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Abstract：The strengthened regulations for atmospheric emissions from ships like 

MARPOL Annex Ⅵ have caused a necessity of new, alternative power system in ships 

for the low pollutant emissions and the high energy efficiency. This paper attempts to 

investigate the configuration of SOFC/GT hybrid power system for LNG tanker taking 

into account the safety and to analyze the influence of design parameters on the system 

performance. The simulation results provide the basic data for the design and efficiency 

improvement of SOFC/GT hybrid system and indicate the guidelines for the safe system 

operation.
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기호설명 

D  : coefficient

E  : open circuit reversible potential (V)

F  : Faraday constant (C/mol)

G  : Gibbs free energy (J/mol)

H  : enthalpy (J/mol)

HC : enthalpy change of combustion 

(J/mol)

i  : current density (A/m2)

iL : limiting current density (A/m2)

K : equilibrium constant

p  : partial pressure (Pa)

R  : gas constant (J/mol·K)

T  : temperature (K)

V : electrical potential or overpotential 

(V) 

W : power (W)
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Ω : area specific resistance (Ωcm2)

δ : thickness (m) 

ηe : electrical efficiency 

ηt : total efficiency

ρ : resistivity (Ωcm)

아래첨자

a  : anode

act : activation

aux : auxiliary machinery

c  : cathode

e  : electrolyte

ohm: ohmic

r  : reforming

s  : shifting

sofc : stack

trans: concentration

위첨자

°  : standard condition

1. 서  론

  석유에너지원의 고갈과 지구온난화 및 대기오염

의 문제는 새로운 친환경적 에너지원과 이를 사용

하기 위한 장치 및 시스템의 개발에 대한 필요성을 

부각시키고 있다. 이런 요구에 따라 육상용 수송장

치인 자동차는 경유, 가솔린 등의 에너지원이 수소

로, 내연기관 동력발생장치가 모터로 변화하는 물

결을 맞고 있다. 최근 IMO는 대기오염방지협약

(MARPOL Annex Ⅵ)을 통하여 대기오염물질 

배출 규제치를 정하고 허용기준치 이상을 배출하는 

400 GT이상의 선박에 대하여 단계적 운항금지를 

시행하고 있다. 또한 일부 지역에서는 지역규정에 

따라 훨씬 강화된 규제치를 적용하고 있으며 IMO

의 규제치도 점진적인 상향 조정이 불가피할 것으

로 보인다. 이와 같이 해상용 수송장치인 선박에 

있어서도 친환경성은 당장 해결해야 할 현실적 문

제로 다가와 있다. 현재는 연료유 처리 및 내연기

관의 효율 개선 등으로 대응하고 있지만 무공해 실

현의 근본적 대책은 되지 못하므로 수소를 연료로 

하는 연료전지시스템과 같은 새로운 추진동력체계

의 도입이 신중히 검토〔1〕되고 있다.

  고효율 및 친환경성의 장점을 가진 연료전지시스

템은  자동차에 채용되어 상품화 단계에 이르고 있

으나 선박에 대한 적용은 시험단계에 머물고 있다. 

선박의 경우는 크기, 항행구역, 용도에 따라 동력

발생장치에 요구되는 특성이 각기 다르므로 적합한 

연료전지의 종류와 시스템 구성이 자동차와 같이 

일률적일 수 없으며 특히 고립되어 외부의 지원을 

원활히 받을 수 없는 특수성으로 장치 및 시스템은 

육상보다 엄한 안전성 기준을 갖도록 설계되어야 

한다. 

  최근 고온형 연료전지 및 가스터빈을 복합한 하

이브리드시스템은 발전시스템으로서 채용 가능하

며 또한 그 높은 효율이 입증되고 있다. 본 논문에

서는 연료전지/가스터빈 하이브리드시스템을 동력

발생장치로 채용하는 대형 NG(Natural Gas)연

료선박을 대상으로 하여 선박의 특수성과 안전성을 

고려한 하이브리드시스템의 구성을 검토하고 시뮬

레이션 모델링을 통한 셀의 작동온도와 전류밀도, 

가스터빈 압력비, 예열기 온도효율, TIT(Turbine 

Inlet Temperature)가 시스템의 성능과 안전성

에 미치는 영향 등을 조사하였다.  

