind. Somit
sind die physikalischen GréRen beider Bereiche durch partielle Differentialgleichungen ge-
koppelt. Zur Beschreibung des Kontinuumsverhaltens stehen die genannten physikalischen
Erhaltungssatze zur Verfligung. Bei der Aufstellung der Gleichungen wird die Index-
Schreibweise verwendet, da sich dadurch die Gleichungen in einer kompakten Form darstel-
len lassen. Dabei beziehen sich die Indizes auf die Richtungen des dreidimensionalen Kar-
tesischen Raums x,, x,, x;, weshalb die in den Gleichungen auftretenden Indizes die Werte
1, 2, 3 annehmen koénnen. Ferner wird die partielle Ableitung nach der i-ten Koordinate
durch ein Komma vor dem Index geman

0

- 0=0), (3.1)
gekennzeichnet. Somit ergibt sich fiir den Massenerhaltungssatz der Zusammenhang

op

= v =0, (3.2)

wobei p die Dichte und v; die Komponente des Geschwindigkeitsvektors in der Koordinaten-
richtung x; darstellen.

Weiterhin gilt die Einstein‘sche Summationsvereinbarung, wonach (ber gleiche in einer
Gleichung auftretende Indizes summiert wird, wie die nachfolgende Gleichung fiir die belie-
bigen Variablen a und b beschreibt.
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3
Zaf*bi:al.*bi =a,*b +a, *b, +a, *b, (3.3)

i=1

Der Impulssatz wird durch die Gleichung
% (v )+ (ovyv,), = (3.4)
ap"f +\ov,v; = O :

definiert. Darin bezeichnen p die Dichte und v; die Komponente des Geschwindigkeitsvek-
tors in x,-Richtung. Die rechte Seite der Gleichung (3.4) stellt die Divergenz des

Spannungstensors dar, der an einem infinitesimalen Element des Kontinuums wirkt, wobei
es sich beim Kontinuum sowohl um ein Fluid als auch um einen Festkdrper handeln kann.
Ferner werden in der oben gegebenen Impulsgleichung die Volumenkrafte, wie die
Gewichtskraft, vernachlassigt. Fur den Festkorper, der sich in Ruhe befindet, verschwindet
die linke Seite der Gleichung und man erhalt fir die Divergenz des Spannungstensors die
Beziehung

o, =0, (3.5)
die das Gleichgewicht des Kontinuums beschreibt.

Fir ein Fluid wird der Spannungstensor, der infolge der Gelichheit paarweise zugeordneter
Schubspannungen Symmetrieeigenschaften besitzt, in einen Kugeltensor und einen
Deviator gemaf

o, =—po,+7, (3.6)

zerlegt. In Gleichung (3.6) stellt der erste Term auf der rechten Seite den Kugeltensor dar,
wobei ein Minuszeichen eingefiihrt wurde, damit p mit dem wirkenden thermodynamischen
Druck Ubereinstimmt. Ferner wird der Deviator 7; auch als Reibungsspannungstensor
bezeichnet. Das Kronecker-Symbol ¢; stellt einen Einheitstensor dar, fir den der
Zusammenhang

5 = Li=j (3.7)
7 0,i# g

gilt. Wird Gleichung (3.6) in (3.4) eingesetzt, so ergibt sich die in der Literatur verbreitete
Form des Impulserhaltungssatzes, die auch als Cauchy-Gesetz bezeichnet wird.

%(pvi)_{_(pvjvi)'j :(_pé‘ji_'_rji).j (3.8)

Der Energieerhaltungssatz ist durch die Gleichung

oh op
—4vh. |==Z+rc.v.) —q,. 3.9
P( Py Vi ,IJ o (7,,,"1 )’j g, (3.9)

gegeben, wobei % die spezifische Enthalpie und ¢; die Komponente des Warmeflussverktors
in x-Richtung bezeichnen. Fur die Enthalpie gilt der Zusammenhang
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h=e+? (3.10)
P

in dem ¢ die spezifische innere Energie im betrachteten Lésungsbereichs darstellt. Aus den
physikalischen Bilanz- bzw. Erhaltungsgleichungen ergeben sich 5 skalare partielle
Differentialgleichungen (Kontinuitatsgleichung, Energiegleichung, 3 Impulsgleichungen in
den entsprechenden Koordinatenrichtungen). Im Gleichungssystem treten insgesamt
15 unbekannte FeldgrofRen auf, die im Allgemeinen orts- und zeitabhangig sind, wobei
aufgrund der Symmetrie des Reibungsspannungstensors sechs seiner neun Komponenten
unabhangig sind.

p 1 Komponente  skalare Grofe
p 1 Komponente  skalare Grofse
e 1 Komponente  skalare Grofe
v, 3 Komponenten vektorielle Gréfse

q; 3 Komponenten vektorielle Gréfle
7, 6 Komponenten symm. Tensor 2.Ordnung

Es ist erkennbar, dass die Lésung einer multiphysikalischen Aufgabe zuséatzlicher Gleichun-
gen bedarf, die sich aus den materialabhangigen konstitutiven Gesetzen ableiten lassen und
das rheologische Verhalten des Kontinuums beschreiben. Der Zusammenhang zwischen
Schubspannung und Verzerrungsrate im Fluid stellt eine solche Beziehung dar, wie die
Gleichung (3.11)

T; = Hey O, +2ne; (3.11)
zeigt. Fur die Verzerrungsrate gilt der Zusammenhang

&= v). (3.12)

der auf den kinematischen Kompatibilitidtsbedingungen des Kontinuums basiert. In Glei-
chung (3.11) beschreiben die Materialparameter 4 und 7 die Lamé-Viskositats-Konstanten

des Fluides. Die Gleichung ist eine Verallgemeinerung der Beziehung
r=ny, (3.13)

die das Verhalten einer Newtonschen Flussigkeit im eindimensionalen Fall beschreibt. Die
Beziehung zwischen dem Warmeflussvektor und dem Temperaturgradienten liefert eine
weitere konstitutive Gleichung geman

q, =T,

i

(3.14)

die als Fouriersches Gesetz bekannt ist. Neben dem Materialparameter A, der die Warme-
leitfahigkeit des Kontinuums beschreibt, bringt die Gleichung (3.14) die Temperatur T als
eine zusatzliche thermodynamische Feldgrée mit. Somit steigt die Anzahl der Unbekann-
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ten auf 16. Dennoch liefern die Zustandsgleichungen gemafR den funktionalen Zusammen-
hangen

p=p(p.T) (3.15)
und
e=e(p,T) (3.16)

weitere Beziehungen zur Lésung der multiphysikalischen Aufgabe. Fir ein ideales Gas
nehmen die Zustandsgleichungen die Form

p = pRT (3.17)
und
e=cT (3.18)

an, wobei R die universelle Gaskonstante und ¢, die spezifische Warmekapazitat bei kon-
stantem Volumen darstellen. Durch die konstitutiven Gleichungen und die Zustandsglei-
chungen liegen so viele Gleichungen vor wie Unbekannte zur Lésung der multiphysikali-
schen Aufgabe und somit ist die Aufgabe unter vorgegebenen Rand- und Anfangsbedin-
gungen lésbar. Allerdings ist eine analytische Lésung nur in einfachen Fallen bekannt, wes-
halb man im Allgemeinen auf numerische Losungsverfahren angewiesen ist.

3.2 Aufstellung des 3-dimensionalen fluiddynamischen Modells

Ziel der gekoppelten fluiddynamischen Analyse ist die Ermittlung der Temperaturverteilung
im Stack unter vorgegebenen Randbedingungen, die den realen Prozessbedingungen ent-
sprechen. Diese kénnen, abhangig von der betrachteten Prozessphase, stationar oder tran-
sient sein. Bei transienten Prozessphasen, wie Aufheizen oder Abkuhlen, ist es erforderlich,
das Temperaturfeld in Abhangigkeit von Ort und Zeit in der Form

T =T(x,,x,,%5,1) (3.19)
zu bestimmen. Die Temperaturdifferenz AT mit
AT=T-T,, (3.20)

relativ zu einer spannungsfreien Referenztemperatur 7,., verursacht thermische Dehnungen,
deren Behinderung zu Spannungen fiihrt. Somit bildet das ermittelte Temperaturprofil die
thermische Last, die den Stack beansprucht. Da die strdmungsmechanischen Gleichungen
mit der Energiegleichung gekoppelt sind, umfasst das fluiddynamische Modell die Bereiche
des Festkorpers und der strdmenden Gase, in denen der Warmeaustausch stattfindet. Die
3D Stack-Struktur enthalt alle Komponenten, die in einem realen SOFC-Stack eingesetzt
werden, um das entsprechende thermo-mechanische Verhalten der Struktur abzubilden. Fir
die Durchfiihrung der Analyse wird ein 2-zeller-Stack betrachtet, der in Abbildung 3.1 darge-
stellt ist. Die Stack-Geometrie in Abbildung 3.1 bildet das kontinuierliche Modell und ist somit
die Basis fur das diskretisierte Modell.
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Stack-Halfte

V Stack-Geometrie

Wiederholeinheit

Abbildung 3.1: Aufbau des SOFC-Stacks

In der vorliegenden Arbeit wird ein SOFC-Stack betrachtet, der aus planaren metallgestutz-
ten Einzelzellen besteht. Bei der Einheitszelle handelt es sich um eine metallsubstrat-
gestiitzte Zelle mit einer Flache von 84 cm?® Die metallgestiitzte Zelle verfiigt (iber héhere
mechanische Steifigkeit, gute elektrische Leitung und verbesserte Warmeverteilféhigkeit.
Durch die metallische Verstarkung erhalt die Zelle héhere Strukturstabilitdt und somit besse-
res mechanisches Verhalten, was fir mobile Anwendungen als APU zwecks Bord-
Stromerzeugung erforderlich ist. Des Weiteren eignet sich die metallgestitzte Zelle fur den
Einsatz konventioneller Verbindungsverfahren, wie die Schweildtechnik, zwecks Zusammen-
fugens der Stack-Elemente. Die Stack-Komponenten Ober- und Unterschale sowie das po-
rése Zellensubstrat sind aus ,Intermediate Temperature Metal® (ITM), einem hochfesten
Stahl der Firma Plansee. Die Blechelemente sind geprégt und haben eine Wandstérke von
0.3 mm. Die Abdichtung der Kassetten erfolgt mit Hilfe der am Forschungszentrum Jilich
entwickelten Glas-Keramik-Figung G87. Um den Berechnungsaufwand zu reduzieren, wird
die Symmetrie der Struktur genutzt und die Hélfte des Modells berticksichtigt. Ferner besteht
eine Einheitszelle des 2-Zeller-SOFC-Stacks aus den folgenden Komponenten:

e Ober- und Unterschale

o Zelle mit Metallsubstrat

e Ringrahmen (Stutzende Elemente)
e Glasabdichtung

e Grund- und Deckplatte

Die Explosionszeichnung in Abbildung 3.2 zeigt die einzelnen Komponenten, die in der be-
trachteten Struktur verwendet werden und bei einem mehrzeller-Stack eine sich wiederho-
lende Einheit ,repeating unit* bilden.
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Unterschale

Glasfiigung

Abbildung 3.2: Explosionszeichnung der Kassette

Zwei Einheitszellen mit oberer und unterer Anschlussplatte bilden den kompletten Stack. Die
einzelnen Komponenten sind mit Hilfe der Glasabdichtung zusammengefiigt. Das verwende-
te Glas dient sowohl der Abdichtung der Gasbereiche als auch der Verbindung der Kompo-
nenten, um die Strukturstabilitdt zu gewahrleisten. Die Zelle ist in die Oberschale einge-
schweil3t.

Wie bereits erwahnt, mussen die Randbedingungen bekannt sein, um die strukturmechani-
sche Randwertaufgabe zu I6sen. Im betrachteten Fall handelt es sich um die thermischen
Lasten, die infolge Fluid-Solid-Interaktion durch hohe Gastemperaturen hervorgerufen wer-
den. lhre Ermittlung bedarf einer fluiddynamischen Analyse der Strdomung im Stack. Zu die-
sem Zweck wird zunachst auf Basis der Finite Volumen Methode (FVM) ein gekoppeltes flu-
iddynamisches Modell aufgestellt, das in Abbildung 3.3 dargestellt ist, wobei aufgrund der
Struktursymmetrie das Modell aus der Hélfte des Gesamt-Stacks besteht.

Luft-Domain Brenngas-Domain Solid-Domain

diskretisiertes Modell

Abbildung 3.3: Fluiddynamisches diskretisiertes Modell
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Im oberen Teil der Abbildung sind Fluidbereiche und der Festkorper einzeln dargestellt. Da-
gegen ist im unteren Teil der Abbildung das diskretisierte Gesamtmodell zu sehen, wie es fur
die Berechnung benétigt wird.

In den folgenden zwei Abschnitten wird das Modellverhalten getestet und validiert. Hierzu
werden zundchst Simulationsberechnungen durchgefiihrt, um die Konvergenz der Berech-
nung mit dem aufgestellten Modell zu untersuchen. Anschlieend wird das Modell fur fluid-
dynamische Berechnungen ohne und mit der Kopplung der Energiegleichung eingesetzt. Die
Berechnungsergebnisse werden auf Plausibilitdt Gberprift und mit Resultaten verglichen, die
experimentell validiert sind.

3.3 Uberpriifung und Validierung des fluiddynamischen Modells

Fur die Uberpriifung des Modellverhaltens werden zunéchst mit Hilfe des Modells fluiddyna-
mische Analysen durchgefiihrt, die von der Energiegleichung entkoppelt sind. Diese Vorge-
hensweise hat den Vorteil, die Simulationsberechnung mit weniger Zeitaufwand aufgrund der
vergleichsweise maRigeren Berechnungsintensitit durchzufiihren. Danach erfolgt die Uber-
prifung des gekoppelten fluiddynamischen Modells. Als Beispiel der verwendeten Randbe-
dingungen werden fir die Volumenstrdome sowohl anoden- als auch kathodenseitig
5 NL/min/Ebene angenommen. Als Ergebnis zeigt Abbildung 3.4 den Verlauf der Strémungs-
linien im Brenngasbereich, wobei die GleichmaRigkeit des Strémungsfeldes im Kanalbereich
deutlich zu sehen ist.

Brenngas Luft

/ / Brenngas Luft
Veloci o~ Y T /

Streamiine
3.66

Luft Brenngas
Brenngas

Abbildung 3.4: Stromungslinien im fluiddynamischen Modell

Zwecks der Modellvalidierung wurden fluiddynamische Simulationsberechnungen unter ver-
schiedenen Randbedingungen durchgefiihrt. Die ermittelten Ergebnisse wurden mit vorhan-
denen Daten verglichen, die experimentell validiert sind [4]. Als Beispiel zeigt Abbildung 3.5
die Druckverteilung im Luftbereich des vorhandenen Vergleichsmodells sowie des neu auf-

25



gestellten Modells. Fir die Simulationsberechnung wurde ein vergleichbarer Wert der Ein-
strdmungsgeschwindigkeit der Luft von 0.15 m/s angenommen.

25.00 Prmax = 25.00 Pa Pmax = 22.11 Pa
I 23.75
a 22.50 4 ; ,
% 21.25 o b )
= 20.00 Pressure
[a) 18.75 Contour 1
- 17.50 22.11
o 2053
'S 16.25 18.95
L2 15.00 P 17.37
b5} 13.75 i BHN
2] 12.50 e M 1263

11.25 5 11.06

10.00 5 M7

8.75 6.32

474
7.50 3.16
6.25 1.58
0.00

5.00 Pal

375

2.50

1.25

0.00

Vorhandenes Modell [4] Neues Modell

Abbildung 3.5: Modellvalidierung (Druckfeld)

Trotz der Unterschiede in den geometrischen Einzelheiten beider Modelle zeigen die Be-
rechnungsergebnisse die Plausibilitdt des aufgestellten Modells anhand des erwarteten wel-
lenartigen Verlaufs der Isobaren. Ferner sind die Druckverluste in beiden Modellen ver-
gleichbar.

3.4 Uberpriifung und Validierung des gekoppelten transienten Modellverhal-
tens

Im vorigen Abschnitt wurde das fluiddynamische Modellverhalten ohne Beriicksichtigung der
Energiegleichung betrachtet. Der Einfluss des Warmeaustauschs zwischen den heiften
strdmenden Gasen und dem Festkorper des Stacks wird im nachsten Schritt berlicksichtigt.
Hierzu wird die gekoppelte transiente Aufheizphase simuliert, wobei sowohl anodenseitig als
auch kathodenseitig folgende Randbedingungen angenommen werden:

e Prozess: transient und adiabat
e Aufheizmedium: Luft
e Volumenstrom: 5 NL/min/Ebene

e Aufheizkurven: linear mit einer Steigung von 7 °C/min (Abbildung 3.6)

e Anfangstemperatur: 50 °C
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e Endtemperatur: 750 °C
e Aufheizzeit 6000 s
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Abbildung 3.6: Lineare Aufheizkurve

Zur Uberpriifung der Ergebnisse der numerischen fluiddynamischen Berechnung wird kon-
trolliert, ob die Energiegleichung erfiillt ist. Zu diesem Zweck wird der Uber die Zeit berechne-
te Warmestrom der Gase mit der Anderung der inneren Energie des Festkdrpers, die durch
Warmeaufnahme zustande kommt, verglichen. Die vom Gas abgegebene Warmeleistung

O, lasst sich gemal der Beziehung

da?tg - Zmi *Cp E (Tg,fn - Tg,mm)- (8.21)

0, =

ausdricken, wobei Uber alle Gaskomponenten summiert wird. In Gleichung (3.21) stellen die
GroRen

m; Massenstrom der i - ten Gaskomponente

Cpit spezifische Warmekaparzitit der i - ten Gaskomponente
win - Einstromungstemperatur der i - ten Gaskomponente

T, yus+ Ausstromungstemperatur der i - ten Gaskomponente

dar. Da die Temperatur des Festkdrpers sowohl eine Zeit- als auch eine Ortsfunktion ist,
muss Uber den Festkdrper eine volumen-gemittelte Temperatur 7, ermittelt werden. Dies
erfolgt mit Hilfe der volumengemittelten Approximation

IT(t,xl,xz,x3)dxldx2dx3 jT(t,xl,xz,x3)dK
T(e)~ " % == % (3.22)

s K

wobei 7, das Volumen des Festkdrpers bedeutet. Mit dem Mittelwert einer Festkorpertempe-
ratur |3sst sich die aufgenommene Warmeleistung O, naherungsweise durch die Gleichung
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0. _ sy we +L (3.23)

Q=" ot

angeben. Dabei bezeichnen die Grofien

p, . Dichte des Festkorpers

c,: spezifische Warmekapazitit des Festkorpers

s

T, : gemittelte Festkorpertemperatur

s

Die Zeitverlaufe der anodenseitigen und kathodenseitigen Temperaturen Ty, Ty SOWie T,
sind in Abbildung 3.7 gezeigt und mit der linearen Aufheizkurve verglichen. In der Abbildung
ist zu erkennen, dass die Ausstromtemperaturen der Gase nahe beieinanderliegen. Da die
Temperaturen der Gase und des Festkorpers bei einem festgehaltenen Zeitpunkt in Stro-
mungsrichtung abnehmen, entsteht in Festkorper in der Umgebung der Einstrdmung ein Be-
reich mit hohen Temperaturen. Dadurch ergibt sich gemafR Gleichung (3.22) eine volumen-
gewichtete Festkorpertemperatur T, die hoher als die Ausstrémtemperaturen der Gase ist,
wie in Abbildung 3.7 erkennbar ist.

— — Aufhezkurve : : Y
Kathode,aus | 7777177770 T /

= Anode, aus . N

—— Festkorper : : S
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500
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3000 4000 5000 6000

t[s]

1000 2000

Abbildung 3.7: Zeitlicher Verlauf der Gas- und Festkdrpertemperaturen

Die entsprechenden Zeitverldufe der Warmeleistungen Qg und Q, sind in Abbildung 3.8

dargestellt. Wie die Abbildung deutlich zeigt, liegen die zeitlichen Verlaufe der ausgetausch-
ten Warmemengen nahe beieinander, was daraufhin deutet, dass die Energiegleichung unter
der Annahme eines adiabaten Prozesses erfiillt ist und somit die Plausibilitat des verwende-
ten Modells nachgewiesen ist.

28



Kapitel 3. Fluiddynamische Analyse
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Abbildung 3.8: Zeitlicher Verlauf der ausgetauschten Warmemengen

Der stufenartige Verlauf von Q. ergibt sich aus der multilinearen Interpolation der Tempera-
tur-Zeit-Kurve des Festkorpers in Abbildung 3.7. Die Abweichung zwischen den Verlaufen
von Qg und Q, ist dadurch zu begriinden, dass liber dem Festkorper eine ortsabhangige

Temperaturverteilung existiert und die in dieser Vergleichsberechnung verwendete Tempera-
tur 7, lediglich eine Anndherung darstellt. Ferner ist die Aufldsung Uber die Zeit mit einem
Zeitschritt von 500 s ziemlich grob, da eine feinere Auflosung mit kleineren Zeitschritten ei-
nen hoheren Rechenaufwand erfordert.

Fir das weitere Vorgehen wird das Stack-Verhalten exemplarisch zum Zeitpunkt 5000 s
nach dem Start der Aufheizung betrachtet. In Abbildung 3.9 ist das berechnete Temperatur-
profil im Gasbereich mit den Strémungslinien dargestellt. Zu diesem Zeitpunkt liegt die Ein-
stromungstemperatur der Gase bei 630 °C. Eine detaillierte Analyse der Aufheizphase erfolgt
in Kapitel 6.

Erwartungsgemaf geben die heilen Gase ihre Warme am Eintritt ab, sodass die Tempera-
turen in den Einstrdmungsbereichen héher sind als in den Ausstromungsregionen. Ferner
treten sowohl Hotspots als auch héhere Temperaturgradienten in den Einstrdmungsgebieten
auf.
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Abbildung 3.9: Strdmungslinien im gekoppelten fluiddynamischen Modell

Dieses Verhalten wird bei der Untersuchung des fluiddynamischen Verhaltens &ahnlicher
Stacks beobachtet, wie die Abbildung 3.10 zeigt [74, 92, 93]. Das entsprechende Profil des
Temperaturgradienten zum betrachteten Zeitpunkt ist in Abbildung 3.11 dargestellt. Wie der
Abbildung zu entnehmen ist, treten die maximalen Werte des Temperaturgradienten im Ein-
strdmungsbereich der heilen Gase auf. BetragsmaRig wird ein Héchstwert von 9,31 °C/mm
erreicht. Im Gegensatz hierzu ist die Temperatur in den Zonen, die vom Einstromungsbe-
reich entfernt sind, homogener verteilt. Folglich ist der Betrag des Temperaturgradienten in
diesen Zonen niedrig.

Die gekoppelte fluiddynamische Simulationsberechnung zeigt, dass das aufgestellte Modell
fur die Untersuchung des zeitabhangigen thermischen Stack-Verhaltens gut geeignet ist.
Das fluiddynamische Modell kann eingesetzt werden, um die rdumliche Temperaturvertei-
lung im Stack in den verschiedenen, sowohl stationaren als auch transienten Prozesspha-
sen, zu bestimmen. Die ermittelten Temperaturprofile dienen als thermische Last und defi-
nieren damit einen Teil der erforderlichen Randbedingungen, die fiir die Durchfiihrung der
thermomechanischen Analyse auf Basis der FEM bendétigt werden. Die Ergebnisse der fluid-
dynamischen Berechnungen deuten darauf hin, dass der Einstrémungsbereich der heil3en
Gase eine geféhrdete Zone darstellt, wo aufgrund groRer Temperaturgradienten hohe Span-
nungen zu erwarten sind. Dies ist noch mit Hilfe der thermomechanischen Analyse genauer
zu untersuchen. Auf das strukturmechanische Verhalten des Stacks unter thermischer und
mechanischer Last wird im nachsten Kapitel eingegangen. Des Weiteren verfligt das aufge-
stellte fluiddynamische Modell Gber das Potenzial, fir die Optimierungsanalyse eingesetzt zu
werden. Ziel einer solchen Analyse ist die Reduzierung der Temperaturgradienten, um eine
gleichmaRigere Temperaturverteilung im Stack zu erreichen. Zu diesem Zweck kénnen die
Auswirkungen der Variation der fluiddynamischen Randbedingungen auf das verursachte
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Temperaturfeld untersucht werden. Diese Thematik wird im Kapitel 7 in Einzelheiten behan-
delt.

Simulationsergebnis der
u shnlich

Abbildung 3.10: Temperaturverteilung im Stack

Abbildung 3.11: Temperaturgradient im Stack
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4 Thermomechanische Analyse

4.1 Einfiihrung

Ziel der thermomechanischen Analyse ist die Vorhersage des strukturmechanischen Stack-
Verhaltens unter thermischen und mechanischen Lastbedingungen. Zu diesem Zweck wird
die im vorigen Kapitel mit Hilfe der fluiddynamischen Analyse ermittelte Temperaturverteilung
auf das strukturmechanische FE-Modell als Last tbertragen. Die thermomechanische Unter-
suchung liefert Auskunft Gber die Verformung und die Spannungsverteilung im Stack. Daraus
lasst sich ablesen, wo die maximalen Spannungen auftreten und somit welche Stellen durch
Bruch oder infolge unzulassiger Deformationen geféhrdet sind. Dadurch kénnen die zur Ge-
wahrleistung der Funktionalitdt des Stacks notwendige Tragfahigkeit und Gebrauchstaug-
lichkeit seiner Komponenten gepriift werden. Des Weiteren lassen sich durch die Variation
der Werkstoffe, der Geometrie und der Randbedingungen MalRnahmen ergreifen, um die
hervorgerufenen Spannungen zu reduzieren.

Zur Erlauterung der thermischen Deformationen betrachtet man ein infinitesimal kleines, wiir-
felformiges Element mit Seiten parallel zu den Ebenen eines Kartesischen Koordinatensys-
tems. Unter der Wirkung einer Temperaturerhdhung relativ zu einer spannungsfreien Refe-
renztemperatur erfahrt ein solches Element Ausdehnungen in alle Raumrichtungen. Ein Kor-
per, der als Kontinuum angesehen wird, besteht aus einer unendlichen Anzahl dieser kleinen
Elemente, die gleichgro® und zusammengehalten sind. Eine Temperaturerh6hung, die im
Korper inhomogen verteilt ist, ruft in jedem infinitesimalen Element thermische Dehnungen
hervor, die von dessen lokaler Temperatur abhangig ist. Damit die Elemente weiterhin zu-
sammenpassen und ein Kontinuum bilden, werden Verzerrungen im Koérper hervorgerufen,
sodass jedes Element der Deformation benachbarter Elemente widersteht und zur Erflllung
der Kompatibilitdtsbedingung die Stetigkeit des Verschiebungsfeldes im verformten Korper
erhalten bleibt, was gleichbedeutend mit der Beanspruchung durch innere Spannungen ist.
Durch eine Temperaturanderung relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur entstehen
in den Stack-Komponenten thermische Dehnungen. Aufgrund der dreidimensionalen Struktur

werden die thermischen Deformationen durch den Tensor der thermischen Dehnungen gj,.” ,

gemaR der Beziehung
el =a*AT*5, ij=1,2,3 4.1)

beschrieben, mit

AT =T-T,, (4.2)
und
1 T
= * "(9)xdg 4.3
i Tja() (4.3)
? ref

Dabei sind o' der tangentiale Warmeausdehnungskoeffizient des Materials, 7'und 7, jeweils
die herrschende Temperatur und die spannungsfreie Referenztemperatur. Durch die Multipli-
kation mit dem Kronecker Symbol d; kommt zum Ausdruck, dass der Tensor der thermischen
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Dehnung keine aufllerdiagonalen Elemente besitzt, da infolge der thermischen Deformation
keine Winkelverzerrungen verursacht werden. Durch eine Behinderung der Koérperverfor-
mung infolge von

e Strukturkonfiguration (Auflagerung),
e Temperaturgradienten,

e Strukturinhomogenitét oder Anisotropie

werden im Kontinuum Spannungen hervorgerufen. Bei Inhomogenitéat der Struktur sind die
physikalischen Materialeigenschaften ortsabhangig und bei Anisotropie richtungsabhangig.
Ferner kann die Temperaturabhéngigkeit der Materialparameter durch die Existenz einer
ungleichmafligen und folglich ortsabhangigen Temperaturverteilung zur Inhomogenitéat der
Struktur fihren. Zur Erklérung wird die in Abbildung 4.1 gezeigte Struktur mit eindimensiona-
ler Deformation entlang der Stabachsen herangezogen. Sie besteht aus zwei parallelen ver-
formbaren Stében, einer starren Scheibe und einem linearen Federelement.

[ _ Starre
! ' Scheibe Querschnitt

[
. A

L

Abbildung 4.1: Stabstruktur mit nachgiebiger Auflagerung

Die einzelnen Elemente haben ihre jeweiligen geometrischen und physikalischen Parameter:
L,AE a,i=12,

welche jeweils die Langen, Querschnittsflachen, Elastizitdtsmoduln und die Warmeausdeh-
nungskoeffizienten darstellen. Ferner ist die Feder durch die konstante Federrate & charakte-
risiert. Die Stébe sind durch die Zunahme ihrer Temperaturen 0, und 6, relativ zu einer span-
nungsfreien Referenztemperatur beansprucht. Die Bedingungen fir Gleichgewicht sowie
Kompatibilitdt der Verformungen sind durch die Zusammenhange

o %A +o,*A, =k*u (4.4)
und

O, O.
Lal*9,+EiJ*Ll=La2*92+EzJ*L2=—u (4.5)

gegeben. Dabei bezeichnen die Terme ¢, *6, die in den einzelnen Stében hervorgerufenen
freien thermischen Dehnungen, wéhrend die Terme o,/E, die jeweiligen mechanischen

Dehnungen darstellen, welche die Stetigkeit der Verschiebung bewirken. Die zwei Gleichun-
gen (4.4) und (4.5) kénnen nach den beiden Unbekannten ¢, und o, gelést werden. Bei-
spielsweise ergibt sich fir ¢, der Ausdruck
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al*[1+cz+k]:—CZ(al*el*Ll—az*ez*Lz)—IWM (4.6)

¢ G 4 4 '

wobei die neuen Parameter C; und C, eingeflhrt sind. Diese stellen die Dehnsteifigkeiten der
Stabe dar und sind geman

Cc =4 i=12 4.7)

definiert. Gleichung (4.6) zeigt deutlich, wie die Stabspannung von den Steifigkeitsverhaltnis-
sen der Stabe C,/C, und der Auflagerung &/C, beeinflusst wird. Wie die Definition geméag

Gleichung (4.7) verdeutlicht, sind die Steifigkeiten sowohl von den mechanischen Materialei-
genschaften als auch von der Geometrie der Struktur abhangig. Weiterhin ist die Span-
nungsabhangigkeit von den unterschiedlichen Temperaturen in der Struktur sowie von den
verschiedenen thermischen Materialeigenschaften o, und den Lasten 6, erkennbar. Somit
sind anhand dieses Beispiels die Auswirkungen der anfangs erwadhnten Bedingungen der
Auflagerung, Materialinhomogenitdt und Temperaturunterschiede bzw. UngleichmaRigkeit
der Temperaturverteilung veranschaulicht.