2. 시스템 구성

2.1 선박동력시스템

  Fig. 1은 연료전지/가스터빈 하이브리드시스템

을 채용한 선박동력발생시스템의 개념도를 보이고 

있으며 모듈화된 하이브리드시스템에서 발생된 전

기동력은 추진 및 기타 선내 장치들의 동력원으로 

사용된다. 하이브리드시스템 모듈에서 발생한 동력

은 기계적 에너지가 아닌 전기적 에너지이므로 전

기추진의 이점을 최대화할 수 있다. 본 연구는 연

료인 메탄의 공급이 수월한 LNG선박을 우선 대상

으로 하고 있으며 연료전지시스템 모듈당 출력은 

대형선박 전원용 최대 출력을 기준으로 3000 kW

로 설정하였다. 
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Fig. 1 Schematic of the power generation system

Fig. 2 Layout of SOFC/GT hybrid system

2.2 연료전지/가스터빈 하이브리드시스템

  Fig. 2는 연료전지/가스터빈 하이브리드시스템 

구성도이다. 동력장치의 효율은 대형 선박의 중요

한 설계변수 중 하나이므로 작동온도는 높지만 고

효율인 고체산화물형 연료전지(Solid Oxide 

Fuel Cell, SOFC)를 채용하고 NG를 수소 제조

용 연료로 하였다. 개질방식으로는 시스템의 효율

과 수증기 재활용의 견지에서 수증기 개질방식으로 

하였다. 또한 연료개질은 셀 내의 불균일한 온도분

포 형성에 따른 열적피로와 충격을 완화하고 탄소

생성의 위험성을 경감하기 위하여 내부개질의 여러 

장점에도 불구하고 외부개질방식을 채택하였다. 개

질용 수증기는 스택 연료극(애노드) 출구가스에 포

함된 수증기를 재순환하여 사용하므로 다량의 물을 

저장해 둘 필요가 없고 또한 별도의 증발 및 수처

리 장치도 요구되지 않는다. 수증기개질반응은 흡

열반응이며 고온에서 연료의 개질률이 높기 때문에 

개질기를 스택 공기극(캐소드) 출구에 설치하여 높

은 온도의 스택 폐열을 활용함과 아울러 내구성을 

초과하는 온도영역이 형성되지 않도록 고려하였다. 

연소기에 공급되는 별도의 메탄 라인은 소정의 

TIT를 일정히 유지하기 위하여 량이 조절되며 냉

각방식을 채용한 가스터빈은 높은 TIT에도 대응

한다.  

  셀 내의 불균일한 온도분포 형성에 따른 열적피

로와 충격을 완화하기 위하여 스택에 공급되는 연

료와 공기 온도를 스택 작동온도(COT)의 200 K 

이내로 하고 열교환기 등 부속 장치들은 재료의 열

내구성을 고려하여 1223 K를 한계 최대온도로 하

였다
〔2〕,〔3〕. 아울러 스택 작동온도와 TIT는 스택

과 가스터빈의 내열성을 감안하여 각각 최대 1273 

K, 1575 K로 하였다.

  저장탱크로부터 송출된 메탄가스는 스택 연료극 

재순환 가스와 혼합되어 개질기로 보내어진다. 수

소는 개질기에서 메탄과 수증기가 반응하여 생성되

며 개질된 가스에는 수소 이외에도 일산화탄소, 이

산화탄소, 수증기 및 미개질된 소량의 메탄도 포함

되어 있다. 고농도의 수소가스가 포함된 개질가스

는 셀의 연료극으로 공급된다. 공기는 전기화학반

응용 및 셀 냉각용으로 사용되며 송풍기와 예열기

를 거쳐 셀의 공기극으로 보내어진다. 셀의 연료극

에서 수소와 일산화탄소는 공기극과 전해질 층을 

거쳐 온 산소이온과 전기화학 반응하여 수증기와 

이산화탄소를 생성하고 전자를 방출한다. 스택에 

공급된 잉여의 공기는 반응의 비가역과정에 의하여 

발생한 열을 흡수하여 토출되며 이 폐열은 개질기

의 열원으로 재활용된다. 미반응의 수소 및 일산화

탄소 그리고 소량의 메탄이 포함되어 있는 스택 연

료극 출구가스는 연소기에서 공기극의 토출 공기와 

함께 연소된다. 연소기 출구가스온도 즉 TIT는 스

택 연료극 출구가스 외에 별도의 연소기용 메탄 공

급으로 조절되며 고온고압의 연소가스는 터빈으로 

유입, 단열팽창된다. 터빈에서 발생한 동력은 공기

의 압축 및 발전에 사용되고 터빈 출구 가스는 대

기로 방출되기에 앞서 공기 예열기 및 에코노마이

저의 열원으로 재활용된다.
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  본 시스템 성능해석에 사용한 조건들은 Table 1

과 같다.

    

Table 1 Setting Parameters for the lumped analysis
Electrical output (kW) 3000

Anode thickness (μm) 200

Cathode thickness (μm) 2000

Electrolyte thickness (μm) 20

H2 utilization ratio (%) 80

Limiting current density (A/m
2
) 9000

Inverter efficiency (%) 95

Reformer temperature effectiveness (%) 10

Steam carbon ratio 3

Economizer gas outlet temperature (K) 473.15

Steaming pressure (kPa) 700

Air compressor adiabatic efficiency (%) 75

Turbine adiabatic efficiency (%) 0.82

Turbine mechanical efficiency (%) 0.93

Generator efficiency (%) 0.97

Converter efficiency (%) 0.95

Fuel feeder adiabatic efficiency (%) 75

Fuel feeder mechanical efficiency (%) 90

Fuel feeder motor efficiency (%) 95

Reformer pressure drop(air side) (%) 4

Reformer pressure drop(fuel side) (%) 2

Stack pressure drop(air side) (%) 6

Stack pressure drop(fuel side) (%) 6

Recuperator pressure drop(air side) (%) 4

Recuperator pressure drop(gas side) (%) 2

Combustor pressure drop(air side) (%) 2

Combustor pressure drop(fuel side) (%) 6

Turbine pressure drop (%) 80

Mixer pressure drop (%) 2

Economizer pressure drop(gas side) (%) 2

Ambient temperature (K) 298.15

Ambient pressure (kPa) 101

3. 시스템 모델링

  시스템의 성능해석은 다음과 같은 가정 하에서 

수행되었다. a) 정상상태, b) 방열손실 무시, c) 

반응의 온도 어프로치는 없음, d) 유체 흐름방향으

로 온도 및 조성은 1차원, e) 스택 출구가스 온도

는 작동온도와 동일

3.1 개질기 

  메탄의 수증기 개질반응은 기본적으로 아래와 같

은 개질반응과 전이반응으로 이루어진다.

CHHO → H CO (개질반응)         (1)

COHO → H CO (전이반응)         (2)

  주어진 반응온도와 반응압력 하에서 개질반응과 

전이반응은 평형에 도달할 때까지 진행되므로 다음

의 평형정수와 화학평형식으로부터 개질반응과 전

이반응의 평형이 동시에 만족되는 개질기의 출구조

성을 산출한다.

K expRT
G
                            (3)

Kr pCH∙ pHO
pH ∙ pCO

                           (4)

Ks pCO∙pHO
pH∙ pCO

                           (5)

여기에서 개질기의 반응온도는 개질가스 입구온도

와 출구온도의 평균값으로 하였다. 개질가스 입구

온도는 메탄과 재순환된 연료극 출구가스와의 혼합

온도이며 개질가스 출구온도는 주어진 개질기의 온

도효율로부터 구할 수 있다.

3.2 SOFC

3.2.1 회로전압 

  셀 연료극의 수소 및 일산화탄소의 전기화학반응

과 이에 따른 셀의 유기 전압은 다음 식으로 계산

된다.

HO  → HOe                      (6)
COO  → CO e                     (7)
V EVactVohmVtrans                  (8)

이론적 개회로전압은 작동온도, 작동압력 및 연료의 

조성에 따라 달라지며 깁스의 자유에너지와 네른스

트 식으로 부터 아래의 식으로 나타낼 수 있다.

EF
G

F
G 

F
RT ln






pHO
pHpO 




 (9)
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3.2.2 과전압 

  식 (8)에서 나타낸 바와 같이 부하운전의 경우에 

유기되는 실제 전압은 비가역성 요인들로 인하여 

손실이 발생하며 그 주요한 손실로는 활성화 과전

압(Vact), 저항 과저압(Vohm), 농도 과전압(Vtrans)

이 있다. 