4.2 Aufstellung des 3-dimensionalen thermomechanischen Modells

Bei der Untersuchung des thermomechanischen Stack-Verhaltens wird der Stack insgesamt
als inhomogene Struktur betrachtet, die aus verschiedenen Materialien mit unterschiedlichen
mechanischen und thermischen Eigenschaften aufgebaut ist. Wie bereits in Kapitel 2 erlau-
tert, werden die thermische und die strukturmechanische Aufgabe entkoppelt angesehen.
Die Ldsung der thermomechanischen Aufgabe auf Basis der Kontinuumsmechanik besteht

darin, die rdumliche Verteilung folgender Feldgrofien zu diskreten Zeitpunkten zu ermitteln:

e Das Verschiebungsfeld: u,(x,,x,, x;)
e Das Verzerrungsfeld: &, (x,,x,,x;)

e Das Spannungsfeld: o, (X, %5, %;)

Darin sind aufgrund der Symmetrie der Spannungs- und Verzerrungstensoren
15 Unbekannte zu bestimmen (3 Komponenten des Verschiebungsvektors, 6 Komponenten
des Verzerrungstensors und 6 Komponenten des Spannungstensors). Basierend auf der
Kontinuumsmechanik stehen 3 Gruppen von Beziehungen zur Verfligung, die insgesamt
15 Feldgleichungen beinhalten.

Die erste Gruppe enthélt die statischen Beziehungen geman

Ojij

=—b,=0,, =0, (4.8)

i

Sie beschreiben das Gleichgewicht des Kontinuums mit Hilfe der Relation zwischen der Di-
vergenz des Spannungstensors ¢;; und der Dichte der dueren Volumenkréfte b,, die an je-
dem Teilchen des Kontinuums wirken, wie beispielsweise die Schwerkraft, die hier jedoch
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nicht bericksichtigt wird. Folglich verschwindet die Divergenz des Spannungstensors und die
linke Seite der Gleichung (4.8) wird zum Nullvektor. Die statischen Gleichungen sind vom
Material unabhangig.

Die zweite Gruppe umfasst die kinematischen Zusammenhéange in der Form

y

1
&= (e, +u,,) 4.9)

Sie definieren die Komponenten des Verzerrungstensors durch den Gradienten des Ver-
schiebungsvektors und sind ebenfalls vom Material des betrachteten Kérpers unabhangig.
Des Weiteren gilt der additive Zusammenhang zwischen dem Tensor der mechanischen &'

Verzerrungen und dem Tensor der thermischen Dehnungen 8,-',~h gemaf

g, =)+l (4.10)

zur Ermittlung des Tensors der Gesamtverzerrung ¢, . Die dritte Gruppe bilden die Material-

modelle, welche die allgemeine Form

o, =0,(T.5,.¢,) (4.11)

u

haben. Diese Gleichungsgruppe beschreibt das Materialverhalten durch den Zusammen-
hang zwischen dem Spannungs- und dem Verzerrungstensor. Die Charakterisierung des
Materialmodells erfolgt experimentell auf makroskopischer Ebene. Des Weiteren kommen
zur Lésung der thermomechanischen Aufgabe die folgenden Randbedingungen hinzu:

o die mechanischen Auflagerkrafte, die eine Starrkérperbewegung des Stacks verhin-
dern,
o die aufgebrachte Drucklast, die die Ebenheit sowie den Kontakt der Komponenten si-
cherstellt und
o die thermische Last, die durch die stromenden heilRen Gase libertragen wird
Somit ist die Randwertaufgabe mathematisch bestimmbar. Das Materialmodell beinhaltet
kombinierte Einfliisse der Thermoelastizitat, Thermoplastizitdt und das Kriechen, wobei die
Modellparameter temperaturabhangig sind. Eine wesentliche Annahme bei der Modellformu-
lierung basiert auf der Theorie, dass sich die mechanische Verzerrung in Gleichung (4.10)

aus der Addition der elastischen ¢; , plastischen ¢ und viskosen ¢, Anteile ergibt. Folg-
lich erhalt Gleichung (4.10) die Form

g, =&5+&l v +&] (4.12)
In der vorliegenden Arbeit werden Materialmodelle eingesetzt, die das elastische sowie plas-
tische zeitunabhangige und viskoelastische zeitabhangige Materialverhalten beriicksichtigen.

Im Folgenden werden zur Vereinfachung die Grundgleichungen der Thermoelastizitat vorge-
stellt, wobei die Erweiterung auf Probleme mit plastischen Deformationen in der Literatur zu
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finden ist [80, 81, 98]. Dementsprechend reduziert sich die Gesamtverzerrung in Glei-
chung (4.12) auf die Form

g, =& +&] (4.13)

Folglich besteht die Gesamtverzerrung an einem materiellen Punkt des Koérpers aus den
thermischen und mechanischen Anteilen des Verzerrungstensors. Die thermischen Anteile
kommen infolge einer Temperaturanderung relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur
zustande und enthalten lediglich Normaldehnungen, jedoch keine Winkelverzerrungen. Hin-
gegen werden die elastischen Anteile durch ungleichméaRige Temperaturverteilung und ge-
gebenenfalls unter mechanischer Last hervorgerufen. Sie gewahrleisten, dass durch die Ver-
formung des Koérpers die Kompatibilitadtsbedingung nicht verletzt wird, wie im Abschnitt 4.1
erlautert wurde.

Die aufgestellten Gleichungen, welche die thermomechanische Aufgabe beschreiben, sind
nichtlinear und gekoppelt, weshalb auch eine analytische Losung nicht verfolgt wird. Statt-
dessen kommt eine numerische Losung auf Basis der FEM in Betracht. Hierzu wird das Kon-
tinuum zunachst in endlich-groRe Elemente diskretisiert, die an den Elementknoten verbun-
den sind. Mit Hilfe der Variationsrechnung werden die partiellen Differentialgleichungssyste-
me der Feldgréen in algebraische Gleichungen transformiert, die das Verhalten des diskre-
tisierten Kontinuums beschreiben und deren Ldsung die gesuchten FeldgréfRen an den Ele-
mentknoten liefert. Die ermittelten Knotenlésungen werden als Freiheitsgrade bezeichnet.
AnschlieRend werden die Feldfunktionen mit Hilfe von Interpolationsfunktionen und den Frei-
heitsgraden Uber die einzelnen Elemente interpoliert. Ausgehend von der statischen Gleich-
gewichtsbedingung laut Gleichung (4.8) ergibt sich nach Multiplikation mit einer virtuellen
Verschiebung du; und anschlieender Integration Gber das Volumen des betrachteten drei-
dimensionalen Bereichs V die Beziehung

[ o.0udv =0 (4.14)
Unter Berlcksichtigung der Produktregel der Differentialrechnung laut der Beziehung
(O-ji&’li ))j = O-ji,j&’li + O-jié}‘i,j (4.15)
erhalt Gleichung (4.14) die Form

[ (o80,) av = o0, ,av, (4.16)

die der partiellen Integration entspricht. Mit Hilfe der Symmetrie des Spannungstensors lasst
sich der Intergand auf der rechten Seite der Gleichung (4.16) gemaf

o ,0u, (G +0')5u (O' Ou;  +0,0u; ) (4.17)

Jt ij

umformen. Aus Gleichung (4.17) ergibt sich die Beziehung
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o0, =0, %(&4,‘7 ), (4.18)
die aufgrund der Definition (4.9) die Form
o ,0u, , = 0,0, (4.19)

annimmt. Des Weiteren stellt der Integrand auf der linken Seite der Gleichung (4.16) die Di-
vergenz eines Tensors erster Stufe dar. Mit Hilfe des GauRschen Integralsatzes kann das
Integral auf die Form

[ (o0,) av = on,6uda 4.20)

gebracht werden, in der 4 die Oberflaiche des betrachteten Volumens darstellt. Auf der rech-
ten Seite der Gleichung (4.20) erkennt man, dass der Integrand eine Oberflachenkraft ¢ ent-
halt und folglich das Oberflachenintegral geman

[ o dida = t6uda (4.21)
umgeformt werden kann. Somit erhalt Gleichung (4.20) die Form

[ (o,0) av = touda (4.22)
Einsetzen der Gleichungen (4.19) und (4.22) in Gleichung (4.16) liefert den Zusammenhang
[ oy88,av = tdinda (4.23)

In Gleichung (4.23) lassen sich die linke und die rechte Seite jeweils als die inneren und &du-
Reren virtuellen Arbeiten identifizieren, die bei einer virtuellen mit der Auflagerung des Kor-
pers vertraglichen Verschiebung geleistet werden. Folglich ist Gleichung (4.23) ein Ausdruck
fir das Prinzip der virtuellen Arbeit der Mechanik, das in der Literatur auch als schwache
Form der Gleichgewichtsbedingung bezeichnet wird. Der Spannungstensor ist mit dem elas-
tischen Verzerrungstensor durch das Materialmodell geman

Oy :E'jk[‘glfl (4.24)

verkniipft, wobei
E = M{jé‘ld +ﬂ(5fk5jl + é‘i[é‘jk) (4.25)

den isotropen Elastizitdtstensor darstellt. Die auftretenden Materialparameter 2 und u be-
zeichnen die Laméschen Konstanten und sind mit dem Elastizitdtsmodul E und der Quer-
kontraktionszahl v gemafR den Beziehungen

Ev

A= i) (4.26)
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und

E
T (| (4.27)

verknUpft.

Unter Berlicksichtigung der Gleichungen (4.1), (4.13) und (4.24) erhalt das Materialmodell
eines thermoelastischen Werkstoffes die Form

o,=E, (&, —aATS,) (4.28)

i

Das Materialmodell in Gleichung (4.28) berlicksichtigt die thermischen Effekte im Kontinuum
und zeigt, dass dadurch der Zusammenhang zwischen Spannungen und Verzerrungen eine
inhomogene lineare Beziehung ist. Der zusatzliche Term der nullten Ordnung wird infolge
der thermischen Effekte eingefiihrt und bewirkt, dass Spannungen auftreten kdnnen, wenn
keine Verzerrungen existieren oder auch Dehnungen verursacht werden, obwohl keine
Spannungen hervorgerufen sind. Einsetzen von Gleichung (4.28) in Gleichung (4.23) liefert

nach Umformen den Ausdruck

J;, (Ei/klgkl )&y‘dV = L t,0u,dA + _[V (Eika(mT5k1 )&z/dV (4.29)

In der letzten Gleichung stellt der zweite Term auf der rechten Seite die thermischen Span-
nungen dar. Der Vergleich mit der linken Seite zeigt, dass dieser Term die Form der virtuel-
len Arbeit einer dueren Volumenkraft besitzt, die an jedem Teilchen des Kontinuums im
betrachteten materiellen Volumen wirkt. Dies wird durch das Volumenintegral angedeutet. Im
Abschnitt 5.3 wird dieser Sachverhalt veranschaulicht, wenn die Auswirkungen des Tempe-
raturgradienten auf die Spannungen im Stack untersucht werden.

Unter Beriicksichtigung der kinematischen Beziehungen gemaR der Gleichungsgruppe (4.9)
erhalt Gleichung (4.29) die Form

[ Byt Jou, ,av = [ t6uda+ [ (E,uanTs, Jou, ,dv (4.30)

Der erste Schritt in der FE-Formulierung besteht darin, ein mathematisches Modell fir das
diskretisierte System aufzustellen, das aquivalent zum realen kontinuierlichen System 7V ist.
Zu diesem Zweck wird das Verschiebungsfeld innerhalb eines finiten Elementes ¥V, durch
Ansatzfunktionen, die auch Formfunktionen genannt werden, reprasentiert. Die angenom-
mene Verschiebungsverteilung wird so gewahlt, dass mit abnehmender Grof3e der Elemente
die Losung des diskreten Systems gegen die exakten Werte des kontinuierlichen Systems
konvergiert. Ferner ist ein diskretes Element an seinen Knoten mit den benachbarten Ele-
menten verbunden. Die Verteilung einer physikalischen FeldgréRe innerhalb des Elementes
wird mit Hilfe der Werte dieser Gréfien an den Elementknoten formuliert. Die Werte der Feld-
funktionen an den Modellknoten werden als Knotenfreiheitsgrade bezeichnet. Beispielsweise
kann das Verschiebungsfeld innerhalb jedes Elements mit Hilfe einer Kombination aus den
Verschiebungen der Elementknoten und den Interpolationsfunktionen gemaR der Vorschrift
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ui(xl’x27x3):u;lNu(xl’x2’x3) (4.31)

beschrieben werden. In Gleichung (4.31) stellt die linke Seite die ortsabhangige i-te Kompo-
nente des Verschiebungsvektors dar. »' und N*(x,,x,x;) sind jeweils die i-te Komponente des

Verschiebungsvektors und die Formfunktion am Knoten a. Dabei gilt die Summationsverein-
barung Uber alle Knoten des Elementes durch das Superskript a. Dementsprechend lassen
sich auch die partiellen Ableitungen mit Hilfe der Beziehung

”i,k(xl’xz’xs):”fN,‘Z»(xl’xz’xz) (4.32)

bestimmen. Einsetzen der Gleichungen (4.31) und (4.32) in Gleichung (4.30) liefert den Aus-
druck

J, (Bl NN Gt dV, = [, oNduzan, + [ (E,qaATS, N Sl dV, (4.33)

Nach Zusammenfassen ergibt sich fiir ein finites Element mit dem Volumen 7, und der Ober-
flache 4, die Beziehung

[ [, ENINsay, Juféuf = L f 0 N“dAgJ&ulf’ + L J, E,.jklaATéklN;dVgJ&f (4.34)

Mit Hilfe der Definitionen
kikba = J.V‘ EijklN,,I}NfljdVe
Jia :L‘, ;N"dA, (4.35)

hyy = IV Ei/kIOATé‘k[N,(}dVe

reduziert sich Gleichung (4.34) auf die kompakte Form
(kupttf, = 1 = 1 Yo7 =0 (4.36)

Da die letzte Beziehung flr jede beliebige virtuelle Verschiebung ou;* gelten muss, erhalt
der Steifigkeitsausdruck fiir ein finites Element die Form

k{kbuullc7 - f;_” - h[” = O (437)
oder aquivalenterweise

Kypati = 1" +hf (4.38)

i

Die Steifigkeitsmatrix k&, ist abhangig von den mechanischen Eigenschaften der Struktur
und ihrer Geometrie sowie von den Formfunktionen und den Knotenpositionen. Ahnlich sind

die Vektoren der Knotenlasten f,“ und 4" Funktionen der bekannten Randbedingungen und

des Interpolationsschemas sowie der Knotenkoordinaten. Daher werden die drei Grofien in
der letzten Gleichung als bekannt angenommen. Der globale Steifigkeitsausdruck der gan-
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zen Struktur ergibt sich durch Zusammenfiigen der charakteristischen Grofken der einzelnen
Elemente gemaR den Vorschriften

Kipa = z ekikba
Fr=3"f (4.39)
Hia — Z eh[a

Dies fihrt zur globalen Beziehung
KikbaUA}»7 =F'+H], (4.40)

in der U} den Vektor der Knotenverschiebungen aller Elemente der Struktur bezeichnet.

Gleichung (4.40) stellt ein System linearer algebraischer Gleichungen dar, dessen Ldsung
der Vektor der unbekannten Knotenverschiebungen ist. Einsetzen der Lésung in die Form-
funktionen fiihrt zu einer vollstandigen Beschreibung der Approximation des Verschiebungs-
feldes. Basierend auf einem bekannten Verschiebungsfeld lasst sich die Verteilung der Deh-
nung durch Einsetzen des Verschiebungsgradienten in die kinematischen Beziehungen ge-
maR Gleichung (4.9) bestimmen. Mit den bekannten Dehnungen kénnen anschlieRend die
Spannungen mit Hilfe des Materialgesetzes (4.28) ermittelt werden. Aus den Steifigkeitsbe-
ziehungen geht hervor, dass die Temperaturabhangigkeit der Dehnung durch 4, von erster
Ordnung ist, da A, proportional zu einem Integral mit der Temperatur iber das ganze Ele-
ment ist. Dagegen zeigt das Materialgesetz gemafly Gleichung (4.28), dass die Spannung
sowohl infolge #;, als auch durch die lokale Temperatur beeinflusst wird. Daraus ist zu fol-
gern, dass sich numerische Fehler bei der Ermittlung des Temperaturgradienten auf die
Spannungen starker auswirken als auf die entsprechenden Dehnungen. Aus diesem Grund
kénnen genauere Werte der Spannungen ermittelt werden, indem die Temperaturen mit Hilfe
eines feineren Rechennetzes berechnet werden und anschlieRend mit Dehnungen aus ei-
nem groberen Rechennetz gekoppelt werden. Aus diesem Grund wird diese Kombination
beider Vernetzungen verfolgt, um schlieBlich den Rechenaufwand zu reduzieren. Zur Lésung
der vorliegenden Aufgabe wird das Software-Paket ANSYS eingesetzt. Das zu diesem
Zweck bendtigte FE-Modell ist in Abbildung 4.2 dargestellt. Das Modell zeigt den gesamten
Brennstoffzellen-Stack sowie die Teilkomponenten Ober- und Unterschalen mit dem in Ein-
zelheiten erzeugten Rechennetz der Kanalbereiche. Die detaillierte Modellierung wird bend-
tigt, um das strukturmechanische Verhalten des realen Bauteils zu bertcksichtigen.
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Ober- und Unterschalen

Kanalbereich

Abbildung 4.2: FE-Modell des Stacks

4.3  Uberpriifung des thermomechanischen Modells

4.3.1 Definition der Randbedingungen

Zur Analyse des thermomechanischen Stack-Verhaltens wird das mit Hilfe des fluiddynami-
schen Modells ermittelte Temperaturfeld T(x,x,x;) auf Basis der sogenannten ,Shape-
Function®-Interpolationstechnik [99] auf das FE-Rechennetz ubertragen. Betrachtet wird hier
beispielhaft die Temperaturverteilung wahrend der Aufheizphase 5000 s nach dem Start. Der
fluiddynamische Prozess wurde unter den in Abschnitt 3.4 gegebenen Randbedingungen
durchgefiihrt. In der FEA stellen die applizierten thermischen Lasten Volumenkréfte dar, da
sie an jedem Punkt des Kontinuums angreifen. Abbildung 4.3 zeigt die Temperaturverteilung
im originalen fluiddynamischen Modell sowie die interpolierte Verteilung auf dem FE-Modell,
wobei eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen den beiden Temperaturfeldern deutlich zu

sehen ist.
.
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Abbildung 4.3: Ubertragung der Temperaturverteilung auf das FE-Stack-Modell
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Weiterhin sind in Abbildung 4.4 die Temperaturprofile in den Stack-Komponenten: Oberscha-
le, Unterschale, Zelle und Glasfligung dargestellt. Zusatzlich zur inhomogenen thermischen
Last wird der Stack durch eine Gewichtslast von 50 kg beansprucht, die auf der Oberplatte
wirkt und zur Reduktion der Biegedeformation der diinnwandigen Stack-Komponenten dient.
Damit wird der erforderliche Kontakt zwischen den Bauelementen wéhrend des Betriebs si-
chergestellt.

‘
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Abbildung 4.4: Ubertragung der Temperaturverteilung auf die Stack-Komponenten

Die Randbedingungen der FE-Berechnung sind in Abbildung 4.5 dargestellt und durch die
folgenden Gleichungen beschrieben:

An jedem Punkt (x;,x,x;) des Stacks wirkt die Temperatur
T =T(x,,x,,x;) (4.41)

Auf der oberen Seite der Oberplatte greift die mechanische Last F; mit

F= 0
F= 0 (4.42)
F,==500 N

An jedem Punkt (x,x,0) der unteren Seite der Unterplatte gilt die Kontaktbedingung mit der
starren Unterlage gemaf

u, (xl,xz,O) =0 (4.43)
An jedem Punkt (0,x,x;) der Symmetrieebene gilt der Zusammenhang

1,(0,x,,x,)=0 (4.44)
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thermische Last

MWW

mechanische Randbedingungen
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Abbildung 4.5: Randbedingungen der thermo-mechanischen Berechnung

Um eine Starrkérperbewegung des Stacks in x,-Richtung zu verhindern, werden an Eck-
Knoten weiche Federelemente angebracht, deren Steifigkeit im Vergleich zur Struktursteifig-
keit sehr klein ist. Folglich wird das Deformationsverhalten des Stacks hauptséchlich durch
die Steifigkeit seiner Komponenten bestimmt, da die kleinen Federsteifigkeiten geringfligigen
Einfluss haben.

4.3.2 Materialmodelle

Die fir die Simulationsberechnung erforderlichen Materialmodelle der eingesetzten Werk-
stoffe basieren auf dem realen Werkstoffverhalten. Die Parameter der verwendeten Werk-
stoffmodelle stammen aus Experimenten, die am FZJ durchgefiihrt wurden, oder aus Daten-
blattern des entsprechenden Herstellers. In Tabelle 4.1 ist die Beschreibung des Material-
verhaltens der einzelnen Komponenten zusammengefasst.

Tabelle 4.1: Materialverhalten der Stack-Komponenten

Werkstoff Materialverhalten

Untere Platte ITM, elastisch-plastisch-viskos

Obere Platte ITM, elastisch-plastisch-viskos
Oberschale ITM, elastisch-plastisch-viskos
Unterschale ITM, elastisch-plastisch-viskos

Zelle ITM (pords), elastisch-plastisch-viskos
Ringrahmen ITM, elastisch-plastisch-viskos
Abdichtung Glaskeramik G48, elastisch

43



Weiterhin wird bei der Simulationsberechnung die Temperaturabhangigkeit der verwendeten
mechanischen und thermischen Materialparameter bericksichtigt. In Abbildung 4.6 sind die
Elastizitditsmoduln des ITM-Stahls [100] und des Glases als Funktionen der Temperatur dar-
gestellt. Beide Kurven haben ein monoton fallendes Verhalten mit steigender Temperatur,
wobei Uber den betrachteten Temperaturbereich das Elastizitditsmodul des Stahls schneller
abnimmt als der vom Glas. Dieser Vergleich wird in der normierten Darstellung im rechten
Teil der Abbildung deutlicher, wo es ersichtlich ist, dass bei einer Aufheizung von Raumtem-
peratur auf 800 °C das Elastizitatsmodul des Stahls um ungeféhr 40% abnimmt, wahrend die
Abnahme beim Glas lediglich 10% betragt.

Abbildung 4.6: Temperaturabhangigkeit der E-Moduli (links) und
der relativen E-Moduli (rechts)

Wie in der Tabelle 4.1 angegeben, wird fir den ITM-Stahl ein elastisch-plastisches Material-
modell eingesetzt. Fir die Simulationsberechnung wird ein solches Materialverhalten durch
ein bilineares mathematisches Modell beschrieben, welches die Materialverfestigung nach
dem Erreichen der FlieBgrenze berlcksichtigt. In Abbildung 4.7 sind die Spannungs-
Dehnungs-Kurven des ITM-Stahls bei verschiedenen Temperaturen dargestellt.

Weitere Materialparameter, die das thermomechanische Festkdrperverhalten beeinflussen,
sind die Warmeausdehnungskoeffizienten der Stack-Komponenten. lhre Auswirkung auf die
hervorgerufenen Spannungen ist von groRer Bedeutung, weshalb auch ihre Anpassung er-
forderlich ist.
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Abbildung 4.7: Spannungs-Dehnungs-Verhalten des ITM-Stahls

Aufeinander abgestimmte Warmeausdehnungskoeffizienten der benachbarten Komponenten
sorgen fir vertragliche Verformungen im Ubergangsbereich zwischen den verschiedenen
Werkstoffen und bewirken somit eine Verringerung der thermischen Spannungen. Sowohl fur
den Stahl als auch fir das Glas ist dieser Materialparameter temperaturabhangig, wie in Ab-
bildung 4.8 dargestellt. Fir beide Materialkomponenten nimmt der Warmeausdehnungskoef-
fizient bei hohen Temperaturen mit steigender Temperatur zu.

Fur die glaskeramische Komponente wird ein temperaturabhéngiges elastisches Material-
modell verwendet, da die experimentellen Untersuchungen zeigen, dass das eingesetzte
Material der Glasfligung unter hohen Temperaturen bis zu 80% rekristallisiert [101], weshalb
keine Kriechdehnung in der Glasfiigung auftritt. Aus diesem Grund ist fur die Beschreibung
des mechanischen Glasverhaltens kein Kriechmodell erforderlich. Fir die Stahlkomponenten
werden temperaturabhangige elastisch-plastische Materialmodelle eingesetzt, wobei unter
hohen Temperaturen ein zusétzliches Kriechmodell in der Berechnung implementiert wird.
Auf die Einzelheiten der Modellaufstellung und die experimentelle Parameterermittlung wird
im nachsten Abschnitt eingegangen. Die experimentellen Daten wurden aus Kriechversu-
chen gewonnen, die in [100] ausfihrlich beschrieben sind.
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Abbildung 4.8: Temperaturabhangigkeit der Warmeausdehnungskoeffizienten

4.3.3 Kriechverhalten des ITM-Stahls

Die Untersuchung des Kriechverhaltens von Strukturkomponenten ist in technischen Anwen-
dungen erforderlich, in denen genaue Dimensionen der Struktur tber einen langeren Zeit-
raum aufrechterhalten werden missen. Hierbei stellt die Kriechdehnung ein Priiffaktor fiir
das Design von Bauteilen, die unter hohen Betriebstemperaturen eingesetzt werden, wie die
SOFC. Insbesondere fiir APU-Anwendungen missen die dinnwandigen Stack-
Komponenten ausreichende Kriechfestigkeit aufweisen, um die Einsatzanforderungen zu
erfillen.

Durch die Einwirkung hoher Temperaturen mit
T>04x*T,, (4.45)

wobei T, die Schmelztemperatur des betrachteten Materials ist, zeigen metallische Werkstof-
fe ein zeitabhdngiges Materialverhalten. Dies bedeutet, dass unter gleichbleibender Last die
Dehnung mit der Zeit zunimmt, was als Kriechen bezeichnet wird. Dagegen nimmt die Span-
nung unter konstanter Dehnung ab, was als Relaxation bezeichnet wird. Ein typischer Ver-
lauf der Dehnung Uber die Zeit bei konstanter Spannung und Temperatur fur Stahl ist in Ab-
bildung 4.9 schematisch gezeigt.

Die Kriechkurve ist durch die Bereiche

e |: primares Kriechen
e ||: sekundares Kriechen
e |lI: tertidres Kriechen
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charakterisiert, wobei die einzelnen Bereiche jeweils durch abnehmende, konstante und
steigende Dehnungsrate gekennzeichnet sind, wie in Abbildung 4.10 schematisch anhand
des zeitlichen Verlaufs der Dehnungsrate gezeigt wird.

&“r
o = const. . ! I i
T = const. ST
& gt gl .;;:;;--
&y
{ l > time

[0
Abbildung 4.9: Schematischer Verlauf der Dehnung tUber der Zeit

Der Bereich des sekundédren Kriechens, wo die Dehnungsrate am niedrigsten und ungefahr
konstant ist, wird haufig als Design-Kriterium verwendet. Zu diesem Zweck wird der Verlauf
der minimalen Dehnungsrate als Funktion der Spannung bei konstanter Temperatur aus ex-
perimentellen Daten ermittelt. Ein typischer Kurvenverlauf ist in Abbildung 4.11 dargestellt,
aus dem deutlich zu erkennen ist, dass die Abh&ngigkeit der Dehnungsrate von der wirken-
den Spannung durch einen exponentiellen Zusammenhang charakterisiert ist.

Dehmng
— Dehmngsrate

Abbildung 4.10: Schematischer Verlauf der Dehnung und Dehnungsrate Uber der Zeit
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Abbildung 4.11: Verlauf der Dehnungsrate Uber der Spannung

Zur mathematischen Beschreibung des Kurvenverlaufs eignet sich eine Potenzfunktion ge-
mafR dem Norton-Modell in der Form

E=C, #0% xexp(—C,/T). (4.46)
Fir jeden der untersuchten Temperaturbereiche setzt man

C, =0, (4.47)
wodurch sich die Gleichung zum Ausdruck

£=C(T)*c" (4.48)

vereinfacht, in dem die Temperatur als Kurvenparameter dient. In Gleichung (4.48) bezeich-
nen die Modellparameter C, und C, temperaturabhdngige Materialkennwerte, die aus den
experimentellen Daten bestimmt werden kénnen. Abbildung 4.12 zeigt Beispiele der aus
Versuchen gewonnenen Messpunkte [100]. Die entsprechenden mathematischen Modelle
fur den ITM-Stahl, die den Zusammenhang zwischen Spannung und Dehnungsrate bei un-
terschiedlichen Temperaturen beschreiben, sind ebenfalls in der Abbildung zu sehen.