  전극에서는 전기화학반응을 일으키기 위한 활성

화 에너지가 필요하며 이로 인한 전압강하를 활성

화 과전압이라 한다. 활성화 과전압의 계산에 사용

되는 일반적인 식으로서는 타펠(Tafel), 버틀러-

볼머(Butler-Volmer)
〔4〕 그리고 아헨바흐

(Achenbach)의 식〔3〕,〔5〕 등이 있으나 본 연구

에서는 전기저항의 개념으로 정리된 아래의 아헨바

흐 식을 사용하였다.

aH

DaHRT

F p∘
pH 

m
expRT

Ea   (10)

aCO

DaCORT

F p∘
pCO 

m
expRT

Ea  (11)

c

DcRT

F p∘
pO 

m
expRT

Ec  (12)

  이 식에서 사용한 연료극 활성화 에너지(Ea)는 

110 kJ/mol, 공기극(Ec)은 160 kJ/mol, 또한 

계수 Da,H2, Da,CO, Dc는 각각 2.13×108, 

2.98×108, 1.49×1010 A/m2 이고 m은 0.25이다.

저항 과전압은 전극에서의 전자이동 및 전해질에서

의 이온이동에 대한 저항으로 발생하는 손실을 말

하며 전기저항식과 저항률에 관한 다음의 식으로부

터 산출한다.  

Vohm  i∙ohm  ohm ∙ (13)

a expT (14)

cexpT (15)

e expT (16)

  농도 과전압은 전해질과 전극 사이의 반응영역에

서 반응물질이 소모됨에 따라 농도가 변화하는 것

에 기인하는 손실로 아래와 같은 한계전류밀도 모

델
〔6〕로부터 계산한다. 한계전류밀도(iL)는 9000 

A/m2로 한다. 

Vtrans F
RT lniL

i
                     (17)

3.3 가스터빈 및 공기압축기 

  가스터빈의 축일(Wgt)은 가스의 질량유량(Mg), 

비열(Cp), 입구온도(Ti), 터빈 단열효율(ηgt), 압

력비(Pi/Po), 비열비(κ)로 된 식 (18)로 계산〔7〕

하며 공기압축기의 소요 동력(Wc)도 같은 방법으

로 산출한다. 발전기의 출력(Wegen)은 발생된 터빈 

축일에서 압축기의 축일을 뺀 잉여의 축일에 기계

효율(ηmech), 발전효율(ηegen), 컨버터 변환효율(η

conv)을 곱한 식 (19)로부터 계산한다.

Wgt Mg∙Cp∙Ti∙gt∙Pi
Po





 (18)

Wegen  WgtWc∙mech∙egen∙conv   (19)

3.4 시스템 효율 및 공기량 

  연료극의 수소와 일산화탄소는 각각의 반응에 의

하여 유기되는 셀 전압이 동일해야 하므로 이로부

터 각각의 반응량을 산출할 수 있으며, 반응량에 

따른 전류량에 식 (8)의 전압과 직교류 변환효율을 

곱하면 스택의 출력(Wsofc)이 산출된다. 시스템의 

전기적 효율(ηe)은 메탄 저위발열량(HCCH4) 기준

의 식 (20)으로 정의되며 이 식의 Waux는 보조기

기 운전을 위한 소요 동력의 합이다. 그리고 총 효

율(ηt)은 에코노마이저에서 회수된 열에너지와 급

수펌프의 동력을 출력 및 소요 동력으로 포함시켜 

계산한다. 

e HCCH
WsofcWegen Waux

 (20)

전기화학 반응용 산소의 공급과 스택의 냉각 작용

을 위한 공기는 스택에서의 에너지 밸런스 식 (21)

로부터 그 공급량이 계산된다.
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HaHcHCH COWsofc (21)

4. 시스템 시뮬레이션 결과

4.1 수증기개질

  Fig. 3은 S/C(Steam/Carbon ratio, 수증기 

몰수/연료 중 탄소 몰수)=3, 작동압력=5 atm으

로 메탄과 수증기만을 개질기에 공급하였을 경우에 

대한 개질률 및 개질기 출구가스조성을 반응 온도

별로 나타낸 것이다. 그림으로부터 개질률 95% 이

상을 위해서는 반응온도가 1075 K 이상 되어야 함

을 알 수 있다. 또한 개질 출구가스의 조성은 반응

온도 1075 K 에서 수소 53.9%, 일산화탄소 

10.5%, 이산화탄소 5.6%, 수증기 29.1%, 메탄 

0.9%임을 보인다. 참고문헌〔8〕의 작동압력

=1.5 atm의 조건에 대한 결과와 비교하여 보면 

동일 온도조건에서 압력의 증가에 따라 메탄의 개

질률이 감소함을 알 수 있다. 이것은 식 (1)의 개

질반응에서 생성계의 분자수가 원계 보다 크기 때

문이다. 아울러 비교적 낮은 온도 영역에서 빠른 

진행을 보이는 전이반응의 영향으로 반응온도의 증

가와 함께 일산화탄소는 늘어나고 이산화탄소는 줄

어드는 경향이 나타난다.
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Fig. 3 Reforming characteristics

4.2 셀의 유기전압

  Fig. 4는 스택 작동온도=1223 K, 가스터빈 압

력비=4, 예열기 온도효율=0.85, TIT=1448 K

로 한 경우 셀 전류밀도에 대한 셀 유기전압과 과

전압의 변화를 나타낸 것으로 3000 A/m2에서 표

준압력 가역개회로전압은 0.93 V, 네른스트 효과 

및 각 과전압의 손실로 유기되는 실제 전압은 약 

0.81 V 정도임을 알 수 있다. 가압상태가 아닌 참

고문헌〔8〕의 결과와 비교하여 유기전압은 상승

하고 있으며 이것은 작동 압력의 증가로 네른스트 

및 활성화 과전압의 손실이 감소하기 때문이다. 또

한 실제 유기전압은 셀 전류밀도 증가와 함께 감소

하는데 여기에는 활성화 과전압의 증가가 크게 작

용한다. 고 전류밀도인 한계전류밀도 부근에서는 

농도 과전압이 크게 증가하여 유기전압도 급감하게 

된다. 그리고 저항 과전압은 전극과 전해질의 두께

가 얇고 전자 및 이온전도도가 큰 재료의 사용 등

으로 거의 무시할 수 있을 만큼 작다. 
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Fig. 4 Cell voltage and overpotential

  유기전압에 대한 위의 계산 결과들은 이미 보고

되어 있는 실험 결과〔9〕,〔10〕들과 비교하여 비슷한 

정도를 제공하고 있으므로 해석의 타당성이 확인

된다.    

4.3 스택 작동온도의 영향

  Fig. 5-(a),(b),(c),(d)는 전류밀도=3000 A/m
2, 

가스터빈 압력비=4, 예열기 온도효율=0.85, 

TIT=1448 K인 경우 시스템 특성에 대한 스택 작

동온도의 영향을 나타낸 것으로 Fig. 5-(a)는 셀

의 유기전압과 공급공기의 산소이용률을, Fig. 

5-(b)는 시스템의 효율과 에코노마이져에서의 회
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수 열량, Fig. 5-(c)는 하이브리드시스템의 전기

출력에 대한 스택 및 가스터빈의 부하 분담률을 그

리고 Fig. 5-(d)는 각부의 온도변화를 나타낸 것

이다. 여기에서 공급공기의 산소이용률이란 공급된 

공기의 총 산소량에 대한 스택 및 연소기의 전기화

학 및 연소 반응에 사용된 산소량의 비를 말한다. 

  Fig. 5-(a)로부터 작동온도가 증가함에 따라 셀

의 유기전압과  스택의 산소이용률은 높아지고 가

스터빈의 산소이용률은 낮아짐을 알 수 있다. 유기

전압의 증가는 작동온도 상승에 따른 가역 개회로

전압의 감소에도 불구하고 활성화 과전압이 줄어드

는 효과가 크게 작용하기 때문이다. 또한 스택의 

산소이용률이 증가하는 것은 활성화 과전압의 감소 

즉 전기화학반응의 저항(비가역성)이 줄어들어 셀

에서 발생하는 열량이 감소하는 효과와 스택 작동

온도에 대한 공급 공기온도의 차가 커져 냉각효과

가 증대되는 이유로 스택에서 소요되는 공기량이 

줄어드는 것과 스택의 부하 분담률이 증가하여 스

택에 공급되는 연료량이 늘어나는 영향 때문이다. 

이것은 Fig. 5-(c),(d)에서 부하 분담률, 공기압

축기 소요동력, 예열기 공기 출구온도 즉 스택 공

기 입구온도의 변화로부터 확인할 수 있다. 그리고 

연소기의 산소이용률이 감소하는 것은 Fig. 5-(c)

에서 나타나듯이 공기량의 감소(연소가스량의 감

소)로 가스터빈의 부하 분담률이 줄어들어 연소기

에 공급되는 연료량이 작아지는 효과가 크게 작용

하기 때문이다.   