Durch logarithmieren der Gleichung (4.48) gemaf

log(é) =log(C,)+C, * log(O') (4.49)
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wird deutlich, dass der Zusammenhang zwischen der Spannung und der Dehnungsrate bei
logarithmischer Teilung der Achsen einen linearen Verlauf besitzt. Abbildung 4.13 zeigt die
Kurvenverlaufe fur ITM-Stahl bei verschiedenen Temperaturen.
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Abbildung 4.13: Verlauf der Dehnungsrate Gber der Spannung (logarithmische Teilung)
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Die temperaturabhangigen thermischen und mechanischen Parameter der verwendeten Ma-
terialmodelle der eingesetzten Werkstoffe werden mit Hilfe der ANSYS-Programmiersprache
APDL im FE-Berechnungsmodell implementiert.

4.3.4 Feinheit des Rechennetzes

Das mechanische Verhalten des FE-Modells muss unabhéngig von der Feinheit des als
.Mesh*“ bezeichneten Rechennetzes sein, die einen grof’en Einfluss auf die Genauigkeit der
ermittelten Lésung hat. Da jedoch mit steigender Feinheit des Rechennetzes der benétigte
Berechnungsaufwand groRer wird, ist es erforderlich eine Balance zwischen den beiden Ein-
flussfaktoren zu finden. Zu diesem Zweck wird das Modellverhalten unter den gleichen
Randbedingungen mit verschiedenen Mesh-Feinheiten untersucht. Dabei wird das FE-
Modell mit unterschiedlicher Feinheit diskretisiert und die Anzahl der Elemente solange er-
héht, bist die entsprechende Variation der erzielten Lésung klein genug wird. Nach Durchfiih-
rung der Simulationsberechnung ergeben sich die in Abbildung 4.14 dargestellten Ergebnis-
se.

Die Untersuchung der Mesh-Abhangigkeit zeigt, dass die erste Berechnung mit einer Ele-
mentanzahl von 0,4359e6 zu einer maximalen Spannung von 91,7 MPa fihrt. Die Erhéhung
der Anzahl der Elemente auf 0,8976e6 bewirkt eine Steigerung der Spannung auf
111,73 MPa. Dies entspricht einer Zunahme von 21,8%. Ein weiterer Zuwachs der Elemen-
tanzahl auf 1,4193e6 fiihrt zu einer Spannung von 120,9 MPa, was einen Anstieg von 8,2%
bedeutet. Die letzte Erhdhung der Anzahl der Elemente auf 2,4012e6 bewirkt eine Span-
nungszunahme um lediglich 0,44% auf einen Wert von 121,45 MPa.
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0.4359e6 Elemente

N =

8976e6 Elemente

N=0

1.4193e6 Elemente

N=

2.4012e6 Elemente

N=

Abbildung 4.14: Mesh-Abhé&ngigkeit des FE-Modells
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Die Variation der Mesh-Feinheit zeigt deutlich, dass die Berechnung mit einer Elementanzahl
von 1,4193e6 sehr gut geeignet ist und zusétzlich einen Kompromiss zwischen Mesh-
Feinheit und Berechnungsaufwand darstellt. Der Zusammenhang zwischen dem maximalen
Wert der ermittelten Spannung und der Anzahl der Elemente ist in Abbildung 4.15 zusam-
mengefasst. Die Darstellung zeigt die Zunahme der Spannung mit steigender Anzahl der
Elemente sowie die deutliche Konvergenz der numerischen Losung gegen einen Endwert.

1204

100 +

I IR R . . R e A S :

1 e

c [.‘IPQ ]

40_ ..........................................................

2045t Beeedeeias b beees TEEEE T R T LR '

6.x 10° 1.x 10% 1.6x10¢ 2.x10° 24x108
Anzahlder Elemente

Abbildung 4.15: Konvergenz der maximalen Spannung

4.3.5 Simulationsergebnisse
4.3.51 Thermische Dehnungen

Wie im vorigen Abschnitt erlautert, wurden die folgenden Ergebnisse mit dem Modell ermit-
telt, fur dessen Diskretisierung 1,4193e6 Elemente erzeugt sind. Die Abbildungen 4.16 und
4.17 zeigen die Verteilung der thermischen Dehnung im Brennstoffzellen-Stack sowie in der
Kassette. In der jeweiligen Abbildung ist auch das entsprechende Temperaturprofil zum Ver-
gleich dargestellt. Den beiden Abbildungen ist zu entnehmen, dass die maximalen Tempera-
turwerte identisch sind. Dagegen unterscheiden sich die minimalen Werte, die in den Ober-
und Unterplatten auftreten. Demzufolge sind auch die Wertebereiche der thermischen Deh-
nungen unterschiedlich verteilt.

52



Kapitel 4. Thermomechanische Analyse

h
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Abbildung 4.16: Verteilung der Temperatur und der thermischen Dehnung im Stack
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Abbildung 4.17: Verteilung der Temperatur und der thermischen Dehnung in der Kassette

In den beiden Abbildungen 4.16 und 4.17 ist deutlich zu erkennen, dass die beiden GréRen T
und &” ein dhnliches Profil haben, da die Komponenten des Tensors der thermischen Deh-
nung g;” mit der Temperatur durch die konstitutive Beziehung gemaf der Gleichung (4.1)

verknupft sind. Die Gleichung wird hier mit der expliziten Temperaturabhangigkeit des War-
meausdehnungskoeffizienten wiedergegeben.
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st =a(T)*(T-T,

), (4.50)
Die Beziehung stellt ein konstitutives materialabhangiges Modell dar, in dem o(7) der tempe-
raturabhéangige Wéarmeausdehnungskoeffizient ist. Mit 7 und T,., werden jeweils die vorhan-
dene lokale Temperatur und die spannungsfreie Referenztemperatur bezeichnet. Weiterhin
ist darauf zu achten, dass die Temperaturabhangigkeit der thermischen Dehnung infolge
temperaturabhangiger Materialeigenschaften innerhalb eines Elementes weniger Gewich-
tung hat als die direkte Abhangigkeit von der Variation der Temperatur selbst. Dies ergibt
sich aus der Tatsache, dass sich o innerhalb eines Elementes weniger andert als die Tempe-
ratur.

Zum Vergleich werden die maximalen und minimalen Werte der thermischen Dehnung in
den beiden verwendeten Materialien Stahl und Glas mit Hilfe des analytischen Ausdrucks fur
den eindimensionalen Fall gemaR Gleichung (4.51) ermittelt

i=j=1

=&l =" =a(T)* (T - Tmf) (4.51)
Im berechneten Temperaturbereich des Stahls

333,66°C < T, < 506,73°C (4.52)

liegen die entsprechenden Werte der thermischen Dehnung im Bereich zwischen -0,49%
und -0,32%. Dagegen sind fur die Glastemperaturen im Intervall

353,5°C < T, <478,73°C (4.53)

die entsprechenden thermischen Dehnungen im Glas zwischen -0,45% und -0,33%. Die er-
mittelten Werte fir die jeweiligen Temperaturgrenzen stimmen sehr gut Uberein mit denen
aus der numerischen Simulationsberechnung, die in den Abbildungen 4.16 und 4.18 abzule-
sen sind. Ferner schrumpft der Stack infolge der Bedingung

g" <0 (4.54)
zusammen, da

T(x,,x,,%;) < T, =800°C, (4.55)
gilt. Die Profile der Temperatur und der thermischen Dehnung in der Glasfligung sind in Ab-
bildung 4.18 gezeigt. Des Weiteren ist den Abbildungen 4.16 — 4.18 zu entnehmen, dass die

Temperaturen in Stromungsrichtung abnehmen, weshalb auch die thermischen Dehnungen
betragsmaRig in diese Richtung steigen.
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Abbildung 4.18: Verteilung der Temperatur und der thermischen
Dehnung in der Glasfuigung

Die strukturmechanische Analyse des Stacks richtet sich maRgeblich nach der Art eines
mdglichen Versagens seiner Bauelemente. Dies bedeutet, dass die Tragfahigkeit oder die
Gebrauchstauglichkeit des Bauteils nicht erfillt werden kann. In den meisten Féllen kann das
Versagen durch

e Anriss oder Bruch

e Grofte Deformationen (Verschiebungen)

e Unzuldssige plastische Dehnungen

eintreten. Daher werden im Folgenden die entsprechenden Verteilungen der physikalischen
GroRen

e Verzerrungsfeld

e Spannungsfeld

e Verschiebungsfeld

betrachtet. Die Verschiebung beschreibt die absolute Deformation der Struktur und ist von
den geometrischen Abmessungen eines Bauteils abhangig. Dagegen ist die Verzerrung ein
MaR fur die Verformung, welches von der Geometrie der betrachteten Struktur nicht abhangt.
Die Spannung charakterisiert die innere Beanspruchung des Bauteils infolge duerer Belas-
tung.
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4.3.5.2 Mechanische Verzerrungen

Die aufgrund der thermischen Dehnung verursachten Deformationen werden an einigen Stel-
len im Stack durch mechanische Auflagerung, Materialinhomogenitét oder ungleichmaRige
Temperaturverteilung behindert. Dies fiihrt zu mechanischen Verzerrungen, die mit den
Spannungen durch das entsprechende Materialmodell verknipft sind. Durch die verursach-
ten Spannungen sind steife Stack-Komponenten, wie die obere und untere Platte und die
Ringrahmen weniger gefahrdet, da sie tUber groRe Querschnittsflachen verfigen. Im Gegen-
satz hierzu sind die dinnwandigen Elemente, wie Ober- und Unterschale, empfindlich, wes-
halb die mechanischen Dehnungen in diesen Komponenten betrachtet werden. Zur Darstel-
lung der Verzerrungen werden im Stahl die von Mises Vergleichsdehnung und im Glas die
maximale Hauptdehnung gewahlt.

Aufgrund des Temperaturgradienten im Einstrombereich der heiften Gase treten dort die
maximalen mechanischen Dehnungen auf, wie in Abbildung 4.19 dargestellt. Die Detailan-
sicht in Abbildung 4.20 verdeutlicht, dass in einem Verbindungsbereich der Oberschale mit
der Unterschale die Hochstwerte der Dehnung auftreten. Somit stellt die Schweillverbindung
im betrachteten Bereich einen Ort dar, wo mdglicherweise hohe Spannungen verursacht
werden.

Hinteransicht Vorderansicht
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-1.8144e-5
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Abbildung 4.19: Verteilung der mechanischen Dehnung in der Ober- und Unterschale

Weitere Bereiche im Stack, wo hohe mechanische Verzerrungen existieren kénnen, stellen
die Glasfugung und die Zelle dar. Die in den Abbildungen 4.21 und 4.22 gezeigten Stellen
sind Bereiche, wo Temperaturgradienten oder Materialinhomogenitat vorliegen. Unter den in
dieser Analyse angenommenen Randbedingungen sind die verursachten mechanischen
Verzerrungen sehr gering.
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Abbildung 4.20: Maximale mechanischen Dehnung in der Oberschale

Wie bereits erwahnt, dienen die Verzerrungen als Mal} fur die Deformation der Struktur und
eignen sich fiir den Vergleich des Verformungsgrades verschiedener Komponenten, da die
Verzerrungen im Gegensatz zu den absoluten Verschiebungen von der Geometrie der Struk-
tur unabhéngig sind. Ferner kann anhand der GréRe der Verzerrung und auf Basis des expe-
rimentell untersuchten Materialverhaltens ermittelt werden, ob die Deformationen rein elas-
tisch sind oder bleibende Anteile enthalten.
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Abbildung 4.21: Verteilung der mechanischen Dehnung im der Glasfligung

Strémungsrichtung
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Abbildung 4.22: Verteilung der mechanischen Dehnung in der Zelle

4.3.5.3 Spannungsverteilung

Wie bereits im Abschnitt 4.2 erlautert, sind die mechanischen Verzerrungen mit den Span-
nungen durch das Materialgesetz verknlpft, weshalb die Profile der rdumlichen Verteilung
beider GréRen ahnlich sind. Der Vergleich der entsprechenden Darstellungen der jeweiligen
Stack-Komponenten Idsst diesen Zusammenhang deutlich erkennen. Wie bei der Betrach-
tung der mechanischen Verzerrungen werden auch hier zur Darstellung der Spannungen im
Stahl die von Mises Vergleichsspannung und im Glas die maximale Hauptspannung gewahit.
In Abbildung 4.23 ist die Spannungsverteilung in der Ober- und Unterschale zu sehen.

Hinteransicht Vorderansicht
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Abbildung 4.23: Verteilung der Spannung in der Ober- und Unterschale
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Auch hier treten die maximalen Werte der Spannung in der Umgebung des Einstrombereichs
der heilRen Gase auf. Weiterhin ist noch zu bertcksichtigen, wie bereits bei der fluiddynami-
schen Analyse aufgefallen ist, dass die Temperaturverteilung in diesem Bereich ungleich-
maRig ist und folglich hohe Temperaturgradienten vorliegen. Diese gelten als Ursache fur
das Auftreten von hohen thermischen Spannungen. Unter den vorhandenen mechanischen
und thermischen Randbedingungen liegen die héchsten Spannungen im Stahl bei ungeféhr
120 MPa, die in einem Verbindungsbereich der Oberschale mit der Unterschale auftreten.
Unter den verwendeten Randbedingungen wird die FlieRgrenze im Stahl nicht erreicht, wes-
halb keine plastischen Deformationen auftreten. Im betrachteten Bereich der Spannungsspit-
zen, wie in Abbildung 4.24 gezeigt, verlauft eine Schweil3nahtverbindung. Aus diesem Grund
haben die Spannungen an diesem Ort groRen Einfluss auf das Verbundverhalten, von dem
die Abdichtung des Stacks und folglich seine Funktionalitédt abh&angen.

Lokale Spannungsspitzen

103.24
85,572
67.904
50.236
32,568
14.9

Strémungsrichtung

Abbildung 4.24: Orte der maximalen Spannungen

Die Glasfugung ist eine weitere Komponente des Stacks, die Zugspannungen gegenuber
sehr empfindlich ist. Die Spannungsverteilung im Glaskoérper ist in Abbildung 4.25 darge-
stellt. Eine maximale Zugspannung von 46,3 MPa wird ermittelt, die im gekennzeichneten
Bereich auftritt. In der Zelle erreichen die maximalen Spannungen Werte von ungefahr
32 MPa und liegen im Anschlussbereich der Zelle an der Oberschale, wie in Abbildung 4.26
zu sehen ist. Auch hier handelt es sich um einen Verbundbereich, wo die Zelle in die Ober-
schale eingeschweil3t ist. Insbesondere bei der hier eingesetzten metallgestitzten Zelle ist
die Schweifltverbindung aufgrund ihrer hohen Verbundfestigkeit gut geeignet.

Zusammenfassend wird festgestellt, dass die héchsten Werte der Spannungen in den Uber-
gangsbereichen zwischen den verschiedenen Stack-Komponenten auftreten, wo die Lasten
eingeleitet werden und ein Verbund zwischen den Stack-Elementen besteht. Hohe Tempera-
turgradienten sowie Materialinhomogenitéat sind meistens die Ursache fir die Spannungs-
spitzen. Beide Einflussfaktoren spielen eine entscheidende Rolle beim thermomechanischen
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Verhalten des Stacks und fiinren zu lokalen sprunghaften Anderungen in den Struktursteifig-
keiten, die durch die Geometrie und die temperaturabhangigen Parameter der verwendeten
Materialmodelle definiert sind. Daher erfordert die Reduzierung der thermischen Spannun-
gen in der Grenzflachenumgebung der einzelnen Elemente MalRnahmen, die gleichzeitig zu
einer gleichmaRigen Temperaturverteilung und zur Vertraglichkeit des Verformungsverhal-
tens der Stack-Komponenten fuihren. Insbesondere die Warmeausdehnungskoeffizienten der
einzelnen Strukturelemente missen angepasst sein, damit sich keine groRen Unterschiede
der thermischen Dehnung bilden, die folglich zu thermischen Spannungen fiihren.

N Hinteransicht Vorderansicht

c [MPa]
46,291
38.051
29.811
21.571
13.331

Lokale Spannungsspitzen 5.0914

-3.1485
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-19.629

-27.868
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Abbildung 4.25: Verteilung der Spannung in der Glasfliigung
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Abbildung 4.26: Verteilung der Spannung in der Zelle

4.3.5.4 Verschiebungsfeld

Die Ermittlung der Stack-Deformationen ist ein wichtiger Bestandteil der thermomechani-
schen Analyse, da die Gebrauchstauglichkeit des Stacks vom Verformungsgrad seiner Kom-
ponenten abhangt. In Abbildung 4.27 ist das Verschiebungsprofil im Stack dargestellt. Hohe
Werte der Verschiebung treten in den Eckbereichen des Stacks auf, da an diesen Stellen
groRe Deformationsfreiheit vorhanden ist. Zusatzlich steigen die Temperaturdifferenzen rela-
tiv zur spannungsfreien Referenztemperatur in Strémungsrichtung, weshalb die maximalen
Verschiebungswerte in unteren Bereich der Abbildung zu sehen sind.

Abbildung 4.27: Verschiebungsprofil im Stack
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Wie die Abbildung zeigt, besitzt das Verschiebungsfeld des Stacks im mittleren Bereich zwi-
schen Ein- und Ausstrémung eine ndherungsweise kreissymmetrische Verteilung. Dies ist zu
erwarten, wenn die Struktur als ein Verbund aus mehreren Komponenten betrachtet wird und
sich unter der gegebenen thermischen Last verformt. Der Ausstrémungsbereich des Stacks
erfahrt eine Verschiebungsverteilung, die von diesem charakteristischen Profil abweicht, was
auf die, global betrachtet, inhomogene Temperaturverteilung zuritickzufiihren ist. Infolge ab-
nehmender Temperaturen in Strémungsrichtung sind die Deformationen in der Umgebung
des Ausstrémungsbereichs gréRer, was zu einer Verzerrung der konzentrischen Kreise fihrt.
Die charakteristischen Verschiebungsprofile der einzelnen Komponenten einer Kassette sind
in den Abbildungen 4.28 und 4.29 dargestellt. In Ober- und Unterschale sowie in der Glasfii-
gung haben die maximalen Verschiebungswerte die gleiche Gréf3enordnung und betragen
ungefahr 0,42 mm. Die Verschiebungsverteilung in der Zelle ist gleichmaRiger, wobei ein
Hochstwert von 0,32 mm erreicht wird. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass die groRten De-
formationen in der x,x,-Ebene stattfinden. Die Verschiebungskomponente in x;-Richtung ist,
verglichen mit den anderen Komponenten, sehr gering. Dies liegt daran, dass in diese Rich-
tung eine aulere Drucklast sowie die dadurch verursachten Auflagerreaktionen wirken. Die-
se Randbedingungen, die fir die Kontaktierung im Stack erforderlich sind, schranken die
Bewegungsfreiheit der Struktur ein.

545451 . 0.41598
W 0372 2
j o331 5
— 0.28899 5
0.24388 H

. 0.28291
0.19877 °

o 0.25629

0.15367
0.10856
0.063453
0.018345

L 0.22%68

Abbildung 4.28: Verschiebungsprofil in Unterschale und Glasfigung
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Abbildung 4.29: Verschiebungsprofil in Oberschale und Zelle

Zur Uberpriifung der Plausibilitét des Verschiebungsfeldes betrachtet man eine Flache in der
x;,x-Ebene der Zelle, die in Abbildung 4.30 dargestellt ist. Die Flache ist durch die Bereiche

0<x,<B (4.56)

und

- L L

—<x,<— 4.57
> 255 (4.57)

definiert, wobei B und L jeweils die Breite und die Lédnge der Flache bezeichnen, die mit den
Abmessungen der Zelle tbereinstimmen. Ferner stellen die Achsen x; =0 und x, =0 Sym-

metrieachsen des Verschiebungsfeldes dar, dessen Komponenten unter den gegebenen
Voraussetzungen die Formen

u, =u (xl,xz) (4.58)
und
u, =1, (x,,x,) (4.59)
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annehmen. Unter der Wirkung einer thermischen Last durch die gleichmaRige Tempera-
turédnderung 6 relativ zur spannungsfreien Referenztemperatur entstehen in der Flache die
Dehnungen

&, =6, =a%0 (4.60)

Mit Hilfe der geometrischen Beziehungen nach Gleichung (4.9) ergeben sich fiir die Ver-
schiebungen die Zusammenhange

u, =&, =a*0 (4.61)
und
Uy, =Ep=a*6 (4.62)

Die Integration nach der jeweiligen Koordinate liefert die Gleichungen

ul(x,,xz)za*ﬁ*x,—kfl(xz) (4.63)
und
uz(xl,xz):a*ﬁ*x2+f2(xl) (4.64)

Unter Berlcksichtigung der Randbedingungen geman

u,(0,x,)=0 (4.65)
und
u,(x,,0)=0 (4.66)

gilt fur die unbekannten Funktionen der Zusammenhang

fl(x2)=f2(x1)=0 (4.67)

und die Verschiebungsfunktionen erhalten die Formen

u(x,)=a*O*x, (4.68)
und
u,(x,)=a*0+*x, (4.69)

Die Gesamtverschiebung an einem Punkt des Kontinuums wird durch den Betrag des Ver-
schiebungsvektors geman

() =l (5 )P + [, (6, )F = % 0%[x7 + 53 (4.70)
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beschrieben. Wie Abbildung 4.30 zeigt, stellt die letzte Gleichung im x;x,-Raum eine Schar
konzentrischer Kreise dar, welche die Isolinien des Verschiebungsfeldes reprasentieren und
vergleichbar mit der Darstellung im rechten Teil der Abbildung 4.29 sind. Es ist noch zu be-
ricksichtigen, dass die vorige Herleitung auf einer gleichmaRigen Temperaturverteilung tber
die betrachtete Flache basiert. Bei einer Abweichung von dieser Annahme durch die Exis-
tenz eines Temperaturgradienten werden die konzentrischen Kreise verzerrt und die kreis-
symmetrische Verschiebungsverteilung verschwindet, wie im Abschnitt 6.2.2.5 gezeigt wird.

30+ . \

X, [mm] ()—)

Stromungsrichtung

30 /

0 10 20 30 40 50 60
Xy [mm]

Abbildung 4.30: Isolinien des Verschiebungsfeldes

4.3.6 Experimentelle Validierung des thermomechanischen Modells

Die Validierung der Berechnungsergebnisse ist ein wichtiger Bestandteil des Simulationspro-
zesses, um sicher zu stellen, dass das aufgestellte Modell das Verhalten der realen Struktur
innerhalb der zuldssigen Toleranzen ausreichend genau beschreibt und die getroffenen Mo-
dellannahmen sinnvoll sind. Hierzu werden die mit Hilfe des FE-Modells ermittelten Simulati-
onsergebnisse mit experimentellen Daten verglichen. Diese stammen aus Schadensbildern
der Stack-Komponenten, die nach mehreren Prozesszyklen gewonnen werden [102]. Ein
Versuchsstand, an dem Messungen der Stack-Temperaturen durchgefihrt werden, ist in
Abbildung 4.31 dargestellt.
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Abbildung 4.31: Priifstand des SOFC-Stacks

Zunéachst werden aus den Berechnungsergebnissen der fluiddynamischen Analyse die Ver-
teilungen der Temperatur und des Temperaturgradienten im SOFC-Stack ermittelt. Wie im
Abschnitt 3.4 erlautert wurde, liegen die Hochstwerte beider GréRen in der Umgebung der
Einstrémbereiche der heiRen Gase, wie Abbildung 4.32 in der Ober- und Unterschale ver-

deutlicht.
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Abbildung 4.32: Modellvalidierung, Vergleich der thermischen Effekte mit

dem Schadensbild

Basierend auf den ermittelten fluiddynamischen Ergebnissen wird anschlieRend mit Hilfe der
thermomechanischen Analyse die Verteilung der thermischen Dehnung berechnet, die im
unteren Teil der Abbildung 4.32 dargestellt ist. ErwartungsgemaR liegen in den Einstrémbe-
reichen der heillen Gase auch héhere Gradienten der thermischen Dehnung als Folge der
dort vorhandenen Temperaturgradienten. In der Abbildung ist ebenfalls der verformte Be-
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reich aus den Schadensbildern gezeigt, wo deutlich zu erkennen ist, dass die gefédhrdeten
Gebiete in der Simulation und im Versuch sehr gut Gbereinstimmen.

Ferner zeigen die Berechnungen, dass in den kritischen Bereichen grof3e Deformationen und
Verschiebungsgradienten existieren, wie in Abbildung 4.33 in der Ober- und Unterschale zu
sehen ist.
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Abbildung 4.33: Modellvalidierung, Vergleich der Deformationen mit
dem Schadensbild

Zur weiteren Erlauterung und zum Vergleich der Simulationsergebnisse mit den experimen-
tellen Daten ist in Abbildung 4.34 die vertikale Verschiebung in der Oberschale entlang der
gekennzeichneten Kante als Ortsfunktion dargestellt. Die Verschiebungsfunktion besitzt zwei
lokale Maxima, die mit den Stellen der gréRten Verformungen im Schadensbild Ubereinstim-
men. Das Beulen der dinnwandigen Struktur an den markierten Stellen wird durch die nied-
rigere lokale Steifigkeit hervorgerufen. Im Vergleich dazu ist der umgebende Bereich durch
den Rahmen versteift und stabilisiert.

In Ubereinstimmung mit den Versuchen zeigen die Berechnungsergebnisse, dass die Ein-
strdmbereiche der heiflen Gase gefahrdete Orte darstellen, wo méglicherweise Verbundver-
sagen und somit Undichtigkeiten auftreten kénnen. Um dies zu verhindern, ist es erforder-
lich, die Inhomogenitat des Temperaturfeldes zu reduzieren und die physikalischen Eigen-
schaften der verwendeten Werkstoffe aufeinander anzupassen. Diese beiden MalRnahmen
sind maRgeblich fur die Minimierung der verursachten thermischen Spannungen.
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Abbildung 4.34: Modellvalidierung, vertikale Verschiebung
entlang der Oberschalenkante 1-2

Mit Hilfe des validierten Berechnungsmodells ist es nun mdglich, das thermomechanische
Verhalten des SOFC-Stacks vorherzusagen. Die Simulationsberechnungen liefern zuverlas-
sige Daten Uber die kritischen Orte im Stack, wo hohe Spannungen oder Verformungen auf-
treten kénnen. Diese Ergebnisse bilden die Grundlage fur weitere Analysen zwecks Desig-
noptimierung, um die auftretenden thermischen Spannungen zu reduzieren.

4.3.7 Multistep-Submodeling-Technik

Die Submodeling-Technik ist ein Verfahren der FE-Analyse, welches eingesetzt wird, um
genauere Berechnungsergebnisse in einem bestimmten Bereich eines FE-Modells mit Hilfe
eines feineren lokalen Rechennetzes zu erzielen. Da die Analyse des ganzen Modells mit
einem feinen Rechennetz sehr berechnungsintensiv und zeitaufwendig ist, besteht die Mog-
lichkeit, ein bestimmtes Teilmodell oder einen Bereich des Modells, beispielsweise den Be-
reich mit den héchsten Spannungen, feiner zu vernetzen und isoliert vom restlichen Modell
zu analysieren [103]. Diese Technik ist insbesondere bei der Berechnung von Strukturen mit
komplexer Geometrie, wie es bei den betrachteten SOFC-Strukturen der Fall ist, sehr nitz-
lich. In solchen Situationen interessiert man sich fir die Orte der maximalen Spannungen,
die im Allgemeinen an mehreren Stellen der Struktur auftreten. Die Mdglichkeit, einzelne
Modellbereiche isoliert vom restlichen Modell zu betrachten, ist ein sehr hilfreiches Werk-
zeug, um den Berechnungsaufwand zu reduzieren.

Um eine vollstdndige Randwertaufgabe am Teilmodell zu definieren, bedarf es der Beschrei-
bung der Randbedingungen des zu betrachtenden Teilbereichs. Hierzu missen die Auswir-
kungen des restlichen Modells auf das zu untersuchende Teilmodell ermittelt werde. Zu die-
sem Zweck wird zundchst das Gesamtmodell mit einem groben Rechennetz analysiert. An-
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schlielend werden im Interfacebereich zwischen Teil- und Restmodell die Knotenverschie-
bungen oder —lasten als Randbedingungen am feinvernetzten Teilmodell appliziert. Hierzu
werden die Ubertragenen Verschiebungen auf das feiner vernetzte Teilmodell interpoliert.
Somit ist die zu I6sende Randwertaufgabe vollstdndig beschrieben. Um einen genaueren
Transfer der Randbedingungen zu sichern, wird die ,Shape-Function®-Interpolationstechnik
[99] eingesetzt. Die gleiche Technik wird beim Ubertragen der thermischen Last aus der flu-
iddynamischen Analyse auf das FE-Modell zwecks der thermomechanischen Berechnung
angewendet, wie im Abschnitt 4.3.1 erldutert wurde.

Im Folgenden wird die Vorgehensweise anhand eines Beispiels erlautert, wobei als Material-
kombination fur die Berechnung Stahl aus der Legierung Crofer 22 APU und Glas G87 ver-
wendet werden. In Abbildung 4.35 werden die Schritte zusammengefasst, die fur Simulati-
onsberechnung mit Hilfe der Submodeling-Technik erforderlich sind.

Gesamt-Stack \

Einheitszelle/Kassette: Unterschale, Oberschale, Zelle ‘

l

Komponente: Unterschale ‘ ,
Teilbereich einer Komponente & m

Abbildung 4.35: Multistep-Submodeling-Technik

Als thermische Last wird die in Abbildung 4.36 dargestellte Temperaturverteilung betrachtet,
die mit einer fluiddynamischen Analyse ermittelt wurde. Die Abbildung zeigt die Temperatur-
profile im Stack und in einer Kassette. Die mechanischen Randbedingungen sind die glei-
chen wie im Abschnitt 4.3.1.

Abbildung 4.36: Temperaturverteilung im Stack und in der Kassette
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Aus der Analyse des Deformationsverhaltens des Gesamtmodells Iasst sich die Verteilung
der Verschiebung bestimmen. AnschlieRend werden die Knotenverschiebungen im Interfa-
cebereich zwischen der Kassette und dem restlichen Modell auf die Kassette als Randbe-
dingungen der nachfolgenden Berechnung tbertragen, wie Abbildung 4.37 zeigt.