  Fig. 5-(b)에서 시스템의 전기적 효율은 작동온

도의 상승에 따라 증가하는데 이것은 셀 유기전압

이 증대되고 공기압축기 소요 동력이 감소하는 효

과와 더불어 평균적으로 효율이 높은 스택의 부하 

분담률이 늘어나기 때문이다. 총 효율도 같은 경향

을 보이나 작동온도에 대한 증가율은 에코노마이져

에서의 열 회수량이 감소함에 따라 전기적 효율보

다 줄어든다. 열 회수량이 감소하는 것은 에코노마

이져의 거의 일정한 입구온도에도 불구하고 통과하

는 가스량이 줄어들기 때문이다. 

  Fig. 5-(c)는 스택의 작동온도 증가에 따라 스

택의 부하 분담률은 늘어나고 가스터빈의 부하 분

담률은 줄어듬을 보여준다. 이것은 작동온도가 상
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Fig. 5  Effect of cell operating temperature
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승함에 따라 소요 공기량이 감소하여 가스터빈의 

출력이 줄어드는 만큼 스택에서 그 출력을 더 분담

하기 때문이다. 그리고 그림에서처럼 소요 공기량

이 작동온도의 증가에 따라 감소하는 것은 Fig. 

5-(a)에서 상술한 바와 같다.

  Fig. 5-(d)는 개질가스 출구온도를 제외하고 각

부의 온도는 거의 일정하며 작동온도 1235 K 이상

의 영역에서 스택에 공급되는 공기의 입구온도가 

스택 공급유체 최저온도 한계선(COT-200 K)를 

하회하여 스택의 안전성에 문제를 초래할 수 있음

을 보여준다. 

4.4 전류밀도의 영향

  Fig. 6-(a),(b),(c),(d)는 작동온도=1223 K, 

가스터빈 압력비=4, 예열기 온도효율=0.85, 

TIT=1448 K인 경우 시스템 특성에 대한 셀 전류

밀도의 영향을 나타낸 것이다. 

  Fig. 6-(a)로부터 전류밀도가 높아짐에 따라 셀 

유기전압과 산소이용률이 낮아짐을 알 수 있다. 전

류밀도가 커진다는 것은 반응 단위면적당 반응량의 

증가를 의미하므로 가역 개회로전압에는 큰 변화가 

없지만 과전압이 증가하여 유기전압의 감소를 초래

한다. 유기전압의 감소와 함께 스택의 산소이용률

이 저하하는 것은 과전압의 증가로 스택의 발열량

이 늘어나 더 많은 냉각용 공기가 필요하게 되기 

때문(참조 Fig. 6-(c))이다. 그러나 연소기의 산소

이용률이 그다지 감소하지 않는 것은 소요 공기량

이 증가함에 따라 TIT 일정을 위한 연료공급량도 

늘어나기 때문이다.    

  Fig. 6-(b)는 전류밀도가 높아짐에 따라 유기전

압이 줄어들며 공기압축기의 소요 동력이 늘어나고 

아울러 평균적으로 효율이 낮은 가스터빈의 부하 

분담률이 증가(참조 Fig. 6-(c))하는 이유로 전기

적 효율 및 총 효율이 감소하게 됨을 보여준다. 그

리고 에코노마이져를 통과하는 가스량의 증가로 열 

회수량은 늘어나게 된다.

  Fig. 6-(c)은 소요 공기량의 증가로 인한 가스

터빈의 출력 상승과 부하 분담률의 증가를 설명하

고 있다.

  Fig. 6-(d)는 계산범위 내에서 각 부의 온도는 

거의 일정의 상태를 유지하며 스택 공급유체 최저

온도한계와 재료의 열내구성을 초과하는 경우가 발

생하지 않음을 보여준다.

4.5 압력비의 영향

  Fig. 7-(a),(b),(c),(d)는 작동온도=1223 K, 

전류밀도=3000 A/m
2, 예열기 온도효율=0.85, 

TIT=1448 K인 경우 시스템 특성에 대한 가스터

빈 압력비의 영향을 나타낸 것이다. 

  Fig. 7-(a)로부터 압력비가 높아짐에 따라 셀 

유기전압과 스택의 산소이용률이 증가함을 알 수 

있다. 유기전압의 증가는 4.2 절에서 설명한 바와 

같이 네른스트 및 활성화 과전압의 손실이 압력비

의 증가와 함께 감소하기 때문이다. 또한 스택의 

산소이용률이 커지는 것은 유기전압의 증가와 함께 

스택에서 발생하는 열량이 감소하고 스택 작동온도

에 대한 공급 공기온도의 차가 커져 냉각효과가 증

대되는 이유(참조 Fig. 7-(c),(d))로 스택의 소요 

공기량이 줄여들기 때문이다.

  Fig. 7-(b)에서 시스템의 전기적 효율 및 총 효

율은 낮은 압력비 영역에서 크게 증가하지만 압력

비=3.0 이상의 영역이 되면 거의 일정이거나 완만

한 상승곡선을 그리게 된다. 이것은 압력비 증가에 

따라 소요 공기량의 감소에도 불구하고 압축기의 

소요 동력이 크게 증가(참조 Fig. 7-(c))하는 영

향을 받기 때문이다. 

  Fig. 7-(c)는 압력비 커짐에 따라 가스터빈의 

부하 분담률이 감소하고 스택의 부하 분담률은 증

가함을 보여준다. 이는 압력비의 상승에 따라 연소 

가스량의 감소와 압축기 소요 동력이 증가하여 전

력화되는 가스터빈의 동력이 줄어들기 때문이다.  

  Fig. 7-(d)는 가스터빈 압력비의 증가에 따라 

시스템의 각부 온도가 크게 변한다는 것을 보여준

다. 아울러 압력비=4.5 이상의 영역에서 예열기 

출구 공기온도가 스택 공급유체 최저온도 한계선를 

하회하게 됨을 보여주며 이는 스택의 안전운전을 

위하여 제한되어야 한다. 
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Fig. 6 Effect of cell current density
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Fig. 7 Effect of turbine pressure ratio
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4.6 예열기 온도효율의 영향

  Fig. 8-(a),(b),(c),(d)는 작동온도=1223 K, 

전류밀도=3000 A/m
2, 압력비=4, TIT=1448 K

인 경우 시스템 특성에 대한 예열기 온도효율의 영

향을 나타낸 것이다.

  예열기 온도효율의 증가는 스택에 공급되는 공기

온도의 상승(참조 Fig. 8-(d))을 의미하므로 공기

량이 증가하여 스택 및 연소기의 산소 이용률이 감

소하게 됨을 Fig. 8-(a)에서 볼 수 있다. 그러나 

셀의 유기전압에는 큰 변화가 없다.

  Fig. 8-(b)는 예열기 온도효율의 증가와 함께 

전기적 효율은 거의 변화가 없으나 총 효율은 감소

하는 경향을 보인다. 전기적 효율에 변화가 없는 

것은 스택의 유기전압이 거의 일정하고 부하 분담

률의 변화도 다른 파라메타에 비하여 크지 않으며 

또한 소요 공기량의 증가와 함께 연소기 입구 공기

온도가 상승하여 TIT를 유지하기 위한 공급연료의 

증가율이 감소하는 이유 때문이다. 반면 에코노마

이져에서의 열 회수량이 줄어들어 총효율이 감소하

는 것은 연소 가스량의 증가에도 불구하고 에코노

마이져 입구온도가 감소(참조 Fig. 8-(d))하는 영

향이 크게 작용하기 때문이다.

  Fig. 8-(c)는 예열기 온도효율이 증가함에 따라 

가스터빈에 유입되는 연소 가스량이 증가하여 가스

터빈의 출력과 부하 분담률이 상승하게 됨을 보여

준다. 온도효율 0.83 이하의 영역에서는 예열기 출

구 공기온도가 스택 공급유체 최저온도 한계선을 

하회하므로 스택의 안전 운전을 위하여 그 영역에

서의 운전은 제한되어야 함을 Fig. 8-(d)에서 확

인할 수 있다.

     

4.7 TIT의 영향

  Fig. 9-(a),(b),(c),(d)는 작동온도=1223 K, 

전류밀도=3000 A/m
2, 압력비=4, 예열기 온도효

율=0.85인  경우 시스템 특성에 대한 TIT의 영향

을 나타낸 것이다.