Abbildung 4.37: Verschiebungsrandbedingungen des Teilmodells

Nach der Analyse der Kassette wird im nachsten Schritt die Unterschale als Teilmodell be-
trachtet. Abbildung 4.38 zeigt die aus der fluiddynamischen Analyse gewonnene Tempera-
turverteilung und die aus der FE-Berechnung ermittelten Verschiebungen im Interfacebereich
zwischen der Kassette und der Unterschale.

Die Verteilung der Spannung sowie der plastischen Dehnung in der Unterschale sind in Ab-
bildung 4.39 dargestellt. Dabei treten die maximalen Werte beider GréRen im Einstrémungs-
bereich der Gase auf. Dies ist hauptséchlich auf die in dieser Umgebung vorhandenen ho-
hen Temperaturgradienten zurtickzufihren.

Temperaturprofil Ubertragene Verschiebung

Abbildung 4.38: Temperatur und Verschiebungsrandbedingungen der Unterschale
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Abbildung 4.39: Verteilung der Spannung und der plastischen Dehnung in der Unterschale

Zur Untersuchung des Kriechverhaltens wird der Teilbereich der Unterschale betrachtet, in
dem die hdchsten Spannungen auftreten, wie Abbildung 4.40 zeigt. Hierbei wird der Teilbe-
reich noch feiner vernetzt, wie in der Abbildung deutlich zu erkennen ist.

feineres Mesh

Teilbereich

Unterschale

Abbildung 4.40: Teilbereich der Unterschale als Submodel

Die auf das Teilmodell applizierten Verschiebungen sowie die ermittelte Verteilung der
Kriechdehnung sind in Abbildung 4.41 dargestellt. Die maximalen Werte der Kriechdehnung
liegen, wie erwartet, im Einstrdbmungsbereich der heiflen Gase, da in dieser Umgebung die
Temperaturen und die Spannungen am héchsten sind. Um die Kriechdehnung zu vermeiden,
ist es erforderlich fur die gefahrdeten Stack-Komponenten ein kriechfestes Material einzuset-
zen.
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Abbildung 4.41: Ubertragene Verschiebungen und berechnete Kriechdehnung
im Teilmodell

Das aufgestellte thermomechanische FE-Modell ermdglicht die Vorhersage des Deformati-
onsverhaltens der Stack-Struktur. Mit Hilfe des Modells kénnen die rdumlichen FeldgréRen:
Spannungstensor, Verzerrungstensor und Verschiebungsvektor in den Stack-Komponenten
unter verschiedenen Randbedingungen ermittelt werden, die dem realen Prozess entspre-
chen. Die Mesh-Unabhangigkeit des Modells und dessen Konvergenzverhalten wurden
Uberprift. Das aufgestellte Berechnungsmodell dient als Werkzeug zur Uberpriifung der
Tragfahigkeit und der Gebrauchstauglichkeit der einzelnen Komponenten des betrachteten
SOFC-Stacks, um seine Funktionalitat zu gewahrleisten.

Um das reale Materialverhalten der Stack-Elemente zu beschreiben, beriicksichtigen die
implementierten temperaturabhéngigen Materialmodelle das elastische sowie das elastisch-
plastische und viskose mechanische Verhalten der verwendeten Materialien.

Die Modellvalidierung auf Basis der experimentellen Daten bestétigt die ermittelten Simulati-
onsergebnisse und zeigt, dass der Verbund in der Umgebung des Einstrémungsbereichs der
heillen Gase infolge der Beanspruchung mdéglicherweise geféhrdet ist. Dies stimmt mit den
Ergebnissen der fluiddynamischen Analyse im vorigen Kapitel sehr gut Uiberein, da in diesem
Bereich hohe Temperaturgradienten zu beobachten sind.

Die maximalen Spannungen in der Zelle treten im Lasteinleitungsbereich, wo die Zelle mit
der Oberschale verbunden ist. Daher ist an dieser Stelle eine Schweil3verbindung aufgrund
ihrer hdheren Festigkeit gut geeignet, insbesondere bei der eingesetzten metallgestitzten
Zelle.

Ferner wurde die Submodeling-Technik eingesetzt, um mit Hilfe eines feineren Rechennet-
zes Teile des Modells und der Komponenten, in denen hohe lokale Spannungen auftreten,
genauer zu untersuchen.
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Das aufgestellte FE-Modell ermdglicht die Durchfilhrung detaillierter Simulationsberechnun-
gen und Parameterstudien, um die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die
auftretenden Spannungen zu untersuchen. Insbesondere die Variation der Materialkombina-
tionen und der Struktursteifigkeit haben groRen Einfluss auf die im Stack hervorgerufenen
Spannungen. Weitere Einflussparameter stellen die thermische Belastung und die mechani-
schen Randbedingungen dar. Auf den Einsatz der aufgestellten Modelle fir Simulationsbe-
rechnungen und Parameterstudien wird im nachsten Kapitel eingegangen.

Mdéglichkeiten zur Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen sind ein Ziel der Optimie-
rungsanalyse, fur die das Berechnungsmodell sehr gut geeignet ist. Dies wird im Kapitel 7
naher betrachtet.
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5 Modelleinsatz fiir Parameterstudien
5.1 Variation der Lastbedingungen und Materialkombinationen

Die aufgestellten numerischen fluiddynamischen und strukturmechanischen Modelle werden
fur die Simulationsberechnungen in einer Parameterstudie eingesetzt, um die Auswirkungen
der Variation von Materialeigenschaften sowie Last- und Randbedingungen zu untersuchen.
Dabei werden die Randbedingungen so variiert, dass der Stack sowohl durch gleichmaRig
verteilte als auch inhomogene thermische Last beansprucht wird. Insgesamt werden die in
der Tabelle 5.1 zusammengefassten Falle untersucht.

Tabelle 5.1: Lastbedingungen der Simulationsberechnung
(Material- und Temperaturgradienten)

Lastfall Gradient
homogene Temperaturverteilung T,=0,,i=12,3
inhomogene Temperaturverteilung T,#0,,i=12,3
homogenes Material a,=0,,i=123
inhomogenes Material a,#0,,i=12,3

Weiterhin wird das thermomechanische Verhalten des Stacks analysiert, wenn der ITM-Stahl
mit verschiedenen Glastypen kombiniert wird. Die Werkstoffkombinationen sind in der Tabel-
le 5.2 zusammengestellt. Beim ITM-Stahl handelt es sich um einen ferritischen Chromstahl
der Firma Plansee. Die verschiedenen Typen der Glasfugung, G48, G49 und G87 wurden
am Forschungszentrum Jiilich fir SOFC-Anwendungen entwickelt, wobei die Bezeichnung
G439 eine nicht verbreitete Glasfligung charakterisiert.

Tabelle 5.2: Materialkombinationen der Simulationsberechnung

Stahl Glas

ITM G48 G49 G87 G87s* G87opt*™

*G87 mit @y, = A,y G87 mit optimiertem ¢,

Das Glas G87s bezeichnet eine theoretische Fligung aus einem Glas mit dem Warmeaus-
dehnungskoeffizienten des ITM-Stahls. Dagegen stellt das Glas G87opt eine optimierte
Glasfugung dar, deren Warmeausdehnungskoeffizient an den des ITM-Stahls so angepasst
ist, dass die im Glas hervorgerufenen thermischen Spannungen minimiert sind. Anschlie-
Rend wird mit der Werkstoffkombination ITM und G87opt das thermomechanische Stack-
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Verhalten unter der Auswirkung inhomogener Temperaturverteilung untersucht. Das appli-
zierte Temperaturfeld wird mit Hilfe gekoppelter fluiddynamischer Analyse ermittelt.

Im Folgenden wird der Fall betrachtet, bei dem der Stack unter isothermen Lastbedingungen
vom dehnungsfreien Zustand aus (bei 800 °C) bis zur Raumtemperatur abgekuhlt und an-
schlieRend aufgeheizt wird. Hierbei wird die thermische Last schrittweise appliziert, wie in
Abbildung 5.1 dargestellt. Um die Berechnungsdauer zu reduzieren, wird der Aufheizprozess
schneller durchgefiihrt. Daher liegen die Punkte mit den Koordinaten (Lastschritt, Tempera-
tur) nicht spiegelsymmetrisch beziglich der vertikalen Linie, die durch den Punkt (6,25 °C)
verlauft und somit den Abklhlprozess vom Aufheizprozess trennt.

Last- 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
schritt vT =0
T[°C] | 800 | 600 | 400 | 200 50 25 200 400 600 800

&g = isothermes isothermes

oo AbkGhlen 7+ Aufheizen: @

homogene Temperaturen bei
verschiedenen Lastinkrementen

Lastschritt
Variation der thermischen Last

Abbildung 5.1: Variation der Temperatur Gber den Lastschritt

Unter den betrachteten Bedingungen gilt fir den Temperaturgradienten die Beziehung

T, =0, (5.1)
Da bei dieser Belastungsart kein Temperaturgradient in der Struktur vorliegt, wird der her-
vorgerufene Spannungszustand hauptséchlich durch den Materialgradienten bewirkt. Somit
liefert diese Untersuchung eine Aussage Uber den Einfluss des Warmeausdehnungskoeffi-
zienten auf das Spannungsfeld bzw. inwieweit eine Anpassung der thermischen Materialei-
genschaften erforderlich ist.

Ferner wird zur Uberpriifung der Ergebnisse ein einfaches eindimensionales Verbundmodell
vorbereitet, das aus drei Schichten besteht, wie in Abbildung 5.2 gezeigt. Die Stablange be-
tragt 40 mm, wahrend die Schichten eine Breite von 2 mm haben. Die Dicken der entspre-
chenden Stahl- und Glasschichten sind jeweils 0.3 mm bei Stahl und 0.2 mm bei Glas.
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Abbildung 5.2: Verbundstab unter thermischer Last

Der Verbundstab ist am linken Ende eingespannt und steht unter thermischer Last. Unter der
Annahme des eindimensionalen Spannungszustandes gelten fur die Gesamtdehnungen
Egam UNd £, der einzelnen Schichten des Stabes die Zusammenhénge

) th
Estant = Esiant T Estan (5.2)
und

_ o€ th
EGlas = €Glas T EGtas» (5.3)

die ausdriicken, dass die Gesamtdehnung des jeweiligen Materials aus der Summe des
elastischen &£¢ und des thermischen &” Anteils besteht. Unter der Annahme eines linear
elastischen Materialverhaltens fir beide Werkstoffe gilt das Hook‘sche Gesetz gemal den
Gleichungen

_ e
O stant = Estant * Estani

e (5.4)
GGla.\' = EGla.\' * gGla.v
Die thermischen Dehnungen lassen sich gemaf den Beziehungen
T
h '
E Stant = jamhz *dg
Ty
(5.5)

T
th  _ '
EGlas = IaGla.v *dd
Ty

berechnen, wobei
Eg.: Elastizitdtsmodul des Stahls

Eq.s. Elastizitditsmodul des Glases

Ay, Wérmeausdehnungskoeffizient des Stahls

Ay, - Wérmeausdehnungskoeffizient des Glases

darstellen. In den Gleichungen 5.5 wird die Temperaturabhangigkeit der Wéarmeausdeh-
nungskoeffizienten vom Stahl und Glas bericksichtigt, die im Allgemeinen durch eine stei-
gende Funktion beschrieben wird. 7" und 7., bezeichnen jeweils die lokale Temperatur und
die spannungsfreie Referenztemperatur. Als Kompatibilitdtsbedingung der Deformation wird
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verlangt, dass sowohl Stahl als auch Glas im Interfacebereich die gleiche Verschiebung er-
fahren, was durch die Beziehung

Usiani = UGias (5.6)

ausgedriickt wird. In dieser Gleichung reprasentieren ug,,, und ug, jeweils die Verschie-

bungen am rechten Ende des Stahl- bzw. des Glasstreifens. Die Verschiebungen der End-
punkte der jeweiligen Schichten sind mit den entsprechenden Dehnungen uber die kinemati-
schen Zusammenhange gemaf

& stamt = Ui/ L (5.7)

gGlas = uGlas /L

verknupft. Aus den Gleichungen ergibt sich fiir die Spannungen in den jeweiligen Komponen-
ten der Zusammenhang

T T

o lod

Ol ]t Lx [t *d9=29 L+ L [aty,, *d9 (5.8)
Stahl T,y Glas T,

bzw.

o t lod t
Stahl ’ — Glas ’

. + J.aStah[*d‘g_i_'_ J‘a(jlas *d g (5.9)
Stahl T,y Glas T,y

Weiterhin gilt die statische Gleichgewichtsbedingung

Agiant* Osans + Agras * 610 =0, (5.10)

wobei A, ,, und A4, die Querschnittflachen der jeweiligen Materialschichten darstellen. Die

Stah
mechanischen und thermischen Materialparameter sind Funktionen der Temperatur. Die
beiden letzten Gleichungen lassen sich nach den zwei unbekannten Groélken oy, ,, und o,

auflésen und man erhalt die Zusammenhange

T
’ r 1
O sian = Esian* _[(O‘Glas — ) *dI B oA (5.11)
Ty Stahl Stahl +1
EGla.s' * AGla.\'
und
T
r r 1
OGtas = ~E1as * I(acm ~ ) *dI E w4 (5.12)
Ty Glas Glas +1
E gan™ Asan

Der Integralterm in den Gleichungen 5.11 und 5.12 kann in der Form
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T
J‘(aéila: _ag‘/ahl)*d‘g =Aa*AT (513)

T

zusammengefasst werden, wobei 4a eine temperaturabhangige Funktion darstellt. Des Wei-
teren fUhrt man das Verhaltnis der Dehnsteifigkeiten geman

C — EStuhI * AStuh[ (514)
EG]as * A

Glas

ein, so erhalten die Gleichungen (5.11) und (5.12) jeweils die komprimierte Form

O siam = Egans ¥ At AT * 1 (5.15)
bzw.
! 5.16
Otas = —Egas * A ¥ AT * 1 ) (5.16)
—+1
C

wobei 4a den temperaturabhangigen Unterschied des Warmeausdehnungskoeffizienten bei-
der Materialien bezeichnet. Die beiden letzten Gleichungen zeigen deutlich, wie sich die Un-
terschiede in den physikalischen Materialeigenschaften auf die im Stab verursachten Span-
nungen auswirken. Das thermomechanische Verhalten des Verbundstabs wird sowohl durch
die Warmeausdehnungskoeffizienten als auch durch die Struktursteifigkeit seiner Bestandtei-
le charakterisiert. Die Steifigkeit der Struktur wird durch das Spannungs-Dehnungs-Verhalten
der eingesetzten Materialien sowie durch die Geometrie beschrieben. Unter der Annahme
eines eindimensionalen Spannungszustandes wird die Geometrie im vorliegenden Fall durch
die Querschnittsflache und die Stablange definiert. Der Deformationsvorgang unter der Ein-
wirkung von thermischen Lasten lasst sich durch die Vorstellung veranschaulichen, dass sich
die verschiedenen Stabbereiche unabhangig voneinander zunachst bedingt durch deren
Warmeausdehnungskoeffizienten sowie den Temperaturunterschied relativ zum spannungs-
freien Zustand verformen. Dies flhrt in den verschiedenen Bereichen zu unterschiedlichen
Dehnungen. Beschrankt durch die Vertraglichkeitsbedingung miissen die Stabbereiche zu-
sammenbleiben. Um diese Bedingung zu erfillen, muss im Interfacebereich ein Kompromiss
der Deformationen gefunden werden, bei dem der steifere Strukturbereich dominiert. Dies
fuhrt dazu, dass die Bereiche mit hdherer Neigung zur Formanderung gehindert und die we-
niger dehnungsfahigen Bereiche mitgezogen werden, was schlief3lich zu thermischen Span-
nungen fuhrt.

Ferner zeigen die Gleichungen, dass bei der Abwesenheit mechanischer Lasten und Aufla-
gerungen, die eine Behinderung der thermischen Dehnungen darstellen, fiir den Grenzfall
gleicher Warmeausdehnungskoeffizienten die Spannungen im Stab verschwinden.

(aGlas - aS/ahl) -0 = Osuanicras — 0 (5.17)

Dieses Verhalten verdeutlicht die Tatsache, dass angepasste Warmeausdehnungskoeffizien-
ten der verwendeten Materialien zur Reduzierung der auftretenden Spannungen fiihren.
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Das einfache eindimensionale Verbundstab-Modell wird im Folgenden herangezogen, um
die Plausibilitdt der Simulationsberechnungen beim 3D Stack-Modell zu Uberprufen. Zu-
nachst wird der Grenzfall betrachtet, bei dem der Stahl und das Glas den gleichen War-
meausdehnungskoeffizienten besitzen. Unter den in Abbildung 5.1 gegebenen Lastbedin-
gungen wird der ITM-Stahl mit dem Glastypen G87s untersucht, wobei die Bedingungen

aGIlIS = aSIahl =a
5.18
©a,=0, i=123 (5-18)

erflllt sind. Gleichung (5.18) stellt die Bedingung fiir den Materialgradienten ¢, dar, der auf-

grund gleicher Materialparameter verschwinden muss. Anders als im eindimensionalen Fall
kénnen im Stack bei gleichen Warmeausdehnungskoeffizienten Spannungen auftreten, da
infolge der mechanischen Last und der Stack-Auflagerung die thermische Verformung der
Struktur verhindert wird, weshalb schliellich Spannungen verursacht werden. In Abbil-
dung 5.3 sind die Verlaufe der lokal ermittelten maximalen Spannungen max(o(x;x,x;)) im
Stahl und im Glas lber die Temperatur dargestelit.

Grenzfall: o, = o,
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Abbildung 5.3: Verldufe von ¢ und « uber die Temperatur fur den Grenzfall «,,, = &,

Im Gegensatz zum eindimensionalen Verbundstab, bei dem eine Komponente des Span-
nungstensors existiert, wird im Stack ein dreidimensionaler Spannungszustand mit raumli-
cher Verteilung hervorgerufen, wie im Allgemeinen im vorigen Kapitel erlautert wurde. Ferner
unterscheiden sich die maximalen Spannungen im Stahl und im Glas aufgrund ihrer unter-
schiedlichen Steifigkeiten, die auch von der lokalen Temperatur abhédngen. Das Ergebnis
zeigt, welchen Einfluss die Anpassung der Deformationen verschiedener Bereiche einer in-
homogenen Struktur hat. Daher wird angestrebt, dass bei den eingesetzten Werkstoffen
maoglichst vertragliche physikalische Eigenschaften existieren. Dies bedeutet, dass méglichst
geringe Unterschiede in den Warmeausdehnungskoeffizienten vorliegen. Ferner wird dies
als Ziel der Materialoptimierung in einer nachkommenden Untersuchung angesehen. Im Fol-
genden werden die Werkstoffkombinationen ITM-Stahl und die Glastypen G87 und G49 be-
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trachtet. Die Verlaufe der Ortlich maximalen Spannung Uber die thermische Last sind in den
Abbildungen 5.4 und 5.5 dargestellt. Bei diesen Werkstoffkombinationen liegt ein relativ gro-
Rer Unterschied der Warmeausdehnungskoeffizienten beider Materialien vor. Die maximalen
Spannungen sowohl im Stahl als auch im Glas treten bei Raumtemperatur auf. Dabei han-
delt es sich um einen dreidimensionalen Spannungszustand mit rdumlicher Abhangigkeit.
Die Zugspannungen im Glas kénnen an einem Ort auftreten, wie in Abbildung 4.25 gezeigt
wurde, und verursachen lokale Risse, die infolge thermozyklischer Belastung zum Ermi-
dungsbruch fihren kénnen.
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Abbildung 5.4: Verlaufe von o und « Uber die Temperatur bei ITM und G87
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Abbildung 5.5: Verlaufe von o und « Uber die Temperatur bei ITM und G49
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Als weiteres Beispiel wird im Vergleich hierzu der Fall betrachtet, in dem der ITM-Stahl mit
dem Glas G48 kombiniert wird. Der Verlauf der maximalen Spannung Uber die thermische
Last ist in Abbildung 5.6 gezeigt.
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Abbildung 5.6: Verlaufe von o und « Uber die Temperatur bei ITM und G48

Auffallig ist in diesem Fall, dass die Spannungsmaxima nicht dort auftreten, wo AT am grof3-
ten ist. Zur Erlduterung wird das Verhalten des eindimensionalen Verbundstabs unter den
gleichen isothermen Aufheizbedingungen analysiert. Die entsprechenden Verldufe des
Terms A« +A7 Uber die Temperatur sind in Abbildung 5.7 zusehen.
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Abbildung 5.7: Verlaufe des Betrags |Aa * AT Uber die Temperatur fir ITM-Stahl

mit verschiedenen Glastypen
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Die Kurven zeigen ein ahnliches Verhalten wie die maximalen Spannungen, wobei die
héchsten Spannungen nicht immer bei Raumtemperatur auftreten, sondern im Bereich wo
der Betrag |Aa *AT| ein Maximum hat. Die Analyse l&sst den Einfluss der physikalischen

Materialeigenschaften auf die hervorgerufenen Spannungen in einem inhomogenen Koérper
deutlich erkennen. Aus diesem Grund erfordert die Reduzierung der Spannungen im Stack,
der aus verschiedenen Materialien besteht, die Anpassung der thermomechanischen Para-
meter der verwendeten Werkstoffe.

5.2 Materialoptimierung

Der Warmeausdehnungskoeffizient ist ein wichtiger Einflussfaktor beim Zusammenfligen von
Komponenten aus verschiedenen Werkstoffen, die hohen Betriebstemperaturen und zykli-
schen Lasten unterworfen sind. Nicht angepasste Warmeausdehnungskoeffizienten benach-
barter Komponenten flhren zu Zugspannungen in einem Material und zu Druckspannungen
im anderen. In der betrachteten Analyse werden zwecks der Abdichtung Stahlkomponenten
mit Hilfe von Glaskeramik zusammengefligt. Unter Zugbeanspruchung sind die sprdoden
glaskeramischen Komponenten der Gefahr der Rissbildung ausgesetzt, was zum Versagen
der Abdichtung fuhren kann.

Die vorgestellten Simulationsberechnungen zeigen, welchen Einfluss die Variation der physi-
kalischen Materialeigenschaften auf das Spannungsverhalten des Stacks hat. Weiterhin wird
daraus deutlich, dass zur Reduzierung der auftretenden Spannungen eine Anpassung der
Warmeausdehnungskoeffizienten der eingesetzten Werkstoffe erforderlich ist. Aufgrund des
komplexen Spannungszustandes ist es erforderlich, die Optimierungstechnik einzusetzen,
um dieses Ziel zu erreichen. Im Folgenden wird eine Optimierungsanalyse durchgefihrt, mit
deren Hilfe die Vertraglichkeit der auftretenden Deformationen verbessert wird, was schlief3-
lich zur Verringerung der auftretenden Spannungen fiihrt. Dabei wird die Werkstoffkombina-
tion ITM-Stahl mit der Glasfiigung G87 als Ausgangsstruktur betrachtet. Fir einen angepass-
ten Warmeausdehnungskoeffizienten wird der Optimierungsansatz geman

@,,(T)= 8 +p*agy(T) (5.19)
aufgestellt. Als Zielfunktion wird die maximal im Glas auftretende Zugspannung o gebildet
=04, />0 (5.20)
Die Optimierungsaufgabe besteht darin, die Parameter 6 und ¢ des mathematischen Modells
in Gleichung (5.19) so zu ermitteln, dass die Funktion f'ein Minimum hat. Die Optimierungs-

aufgabe wird iterativ geldst, wie in Abbildung 5.8 erlautert, wobei als Losung die Werte der
gesuchten Parameter ermittelt werden.
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‘ Anfangswerte der Model-Parameter (<— &,

FE-Berechnung

Ergebnis

Parameter
modifizieren

Abbildung 5.8: Iterations-Schleife zur Materialoptimierung

Im betrachteten Fall ergeben sich die Werte

5=34e—6K" (5.21)
@ =09225 '

Die Verlaufe der Warmeausdehnungskoeffizienten des ITM-Stahls, des Glases G87 und des
optimierten Glases G870opt sind in Abbildung 5.9 als Funktionen der Temperatur dargestellt.
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Abbildung 5.9: Temperaturabhéngigkeit der Warmeausdehnungskoeffizienten

Mit dem angepassten Glas G87opt wird zur Uberpriifung des Modells eine isotherme Abkiih-
lung des Stacks vom dehnungsfreien Zustand bei 800 °C bis zur Raumtemperatur durchge-
fuhrt. Der Verlauf der thermischen Last ist in Abbildung 5.10 dargestellt.
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Abbildung 5.10: Verlauf der Temperatur tber den Lastschritt

Die Verteilung der thermischen Dehnung im Stahl- und Glaskdérper am Ende der Abkihlung
bei 25 °C sowie der Verlauf der thermischen Dehnung Uber der thermischen Last in beiden
Materialien sind in Abbildung 5.11 dargestellit.
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Abbildung 5.11: Thermische Dehnung, rdumliche Verteilung und Temperaturabhéngigkeit

Zur Ermittlung der thermischen Dehnung wird ein linearer Zusammenhang der Form

de" = a(T)*dT
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angenommen, der die thermische Dehnung als Funktion der Temperatur 7 und des War-
meausdehnungskoeffizienten « darstellt. Die Integration der Gleichung (5.22) tber den be-
trachteten Temperaturbereich unter Beriicksichtigung der Temperaturabhangigkeit von «
liefert

"= [a(9)+ds (5.23)

of

3

Das Ergebnis zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen der FE-Simulation und der
analytischen Berechnung der thermischen Dehnungen nach Gleichung (5.23) in den beiden
Werkstoffen. Weiterhin ist in der Abbildung 5.11 ersichtlich, dass eine geringe Abweichung in
der thermischen Dehnung von Stahl und Glas vorliegt. Nach Uberpriifung der thermischen
Dehnung wurde das Stack-Verhalten unter einem isothermen Lastzyklus gemafR Abbil-
dung 5.1 untersucht. Der Verlauf der maximalen Spannung Uber die Lastinkremente ist in
Abbildung 5.12 zu sehen.
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Abbildung 5.12: Verlaufe von & und |Ac = AT Uber die Temperatur fir ITM und G87opt

Zum Vergleich wird weiterhin das Verhalten des Composite-Stabs unter isothermes Aufhei-
zen herangezogen, wie im rechten Teil der Abbildung 5.12 dargestellt. In beiden Modellen ist
zu erkennen, dass die Spannungsmaxima bei Temperaturen oberhalb der Raumtemperatur
vorliegen und wo der Betrag |Ac * AT ein lokales Maximum hat, was die Plausibilitat des

dreidimensionalen FE-Stack-Modells aufzeigt. In Abbildung 5.13 ist ein Bereich im Glaskor-
per gezeigt, wo die héchsten Werte der Spannung auftreten. Dabei ist zu beachten, dass
aufgrund der komplexen Geometrie des betrachteten Stacks mehrere verteilte Stellen mit
Spannungsmaxima existieren kénnen.
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Abbildung 5.13: Raumliche Verteilung der Spannung in der Glasfligung mit G87opt

Zusammengefasst sind in Abbildung 5.14 die ermittelten Maximalwerte der Spannung bei
der Kombination des ITM-Stahls mit verschiedenen Glastypen. Dabei bezeichnen G87s bzw.
G87opt jeweils Glas G87 mit dem Wa&rmeausdehnungskoeffizienten des ITM-Stahls bzw.
das mit Hilfe der Optimierungsanalyse angepasste Glas G87. Ferner ist noch zu bemerken,
dass die Unterschiede in den auftretenden maximalen Spannungen auf die verschiedenen
physikalischen Eigenschaften der eingesetzten Glastypen zurilickzufiihren sind, da in den
betrachteten Féllen keine Temperaturgradienten vorhanden sind und sich die Randbedin-
gungen nicht andern. Auffallig ist das thermomechanische Stack-Verhalten bei der Material-
kombination ITM-Stahl mit Glas G49, da die Spannung im Glas am hdchsten ist und sich von
der Spannung im Stahl am meisten unterscheidet. Dieses Verhalten liegt daran, dass das
Glas G49 uber den ganzen Temperaturbereich einen gréReren Wéarmeausdehnungskoeffi-
zienten besitzt als der Stahl und folglich mehr zusammenschrumpft. Diese Deformation der
Glasfugung wird durch den steiferen Stahl verhindert, weshalb im Glas héhere Zugspannun-
gen hervorgerufen werden. Der Einsatz von Werkstoffkombinationen mit angepassten ther-
mischen Eigenschaften fiihrt zur Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen und ver-
bessert somit das thermomechanische Verhalten der Struktur. In den bisher durchgefiihrten
Analysen wird der Stack durch ein homogenes Temperaturfeld belastet. Die in der Realitat
auftretende ungleichmafliige Temperaturverteilung stellt einen weiteren Einflussfaktor auf die
GroRe der hervorgerufenen Spannungen dar. Die Auswirkungen des Temperaturgradienten
auf das Spannungsfeld werden anhand eines Beispiels im folgenden Abschnitt ndher be-
trachtet, indem der Stack einer inhomogenen thermischen Last ausgesetzt wird.
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Abbildung 5.14: Maximale Spannung in den untersuchten Materialkombinationen

5.3  Einfluss des Temperaturgradienten auf die Spannung

Die Auswirkungen der Inhomogenitét der Temperaturverteilung auf die verursachten Span-
nungen lassen sich erklaren, wenn man die Gleichungen (5.22) und (5.23) betrachtet. Ent-
sprechend den Temperaturen und dem Warmeausdehnungskoeffizienten sind die thermi-
schen Verformungen ortsabhéngig. Dies bewirkt, dass die Bewegung von Bereichen mit
groRer Neigung zur Deformation durch Zonen mit niedriger Verformungsbereitschaft verhin-
dert wird. Dies wiederum fiihrt zu einer zusétzlichen Beanspruchung, die folglich héhere
Spannungen verursacht. Anhand des mathematischen Modells lasst sich der Einfluss des
Temperaturgradienten verdeutlichen, wenn man das thermoelastische Materialmodell in
Gleichung (5.24)

o, =E (5k/ —aATé‘,d): E € _EjiklaATé‘/d (5.24)

Ji
zunachst in der Form

0, =0, —E,oATS, (5.25)

Ji
schreibt. In der letzten Gleichung wurde der Spannungstensor o, eingefiihrt, fir den der
Zusammenhang

O-_;i = Ejiklgkl ) (5.26)

gilt, der dem Hooke'schen Gesetz eines isothermen Spannungszustands entspricht.
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Dies wird deutlich, wenn man die Divergenz des Spannungstensors betrachtet, welche die
Form

0y =0, —(E,uoATS, ). (5.27)

JtJ

annimmt. Beim isothermen Spannungszustand verschwindet der letzte Term in Glei-
chung (5.27), da

(AT), =T, =0, (5.28)

J
gilt. Zur Betrachtung des allgemeinen Falls, in dem die rdumliche Temperaturverteilung un-
gleichmaRig ist und somit ein Temperaturgradient existiert, setzt man Gleichung (5.27) in die
Gleichgewichtsbedingung gemaf Gleichung (4.8) ein. Dadurch ergibt sich die Beziehung

o' ~(E,onTS,) =0, (5.29)

Jjisj j
die sich auch in der Form

O-_;'i,j _EjiklaZjakl =0, (5.30)
schreiben lasst. In der letzten Gleichung taucht der Temperaturgradient T; explizit auf,
wodurch seine Verknupfung mit der Divergenz des Spannungstensors deutlich wird. Des
Weiteren besitzt der zweite Term auf der linken Seite der Gleichung (5.30) die Gestalt einer
Volumenkraft, die an jedem Punkt des betrachteten Kontinuums angreift. Aus der Herleitung
I&sst sich erkennen, dass der Spannungszustand in Gleichung (5.30) als eine Uberlagerung
zweier Lastfalle aufgefasst werden kann:

e isothermer Spannungszustand o, mit einer Volumenkraft (—Eﬁ,(,aT,jcSk,) aufgrund
des Temperaturgradienten 7',

e Oberflachenlast (—E‘,,.k,aATék,) infolge der Temperaturanderung AT

Diese Betrachtungen werden im Folgenden mit Hilfe einer Simulationsberechnung verdeut-
licht. Um die Auswirkungen des Temperaturgradienten auf das Spannungsniveau im Stack
genauer zu untersuchen, wird als Werkstoffkombination ITM-Stahl mit dem angepassten
Glas G870opt ausgewahlt. Zum Vergleich wird das Stack-Verhalten zunachst unter isothermer
Temperaturlast schrittweise vom spannungsfreien Zustand bei 800 °C auf Raumtemperatur
abgekihlt und anschlieBend im ersten Fall auf gleichmaBige Temperaturen von 200 °C,
400 °C und schlieBlich 600 °C aufgeheizt. Dagegen wird der Stack im zweiten Fall vom
Raumtemperatur-Zustand aus einer inhomogenen Temperaturlast ausgesetzt, bei der die
Temperaturverteilung aus einer numerischen fluiddynamischen Berechnung ermittelt wurde.
Die auftretenden Temperaturen im Stack liegen im Bereich zwischen 438 °C und 588 °C,
wobei die niedrigste Glastemperatur 459 °C betragt, wie Abbildung 5.15 zeigt. Wahrend der
Temperaturgradient bei dem isothermen Aufheizen aufgrund homogener Temperaturvertei-
lung die Gleichung

T.=0, (5.31)

k) i
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erfillt, gilt fir diese Feldfunktion beim ungleichméRigen Temperaturprofil die Beziehung

T, %0, (5.32)

i
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Abbildung 5.15: Temperaturverteilung im Stack und in der Glasfligung

Die thermischen Spannungen, die durch die Existenz der Temperaturgradienten in Festkor-
per hervorgerufen werden, sind von der Differenz zwischen héchster 7,,,. und niedrigster 7,
im K&rper auftretender Temperatur abhangig.

o] o [E(T)* AT ) * (T, = T, ) (5.33)

Die ermittelten Hochstwerte der Spannung in den betrachteten Lastschritten im Glaskorper
fur die beiden Falle sind in Abbildung 5.16 dargestellt.

Der Vergleich der maximalen Werte der Spannung zeigt deutlich, dass bei inhomogener
Aufheizung aufgrund des Temperaturgradienten wesentlich héhere Spannungen im Glas
hervorgerufen werden. Wahrend bei dem gleichmafigen Temperaturfeld die Spannungen
hauptsachlich infolge der unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffizienten von Stahl und
Glas verursacht werden und die maximalen Werte von 29,6 MPa erreichen, liegen bei inho-
mogener Temperaturverteilung die Spannungswerte bei 75,8 MPa. In diesem Fall Gberlagern
sich die Effekte der verschiedenen temperaturabhangigen Materialeigenschaften und der
Temperaturdifferenzen, wie die beiden Gleichungen (5.34) und (5.35) verdeutlichen.

16 stan] | EsianT)* Acx(T)* AT (5.34)

| E g1y (T ) * AT ) * AT| (5.35)

‘ O-Glas
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inhomogene Last: 1= T7(xl,x2,x3)

438.1°C <17, <588.37°C

isotherme Last: 200 °C, 400 °C, 600 °C
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Abbildung 5.16: Verlauf der Spannung im Glas Uber die thermische Last bei rdumlich
gleichmaRiger und ungleichmaRiger Temperaturverteilung

An dieser Stelle sei weiterhin zu bemerken, dass die absolut héchsten Werte der Spannun-
gen im 3D Ko&rper nicht nur vom Temperaturgradienten abhdngen. Zusatzliche Effekte, wie
mechanische Auflagerreaktionen oder Lasten und Inhomogenitét der thermomechanischen
Materialeigenschaften, miissen beriicksichtigt werden. Die Existenz des Temperaturgradien-
ten fUhrt zu einem komplexen Deformationsverhalten der Struktur. Aufgrund der Tempera-
turabhangigkeit der physikalischen Materialeigenschaften verursacht die UngleichmaRigkeit
der Temperaturverteilung einen vergleichbaren Effekt wie eine zusatzliche Materialinhomo-
genitat. Daher werden im Allgemeinen zwecks Reduzierung der hervorgerufenen Spannun-
gen in der Struktur eine gleichmafBige Temperaturverteilung und angepasste physikalische
Materialeigenschaften der Strukturkomponenten angestrebt.

Das aufgestellte FE-Modell ermdglicht die Durchfiihrung detaillierter Simulationsberechnun-
gen und Parameterstudien, um die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die
auftretenden Spannungen zu untersuchen. Insbesondere die Auswirkungen nicht angepass-
ter Warmeausdehnungskoeffizienten der einzelnen Stack-Elemente wurden gezeigt, indem
der Stack unter den gleichen Auflagerungsbedingungen durch ein gleichméaRiges Tempera-
turfeld belastet wurde. Dadurch kénnen Effekte des Temperaturgradienten ausgeschlossen
werden. Ferner wurde die Variation der Materialkombinationen auf die im Stack hervorgeru-
fenen Spannungen untersucht. Weitere Einflussparameter stellen die thermische Belastung
und die mechanischen Randbedingungen dar. Basierend auf den Ergebnissen dieses Kapi-
tels werden im folgenden Kapitel das fluiddynamischen und das thermomechanische Stack-
Verhalten wéahrend eines Prozesszyklus untersucht.

90



Kapitel 6. Multiphysikalische Simulation eines Prozesszyklus

6 Multiphysikalische Simulation eines Prozesszyklus
6.1 Einfiihrung

Nach der Aufstellung und Validierung der Simulationsmodelle wurden diese zur Materialop-
timierung zwecks Anpassung der Wéarmeausdehnungskoeffizienten der verwendeten Werk-
stoffe eingesetzt. Ziel der Analyse ist es, die im Brennstoffzellen-Stack auftretenden Span-
nungen zu reduzieren. Als ndchster Schritt werden im Folgenden das fluiddynamische und
thermomechanische Stack-Verhalten wahrend eines Operationszyklus betrachtet. Ein sol-
cher Prozess durchlauft die in Abbildung 6.1 zusammengefassten Prozessphasen.

dehnungsfreier Zustand
T =800°C
Drucklast applizieren

[ VT =0
\ 4
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T=25°C
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1 |
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1 Betriebszustand I -
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!
: v |
| Abkiihlen auf Raumtemperatur ]
| T=25°C 1
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Abbildung 6.1: Prozessablauf eines Betriebszyklus

Zundachst erfolgt eine Abklihlung nach dem Zusammenfiigen vom spannungsfreien Zustand
bei 800 °C auf Raumtemperatur (Schritt I). Dieser Prozess wird schrittweise bei angenom-
men gleichmafiger Temperaturverteilung Gber dem Stack durchgefiihrt. AnschlieBend wird
der eigentliche Prozesszyklus betrachtet, der aus den Phasen

e Aufheizen (Schritt II)
e Betrieb (Schritt Ill)
e Abkuhlen (Schritt IV)

besteht. Zweck der Untersuchung ist die Vorhersage des fluiddynamischen und thermome-
chanischen Stack-Verhaltens in jeder der betrachteten Prozessphasen. Die im Stack auftre-
tenden Temperaturfelder, Spannungen und Deformationen beeintrachtigen seine Funktiona-
litdt. Daher ist es erforderlich, sie in jeder Prozessphase zu ermitteln und zu analysieren. In
den betrachteten Prozessphasen werden zur Darstellung der mechanischen Verzerrungen
und Spannungen im Stahl die jeweiligen von Mises Dehnungen und Spannungen eingesetzt.
Dagegen werden im Glas die entsprechenden maximalen Hauptdehnungen und Hauptspan-
nungen verwendet.
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Zunachst werden die Schritte II-IV des Prozesszyklus behandelt und anschlieRend erfolgt die
Analyse der gesamten Prozessschritte inklusive Schritt I. Dieser Ablauf wird gewahlt, da der
Prozess im Schritt | mit gleichmaRiger Temperatur erfolgt und somit mit niedrigeren Span-
nungen verbunden ist. Im Gegensatz dazu ist die Temperaturverteilung in den anderen
Schritten ungleichmafig, weshalb ein Temperaturgradient vorhanden ist und folglich héhere
Spannungen zu erwarten sind, wie in Kapitel 5 erldutert wurde. Ferner wird der Prozesszyk-
lus als adiabat angenommen. Mit Hilfe fluiddynamischer Analysen werden diese Vorgange
untersucht, um die Temperaturprofile im Stack wahrend der entsprechenden Prozessphasen
zu ermitteln. Hierbei werden die Aufheiz- und Abkiihlphasen als transient betrachtet. Im Ge-
gensatz dazu wird die Betriebsphase als stationar angenommen. Der Verlauf der Temperatur
der einstrdmenden Gase Uber die Zeit ist in Abbildung 6.2 schematisch dargestellt. Die Kur-
venteile beschreiben die Gastemperatur wahrend der Prozessphasen: Aufheizen, Betrieb
und Abkuhlen.
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Abbildung 6.2: Schematischer Zeit-Verlauf der Gastemperatur fir die Schritte 1I-1V

Im vorliegenden Fall erfolgt die Stack-Aufheizung mit Hilfe durchstrémender heifler Gase,
wobei sowohl anodenseitig als auch kathodenseitig Luft als aufheizendes Medium mit einem
vorgegebenen Volumenstrom eingesetzt wird. Ausgehend von einer Anfangstemperatur, die
bei 50 °C liegt, steigt die Temperatur der einstrémenden Luft innerhalb eines Zeitraums von
6000 s auf einen Wert von 750 °C. AnschlieRend erfolgt eine stationare Betriebsphase bei
konstanter Temperatur, wobei anodenseitig anstatt der Luft Wasserstoff und Argon einstro-
men. Im Anschluss an der Betriebsphase werden die Gastemperaturen innerhalb von
60000 s gemal einem exponentiellen Verlauf auf ungeféhr 65 °C gesenkt.
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6.2 Aufheizphase
6.2.1 gekoppelte transiente fluiddynamische Analyse

In der Aufheizphase wird die Zelle mit Hilfe durchstromender heiler Gase auf die erforderli-
che Betriebstemperatur gebracht. Im Folgenden wird die fluiddynamische Analyse der Auf-
heizphase betrachtet, die durch die Aufheizzeit und die entstehenden Temperaturgradienten
charakterisiert ist. Hierbei wird zunachst der Fall untersucht, in dem die Aufheizkurve einen
linearen Verlauf hat, wie in Abbildung 6.3 dargestellt.
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Abbildung 6.3: Lineare Aufheizkurve (Temperatur der einstrdomenden Luft)

Aus der Abbildung ist abzulesen, dass die zeitliche Anderung der Aufheizgeschwindigkeit,
die durch die Gleichung (6.1)

. at,,,
Tgas:7 (61)

definiert ist, Gber den Aufheizzeitraum konstant bleibt. Den Angaben entsprechend betragt
die Aufheizgeschwindigkeit 7 °C/min. Im Allgemeinen werden auch hohere Aufheizge-
schwindigkeiten angestrebt. Auf diese Thematik wird im nachsten Kapitel in mehr Einzelhei-
ten eingegangen.

Neben dem zeitlichen Verlauf der Gastemperaturen werden als weitere Randbedingungen
die Volumenstréme von 5 NL/min/Ebene definiert, die sowohl anodenseitig als auch katho-
denseitig gelten. In Anlehnung an die im Kapitel 2 getroffenen Annahmen bezliglich einer
quasi-statischen Betrachtungsweise der thermomechanischen Aufgabe wird die thermische
Last im Stack zu expliziten Zeitpunkten berlcksichtigt. Demzufolge werden zur Auswertung
der numerischen fluiddynamischen Analyse die im Stack resultierenden Temperaturprofile
und die entsprechenden Verteilungen der Temperaturgradienten zu verschiedenen Zeiten
betrachtet. Als Beispiel zeigt Abbildung 6.4 die berechneten dreidimensionalen Temperatur-
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felder im Stack zu den Zeitpunkten 2000 s, 4000 s und 6000 s nach dem Start der Auf-
heizphase. Die Einstrémtemperatur der Luft betragt zu den entsprechenden Zeitpunkten je-
weils 282 °C, 514 °C und 750 °C.
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Abbildung 6.4: 3D-Temperaturverteilung im Stack wahrend der Aufheizphase
2000 s, 4000 s und 6000 s nach dem Start der Aufheizung

Da fur die Darstellung unterschiedliche Skalen verwendet werden, ist die Temperaturvertei-
lung zu den betrachteten Zeitpunkten durch ein charakteristisches Bild gekennzeichnet. Die
Stack-Temperatur fallt in Strémungsrichtung ab, wobei die héchsten Temperaturwerte in den
Eintrittsbereichen der heien Luft auftreten. Ferner sind grofRRe Differenzen zwischen den
maximalen und minimalen Werten der Temperaturen vorhanden. Insbesondere im Kanalbe-
reich verlaufen die Isothermen ungefahr senkrecht zur Strdmungsrichtung, was darauf hin-
deutet, dass der Temperaturgradient in Strdmungsrichtung das héchste Gefélle hat, da die
Komponente des Temperaturgradienten parallel zu den Isothermen verschwinden muss.
Dem Fourierschen Gesetz (Gleichung (6.3)) entsprechend ist die gréfte Komponente des
Warmeflussvektors innerhalb des Festkdrpers in Strémungsrichtung.

Der Betrag des Temperaturgradienten zu den betrachteten Zeitpunkten ist in Abbildung 6.5
dargestellt. Auch hier fuihrt die Verwendung unterschiedlicher Skalen fir die Darstellung zu
einem charakteristischen Bild der Verteilung des Temperaturgradienten, welches Uber die
Zeit beibehalten wird. Der Temperaturverteilung entsprechend liegen auch die héchsten
Temperaturgradienten im Eintrittsgebiet der heilen Gase. Des Weiteren nimmt der Betrag
des Temperaturgradienten insbesondere in diesem Bereich mit der Zeit auf Grund inhomo-
gener Temperaturverteilung zu. Im Laufe der Aufheizphase wird mit dem Anstieg der Tempe-
raturen auch eine Zunahme des Betrags des Temperaturgradienten im gesamten Stack be-
obachtet, wie man den Darstellungen in Abbildung 6.5 entnehmen kann.
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Infolge der ungleichmaRigen Temperaturverteilung in einem Festkérper sind die davon ab-
héngigen inneren Spannungen Ortsfunktionen, zusatzlich zu ihrer Zeitabhangigkeit infolge
der transienten Randbedingungen der Wéarmeubertragung. Zu einem beliebigen Zeitpunkt
wird die im Kérper hervorgerufene Spannung sowohl durch den Temperaturgradienten als
auch durch die Differenz zwischen der maximalen T, und der minimalen 7,,, auftretenden
Temperatur beeinflusst. Daher wird bei den nachfolgenden Simulationsberechnungen die
GroRe

O= (T — T (6.2)

eingefuhrt und deren Verhalten wahrend der transienten Prozessphasen als Funktion der
Zeit ermittelt.

I Fl -
[°C*mm™] & 2 [cC *mm’l] -
8.80 9.63
8.21 8.99
7.62 8.34
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Strémungsrichtung © O -
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Abbildung 6.5: Betrag des Temperaturgradienten, 2000 s, 4000 s und 6000 s
nach dem Start der Aufheizung

Bei komplexen Strukturen sind die maximalen Werte der hervorgerufenen Spannungen
durch die Geometrie der Struktur beeinflusst, da lokale Effekte wie Kerbwirkungen zu Span-
nungsspitzen fuhren. In solchen Féllen kann eine Abschatzung der Spannung mit Hilfe der
eingefuhrten GroRe © relativ grob sein. Daher ist die dreidimensionale numerische thermo-
mechanische Analyse erforderlich, um solche Fehlschadtzungen zu minimieren oder ganz zu
vermeiden.

Die Verlaufe der ermittelten maximalen und minimalen im Festk&rper auftretenden Tempera-
turen sind in Abbildung 6.6 dargestellt. Ferner ist zum Vergleich der Verlauf der Gastempera-
tur gezeigt, der erwartungsgemaf héher liegt als die Festkérpertemperatur. Die Kurvenver-
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laufe von 7, und T,,; sind monoton steigend Uber die Zeit, wobei die Steigung mit der Zeit
zunimmt, wie in der Abbildung 6.6 deutlich zu erkennen ist. Der Abbildung ist weiterhin zu
entnehmen, dass die Differenz zwischen den beiden Temperaturen im Laufe der Zeit grofier
wird.
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Abbildung 6.6: Aufheizkurve und Zeit-Verlaufe von T, und 7,,, im Festkorper

Zur genaueren Betrachtung werden die zeitlichen Verlaufe der berechneten Temperaturdiffe-
T.

!
i

renz ® und des maximalen Betrags des Temperaturgradienten in Abbildung 6.7 vergli-

chen. Die beiden Kurven sind durch einen ahnlichen am Anfang schnell und spéater langsam
steigenden Verlauf charakterisiert. Das Verhalten der Kurven ist vom Vorgang der Warme-
Uibertragung abhangig und wird von der Konvektion zwischen Gas und Festkérper sowie von
dessen Fahigkeit zur Speicherung und Weiterleitung der Warme beeinflusst.

Wenn das heilRe Gas zu stromen beginnt, wird infolge des Temperaturunterschieds zwischen
Gas und Festkorper die Warme zum Festkorper transportiert. Dabei nehmen zunéachst die
Eintrittsbereiche des Festkorpers die Energie der heiRen Gase auf, so dass die Temperatur
in diesen Bereichen schnell steigt und die Erwarmung des Festkdrpers in Strémungsrichtung
mit Verzégerung nachfolgt. Im Laufe der Zeit bilden sich im Festkdrper ausgepragte Tempe-
raturprofile und -gradienten. Wenn der Warmeulbergangskoeffizient und somit die Warme-
konvektion groB3 sind, erhoht sich die Temperatur im Eintrittsbereich der Gase sehr schnell.
Dies erzeugt eine héhere Temperaturdifferenz zwischen den Ein- und Ausstrémungsberei-
chen der heiflen Gase im Festkdrper, bis die aufgenommene Warme innerhalb des Festkor-
pers genauso schnell weitergeleitet wird.
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Abbildung 6.7: Zeit-Verldufe der Temperaturdifferenz und -gradienten

o)

Folglich ist die maximale Temperaturdifferenz innerhalb des Kérpers ® stark von seiner Fa-
higkeit abhangig, die Warme intern weiterzuleiten relativ zur Fahigkeit des Gases, konvektive
Warme Uber die Oberflache des Korpers einzufiihren. Ein MaR fiir die Beschreibung des
relativen Betrags der beiden Warmemengen ist durch die Biot-Zahl' ( Bi ) gegeben. Bertick-

sichtigt man, dass die in eine Richtung n, geleitete Warme gemaf dem Fourierschen Gesetz

q=—A% (Tznz) (6.3)

ausgedrickt wird, wobei A die Warmeleitfahigkeit des Festkdrpers darstellt, besteht ein Zu-
sammenhang zwischen der maximalen Temperaturdifferenz ® innerhalb des Festkdrpers

T;| gemaR

und dem maximalen Betrag des entstehenden Temperaturgradienten

T|oc® (6.4)

i
5

Um einen Vergleich beider GréRBen zu erméglichen, werden sie auf die jeweiligen Gber den
Aufheizzeitraum erreichten Maximalwerte gemaf den Vorschriften

()= ol) (6.5)

max (/7))

und

Y Bi=h#*L/A,mit: L = charakteristische Lange des Festkérpers, A = spezifische Warmeleitfahig-

keit des Festkorpers, 7 = Warmeiibergangskoeffizient
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normiert. Die resultierenden Verldufe der GréRen 7, und 7, Uber die Zeit sind in Abbil-
dung 6.8 dargestellt. In der normierten Darstellung wird die Ahnlichkeit der Kurvenverlaufe
noch deutlicher. Dieses Verhalten wird auch bei der zeitabhangigen Abkuhlphase beobach-
tet.
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Abbildung 6.8: Zeit-Verlauf von 7, und 7,

6.2.2 Thermomechanische Analyse

6.2.2.1 Randbedingungen

Wahrend des betrachteten Prozesses andern sich die mechanischen Auflagerreaktionen
infolge der thermischen Last, die schrittweise als Zeitfunktion eingesetzt wird. Weiterhin sind
die Materialeigenschaften auch temperaturabhangig und aufgrund der Materialinhomogenitat
ortsabhangig. Zusatzliche Auswirkungen werden durch die ungleichmafRlige Temperaturver-
teilung innerhalb des Stacks verursacht. Zusammen fuhren diese Einflussparameter zu ei-
nem dreidimensionalen komplexen Spannungszustand.

Ziel der thermomechanischen Analyse ist es, die infolge der mechanischen und thermischen
Belastung im Stack auftretenden Spannungen, Verzerrungen und Deformationen zu ermit-
teln. Gro3e Spannungen kénnen zum Bruch einzelner Komponenten des Stacks oder zum
Versagen des Verbundes zusammengefligter Elemente flihren. Andererseits beeintrachtigen
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groBe Formanderungen die Funktionalitdt des Stacks und damit seine Gebrauchstauglich-
keit. Daher werden im Folgenden die Verteilungen der thermischen Dehnungen und mecha-
nischen Verzerrungen sowie der Spannungen im Stack wahrend der Aufheizphase betrach-
tet. Wie am Anfang des Kapitels beschrieben, werden die FeldgréfRen zu mehreren Zeitpunk-
ten ermittelt, damit eine ausreichende Auflésung des zeitlichen Verhaltens dieser Grofien
sichtbar wird. Von besonderem Interesse sind die Orte, wo diese GréRen Maximalwerte an-
nehmen, da diese Bereiche infolge Bruchs oder durch grof’e Verformungen gefahrdet sind
und ihre Ermittlung ein wichtiger Bestandteil der Analyse ist.

Die vorher betrachtete numerische fluiddynamische Analyse der Aufheizphase liefert die
Beschreibung der thermischen Belastung, welche fir die nachfolgende thermomechanische
Analyse des Stack-Verhaltens benétigt wird. Zu diesem Zweck werden die zu den betrachte-
ten Zeitpunkten ermittelten Temperaturfelder auf das Rechennetz des FE-Modells interpo-
liert. Aufgrund der zeitabhangigen Temperaturverteilung im Stack wahrend der transienten
Prozessphasen ist es erforderlich, die Temperaturfelder aus der fluiddynamischen Analyse
mit Hilfe von Macros in der FE-Simulation zu integrieren. Dieser Schritt erfolgt durch den
Einsatz der ANSYS-Programmiersprache APDL. Unter Beriicksichtigung der bekannten
thermischen Lasten, der mechanischen Randbedingungen sowie der implementierten Mate-
rialmodelle kénnen die entsprechenden strukturmechanischen Analysen mit Hilfe des FE-
Modells durchgefuhrt werden, um anschlieRend die oben genannten Feldgré3en zu den je-
weiligen Zeitpunkten zu ermitteln. Als Materialkombination wird der ITM-Stahl mit dem Glas
G870pt betrachtet.

6.2.2.2 Thermische Dehnungen

In Abbildung 6.9 ist die Verteilung der thermischen Dehnung in den Kassetten dargestellt,
wobei zur besseren Einsicht die Grund- und die Deckplatte entfernt sind.
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Abbildung 6.9: Verteilung der thermischen Dehnung am Aunfang und 2000 s nach dem Start
der Aufheizung

Das linke Bild zeigt den Zustand am Ende der isothermen Abkiihlung auf Raumtemperatur
nach dem Zusammenfigen, weshalb nur zwei Dehnungsbereiche vorliegen, namlich Stahl-
bereich und Glasbereich. Dazu vergleiche man die Abbildung 5.11. Das rechte Bild zeigt die
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thermischen Dehnungen im Stack 2000 s nach dem Start der Aufheizung. Zu diesem Zeit-
punkt hat sich bereits ein ausgepragtes Profil der Temperaturverteilung ausgebildet. Ahnli-
ches gilt fur die in Abbildung 6.10 gezeigten thermischen Dehnungen, die den Zustand des
Stacks jeweils nach 4000 s und 6000 s der Aufheizzeit darstellen. Daraus I&sst sich folgern,
dass sich das Bild der rdumlichen Verteilung der thermischen Dehnung mit der Zeit wenig
andert. Wie bereits erwahnt, haben die Temperaturverteilung und das Profil der thermischen
Dehnung ein ahnliches charakteristisches Bild. Die rdumliche Abh&ngigkeit der Verteilung
der thermischen Dehnung ist dadurch gekennzeichnet, dass sie in Strébmungsrichtung be-
tragsmafig zunimmt. Dies liegt daran, dass die Differenzen zwischen der spannungsfreien
Referenztemperatur und den im Stack herrschenden lokalen Temperaturen in Strémungs-
richtung steigen.
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Abbildung 6.10: Verteilung der thermischen Dehnung 4000 s und 6000 s nach dem Start der
Aufheizung

Aus dem gleichen Grund nehmen die absoluten Werte der thermischen Dehnungen am je-
weiligen Ort mit steigenden Temperaturen wahrend der Aufheizphase Uber die Zeit ab, da
der Abstand zur Referenztemperatur geringer wird. Dieses Verhalten wird in Abbildung 6.11
anhand des zeitlichen Verlaufs der ortlich maximalen thermischen Dehnung verdeutlicht. Wie
in den Abbildungen 6.9 und 6.10 zu erkennen ist, treten die hochsten thermischen Dehnun-
gen im Ausstrombereich der Gase auf.
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Abbildung 6.11: Zeitlicher Verlauf der thermischen Dehnung

6.2.2.3 Mechanische Verzerrungen

Im Unterschied zu den thermischen Deformationen, die lediglich Dehnungen oder Schrump-
fungen verursachen, rufen die mechanischen Formanderungen durch angreifende auflere
Lasten zusatzliche Winkelverzerrungen hervor. Im betrachteten Fall entstehen sie zunachst
durch die aufgebrachte Last von 500 N und die Auflagerreaktionen, die fur die Gewahrleis-
tung der elektrischen Kontaktierung verantwortlich sind. Zusatzlich werden mechanische
Verzerrungen durch Behinderung der thermischen Deformation infolge der mechanischen
Auflagerung, der Materialinhomogenitat und des Temperaturgradienten hervorgerufen.

Wie bereits erldutert, sind die thermischen Dehnungen bei Raumtemperatur am grof3ten. In
Abbildung 6.12 werden die zeitlichen Verlaufe der thermischen und der mechanischen Deh-
nungen verglichen. Die absoluten Betrége der thermischen Dehnung sind im rechten Teil der
Abbildung dargestellt, wobei zu erkennen ist, dass im Laufe des Aufheizprozesses die ther-
mischen Dehnungen betragsmafig abnehmen, wahrend die mechanischen Dehnungen zu-
nehmen. Ferner haben die thermischen Dehnungen wesentlich héhere Betrdge zu den be-
trachteten Zeitpunkten.
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Abbildung 6.12: Zeitlicher Verlauf der thermischen und mechanischen Dehnungen

Die raumliche Verteilung der mechanischen Verzerrung wird in Abbildung 6.13 betrachtet. Im
oberen Teil der Abbildung sind die mechanischen Verzerrungen am Ende des isothermen
Abkiihlvorgangs (0 s) sowie 2000 s nach dem Start der Aufheizphase dargestellt.