  Fig. 9-(a)로부터 TIT의 상승에 따라 스택의 

유기전압에 거의 변화가 없지만 스택의 산소이용률

은 감소하고 연소기의 산소이용률은 증가한다는 것
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Fig. 9 Effect of TIT

을 볼 수 있다. 스택의 산소이용률이 감소하는 것

은 스택에 공급되는 공기의 온도가 상승하여 소요

되는 공기량이 증가하는 것과 스택의 부하 분담률

이 줄어드는 이유 때문이며 연소기의 산소이용률이 

증가하는 것은 TIT 상승에 따라 연소기에 공급되

는 연료량이 늘어나기 때문이다.

  Fig. 9-(b)는 TIT의 상승에 따라 감소하는 전

기적 효율과 총 효율의 변화를 보여주나 총 효율의 

감소율은 그다지 크지 않다. 전기적 효율이 감소라

는 것은 유기전압 일정으로 효율이 높은 스택의 부

하 분담률은 떨어지고 평균적으로 효율이 스택보다 

낮은 가스터빈의 부하 분담률이 높아지기 때문이

다. 그러나 전기적 효율의 큰 감소에도 총 효율의 

감소율이 그다지 크지 않은 것은 에코노마이져 입

구 가스온도(참조 Fig. 9-(d))와 가스유량의 변화

로 에코노마이져의 회수 열량이 증가하기 때문이

다. 

  Fig. 9-(c)는 TIT가 증가함에 따라 공기압축기

의 소요 동력이 늘어나지만 더불어 가스터빈에 유

입되는 연소 가스량이 증가하여 가스터빈의 출력과 

부하 분담률이 상승하게 됨을 보여준다.

  Fig. 9-(d)로부터 TIT의 변화에 따라 예열기 

출구 공기온도가 스택 공급유체 최저온도한계선을 

하회하는 위험한 영역이 존재함을 알 수 있다. 스

택 운전의 안전성을 확보하기 위해서는 효율의 저

하에도 불구하고 TIT를 1425 K 이상으로 유지할 

필요가 있다.

5. 결  론

  본 논문에서는 고효율, 친환경 동력발생장치로 

주목을 받고 있는 연료전지와 가스터빈을 복합한 

하이브리드시스템을 선박용 추진 및 전기동력 발생

장치로 채용할 경우에 대하여 안전성을 고려한 시

스템의 구성을 제안하고, 시스템 시뮬레이션 모델

링을 통한 셀 작동온도와 전류밀도, 가스터빈 압력

비, 예열기 온도효율, TIT가 시스템의 성능과 안

전성에 미치는 영향을 검토하여 다음과 같은 결론

을 얻었다.  

  (1) 안전성을 고려한 선박용 SOFC/GT 하이브
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리드시스템을 제안한다.

  (2) 스택 작동온도의 증가에 따라 시스템의 효율

과 스택의 부하 분담률은 전반적으로 상승하나 안

전을 위하여 스택 공급유체 최저온도한계선을 하회

하는 작동온도=1235 K 이상의 영역은 제한되어

야 한다.

  (3) 스택 전류밀도의 증가에 따라 시스템의 효율

과 스택의 부하 분담률은 전반적으로 감소한다. 아

울러 시스템의 각 부 온도는 스택 공급유체 최저온

도 한계선 및 장치의 재료 열내구성 한계온도로부

터 자유롭다.

  (4) 가스터빈 압력비의 증가에 따라 시스템의 효

율과 스택의 부하 분담률은 낮은 압력비 영역에서 

급격히 증가하지만 이후 완만히 증가하거나 전기적 

효율의 경우최대점 영역을 가진다. 그리고 압력비

=4.5 이상의 영역에서는 예열기 출구온도가 스택 

공급유체 최저온도 한계선을 하회하므로 회피되어

야 한다.

  (5) 예열기 온도효율이 시스템의 전기적 효율에 

미치는 영향은 미미하나 총 효율과 스택의 부하 분

담률은 온도효율의 증가에 따라 감소하는 경향을 

보인다. 그리고 예열기 출구온도가 스택 공급유체 

최저온도 한계선을 하회하는 예열기 온도효율

=0.83 이하의 영역은 안전운전을 위하여 제한되

어야 한다.

  (6) TIT의 증가에 따라 시스템의 효율과 스택의 

부하분담률은 전반적으로 감소한다. 아울러 

TIT=1425 K 이하의 영역은 스택 공급유체 최저

온도 한계선을 하회하므로 안전상 회피되어야 한

다.     
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