Zum Zeitpunkt O s ist die Temperatur noch gleichmaRig verteilt, weshalb keine Temperatur-
gradienten vorhanden sind. Folglich sind die verursachten mechanischen Verzerrungen auf-
grund der applizierten mechanischen Last und Auflagerungsbedingungen sowie infolge der
gegenseitigen Verformungsbehinderung bedingt, die auf unterschiedliche Warmeausdeh-
nungskoeffizienten der verschiedenen Werkstoffe zurtickzufiihren sind. Die mechanischen
Verzerrungen treten hauptsachlich in den Ubergangsbereichen zwischen den metallischen
Komponenten und dem Glas auf, wo die Last eingeleitet wird. Die zeitliche Abhangigkeit des
Verzerrungsfeldes wird durch Abbildung 6.13 verdeutlicht, in der die Verteilung der Feldgré-
Re zu den weiteren Zeitpunkten 2000 s, 4000 s und 6000 s gezeigt wird. In den Darstellun-
gen erhalt die rdumliche Verteilung der mechanischen Verzerrung im Stack ihr charakteristi-
sches Bild, wo die maximalen Werte im Einstrémungsbereich der Gasversorgung liegen. Des
Weiteren fallen die mechanischen Verzerrungen in Strémungsrichtung ab. Dies ldsst sich
dadurch erklaren, dass die Temperaturgradienten in diese Richtung abnehmen. Den Erlaute-
rungen im Abschnitt 5.3 entsprechend hat der Temperaturgradient starken Einfluss auf die
im Stack verursachten Spannungen. Diese sind durch einen direkten Zusammenhang Uber
das Materialmodell mit den mechanischen Verzerrungen verknipft.
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Abbildung 6.13: Raumliche Verteilung der mechanischen Verzerrungen
wahrend der Aufheizphase (0 s — 6000 s)

6.2.2.4 Spannungsverteilung

Zu den betrachteten Zeitpunkten der Aufheizphase werden die entsprechenden Verteilungen
der hervorgerufenen Spannungen ermittelt. Die maximalen im Stack auftretenden Spannun-
gen nehmen wahrend des Aufheizens mit der Zeit zu, wie Abbildung 6.14 sowohl fir Stahl
als auch fir Glas verdeutlicht. Dies lasst sich dadurch begriinden, dass die mechanischen
Verzerrungen infolge wachsender Temperaturen zunehmen, wie im vorigen Abschnitt erlau-
tert. Ferner steigt in dem betrachteten Temperaturbereich der Unterschied zwischen den
Waérmeausdehnungskoeffizienten vom Glas und Stahl, was zur weiteren Behinderung der
Deformation fuhrt und somit zu héheren Spannungen. Ausgehend vom Anfangszustand des
Aufheizprozesses, der durch die Bedingung

t=0

6.7
T =50°C ©67)

definiert wird, erfolgt die Aufheizung des Stacks. Die am Ende der Aufheizphase zum Zeit-
punkt 6000 s erreichte raumliche Verteilung der Spannung ist in Abbildung 6.15 dargestellt.
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Abbildung 6.14: Zeitlicher Verlauf der Spannungen

Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass die maximalen Spannungen zum jeweiligen Zeit-
punkt im Einstrdmungsbereich der heilen Gase erscheinen. Wie die fluiddynamische Unter-
suchung gezeigt hat, existieren in dieser Umgebung die hdchsten Temperaturgradienten.
Zusatzlich existiert in diesem Bereich ein Strukturverbund, da verschiedene Komponenten
mit unterschiedlichen Steifigkeiten zusammengefligt sind. Diese Einflussfaktoren flihren zu-
sammen zur Behinderung der Stack-Verformung, was schlieBlich hdhere Spannungen verur-
sacht. Daher wird im Folgenden dieser Bereich isoliert vom Rest des Stacks betrachtet und
auf die hochbelasteten Gebiete der einzelnen Materialien eingegangen. Zu diesem Zweck
wird die im Abschnitt 4.3.7 vorgestellte Submodeling-Technik eingesetzt.
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Abbildung 6.15: Spannungen in den Kassetten

Die ermittelten Berechnungsergebnisse bei néherer Betrachtung der Bereiche, wo die maxi-
malen Spannungen auftreten, sind in den Abbildungen 6.16 und 6.17 zu sehen. In der Um-
gebung des Einstromungsbereichs der heilen Gase in den Oberschalen und Unterschalen
erreichen die maximalen Spannungen Werte von 166 MPa, wie in Abbildung 6.16 dargestellt.
Im Vergleich dazu liegen die Héchstwerte der Spannungen im Glaskorper bei 76 MPa, wie
Abbildung 6.17 zeigt.

o|MPa)
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130.45
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0.14954

Abbildung 6.16: Spannungen im Einstromungsbereich der Ober- und Unterschalen
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Abbildung 6.17: Spannungen im Glaskorper

Das Spannungsverhalten in der Glasfligung im Bereich, wo die maximale Spannung auftritt,
wird in Abbildung 6.18 genauer betrachtet. Zu diesem Zweck wird der Spannungsverlauf als
Langenfunktion der Kurve, die durch die krummlinige Koordinate ¢ zwischen den Punkten 1
und 2 entlang der Glaskorperkante definiert ist, dargestellt. Der ermittelte Verlauf der Span-
nung am Ende der Aufheizphase zeigt deutlich, wo die Spannung ihren Maximalwert an-
nimmt. Im betrachteten Bereich herrscht groRe Bewegungsfreiheit, da am dulReren Rand des
Stacks keine mechanische Behinderung der Deformation vorliegt. Durch den kleineren War-
meausdehnungskoeffizienten der Stahlkomponenten im Vergleich zur Glasfligung neigen sie
aufgrund der lokalen Temperaturen weniger zum Schrumpfen. Da die Stahlelemente zusatz-
lich hohere Steifigkeiten besitzen, dominieren sie das Verformungsverhalten der Struktur.
Folglich wird das Schrumpfen der Glasfigung verhindert, weshalb héhere Spannungen auf-
treten. Die Auswirkungen der Behinderung der thermischen Verformung infolge der Material-
inhomogenitat durch die Existenz unterschiedlicher Warmeausdehnungskoeffizienten und
verschiedener Struktursteifigkeiten werden deutlich.
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Abbildung 6.18: Spannungsverlauf im Glaskdrper entlang der Kante &

6.2.2.5 Verschiebungsfeld

Die Formanderung des Stacks beeinflusst die Kontaktierung der einzelnen Komponenten
und kann somit seine Gebrauchstauglichkeit beeintrachtigen. Aus diesem Grund ist es erfor-
derlich, die in der Struktur auftretenden Verschiebungen zu analysieren. In Abbildung 6.19 ist
das Verschiebungsfeld in den Kassetten nach dem isothermen Abkihlen auf Raumtempera-
tur dargestellt. In diesem Zustand treten die maximalen Verformungen auf. Im linken Teil der
Abbildung ist der Betrag der Gesamtverschiebung gezeigt, wahrend im rechten Teil des Bil-
des der Betrag der Radialkomponente des Verschiebungsvektors bezogen auf das darge-
stellte zylindrische Koordinatensystem zu sehen ist. Der Vergleich zeigt, dass die beiden
Bilder fast identisch sind, woraus folgt, dass die Tangential- und die Axialkomponenten des
Verschiebungsvektors einen geringen Beitrag zur Gesamtverschiebung leisten. Bei der vor-
liegenden Geometrie und unter den gegebenen Randbedingungen schrumpft der Stack in
radialer Richtung zusammen.
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Abbildung 6.19: Verschiebungsfeld nach dem isothermen Abkihlen

Die Ahnlichkeit der Profile der Gesamtverschiebung und der Radialkomponente existiert
wahrend der isothermen Abkuhlphase auf Grund der homogenen Temperaturverteilung und
bedingt durch den ndherungsweise symmetrischen Aufbau des Stacks. Ferner sind die zeitli-
chen Verlaufe der Hochstwerte beider Grofien spiegelsymmetrisch bezlglich der Zeitachse,
wie Abbildung 6.20 zeigt.
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Abbildung 6.20: Gesamtverschiebung und Radialverschiebung
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Weiterhin wird die Symmetrie des Verschiebungsfeldes in Abbildung 6.21 noch deutlicher zu
erkennen, wenn man die Vektordarstellung der Verschiebung entlang der duReren Kannte
der Unterschale in der Mitte der Abbildung 6.21 betrachtet, wobei die Vektoren beinahe zu
einem Zentrum hinzeigen. Die Vektoren liegen in einer Ebene, da die Verschiebungskompo-
nente senkrecht zur Zellen-Ebene u. sehr gering ist, wie im Folgenden gezeigt wird. Der Kan-
tenverlauf wird durch die Koordinate ¢ im linken Teil der Abbildung 6.21 beschrieben, mit
deren Hilfe der Kurvenverlauf des Betrags der Verschiebung dargestellt wird. Die dargestell-
te Kurve im rechten Teil der Abbildung 6.21 zeigt zwei lokale Maxima, die den Verschie-
bungswerten an den Ecken der Unterschale entsprechen, wobei die untere Ecke geringfiigig
groRere Verschiebung erféhrt.

P

[ o——— —_—

; \ WIII///#//W
i
Z
=~
ufmm] 2
e | =
g’ 0.72268 44:
e =
5 0.66661 -
ooz =
e | =
0.57317 B

0.55449 “t i

0.5358 - :

0.51711 § :

R § o 350 100 ;[m::; 200 250
o S

Konturdarstellung Vektordarstellung Kurvenverlauf

Abbildung 6.21: Verschiebungsdarstellung entlang einer Unterschalenkannte

Die maximalen Verschiebungen sind in der GréRenordnung von 0,76 mm und liegen, rdum-
lich betrachtet, in den duferen Ecken des Stacks, da in diesen Bereichen keine mechani-
schen Deformationsbehinderungen vorliegen. Zeitlich betrachtet, treten die maximalen De-
formationen Aufgrund der groRten Differenz zwischen der herrschenden Stack-Temperatur
und der spannungsfreien Referenztemperatur bei Raumtemperatur auf, bevor die Auf-
heizphase gestartet wird.

Fir den Kontakt zwischen den Stack-Elementen ist die Verschiebungskomponente in z-
Richtung u. mafigeblich. Ihre rdumliche Verteilung zum Zeitpunkt, wo das Maximum erreicht
wird, ist in Abbildung 6.22 gezeigt. Hierbei ist zu erkennen, dass die betragsmaRigen
Hochstwerte von w. in der Gréenordnung von

| =0,0726 mm (6.8)
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liegen. Diese Komponente des Verschiebungsvektors ist sehr gering und bildet lediglich
9,5% des gesamten Vektorbetrags zum betrachteten Zeitpunkt der Verteilung.
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Abbildung 6.22: u_-Verschiebungskomponente nach dem isothermen Abkuhlen

Zum Zeitpunkt 0 s am Anfang der Aufheizphase sind die kartesischen Komponenten des
Verschiebungsfeldes u,, u,, u. in den jeweiligen Koordinatenrichtungen x, y und z in Abbil-
dung 6.23 dargestellt. Den vorherigen Erlduterungen entsprechend ist aus der Darstellung
ersichtlich, dass die Verschiebungen in z-Richtung am kleinsten sind. Ferner sind die ande-
ren Verschiebungskomponenten u, und u, nahezu parallel zur jeweiligen Koordinatenrich-
tung. Diese charakteristischen Verlaufe fihren zur ndherungsweise kreisférmigen Isolinien-
Verteilung des Vektorbetrags, wie in Abbildung 6.19 zu erkennen ist und in Abschnitt 4.3.5.4
gezeigt wurde.

u, [mm] u, [mm] u, [mm]

) 0.51927 -0.02519

-0.043215 0.44668 -0.028574
-0.086431 0.37409 -0.031958
-0.12965 0.3015 -0.035342
-0.17286 0.2289 -0.038726
-0.21608 0.15631 -0.04211

-0.25929 0.083716 -0.045493
-0.30251 0.011123 -0,048877
-0.34572 “g-‘ggé 0052261
-0.38894 0. -0.05564

0aze1s 020666 0502
047537 -0.27925 0.062413
-0.51858 -0.35184 -0.065797
05618 -0.42444 0069181
-0.60502 -0.49703 _0.072565

Strémungsrichtung

Abbildung 6.23: Verschiebungskomponenten
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Von entscheidender Bedeutung ist der Betrag der Verschiebung der Zellenebene, weshalb
er zur weiteren Erlauterung herangezogen wird. Hierzu wird die Verschiebungsverteilung zu
unterschiedlichen Zeitpunkten tber den zweidimensionalen Raum einer Zellenebene aufge-
tragen. In Abbildung 6.24 sind die Verschiebungsfelder am Anfang und am Ende der Auf-
heizphase sowie wahrend der Betriebsphase und am Ende der Abkuhlphase dargestellt.
Aufgrund der niedrigeren Temperatur am Anfang der Aufheizphase sind die Verschiebungen
hoher als in den anderen betrachteten Zeitpunkten des Prozesses. Die maximalen Verschie-
bungen treten an den &ufReren Ecken auf und erreichen Werte von ungefahr 0,57 mm. Am
Ende der Aufheizphase fiihren die héheren Temperaturen im Stack zur Abnahme der Ver-
schiebungen, deren Hochstwerte in diesem Fall bei 0,23 mm liegen. Wahrend der Betriebs-
phase liegen die Stack-Temperaturen naher bei der spannungsfreien Referenztemperatur
und folglich erreichen die auftretenden Verschiebungen ihre kleinsten Werte. Anschlielend
sinken die Stack-Temperaturen wahrend der Abkihlphase, weshalb die Verschiebungswerte
wieder ansteigen.
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Abbildung 6.24: Darstellung der Knotenverschiebung uber der Zellenebene
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Der Betrag der Verschiebungskomponente in z—Richtung, dessen Maximum am Anfang der
Aufheizphase auftritt, ist in Abbildung 6.25 dargestellt. Diese Grofie nimmt einen sehr kleinen
Wert an. Ferner ist aus der Abbildung deutlich zu erkennen, dass ihre rdumliche Variation in
der betrachteten Ebene sehr gering ist. Der ermittelte Betrag von u. liegt zwischen 0,06375
und 0,06415 mm.
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Abbildung 6.25: Verschiebungskomponente senkrecht zur Zelle

Wahrend der Aufheizphase entsteht im Stack ein inhomogenes Temperaturfeld, das zu einer
Verzerrung der charakteristischen konzentrischen Kreise insbesondere im Ausstrdomungsbe-
reich der Gase flhrt. Zum Zeitpunkt 6000 s am Ende der Aufheizphase ist das charakteristi-
sche Bild des Verschiebungsfeldes nur noch im mittleren Bereich zu erkennen. Die Ver-
schiebungsverteilung andert sich im Bereich des unteren Randes und weicht vom kreissym-
metrischen Bild ab. Die skalierte Darstellung der Deformation in Abbildung 6.26 verdeutlicht
die Verzerrung der charakteristischen konzentrischen Kreise im Ausstrémungsbereich des
Stacks.

Diese Anderung liegt daran, dass im Laufe des Aufheizvorgangs die Deformationen im Stack
geringer werden, da der Stack heilRer wird und der Abstand zur spannungsfreien Referenz-
temperatur abnimmt. Bei zeitlicher Betrachtung der maximalen Verschiebungen in den Kas-
setten fallt auf, dass sich der Unterschied zwischen den lokalen Maxima vergroert. Grund
dafiir ist die Tatsache, dass die Temperatur im Einstrdmbereich der Gase rascher zunimmt
als im Ausstrémungsbereich. Folglich verringert sich der Abstand zur spannungsfreien Refe-
renztemperatur im Einstrémungsbereich schneller und somit erfahrt dieser Bereich kleinere
Deformationen als der Ausstromungsbereich. Dieses Verhalten ist in Abbildung 6.27 zu ver-
schiedenen Zeitpunkten wahrend der Aufheizphase entlang der gezeigten Randkurve der
Unterschale dargestellt. Die Konturdarstellung im linken Teil der Abbildung zeigt die Ver-
schiebungsfunktion entlang der Kante zum Start der Aufheizphase nach dem isothermen
Abkuhlvorgang.
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Abbildung 6.26: Verschiebungsfeld in den Kassetten am Ende der Aufheizphase
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Abbildung 6.27: Verschiebungsverlauf entlang &Linie wahrend der Aufheizphase
(0 s—6000 s)
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Der rechte Teil der Abbildung 6.27 verdeutlicht anhand der Verlaufe der Verschiebungsfunk-
tion entlang der Kante, wie die Verschiebungswerte in den Bereichen A und B auseinander-
gehen und am Ende der Aufheizphase der maximale Wert der Verschiebungsdifferenz vor-
liegt. Die Darstellung verdeutlicht, wie die Deformation mit der Zeit an der Stelle des lokalen
Maximums A schneller kleiner wird als an der Stelle des lokalen Maximums B. Durch das
Auftreten groRerer Deformationen im Bereich B verschwindet das beobachtete kreissymmet-
rische Profil der Verschiebung im Laufe der Aufheizphase.

6.3 Betriebsphase
6.3.1 gekoppelte stationire fluiddynamische Analyse

Fur die Untersuchung der Betriebsphase werden die fluiddynamischen Randbedingungen
geandert, indem auf der Anodenseite neben dem Wasserstoff zur Erhéhung des partiellen
Drucks Argon eingesetzt wird. Wahrend dieser Phase gelten fir die Massenstréme die An-
gaben in der Tabelle 6.1

Tabelle 6.1: Massenstrome wahrend der Betriebsphase fir den 2-Zeller-Stack

Gas m

Luft 0,02424 g/s/inlet
Wasserstoff 0,0007492 g/slinlet
Argon 0,01487 g/s/inlet

Die Warmeproduktion aus dem elektrochemischen Prozess, die den Stack erwarmt und von
den stromenden Gasen aufgenommen wird, ist durch Warmefliisse aus den Oberflachen der
Zellen berucksichtigt. Basierend auf den Parametern der ablaufenden elektrochemischen
Vorgange werden die entsprechenden Warmeflisse zu 1 W/Ebene berechnet. Das ermittelte
Temperaturfeld und der Betrag des Temperaturgradienten im Stack wahrend der Betriebs-
phase sind in Abbildung 6.28 dargestellt.

Wie die Abbildung zeigt, nimmt die Stack-Temperatur in Stromungsrichtung geringfligig zu,
wobei aufgrund der elektrochemischen Prozesse Hotspots in den Ausstrémungsbereichen
des Stacks entstehen. Charakteristisch fir das Temperaturprofil in dieser Phase sind geringe
UngleichmaRigkeiten in der Verteilung sowie ein geringer Unterschied zwischen héchster
und niedrigster Temperatur im Vergleich zur Temperaturverteilung in der Aufheizphase. Fer-
ner nimmt der Betrag des Temperaturgradienten seinen héchsten Wert im Eintrittsbereich
der Gase an. Ein entsprechendes Verhalten wurde bei ahnlich aufgebauten Stacks sowohl
bei der Simulationsberechnung als auch bei experimentellen Messungen beobachtet
[92, 93].
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Stromungsrichtung

T i

Abbildung 6.28: Verteilung der Temperatur und des Betrages des Temperaturgradienten im
Stack wahrend der Betriebsphase

6.3.2 Thermomechanische Analyse
6.3.2.1 Thermische Dehnungen

Wahrend der Betriebsphase herrschen im Stack die héchsten Temperaturen, die Uber die
Zeit erreicht werden. Aus diesem Grund nehmen die thermischen Dehnungen wahrend
dieser Phase betragsmafig ihre kleinsten Werte an, da der Abstand zur spannungsfreien
Referenztemperatur abnimmt. R&umlich betrachtet liegen die héchsten thermischen
Dehnungen im Zellbereich, wo Wé&rme produziert wird und dadurch die Temperatur steigt.

Wahrend die thermischen Dehnungen am Ende der Aufheizphase im Intervall
0,00202 <" | < 0,00388 (6.9)
liegen, sind die entsprechenden Werte der Betriebsphase im Bereich

0,000160 < |g”’| <0,000272, (6.10)
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wie in Abbildung 6.29 anhand der Verteilung der thermischen Dehnung in den Kassetten
ersichtlich ist. Ferner nehmen die thermischen Dehnungen in Strdmungsrichtung betrags-
maRig ab, da die Temperaturen in diese Richtung zunehmen.
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Abbildung 6.29: Verteilung der thermischen Dehnung in den Kassetten
wahrend der Betriebsphase

6.3.2.2 Mechanische Verzerrungen

Wie bereits erwdhnt, treten die héchsten Temperaturgradienten im Einstrémungsbereich der
Gase auf. Zusammen mit der Existenz eines Materialgradienten aufgrund unterschiedlicher
Materialeigenschaften sind in diesem Bereich die maximalen mechanischen Dehnungen zu
erwarten. Dennoch fallen auch die mechanischen Verzerrungen klein aus, da sie hauptsach-
lich aufgrund der Deformationsbehinderungen entstehen, die infolge geringer thermischer
Dehnungen zustande kommen. Die Verteilung der mechanischen Verzerrungen in den Kas-
setten ist in Abbildung 6.30 dargestellt. Zum Vergleich mit der Aufheizphase treten die ma-
ximalen Werte hier im Glaskorper auf und betragen ungeféhr 18% der Hochstwerte, die am
Ende der Aufheizphase erreicht werden.
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Abbildung 6.30: Verteilung der mechanischen Verzerrung in den Kassetten

6.3.2.3 Spannungsverteilung

Aufgrund der Verknupfung der mechanischen Verzerrungen mit den Spannungen Uber das
Materialgesetz sind die in dieser Prozessphase verursachten Spannungen entsprechend den
mechanischen Verzerrungen auch niedrig und treten im Glaskorper auf, wie in Abbil-
dung 6.31 dargestellt. Der Vergleich mit der Aufheizphase zeigt, dass die wahrend der Be-
triebsphase erreichten maximalen Spannungswerte lediglich 20% der Spannungen am Ende
der Aufheizphase betragen.
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Abbildung 6.31: Spannungsverteilung in den Kassetten
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6.3.24 Verschiebungsfeld

Das Verschiebungsfeld hat das charakteristische Profil, das wahrend der Aufheizphase beo-
bachtet wird, wie in Abbildung 6.32 dargestellt. Im Gegensatz zur Aufheizphase sind die Ver-
schiebungen insgesamt viel geringer, da die im Stack auftretenden Temperaturen héher sind
und folglich die Differenz zur spannungsfreien Referenztemperatur kleiner ist. Aus dem glei-
chen Grund sind die Deformationen in der oberen Ecke am grofiten, da die Temperatur in
Stromungsrichtung zunimmt. Durch die inhomogene Verteilung der Verschiebung stellen die
Isolinien verzerrte Kreise dar, die nicht mehr konzentrisch sind. Durch die Skalierung der
Deformation wird die Verzerrung im oberen Teil des Bildes deutlicher.
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| 0016738
| 0015343
.1 0013888
Ll 0012433
0010977
0.0095219
0.0080666
| 0006112
L 0.0051559
0.0037006
0.0022453
0.00078996

skalierte Darstellung

Abbildung 6.32: Verschiebungsfeld in den Kassetten

Die Verteilung der einzelnen Komponenten des Verschiebungsvektors ist in Abbildung 6.33
dargestellt. Daraus ist deutlich zu erkennen, wie gering die Deformationen sind. Insbesonde-
re in z-Richtung hat die Verschiebungskomponente einen maximalen Betrag von 2,41 ym.

Auch wahrend dieser Prozessphase treten grofe Verschiebungen an den Ecken des Stacks
auf, wobei die oberen Ecken die maximalen Verschiebungen erfahren. Zur Veranschauli-
chung zeigt Abbildung 6.34 den Verlauf der Verschiebung entlang der Unterschalenkante.
Ahnlich der Aufheizphase besitzt die Kurve zwei lokale Maxima, die den Verschiebungen der
Eckpunkte entsprechen. Ferner zeigt der Vergleich mit dem Kurvenverlauf am Ende der Auf-
heizphase, dass die Verschiebung am ersten Eckpunkt héher liegt als am zweiten, wie in
Abbildung 6.34 dargestellt.
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Abbildung 6.34: Verschiebungsverlauf entlang & wéhrend der Betriebsphase

Zum Vergleich mit dem Zustand am Ende der Aufheizphase werden die Verschiebungsfunk-
tionen entlang der Unterschalenkante betrachtet. Fiir beide Verschiebungsfunktionen sind
die entsprechenden Kurvenverldufe in Abbildung 6.35 nebeneinander gezeigt. Die Darstel-
lung verdeutlicht die unterschiedlichen Verldufe sowie die GréRenordnung der erreichten
Verschiebungen wéahrend beider Prozessphasen. Am Ende der Aufheizphase wird eine ma-
ximale Verschiebung von ungeféhr 0.33 mm erreicht. Dagegen liegt der entsprechende Wert
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der maximalen Verschiebung wahrend der Betriebsphase bei 0,021 mm, was eine Reduzie-
rung auf ungefahr 6,46% bedeutet.

uH[mm]

0184 - L MR Mididedaeied.
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Ende der Aufheizphase Betriebsphase

Abbildung 6.35: Verschiebungsverlauf entlang & wéhrend der
Aufheiz- und Betriebsphasen

Das Verhaltnis der Verschiebungen wahrend der Aufheizphase und der Betriebsphase wird
deutlicher in Abbildung 6.36, in der die raumliche Darstellung der Verschiebungskurven ge-
man

u=u(£,n) (6.11)

gezeigt wird. Dabei bezeichnet n den Lastschritt, der jeweils einem Zeitpunkt des Prozesses
entspricht. Die Lastschritte 17 bis 30 kennzeichnen die Aufheizphase, wahrend der Last-
schritt 31 den Betriebszustand darstellt. Die nicht gezeigten Lastschritte 1 bis 16 beschreiben
den isothermen Abkulhlvorgang des Stacks nach dem Zusammenfiigen der einzelnen Kom-
ponenten. Die Kurvenschar im Bereich 17 <n <30 veranschaulicht die Abnahme der Ver-
schiebung im Laufe der Aufheizphase, worauf im Abschnitt 6.2.2.5 eingegangen wurde.
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Betrieb

Abbildung 6.36: Verschiebungsverlauf entlang & wéahrend der Aufheiz- und Betriebsphasen
bei verschiedenen Lastschritten

6.4 Abkiihlphase
6.4.1 gekoppelte transiente fluiddynamische Analyse

Waéhrend der Abklhlphase fallen die Temperaturen der strdmenden Gase gemal der in Ab-
bildung 6.37 dargestellten exponentiellen Kurve ab. Die Massenstréme werden auf den Be-
trag von 5 NL/min/Ebene sowohl anodenseitig als auch kathodenseitig eingestellit.
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Abbildung 6.37: Abkuhlkurve (Temperatur der einstromenden Gase)
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Die ermittelten Stack-Temperaturen sowie die Betragsprofile der entsprechenden Tempera-
turgradienten sind zu verschiedenen Zeitpunkten der Abkihlphase in den Abbildun-
gen (6.38 — 6.41) dargestellt. Bei dieser Darstellung werden ebenfalls angepasste Skalen
verwendet, weshalb die Bilder einen ahnlichen Charakter der Temperaturprofile Uiber die Zeit
zeigen.

Die Temperaturfelder sind durch steigende Temperaturen in Strémungsrichtung sowie kleine
Betrdage der Komponenten des Temperaturgradienten gekennzeichnet. Wahrend dieser Pro-
zessphase wird Warme mit den stromenden Gasen aus dem Festkorper abgefihrt, weshalb
die Stack-Temperaturen abnehmen. Ferner zeigt das Temperaturfeld mit der Zeit ein homo-
generes Bild, sodass die Differenz zwischen héchster und niedrigster Temperatur im Stack
geringer wird. Diese Temperaturdifferenz ist maRgeblich fur die Gréfle der hervorgerufenen
thermischen Spannungen, die im Laufe des Abkuhlvorgangs infolge der geringen Inhomoge-
nitdt der Temperaturverteilung erwartungsgemal abnehmen. Die Temperaturgradienten
werden im Laufe dieser Prozessphase betragsmaRig kleiner, wobei die maximalen Werte im
Einstrémungsbereich der Gase auftreten, da die abkiihlenden Gase die Warme zunéchst
aus diesem Bereich abfiihren und die Fahigkeit der Warmeaufnahme in Strémungsrichtung
geringer wird.
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Abbildung 6.38: Temperaturverteilung im Stack wahrend der Abkihlphase
10000 s, 20000 s und 30000 s nach dem Start der Abklhlung
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Abbildung 6.39: Betrag des Temperaturgradienten wéahrend der Abkihlphase
10000 s, 20000 s und 30000 s nach dem Start der Abkiihlung
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Abbildung 6.40: Temperaturverteilung im Stack wahrend der Abkiihlphase
40000 s, 50000 s und 60000 s nach dem Start der Abkuhlung
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Abbildung 6.41: Betrag des Temperaturgradienten, 40000 s, 50000 s und 60000 s
nach dem Start der Abkiihlung

Die zeitlichen Verlaufe der im Stack auftretenden maximalen und minimalen Temperaturen
sind in Abbildung 6.42 dargestellt. Im Gegensatz zur Aufheizphase liegen die Kurven insbe-
sondere am Ende der Abkuhlphase nahe beieinander, da die Abkihlgeschwindigkeit durch
die zeitliche Abnahme der Gastemperatur mit der Zeit abféllt. Dies bedeutet, dass im Laufe
der Abkihlphase innerhalb gleicher Zeitintervalle am Anfang grofere Temperaturanderun-
gen auftreten als am Ende des Abkuhlens. Deshalb verringert sich auch der Unterschied
zwischen den Kurven.

¢ Tmun, Simulstion
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Tmin, Curve Fitting | :
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Abbildung 6.42: Zeit-Verlaufe der Temperaturen

124



Kapitel 6. Multiphysikalische Simulation eines Prozesszyklus

Wie bereits erwahnt, haben der Unterschied zwischen maximaler und minimaler Festkorper-
temperatur sowie der Temperaturgradient groRe Auswirkungen auf die im Stack auftretenden
thermischen Spannungen. Die zeitlichen Verldufe beider GréRRen sind in Abbildung 6.43 dar-
gestellt. Wie bei der Betrachtung der Aufheizphase erldutert, haben die Kurven ahnliche Ver-
l&ufe. Auch in dieser Prozessphase wird die Ahnlichkeit noch deutlicher, wenn das zeitliche
Verhalten der bereits eingefiihrten normierten GroRen betrachtet wird, wie Abbildung 6.44

zeigt.
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Abbildung 6.43: Zeit-Verlaufe von @ und (T,
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Abbildung 6.44: Zeit-Verlauf von n, und n,



6.4.2 Thermomechanische Analyse
6.4.2.1 Thermische Dehnungen

Basierend auf den aus der numerischen fluiddynamischen Berechnung ermittelten thermi-
schen Lasten kann nun das thermomechanische Verhalten des Stacks wahrend der Abkiihl-
phase untersucht werden. Zu diesem Zweck werden zunachst die verursachten thermischen
Dehnungen betrachtet. In Abbildung 6.45 sind diese fiir die Zeiten 10000 s, 30000 s und
60000 s nach dem Start der Abkiihlphase dargestellt.

Erwartungsgemafl steigen die thermischen Dehnungen mit der Zeit, da die Stack-
Temperatur sinkt und somit der Abstand zur spannungsfreien Referenztemperatur zunimmt.
Durch die gleiche Begriindung erklart sich die rdumlich auftretende betragsméafRige Abnahme
der thermischen Dehnungen in Strémungsrichtung im Festkérper des Stacks. Aufgrund der
niedrigen Temperaturgradienten ist die rdumliche Variation der thermischen Dehnung inner-
halb des Stacks sehr klein.
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Abbildung 6.45: Verteilung der thermischen Dehnung wahrend der Abkihlphase
10000 s und 30000 s nach dem Start der Abkuhlung

Dies ist besonders am Ende der Abklhlphase deutlich zu erkennen, wo lediglich die Inho-
mogenitat des Materials bedingt durch die unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffizien-
ten fir das raumliche Profil der thermischen Dehnung verantwortlich ist, wie Abbildung 6.46
zeigt.

Um eine bessere Auflésung nach den lokalen thermischen Dehnungen zu erreichen, werden
in Abbildung 6.47 die Bereiche der verschiedenen Stack-Materialien, Stahl und Glas, ge-
trennt dargestellt, wobei unterschiedliche Skalen verwendet werden. BetragsmaRig liegen
die Werte der thermischen Dehnungen in den jeweiligen Materialien in den Intervallen

0.7321%< |el,,| < 0,7352% (6.12)
bzw.
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0,7130% <

<0,7150% (6.13)

th
8Glas

Die geringen Unterschiede der thermischen Dehnungen im Stahl und im Glas lassen sich auf
den geringfigig héheren Warmeausdehnungskoeffizienten des Stahls im herrschenden
Temperaturbereich zurtckfihren.
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Abbildung 6.46: Verteilung der thermischen Dehnung am Ende der Abkuhlphase
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Abbildung 6.47: Verteilung der thermischen Dehnung am Ende der Abkihlphase
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6.4.2.2 Mechanische Verzerrungen

Die Behinderung der Deformationen, die aufgrund der thermischen Dehnungen entstehen,
fuhrt zu mechanischen Verzerrungen, deren Hochstwerte in der Glasfiigung auftreten, wie
Abbildung 6.48 zeigt. Die ermittelten Werte liegen zunachst héher als in der Betriebsphase,
da die Temperaturverteilung ungleichmafig wird und hdhere lokale Temperaturgradienten
insbesondere im Einstrémungsbereich der heiRen Gase existieren. Zu spateren Zeitpunkten
im Laufe des Abkihlvorgangs wird die Unregelmafigkeit des Temperaturfeldes geringer,
weshalb die mechanischen Dehnungen anschlieRend abnehmen und die Gradienten in ihrer
raumlichen Verteilung hauptsachlich durch die Inhomogenitat des Materials bedingt werden.

In der Darstellung ist das Profil der mechanischen Dehnung 10000 s nach dem Start und am
Ende der Abkuhlphase zu sehen. Aus der rdumlichen Verteilung lasst sich erkennen, dass
zunéachst im Einstrémungsbereich geringfligig hdhere Dehnungswerte vorliegen. Dieses cha-
rakteristische Bild andert sich langsam wahrend dieser Prozessphase, bis schliellich der
Einfluss der unterschiedlichen thermomechanischen Materialeigenschaften Uberwiegt, so
dass die beiden Materialbereiche deutlich zu unterscheiden sind und im Allgemeinen eine
gleichmaRige Verteilung der mechanischen Dehnung vorliegt, wie im rechten Teil der Abbil-
dung 6.48 dargestellt.
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Abbildung 6.48: Verteilung der mechanischen Dehnung in den Kassetten
10000 s und 60000 s nach dem Start der Abkiihlung

6.4.2.3 Spannungsverteilung

Auch in dieser Prozessphase uberlagern sich die Auswirkungen der Einflussparameter Mate-
rialinhomogenitat und Temperaturgradienten bei der Behinderung der Verformung des
Stacks, was zu thermischen Spannungen fuhrt. Wie Abbildungen 6.49 und 6.50 zeigen, sind
die maximalen Spannungsniveaus niedriger als bei der Aufheizphase, was auf die geringere
UngleichméRigkeit in der Temperaturverteilung zuriickzufihren ist. In den Abbildungen 6.49
und 6.50 sind die Spannungsverteilungen zu den Zeitpunkten 10000 s, 30000 s, 50000 s und
60000 s nach dem Start der Abkuhlphase dargestellt. Die Abbildungen zeigen den Bereich,
wo die maximalen Werte der Spannungen im Stack erscheinen. Ferner treten geringfligig
héhere Spannungen in der Glasfugung als im Stahl auf. Der Stahlkdrper besitzt aufgrund
seiner Geometrie und Materialeigenschaften eine hohere Steifigkeit, weshalb das Verfor-
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mungsverhalten der Struktur vom Stahlkérper dominiert wird. Die Spannungen in der Glasfu-
gung werden durch die Behinderung der thermischen Deformationen verursacht.
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Abbildung 6.49: Spannungsverteilung im Einstrémungsbereich
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Abbildung 6.50: Spannungsverteilung im Einstrémungsbereich
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6.4.2.4 Verschiebungsfeld

Auch wahrend der AbkuUhlphase besitzt das Verschiebungsfeld das charakteristische Profil
mit der kreissymmetrischen Verteilung, wie in Abbildung 6.51 zu sehen ist. Die Darstellung
zeigt das Verschiebungsprofil am Ende der Abkuhlphase, wo die Verschiebungen wieder
zunehmen. Zu diesem Zeitpunkt ist der Unterschied zur spannungsfreien Referenztempera-
tur am groRten, da die Temperaturen im Stack abnehmen. Demgemaf schrumpft die Struk-
tur zusammen, was zu grofderen Verschiebungen fiihrt, die in den Eckbereichen ihre maxi-
malen Werte annehmen.

0032934

Abbildung 6.51: Verschiebungsfeld am Ende der Abkihlphase

Der zeitliche Verlauf der maximalen Verschiebungen wahrend der Abkuhlphase ist in Abbil-
dung 6.52 dargestellt, wo das monoton steigende Verhalten der Kurve deutlich zu sehen ist.
Am Ende des Abkuhlvorgangs erreichen die Verschiebungen ihre Hochstwerte, die in der
GréRenordnung von 0.72 mm sind und in den Eckbereichen auftreten.

Aufgrund der abfallenden Temperaturen liegen die Verschiebungswerte wesentlich héher als
in der Betriebsphase. Zur weiteren Veranschaulichung zeigt Abbildung 6.53 die Verlaufe der
Verschiebungen entlang der Unterschalenkante, die durch die Laufkoordinate & beschrie-

ben wird.
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Abbildung 6.52: Zeitlicher Verlauf der maximalen Verschiebung
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Abbildung 6.53: Verschiebungsverlauf entlang & wahrend der Abkuhlphase
bei verschiedenen Lastschritten
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Die Kurven besitzen jeweils zwei lokale Maxima, die den Verschiebungen der Eckpunkte
entsprechen, wobei die Verschiebung am unteren Eckpunkt geringfugig héher liegt. Auch in
dieser Darstellung ist der Unterschied der Kurvenverlaufe wahrend der Abkuhlphase zur Be-
triebsphase deutlich zu erkennen.

Die Konturdarstellung der Verschiebungskomponenten in den Raumrichtungen zeigt geman
Abbildung 6.54 eine gleichmaRige Verteilung der entsprechenden Komponenten, was als
Folge der homogenen Verteilung der Temperatur zu betrachten ist. Ahnlich wie in den ande-
ren vorher betrachteten Prozessphasen ist der Betrag der Verschiebungskomponente in z-
Richtung geringer als in den beiden anderen Raumrichtungen. Die Verschiebungskompo-
nente senkrecht zur Stack-Ebene beeinflusst das Kontaktierungsverhalten im Stack.
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-0.2863 0010187 -0.046239
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Abbildung 6.54: Verschiebungsfeld am Ende der Abklhlphase

6.5 Zusammenfassung der thermomechanischen Analyse

Im Folgenden werden die im Stack auftretenden Spannungen Uber einen Operationszyklus
bestehend aus den 4 Prozessphasen:

e Abklhlen nach dem Zusammenfiigen
e Aufheizphase

o Betriebsphase

e Abkuhlphase

zusammengefasst. Anschliefend werden die in der Zelle auftretenden Verschiebungen un-
tersucht. Mit Hilfe der strukturmechanischen Analyse wird das entsprechende Spannungsfeld
zu dem jeweiligen Lastschritt ermittelt. In Abbildung 6.55 sind die Verlaufe der maximalen
Werte der Spannungen im Stahl sowie im Glas Uber die Lastschritte aufgetragen. Beim iso-
thermen Abklhlen nach dem Zusammenfiigen der Stack-Komponenten entsprechen die
Lastschritte Temperaturwerten, die entlang der horizontalen Achse angegeben sind. Dage-
gen stellen die Lastschritte in den darauffolgenden Prozessphasen Aufheizen und inhomo-
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genes Abkuhlen ungleichmaRig verteilte Temperaturprofile dar, weshalb keine Temperatur-
werte wahrend dieser Phasen angegeben sind.
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Abbildung 6.55: Verlauf der Spannung Uber die thermische Last wahrend eines
Prozesszyklus

Unter Beriicksichtigung der Gleichungen (5.34) und (5.35) sind die Spannungen im Stack
aufgrund der homogenen Verteilung des Temperaturfeldes wahrend der ersten Abkihlphase
niedrig und werden hauptsachlich durch die unterschiedlichen Warmeausdehnungskoeffi-
zienten von Stahl und Glas verursacht. Dagegen fiihren die Temperaturgradienten im Stack
beim Aufheizen zum Anstieg der Spannungen sowohl im Stahl als auch im Glas, wobei die
maximalen Werte der Spannung am Ende der Aufheizzeit auftreten. Wie bereits ermittelt,
herrscht wahrend der Betriebsphase im Stack eine thermische Last, die durch niedrige Tem-
peraturgradienten gekennzeichnet ist. Dem entsprechend fallen die Spannungen in den
Komponenten des Stacks ab. AnschlieRend entstehen am Anfang der Abkiihlphase héhere
Temperaturgradienten, die wahrend dieser Prozessphase abnehmen. Dies erklart den
sprunghaften Anstieg der Spannungen unmittelbar nach der Betriebsphase, die im Laufe des
Abkuhlvorgangs kleiner werden. Anhand der ermittelten Ergebnisse ist deutlich zu erkennen,
dass der Aufheizprozess zu den héchsten thermischen Spannungen im SOFC-Stack fuhrt.
Diese sind beispielsweise in der Glasfligung um den Faktor 4,75 héher als die entsprechen-
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den Spannungen, die wahrend der Betriebsphase auftreten. Diese Tatsache rechtfertigt die
Verwendung der Wa&rmequellen, um die durch elektrochemische Vorgénge erzeugte Warme
zu modellieren und somit einen unnétigen Rechenaufwand zu vermeiden, wie im Ab-
schnitt 2.3.2 erldutert wurde.

Da das Verformungsverhalten der Zelle fir die Kontaktierung von grundlegender Bedeutung
ist, wird die Verschiebung entlang der dargestellten Zellenkannte betrachtet, die mit Hilfe der
Laufkoordinate & beschrieben wird. Abbildung 6.56 zeigt die Verldufe der Verschiebung

wahrend des Prozesszyklus entlang der Zellenkannte, wobei in der Konturdarstellung der
Zustand am Ende der Abkihlphase zu sehen ist. In der rdumlichen Kurvendarstellung wird
der Lastschritt als Kurvenparameter definiert, wobei die Lastschritte 17 bis 30 im rechten Teil
der Abbildung die Verschiebung wéhrend der Aufheizphase beschreiben. Der darauffolgende
Lastschritt 31 beschreibt die Verschiebung wahrend der Betriebsphase. Entsprechend den
Lastschritten 32 bis 37 geben die Kurven im linken Teil der Abbildung die Verschiebungen
wahrend der Abkuhlphase wieder.

Zelle

Aufheizen

0.4

0.4 - u [mm] 0.3

0.2

0.3
u [mm] 0.1

& [mm]

Betrieb Betrieb

Abbildung 6.56: Verschiebungsverlauf entlang & wahrend des Prozesszyklus
bei verschiedenen Lastschritten

Wie bereits in den vorigen Abschnitten dieses Kapitels beschrieben, treten die maximalen
Verschiebungen in den Eckbereichen auf und erreichen ihre Hochstwerte zum Lastschritt 17
nach dem isothermen Abkihlen des Stacks auf Raumtemperatur. Wéhrend der Aufheizpha-
se fallen die Verschiebungsbetrdge ab, bis sie ihre minimalen Werte wahrend der Betriebs-
phase im Lastschritt 31 annehmen. AnschlieRend erfolgt die Abkihlphase mit zunehmenden
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Verschiebungen, bis am Ende dieser Prozessphase wieder die Maximalwerte erreicht wer-
den.

In diesem Kapitel wurden die aufgestellten fluiddynamischen und strukturmechanischen Mo-
delle eingesetzt, um das Stack-Verhalten unter vorgegebenen Randbedingungen wahrend
eines Prozesszyklus zu simulieren. Hierzu wurden die Prozessphasen: Aufheizen, Betrieb
und Abklhlen untersucht. Der Abkiihlvorgang des Stacks nach dem Zusammenfiigen der
Komponenten auf Raumtemperatur wurde ebenfalls betrachtet. Die fluiddynamischen Be-
rechnungen ergaben zunachst die entsprechenden raumlichen Profile der Temperatur und
des betragsmafigen Temperaturgradienten. Mit den berechneten thermischen Lasten wur-
den anschlieRBend die entsprechenden raumlichen FeldgrofRen: Spannungstensor, Verzer-
rungstensor und Verschiebungsvektor in den Stack-Elementen ermittelt und analysiert.

Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass die hdchsten Spannungen wahrend der Auf-
heizphase auftreten. Die wahrend der anderen Prozessphasen hervorgerufenen Spannun-
gen sind vergleichsweise niedriger. Dies ist auf den existierenden Temperaturgradienten
zuriickzufiihren, dessen Betrag wahrend der Aufheizung am gréfRten ist. In den anderen
Prozessphasen ist die Temperatur gleichmaRiger verteilt, was zu geringeren Spannungen
fuhrt. Die Stack-Komponenten erfahren im Allgemeinen geringe Deformationen, weshalb die
Gewahrleistung der Stack-Funktionalitat nicht beeintrachtigt wird.

Aufgrund der hohen Spannungen der Aufheizphase werden im nachsten Kapitel die fluiddy-
namischen Randbedingungen dieser Prozessphase betrachtet, um deren Auswirkungen auf
die verursachten Spannungen zu untersuchen. Dabei ist das Ziel, die Spannungen insbe-
sondere in der Glasfligung zu reduzieren.
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7 Optimierungsanalyse

Wie bereits in Kapitel 4 gezeigt, kénnen die entwickelten Modelle eingesetzt werden, um
materialbezogene Optimierungsuntersuchungen durchzufiihren. Dabei wird das Ziel verfolgt,
die im Stack auftretenden Spannungen zu minimieren. Insbesondere die Glasfligung stellt
eine gefahrdete Komponente dar, die durch die Materialempfindlichkeit den Zugspannungen
gegeniiber gekennzeichnet ist. In Kapitel 4 wurde mit Hilfe der Optimierungsanalyse die An-
passung der Warmeausdehnungskoeffizienten der Glasfligung und des Stahls durchgefiihrt,
um die Zugspannungen im Glas zu verringern. In diesem Kapitel wird dieses Ziel weiterver-
folgt, wobei die Auswirkungen anderer Einflussgrofien auf die in der Glasfugung auftreten-
den Spannungen betrachtet werden. Zu diesem Zweck werden zunachst prozessbedingte
Analysen durchgefuhrt und anschlielend geometrische DesigngréRen variiert.

Neben den bereits vorgestellten physikalischen Eigenschaften und Parameter der Material-
modelle existieren weitere Faktoren, die das strukturmechanische Verhalten des Stacks be-
einflussen. Im Folgenden werden verschiedene fluiddynamische Prozessrandbedingungen
betrachtet und deren Auswirkungen auf die im Stack auftretenden Spannungen untersucht.
Ziel dabei ist es, die Prozessrandbedingungen zu ermitteln, die zur Reduzierung der maxi-
malen Spannungen in der Glasfligung fihren.

Zusatzlich zu ihrem Einfluss auf die im Stack auftretenden Spannungen stellen die Randbe-
dingungen des fluiddynamischen Prozesses ein MaR fiir die Funktionalitdt des SOFC-Stacks
dar, die von der Aufheizgeschwindigkeit und der GleichmaRigkeit der Temperaturverteilung
in der Zelle abhangt. In diesem Zusammenhang gelten die Prozessbedingungen als weitere
Optimierungsziele. Die fluiddynamische Analyse ermdglicht die Untersuchung solcher pro-
zessbedingten Optimierungsziele, wie in diesem Kapitel gezeigt wird.

7.1 Prozessoptimierung

7.1.1 Definition der Randbedingungen

Aufgrund der komplexen Geometrie der Einzelkomponenten sowie nicht angepasster me-
chanischer und thermischer Materialeigenschaften der einzelnen SOFC-Bauteile erfordert
der Prozesszyklus méglichst gleichméaRige und kontrollierte Aufheizung. Wie bereits erlau-
tert, treten die maximalen Spannungen wahrend der Aufheizphase auf, da in dieser Pro-
zessphase die Temperaturgradienten sowie die Differenzen zwischen héchster und niedrigs-
ter Temperatur im Stack erscheinen. Demzufolge ist es erforderlich, diese Prozessphase
naher zu betrachten, wobei das Ziel einer optimierten Stack-Aufheizung verfolgt wird, die zur
Minimierung der Temperaturgradienten in den Stack-Komponenten fiihrt. Im Folgenden wird
zwecks der Prozessoptimierung die Stack-Aufheizung mittels unterschiedlicher Aufheizkur-
ven durchgefuhrt und die Auswirkungen auf die hervorgerufenen Spannungen analysiert.
Dabei werden zeitliche Anderungen der Aufheizgeschwindigkeit und deren Einfluss auf die
raumliche Temperaturverteilung und die lokalen Spannungsspitzen im Stack Uberpriift. Um
einen Vergleich mit den Berechnungen, die mit Hilfe der linearen Aufheizkurve durchgefihrt
sind, zu ermdglichen, werden die gleichen fluiddynamischen Randbedingungen angenom-
men, die in der Tabelle 7.1 zusammengefast sind und sowohl luft- als auch brenngasseitig
gelten.
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Weiterhin werden die in linken Teil der Abbildung 7.1 dargestellten Aufheizkurven eingesetzt,
die beziiglich der zeitichen Anderung der Aufheizgeschwindigkeit unterschiedliche
Eigenschaften aufweisen. Die Aufheizgeschwindigkeit wird der ersten Ableitung der
Aufheizkurve nach der Zeit entnommen, deren Verlauf im rechten Teil der Abbildung 7.1
dargestellt ist. Kurve A ist durch eine exponentielle Funktion der Gastemperatur von der Zeit
charakterisiert und zeigt einen fallenden Verlauf der Aufheizgeschwindigkeit Uber den
betrachteten Zeitraum. Kurve B ist am Anfang durch einen Anstieg und am Ende durch einen
Abfall der Aufheizgeschwindigkeit gekennzeichnet und wird durch einen trigonometrischen
Zusammenhang zwischen Gastemperratur und Zeit beschrieben. Durch den linearen Verlauf
hat Kurve C eine konstante Aufheizgeschwindigkeit.

Tabelle 7.1: Fluiddynamische Prozessrandbedingungen mit Luft als Aufheizmedium

700

600

500+

T[5C] 400

300+

200

10014,

Randbedingung Betrag
Anfangstemperatur der Gase 50 °C
Endtemperatur der Gase 750 °C

Massenstrome

Aufheizzeit

5 NL/min/Ebene

6000 s

1000 2000 3000 4000 5000 6000

Aufheizkurven

; ; f ~
3000 000 5000 6000

f[s]

t T
1000 2000

Aufheizgeschwindigkeiten

Abbildung 7.1: Zeitlicher Verlauf der Aufheizkurven und der Aufheizgeschwindigkeiten

Durch die Fixierung des Intervalls der Aufheizzeit sowie der Anfang- und der Endtemperatu-
ren gemaf den Bedingungen

0s <t<6000s (7.1)

und
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50°C < T <750°C (7.2)

ist die lineare Aufheizkurve vollstédndig beschrieben. Dagegen wird zur Ermittlung der Kur-
venverldufe A und B die Optimierungstechnik bei der fluiddynamischen Analyse eingesetzt,
um geeignete Parameter der Zeitfunktionen (a bzw. » und ¢) der Form

~t
TAsz[l—e"]+50 (7.3)
und
TBszastinb[ - *t—£]+lJ+50 (7.4)
CHE 2

zu ermitteln. Hierbei wird die Temperaturdifferenz im Kérper

©=T, —T, (7.5)

min

als Zielfunktion aufgestellt, deren Minimierung angestrebt wird, wie im Abschnitt 5.2 erlautert
wurde. Mit den erzeugten Aufheizkurven wird zunachst die numerische fluiddynamische Ana-
lyse durchgefiihrt, um die entsprechenden Temperaturverteilungen im Stack zu bestimmen.

7.1.2 Fallstudie A

In diesem Fall wird der Aufheizprozess gemaf Kurve A in Abbildung 7.1 durchgefuhrt. Zu-
nachst werden die Ergebnisse der thermischen Analyse betrachtet. Aus prozesstechnischen
Griinden sind die maximale Temperatur der Zelle und ihre Verteilung von besonderer Bedeu-
tung. Das Temperaturprofil in Abbildung 7.2 zeigt am Ende der Aufheizphase einen maxima-
len Wert von 658.77 °C, der einem ®-Wert von 53,84 °C entspricht.

T[°C]

658.77
654.92
651.07
647.23
643.38
639.54
635.69
631.85
628

624,16
L 620.31
L 616,46
61262
608.77
604.93

Strémungsrichtung

Abbildung 7.2: Temperaturverteilung in der Zelle am Ende der Aufheizung fur Fall A
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Fir die Untersuchung des globalen Stack-Verhaltens sind im linken Teil der Abbildung 7.3
die resultierenden Verlaufe der minimalen und maximalen Stack-Temperaturen uber die Zeit
zusammen mit der Aufheizkurve gezeigt. Der am Anfang steile Kurvenverlauf deutet auf eine
hohe Anfangs-Aufheizgeschwindigkeit hin, die im Bereich von 20 °C/min liegt, was zu hohen
lokalen Temperaturgradienten fuhrt. Weiterhin fallt bei der globalen Betrachtung der Stack-
Temperaturen auf, dass die Differenz zwischen dem maximalen und dem minimalen Wert
ebenfalls am Anfang steil steigt. Dieses Verhalten ist im rechten Teil der Abbildung 7.3 an-
hand der extrahierten GroRe ® deutlicher zu erkennen. Der ®-Zeit-Verlauf ist bei einem ho-
mogenen Korper charakteristisch fur den Spannungs-Zeit-Verlauf. Bei der Annahme eines
homogenisierten Korpers zeigen @) und 4(2) ahnliche Zeitabhangigkeiten.

¢ Truin, Simulation
7004| © Tmax Simulation
Tmin, Curve Fitting
— Tmax, Curve Fithing
— — Autheizkurve

600

(T O S - bserdisanes fosmite o I - ;

100+/-

0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 1000 2000 3000 4000 5000
£[s] £[s]

Abbildung 7.3: Verlauf der Temperaturen und ® im Stack Uber die Aufheizzeit fur Fall A

Die hohe Aufheizgeschwindigkeit bewirkt den schnelleren Anstieg der maximalen Stack-
Temperatur im Einstrdmbereich, wahrend die minimale Stack-Temperatur im Ausstrémbe-
reich viel langsamer zunimmt, wie die entsprechenden Kurvenverlaufe erkennen lassen. Der
inhomogenen Temperaturverteilung entsprechend ist die thermische Dehnung auch un-
gleichmaRig verteilt und die Deformationsbehinderung der Struktur grof3. Dies fiihrt zu hohen
Spannungen sowohl im Stahl als auch in der Glasfuigung. Die Spannungen nehmen im Laufe
der Aufheizzeit zu, bis ein lokales Maximum erreicht wird, wie in Abbildung 7.4 zu sehen ist.
Dabei ist zu beachten, dass die maximalen Spannungen in den jeweiligen Materialkompo-
nenten an unterschiedlichen Orten auftreten. Ein typischer Ort, wo héhere Spannungen im
Stahl existieren, liegt in der Umgebung des Einstrdmungsbereichs der heillen Gase. Dage-
gen liegt die maximale Spannung der Glasfiigung im &ufReren Randbereich, wo grof3e De-
formationen auftreten und aufgrund der Materialinhomogenitat hdhere Spannungen verur-
sacht werden.
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Abbildung 7.4: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung fur Fall A

Nachdem das lokale Spannungsmaximum erreicht wird, sinken die verursachten Spannun-
gen im Stack als Folge abnehmender Aufheizgeschwindigkeit und somit steigender Homo-
genitat der Temperaturverteilung, wie aus dem @()-Verlauf abzulesen ist.

7.1.3 Fallstudie B

In diesem Fall wird die Aufheizkurve B in Abbildung 7.1 verwendet. Die thermische Analyse
fiir diese Studie liefert die in Abbildung 7.5 dargestellte Temperaturverteilung in der Zelle am
Ende der Aufheizphase. Die maximale Zellentemperatur liegt bei 634,76 °C niedriger als im
Fall A. Dagegen hat © einen vergleichsweise héheren Wert von 70,58 °C, weshalb die Tem-
peraturverteilung weniger gleichmafig als im Fall A ausfallt. Die zeitlichen Verlaufe der ma-
ximalen und minimalen Stack-Temperatur werden mit der Aufheizkurve im linken Teil der
Abbildung 7.6 verglichen. Die anfangs flache Aufheizkurve verursacht den langsamen An-
stieg der Aufheizgeschwindigkeit und folglich einen flachen Verlauf der GréRe @ uber die
Zeit, wie im linken Teil der Abbildung 7.6 zu sehen ist. Dieser Kurvenverlauf ist charakteris-
tisch fiir die globale Temperaturverteilung im Stack zu jedem betrachteten Zeitpunkt.
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TI[°C]
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Abbildung 7.5: Temperaturverteilung in der Zelle am Ende der Aufheizung fir Fall B
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Abbildung 7.6: Verlauf der Temperaturen und @ im Stack Uber die Aufheizzeit fur Fall B

Die Existenz eines lokalen Maximums in der ®-Zeit-Kurve deutet darauf hin, dass die Inho-
mogenitat der Temperaturverteilung ebenfalls steigt und anschlieRend abnimmt. Dieses Ver-
halten l&sst sich im zeitlichen Verlauf der Spannungen im Stack wiederfinden, wie in Abbil-
dung 7.6 deutlich zu erkennen ist. Nachdem das lokale Spannungsmaximum erreicht wird,
sinken die im Stack auftretenden Spannungen infolge abnehmender Aufheizgeschwindigkeit
und somit steigender Homogenitét des Temperaturfeldes. Am Ende der Aufheizphase errei-
chen die Spannungen ihre niedrigsten Werte.
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Abbildung 7.6: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung fir Fall B

7.1.4 Fallstudie C

In diesem Fall erfolgt die Aufheizung nach Kurve C in Abbildung 7.1. Das Temperaturprofil
der Zelle am Ende der Aufheizphase ist in Abbildung 7.7 dargestellt. Auffallig sind die niedri-
geren Temperaturen im Vergleich zu den vorher betrachteten Fallen, A und B. Die maximale
Temperatur der Zelle liegt bei 584 °C und die Differenz zwischen maximaler und minimaler
Zellentemperatur hat einen Wert von 87,5 °C.
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Abbildung 7.7: Temperaturverteilung in der Zelle am Ende der Aufheizung fir Fall C

Abbildung 7.8 zeigt den zeitlichen Verlauf der maximalen und minimalen Stack-
Temperaturen im Vergleich zur Aufheizkurve. In diesem Fall bleibt die Aufheizgeschwindig-
keit Gber die Aufheizzeit konstant. Folglich hat die ®-Zeit-Kurve einen monoton steigenden
Verlauf, wie im rechten Teil der Abbildung 7.8 zu sehen ist. Dementsprechend folgt der Ver-
lauf der Spannungen Uber die Zeit einer monoton steigenden Kurve, wie Abbildung 7.9 zeigt.
Die Spannungen erreichen ihre Héchstwerte am Ende der Aufheizzeit, wobei der Verlauf der
Spannungs-Zeit-Kurve mit zunehmender Zeit flacher wird.
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Abbildung 7.8: Verlauf der Temperaturen und @ im Stack Uber die Aufheizzeit fur Fall C
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Abbildung 7.9: zeitlicher Verlauf der maximalen Spannung fir Fall C

7.1.5 Vergleich der Ergebnisse

Da die Temperaturverteilung in der Zelle fir den Betrieb des SOFC-Stack von grundlegender
Bedeutung ist, werden zunachst die Auswirkungen der Variation der Randbedingungen auf
das thermische Verhalten der Zelle verglichen. Zu diesem Zweck sind in Abbildung 7.10 die
ermittelten maximalen und minimalen Zellentemperaturen am Ende des Aufheizprozesses
fur die untersuchten Aufheizkurven zusammengestellt. Es ist deutlich erkennbar, dass die
Aufheizung gemal Kurve A zur hdchsten Zellentemperatur und niedrigsten Temperaturdiffe-
renz fihrt. Im Gegensatz hierzu liefert die Aufheizung entsprechend Kurve C die niedrigsten
maximalen und minimalen Temperaturen sowie die groRte Differenz zwischen den beiden.
Demzufolge ware Kurve A besser geeignet als die beiden anderen Kurven, um den Auf-
heizprozess durchzufiihren.
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Abbildung 7.10: Maximale und minimale Temperatur in der Zelle am Ende der Aufheizung

Ein weiteres Vergleichskriterium der untersuchten Aufheizkurven stellt das entsprechende
thermomechanische Stack-Verhalten dar. Da sich die mechanischen Auflagerungen und die
verwendeten Materialien in den betrachteten Fallen nicht &ndern, sind die hervorgerufenen
inneren Spannungen auf die Unterschiede in der Temperaturverteilung und die Auswirkun-
gen der Materialinhomogenitat zuriickzufiihren. Ferner zeigen die Versuche, dass ein Versa-
gen der Glasfliigung des Stacks von der GleichmaRigkeit der Temperaturverteilung abhangt.
Daher ist es erforderlich und anstrebenswert, die Differenz zwischen maximaler und minima-
ler Temperatur im Festkorper so niedrig wie mdéglich zu halten. Abbildung 7.11 zeigt zum
Vergleich der betrachteten Falle die zeitlichen Verlaufe von ® im Stack und der maximalen
Spannung ¢ in der Glasfiigung, wobei die Ahnlichkeit der Kurven deutlich zu erkennen ist.

Die Aufheizung gemaf Kurve C fuhrt zu niedrigeren Spannungen, die am Ende des Auf-
heizprozesses auftreten. Die Aufheizung entsprechend den Kurven A und B verursacht h6-
here Spannungen wahrend der Aufheizung, die bis zum Prozessende abfallen. Die resultie-
renden Kurvenverldufe der Félle A und B zeigen die Notwendigkeit einer feineren Auflésung
der Zeitschritte bei der Betrachtung der transienten Aufheizphase, denn die maximalen
Spannungswerte treten wahrend des Aufheizprozesses auf, anders als im Fall C, wo die zeit-
lich héchsten Spannungen am Prozessende erscheinen.

Zur besseren Ubersicht sind die ermittelten Ergebnisse in Abbildung 7.12 zusammengestellt.
Die erreichten maximalen und minimalen Temperaturen entsprechen denen, die in der Zelle
auftreten. Dennoch liegen die globalen Extremwerte der Stack-Temperaturen auRerhalb der
Zelle, weshalb die jeweiligen maximal und minimal Werte in Abbildung 7.12 héher bzw. nied-
riger sind als in Abbildung 7.10. Des Weiteren ist darauf zu achten, dass die dargestellten
Temperaturen am Ende der Aufheizphase auftreten, wéahrend die Spannungen nur im Fall C
zum gleichen Zeitpunkt erscheinen. Dagegen entsprechen die Spannungen in den Fallen A
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und B Zeitpunkten, die vor dem Ende der Aufheizung liegen. Der rdumliche Ort der maxima-
len Spannung in der Glasfuigung fir die betrachteten Falle ist in Abbildung 7.13 dargestellt.
Es ist deutlich zu erkennen, dass die Héchstwerte der Zugspannung in der gleichen Umge-
bung auftreten, namlich in der Grenzflache zwischen der unteren Platte und der Glasfligung.
Aufgrund ihrer Materialeigenschaften und Geometrie hat die Stahlplatte eine héhere Steifig-
keit als die anschlieBende Glasfligung und dominiert somit das Verformungsverhalten der

Struktur.
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Abbildung 7.11: Zeitlicher Verlauf von ® und ¢ fiir die Glasfugung
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Abbildung 7.12: Temperatur- und Spannungsniveaus im Stack
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Mit den aufgestellten Berechnungsmodellen ist es méglich, den Einfluss der Variation der
fluiddynamischen Randbedingungen auf das thermische sowie auf das strukturmechanische
Stack-Verhalten zu untersuchen. Dabei werden die Optimierungsziele verfolgt:

e Ho6here Zellentemperatur zum Starten der Betriebsphase
e Geringe Inhomogenitat der Temperaturverteilung
e Niedrige mechanische Spannungen

Die Aufheizung gemafR Kurve A hat gegentiber den anderen Kurven den Vorteil, dass sie zu
héheren und gleichmagigeren Zellentemperaturen fuhrt und somit fir den Start der Betriebs-
phase besser geeignet ist. Allerdings bewirkt sie etwas héhere Spannung in der Glasfigung.
Auf die Reduzierung dieser Spannungen wird im nachsten Abschnitt eingegangen, wobei die
Auswirkungen geometrischer Parameter analysiert werden.
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Abbildung 7.13: Ort der maximalen Spannung in der Glasfiigung

147



7.2 Design-Optimierung

Mit Hilfe der aufgestellten Modelle lassen sich weitere Einflussparameter untersuchen, die
das thermomechanische Stack-Verhalten charakterisieren. Dabei wird das Ziel verfolgt, die
in der Glasfligung auftretenden Spannungen zu reduzieren. Ein weiterer Faktor, der das
thermomechanische Stack-Verhalten beeinflusst, ist die Strukturgeometrie. Im Folgenden
wird die Variation geometrischer Gréf3en der Glasfiigung betrachtet und deren Auswirkungen
auf das auftretende Spannungsniveau untersucht. Es liegt nahe, den Querschnitt der Glas-
fugung zu vergrofiern, indem deren Breite von urspriinglich 2 mm auf 3 mm erhéht wird. Um
den Rechenaufwand im Rahmen zu halten, wird die in Kapitel 4 vorgestellte ,Submodeling“-
Technik eingesetzt. Als ,Submodel* wird der Bereich betrachtet, wo die héchste Spannung
auftritt, wie in Abbildung 7.14 dargestellt. Hierbei wird das thermomechanische Verhalten des
Modells am Ende der Aufheizphase betrachtet, wenn die Stack-Aufheizung geman Kurve C
durchgefiihrt wird.

u [mm]
0.29611
0.28629
ﬁ 0.27647
B 0.26666
0.25684
0.24703
0.23721
L 0.2274
0.21758
0.20776

mechanische Randbedingungen: Verschiebung

Tral
599.23
596.43
59363
500.83
588.03
| 585.23
582.42
579.62
576.82
574.02
571.22
4 568.42
565.62
562.82
560.02

thermische Randbedingungen: Temperatur

Modell
Glasfligung

Abbildung 7.14: Ausgangssituation: Geometrie und Randbedingungen

In diesem Zustand treten in der Glasfigung die maximalen Spannungen auf. Die entspre-
chenden thermischen und mechanischen Randbedingungen werden aus der Berechnung mit
dem ganzen Modell Ubertragen. Das ,Submodel® wird feiner diskretisiert, um genauere
Spannungswerte zu erhalten. Die urspriingliche und die modifizierte Geometrie der Glasfi-
gung sind zum Vergleich in Abbildung 7.15 zusammengestellt.
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Flgungsbreite =2 mm Flgungsbreite = 3 mm

R
2mm

Abbildung 7.15: Urspriingliche und modifizierte Glasfligung

Die Spannungsprofile im Originalmodell sowie im Modell mit optimierter Geometrie werden in
Abbildung 7.16 verglichen. Durch die Optimierung verringert sich die maximale Spannung in
der Glasfiigung von 78,8 MPa auf 63,8 MPa, was einer Reduktion von ungefahr 20% ent-
spricht. Die niedrigere Spannung in der optimierten Glasfligung lasst sich durch die gréRere
Querschnittsflache erklaren.

Die durchgefiihrten Optimierungsanalysen zeigen das Potenzial der aufgestellten Modelle
und deren Einsatzmdglichkeiten zwecks Vorhersage der Auswirkungen von Einflussparame-
tern, wie Materialeigenschaften, Prozessrandbedingungen und Geometrie auf das thermi-
sche und strukturmechanische Stack-Verhalten. Das Hauptziel der Optimierung besteht in
der Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen insbesondere in der Glasfigung auf-
grund ihrer Empfindlichkeit gegeniiber Zugspannungen. Des Weiteren wurde auch gezeigt,
wie die fluiddynamische Simulation zwecks Optimierung der Aufheizung eingesetzt werden
kann. Zu diesem Zweck wurde die Aufheizgeschwindigkeit wahrend der Aufheizphase vari-
iert und die entsprechenden Temperaturprofile sowie die dadurch verursachten Spannungen
ermittelt und analysiert.
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Fligungsbreite = 2 mm

o [MPa]

78.779
73.83

68,882
63.933
58.985
54.036
49,088
44,139
39.191
34.242
29.294

24.345 Vorderansicht
19.397
14.448
9.4998

Hinteransicht

o, =78.78 MPa

Fligungsbreite = 3 mm

o [MPa]
63.828
59.45
55.073
50.695
46.317
41,939
37.562
33.184
28,806
24.428

K Hinteransicht fgg% Vorderansicht

11.295

. 6.9175

J 25398

— o, =63.83MPa

Abbildung 7.16: Spannungsverteilung in der Glasfigung vor und nach der Optimierung
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Kapitel 8. Zusammenfassung

8 Zusammenfassung
Die vorliegende Arbeit entstand im Rahmen des Verbundvorhabens

+Metallgestltzter SOFC-Leichtbau-Stack fur die Bordstromversorgung in Nutzfahrzeugen
(MetAPU)"

mit den Verbundpartnern ElringKlinger AG, Plansee Composite Materials GmbH und For-
schungszentrum Jilich GmbH. Gefordert wurde das Projekt vom Bundesministerium fir
Wirtschaft und Technologie (BMWi).

Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines 3-dimensionalen multiphysikalischen Gesamtmo-
dells zur Vorhersage des gekoppelten fluiddynamischen und strukturmechanischen Verhal-
tens eines SOFC-Stacks unter thermomechanischer Belastung. Mit Hilfe der Simulations-
technik sind die raumlichen Temperaturprofile und Spannungsverteilungen im gesamten
SOFC-Stack zu ermitteln, um kritische Stellen hinsichtlich der Tragfahigkeit und Ge-
brauchstauglichkeit der Stack-Komponenten zu lokalisieren. Weiterhin dient das Berech-
nungsmodell als Basis fur Optimierungsanalysen, um die Auswirkungen von MafRnahmen zur
Reduzierung der Spannungsspitzen in den Stack-Komponenten zu untersuchen.

Hauptproblem beim Einsatz von SOFCs stellen Undichtigkeiten durch Rissbildung in sproden
Komponenten mit vergleichsweise niedriger Steifigkeit und Festigkeit dar, die infolge der
hervorgerufenen inneren Spannungen in einigen Bereichen bedingt durch thermomechani-
sche Uberlastung auftritt. Thermische Spannungen werden infolge der Behinderung der
Strukturverformung hervorgerufen. Dies kann durch mechanische Auflagerung, Materialin-
homogenitat und ungleichmaRige Temperaturverteilung zustande kommen. Des Weiteren
fuhren temperaturabhangige Materialeigenschaften durch die Existenz eines Temperatur-
gradienten zur zusatzlichen raumlichen Abhangigkeit der Materialparameter. Daher sind im
Allgemeinen zwecks Reduzierung der hervorgerufenen Spannungen in der Struktur eine
gleichmafige Temperaturverteilung und angepasste physikalische Materialeigenschaften der
Strukturkomponenten anzustreben. Geometrische Parameter der betrachteten Struktur cha-
rakterisieren mit den Materialeigenschaften die Struktursteifigkeit und beschreiben somit ihr
mechanisches Deformationsverhalten. Das aufgestellte Simulationsmodell wurde zur Unter-
suchung der Ursachen fiir die auftretenden thermischen Spannungen im SOFC-Stack einge-
setzt.

Gerade bei hohen SOFC-Temperaturen, unter denen Messungen sehr aufwendig bezie-
hungsweise nur bedingt mdglich sind, ist die numerische Modellierung unentbehrlich. Sie
ermdglicht einen genaueren Einblick in den Charakter thermomechanischer Prozesse insbe-
sondere unter Berticksichtigung des nichtlinearen temperatur- und zeitabhéngigen Verhal-
tens der verwendeten Werkstoffe als dies bei experimentellen Untersuchungen aufgrund
messtechnischer Schwierigkeiten erreichbar ist. Die durchgeflihrten numerischen Berech-
nungen gelten dabei als wertvolle Ergdnzungen der experimentellen Analysen. Wesentliche
Beachtung wurde hierbei auf hohen geometrischen und mathematischen Detailierungsgrad
gelegt. Das Modell berticksichtigt einen kompletten zwei-Zeller-Stack, der alle in der Praxis
eingesetzten Komponenten aus mehreren Werkstoffen beinhaltet. Die Berlicksichtigung der
dinnwandigen Komponenten ermdglicht die Analyse der mechanischen Interaktion und die
3-dimensionale Visualisierung der unterschiedlichen Stack-Elemente.

Somit wurden die multiphysikalischen Phanomene der Fluid-Struktur-Interaktionen anhand
der rdumlichen Verteilung von Temperaturfeldern eigenstandig ermittelt und zur strukturme-
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chanischen Lésung verwendet. Auch das Materialverhalten wurde auf Basis experimentell
ermittelter Daten Uber den gesamten Betriebsbereich durch temperatur- und zeitabhangige
nichtlineare mathematische Materialmodelle dargestellt. Dabei wurde das Deformationsver-
halten der Stack-Struktur unter Berticksichtigung der thermischen, elastisch-plastischen und
zeitabhangigen Verzerrungen vollstandig nichtlinear beschrieben. Aufbauend darauf wurden
fur einen kompletten Prozesszyklus bestehend aus Aufheiz-, Betriebs- und Abkiihlphase die
vollstandigen Spannungsfelder ermittelt. Untersucht wurden im Detail die Auswirkungen von
Prozess-, Material- und Designparametern auf das thermomechanische Strukturverhalten.

Die computergestitzte Simulationstechnik, die als wirksames Werkzeug zur Analyse multi-
physikalischer Vorgange in Strukturen mit komplexer Geometrie gilt, wurde unter Berlicksich-
tigung der tatsachlichen Prozess- und Lastbedingungen sowie des realen Materialverhaltens
eingesetzt. Darauf basierend wurde ein dreidimensionales Gesamtmodell fiir die numerische
fluiddynamische und thermomechanische Analyse eines SOFC-Stacks entwickelt. Das Ge-
samtmodell besteht aus zwei diskretisierten Einzelmodellen, einem fluiddynamischen Finite-
Volumen-Modell und einem strukturmechanischen Finite-Elemente-Modell, die numerisch
gekoppelt sind. Das Gesamtmodell berilcksichtigt einen zwei-Zeller-Stack und eignet sich
zur Beschreibung des Deformationsverhaltens der Struktur flir den Einsatz als zuséatzliche
Einheit zur Bordstromerzeugung unter thermomechanischen Lastbedingungen.

Zur Beschreibung des Materialverhaltens wurden entsprechende mathematische Material-
modelle aufgestellt, deren Parameter mit Hilfe experimenteller Daten bestimmt wurden. Die
physikalische Nichtlinearitédt sowie die Temperatur- und Zeitabhangigkeit der mechanischen
Materialeigenschaften wurden bertcksichtigt und mit Hilfe der ANSYS-Programmiersprache
APDL im Modell implementiert.

Mittels der gekoppelten fluiddynamischen Analyse wurden die im Stack auftretenden rgumli-
chen Temperaturfelder berechnet. AnschlieRend wurden diese als thermische Lastfalle auf
das strukturmechanische Finite-Elemente-Modell Ubertragen, um die quasi-statische Be-
rechnung durchzuftihren. Die Berechnungsergebnisse liefern die gesuchten raumlichen Ver-
teilungen der Spannungen, Verzerrungen und Verschiebungen, die lastabhéngig sind. Das
Modellverhalten wurde unter Variation der Last- und Randbedingungen getestet und die
Plausibilitat der ermittelten Ergebnisse wurde anhand des Vergleichs mit vereinfachten Mo-
dellen Uberprift. Danach erfolgte die Validierung der entwickelten Modelle anhand experi-
menteller Daten.

Die gekoppelte fluiddynamische Simulationsberechnung zeigt, dass das aufgestellte Modell
fur die Untersuchung des zeitabhangigen thermischen Stack-Verhaltens gut geeignet ist.
Das fluiddynamische Modell kann eingesetzt werden, um die raumliche Verteilung der Tem-
peratur und des Temperaturgradienten im Stack in den verschiedenen stationdren und tran-
sienten Prozessphasen zu bestimmen. Die ermittelten Temperaturprofile dienen als thermi-
sche Last und definieren damit einen Teil der erforderlichen Randbedingungen, die fur die
Durchfiihrung der thermomechanischen Analyse auf Basis der Finite-Elemente-Methode
bendtigt werden. Die weiteren Randbedingungen sind durch applizierte mechanische Lasten
und Auflagerungsreaktionen gegeben. Infolge des groRen Temperaturgradienten im Ein-
strdmbereich der heilen Gase zeigen die Ergebnisse der fluiddynamischen Berechnungen,
dass diese Umgebung eine gefdhrdete Zone darstellt, wo hohe Spannungen zu erwarten
sind.
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Das thermomechanische Finite-Elemente-Modell ermdglicht die Vorhersage des Deformati-
onsverhaltens der Stack-Struktur. Mit Hilfe des Modells kénnen die rdumlichen FeldgréRen:
Spannungstensor, Verzerrungstensor und Verschiebungsvektor in den einzelnen Stack-
Komponenten unter verschiedenen Randbedingungen ermittelt werden, die dem realen Pro-
zess entsprechen. Die Mesh-Unabhangigkeit des Modells und dessen Konvergenzverhalten
wurden Uberpriift. Das aufgestellte Berechnungsmodell dient als Werkzeug zur Uberpriifung
der Tragfahigkeit und der Gebrauchstauglichkeit der einzelnen Komponenten des betrachte-
ten SOFC-Stacks, damit seine Funktionalitdt gewahrleistet wird. Die Modellvalidierung auf
Basis der experimentellen Daten bestatigt die ermittelten Simulationsergebnisse und zeigt,
dass der Verbund in der Umgebung des Einstrémungsbereichs der heiflen Gase infolge der
Beanspruchung méglicherweise gefahrdet ist. Dies stimmt mit den Ergebnissen der fluiddy-
namischen Analyse sehr gut Uberein, da in diesem Bereich hohe Temperaturgradienten zu
beobachten sind. Die maximalen Spannungen in der Zelle treten im Lasteinleitungsbereich
auf, wo die Zelle mit der Oberschale verbunden ist. Daher ist an dieser Stelle eine mit der
metallgestitzten Zelle vertragliche SchweilRverbindung aufgrund ihrer héheren Festigkeit
besser geeignet als eine Létverbindung.

Mit Hilfe des Finite-Elemente-Modells wurden detaillierte Simulationsberechnungen und Pa-
rameterstudien durchgefiihrt, um die Auswirkungen verschiedener Einflussparameter auf die
auftretenden Spannungen zu untersuchen. Insbesondere die Auswirkungen nicht angepass-
ter Warmeausdehnungskoeffizienten der einzelnen Stack-Elemente wurden gezeigt, indem
der Stack unter den gleichen Auflagerungsbedingungen durch ein gleichmaRiges Tempera-
turfeld beansprucht wurde. Bei dieser Art der Belastung kénnen Effekte des Temperaturgra-
dienten ausgeschlossen werden. Der Einsatz von Werkstoffkombinationen mit angepassten
thermischen Eigenschaften fihrt zur Reduzierung der im SOFC-Stack hervorgerufenen
Spannungen und verbessert somit das thermomechanische Verhalten der Struktur.

Des Weiteren wurden die Auswirkungen der Variation der Materialkombinationen auf die im
Stack hervorgerufenen Spannungen untersucht. Der Vergleich der maximalen Werte der
Spannungen zeigt deutlich, dass die Spannungen in der Glasfuigung bei inhomogener Auf-
heizung aufgrund des Temperaturgradienten um den Faktor 2,5 héher liegen. Wahrend bei
einem homogenen Temperaturfeld die Spannungen hauptsachlich infolge der unterschiedli-
chen Warmeausdehnungskoeffizienten von Stahl und Glaskeramik verursacht werden, fiihrt
die Existenz des Temperaturgradienten zu einem komplexen Deformationsverhalten der
Struktur. Aufgrund der Temperaturabhangigkeit der physikalischen Materialeigenschaften
verursacht die UngleichmaRigkeit der Temperaturverteilung einen vergleichbaren Effekt wie
eine zusatzliche Materialinhomogenitat. Daher fihren die gleichmaRige Temperaturvertei-
lung und die angepassten physikalischen Materialeigenschaften der Strukturkomponenten zu
niedrigeren thermomechanischen Spannungen.

Die aufgestellten fluiddynamischen und strukturmechanischen Modelle wurden eingesetzt,
um das Stack-Verhalten unter vorgegebenen Randbedingungen wahrend eines Prozesszyk-
lus zu simulieren. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen sind Anhaltspunkte, die zeigen, in
welchem Bereich des SOFC-Stacks und in welcher Phase die kritischsten Stellen und die
gefahrdeten Bereiche vorliegen. Darauf basierend ist es moglich, passende MalRnahmen zur
Reduzierung der Spannungsspitzen zu ergreifen und ihre Auswirkungen zu analysieren.

Die Prozessphasen: Aufheizen, Betrieb und Abklhlen wurden ausfiihrlich untersucht. Der
Abkuhlvorgang des Stacks auf Raumtemperatur nach dem Zusammenfiigen der Komponen-
ten wurde ebenfalls betrachtet. Die fluiddynamischen Berechnungen ergaben zunachst die

153



entsprechenden raumlichen Profile der Temperatur und des betragsmafRigen Temperatur-
gradienten. Mit den berechneten thermischen Lasten wurden anschlieend fir jede Pro-
zessphase die entsprechenden rdumlichen FeldgréRen: Spannungstensor, Verzerrungsten-
sor und Verschiebungsvektor in den Stack-Elementen ermittelt und analysiert. Die Berech-
nungsergebnisse zeigen, dass die hochsten Spannungen wahrend der Aufheizphase auftre-
ten. Im Vergleich hierzu sinken die wahrend der Betriebs- und Abkuhlphase hervorgerufenen
Spannungen, beispielsweise in der Glasfigung, jeweils um einen entsprechenden Faktor
von 0,6 bzw. 0,2. Dies ist auf den erzeugten Temperaturgradienten zurtickzufiihren, dessen
Betrag wahrend der Aufheizung am grofiten ist. In den anderen Prozessphasen ist die Tem-
peratur gleichmaRiger verteilt, was zu geringeren Spannungen fihrt. Die Auswertung der
ermittelten Verschiebungsfelder zeigt, dass die Stack-Komponenten im Allgemeinen geringe
Deformationen erfahren, weshalb die Gewahrleistung der Stack-Funktionalitat nicht beein-
trachtigt wird.

Des Weiteren verfligen die aufgestellten Modelle iber das Potenzial, fiir Optimierungsanaly-
sen eingesetzt zu werden. Das Hauptziel der Optimierung besteht in der Verringerung der
hervorgerufenen Spannungen insbesondere in der Glasfugung aufgrund ihrer Empfindlich-
keit gegenliber Zugspannungen. Zu diesem Zweck wurden Untersuchungen mit den Zielen
durchgefiihrt, die physikalischen Materialeigenschaften aufeinander anzupassen und die
Auswirkungen geometrischer Designparameter auf das Spannungsfeld zu analysieren. Die
Materialoptimierung durch Anpassung der Vertraglichkeit der Warmeausdehnungskoeffizien-
ten bewirkt eine Reduzierung der Spannungen in der Glasfligung um 18%. Mit Hilfe der De-
signoptimierung und durch Veranderung der geometrischen Strukturparameter verringert
sich die maximale Spannung in der Glasfigung um 20%.

Weitere Einsatzmdglichkeiten der aufgestellten Modelle zeigen, wie die fluiddynamische Si-
mulation zwecks Optimierung der Aufheizung verwendet werden kann, um den Gradienten
des Temperaturfeldes zu senken. Zu diesem Zweck wurde die Aufheizgeschwindigkeit wah-
rend der Aufheizphase variiert und die entsprechenden Temperaturprofile sowie die dadurch
verursachten Spannungen ermittelt und analysiert. Beispielsweise zeigt sich, dass eine Auf-
heizung mit konstanter Geschwindigkeit zu den niedrigsten Spannungen in der Glasfligung
fuhrt. Im Vergleich hierzu verursacht eine am Anfang hohe und mit der Zeit abnehmende
Aufheizgeschwindigkeit eine Zunahme der Spannung um 7%. Die Aufheizung gemaf dieser
Aufheizkurve bewirkt allerdings eine geringere Inhomogenitat der Temperaturverteilung und
liefert durch die héhere Zellentemperatur giinstigere Bedingungen fir den Start der Betriebs-
phase der SOFC.

Die durchgefiihrten Untersuchungen zeigen das Potenzial der aufgestellten Modelle und
deren Einsatzmdoglichkeiten zwecks Vorhersage der Auswirkungen von Einflussparametern,
wie Materialeigenschaften, Prozessrandbedingungen und Geometrie auf das thermische und
strukturmechanische Stack-Verhalten. Die detaillierten numerischen Modelle ermdglichen
einen grindlichen Einblick in die multiphysikalischen Prozesse wahrend eines SOFC-
Betriebszyklus. Somit stellen sie ein wirkungsvolles Werkzeug zur Untersuchung von De-
sign- und Prozessparametern dar und begleiten den Ablauf der Entwicklung von der Ent-
wurfsphase bis hin zum Einsatz des fertigen Produktes.
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10 Anhang

10.1

Nomenklatur

Lateinische Formelzeichen

Symbol

ijkt

~ I &
R

e

R

ol

> =

ikPa

~

ikpa

NN

Nj(xlaxz’x3)
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Bedeutung

Querschnittsflache

Vektor der Volumenkraftdichte
Dehnsteifigkeiten

Verhaltnis der Dehnsteifigkeiten
spezifische Warmekapazitat

infinitesimales Flachenelement

infinitesimales Flachenelement eines finiten Elements
infinitesimales Volumenelement

infinitesimales Volumenelement eines finiten Elements

spezifische innere Energie

Elastizitatsmodul

Elastizitatstensor
lokaler Vektor der mechanischen Knotenlasten am Knoten i

globaler Vektor der mechanischen Knotenlasten am Knoten i
spezifische Enthalpie

lokaler Vektor der thermischen Knotenlasten am Knoten i

globaler Vektor der thermischen Knotenlasten am Knoten i
Federrate

Elementsteifigkeitsmatrix

globale Steifigkeitsmatrix
charakteristische Kérperlange
Korperlange

Masse

Massenstrom
Interpolationsfunktion am Knoten j

Druck

Einheit
m2
N/m?3

N/m

J/kg/°C
m2

m2

m?

m?

J/kg
N/m?
N/m?

N/m

N/m

N/m

kg
kals

Pa
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X5 X5, X5

Warmeflussvektor
Vom Gas ausgetauschte Warmeleistung

Vom Festkdrper ausgetauschte Warmeleistung
Temperatur

Aufheizgeschwindigkeit

Schmelztemperatur

Gasausstréomungstemperatur
Gaseinstromungstemperatur

Spannungsfreie Referenztemperatur

gemittelte Festkdrpertemperatur

eindimensionale Verschiebung

Verschiebungsvektor

lokaler Vektor der Knotenverschiebungen am Knoten i
globaler Vektor der Knotenverschiebungen am Knoten k
Geschwindigkeitsvektor

Volumen des Festkorpers

raumliche rechtwinklige kartesische Koordinaten

Griechische Formelzeichen

Symbol

'

a

& % R

oY

>

Bedeutung
tangentialer Warmeausdehnungskoeffizient
Sekanten-Warmeausdehnungskoeffizient

Variation
Kronecker-Symbol
Differenz

eindimensionale Dehnung
Dehnungsrate

Verzerrungsgeschwindigkeitstensor

Kriechverzerrungstensor

W/m?

°C
°C/min
°C
°C
°C
°C

°C

m/s

m3

Einheit
1/°C
1/°C

m/m
1/s

1/s

m/m
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@

N T T

elastischer Verzerrungstensor
plastischer Verzerrungstensor

thermischer Dehnungstensor

normierte Differenz zwischen maximaler und minimaler Fest-
korpertemperatur

normierter maximaler Betrag des Temperaturgradienten

Differenz zwischen lokaler Temperatur und Referenztempe-
ratur

Differenz zwischen maximaler und minimaler Festkorpertem-
peratur

Warmeleitfahigkeit
Lamésche Konstante
Lamésche Konstante
Querkontraktionszahl
Laufkoordinate

Dichte

Eindimensionale Spannung
Spannungstensor

Reibungsspannungstensor

10.2 Abkiirzungen

APU
BMWi
CFD
FC
FE
FEA
FEM
FSI
FV

FVA
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Auxiliary Power Unit

Bundesministerium fir Wirtschaft und Technologie
Computational Fluid Dynamics

Brennstoffzelle (Fuel Cell)

Finites Element / Finite Elemente

Finite Elemente-Analyse

Finite Elemente-Methode
Fluid-Struktur-Interaktionen

Finites Volumen / Finite Volumen

Finite Volumen-Analyse

m/m
m/m

m/m

°C

°C
W/m/°C

N/m?
N/m?

m
Kg/m?
MPa

MPa

MPa
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FVM  Finite Volumen-Methode
IT™ Intermediate Temperature Metal (Ferritischer Chromstahl der Firma Plansee)

SOFC Oxidkeramische Brennstoffzelle (Solid Oxide Fuel Cell)

10.3 Index-Schreibweise

Bei der Aufstellung der Gleichungen wird die Index Schreibweise verwendet, da sich
dadurch die Gleichungen in einer kompakten Form darstellen lassen. Dabei beziehen sich
die Indizes auf die Richtungen des dreidimensionalen Kartesischen Raums x , x,, x,,
weshalb die in den Gleichungen auftretenden Indizes die Werte 1, 2, 3 annehmen kdnnen.
Ferner wird die partielle Ableitung nach der i-ten Koordinate durch ein Komma vor dem In-
dex gekennzeichnet gemaf

a%( )=(), (A1)

Weiterhin gilt die Einstein‘sche Summationsvereinbarung, wonach uber gleiche in einer
Gleichung auftretende Indizes summiert wird, wie die nachfolgende Gleichung fiir die belie-
bigen Variablen a und 5 beschreibt.

3

Z:al.*bi:al.*b,.:al*bl+¢7t2 *b, +a, *b, (A2)

i=1
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