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Abstract

This paper analyses the influence of steady wind shear (vertical wind profile) on the wind turbines structural
stability. The wind speed, in general, increases with altitude (upto about 500 to 1500 m) above the earth’s
surface. However, for wind turbines, the altitude is limited to about 120 m at the most because beyond this level
the cost of tower becomes prohibitive. It should be emphasized that we are talking about the wind turbine’s rotor
diameter of the order of 15 m or more. Hence, the wind speed at the extreme points of the rotor disc, considering
perpendicular to the upwind would certainly be different magnitude, results into wind shear. The latter would
cause cyclic load 1/revolution. This paper describes very briefly the equations of blade motion that determine the
dynamic stability. This equation then is used to estimate the load due to wind shear. We have assumed a linear
shear profile. The effect of it is estimated to calculate the bending moments. A step by step procedure is shown so
as to have a real feel of the complexity involved in it.
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1. INTRODUCTION

Of the many renewable sources of energy, wind has matured to a level where it can
compete with even traditional sources of energy. Since the last 22 or so years after the first
energy crunch of petroleum producing nations, the costs of wind generated electricity of grid
level quality, have come down from 12 cents (USS$) to almost 5 cents per kWh. Therefore,
generation of wind generated electricity is no more a fantasy but a reality in many countries.
The wind technology of today is not that is well known by the public at large, that is, of multi-
bladed water pumping mechanical windmills. The technology of today has reached to a
matured and sophisticated stage. The modern wind turbines are three bladed, stall controlled,
horizontal units, whose rotor diameter is reaching as great as 100 meters. The rotor axis, in
general, is placed high above the ground: 20 to 35 m. The design features, not the concept, of
these turbines is still evolving taking into account the state of art knowledge in atmospheric
turbulence, unsteady aerodynamics, dynamic behavior of the rotor, composite materials, the
best of information technology, telecommunication and the power electronics. This paper
describes, briefly, steady variation of wind speed above the earth’s surface and how it imposes




cyclic loading on blades. A step by step procedure is illustrated to estimate the bending
moments due to wind shear imposed on the blade tips.

2. CHARACTERIZING STEADY WIND SHEAR

The mean horizontal wind speed is zero at the earth’s
surface and increases with altitude in the atmospheric
boundary layer. Instantaneous measurements of the
horizontal wind speed at various altitudes, V(z, t), would
typically appear as illustrated in Figure 1. The instantaneous

Instantaneous
profile, V(z t) =

Elevation Above Ground

profile shows a number of peaks associated with gusts, Steady

whose locations and strengths are time dependent. In this ekl Vi

paper we are mainly concerned with the analysis of a steady

wind profile V(z) and its influence on the cyclic loading of

the blades. But we shall give a passing reference to other

wind profiles that approximately describe the complex Honzontal Wind Speed

atmosphere. ]
Figure 1: Instantaneous and

steady vertical profiles.
2.1 Logarithmic Profile

The detailed discussions on this can be found in a book by (Rohatgi and Nelson, 1994).
In general,
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where, du/Jz indicates the change of wind speed with height (z); k = 0.4, von Karman’s
constant; and u~ is a friction velocity. Integrating from zj to z yields

0= 15] 2 2
_Tn—% (2)

where z >> z,. The integration is from the lower limit of z, instead of “0” because natural
surfaces are never uniform and smooth. The parameter z, is called the surface roughness
length. Equation 2 is known as the logarithmic wind profile.

The log-profile is commonly used to estimate wind speed from a reference height to
another unknown height. Therefore writing two expressions for log-profiles, one for reference
height z, , another for unknown height z, , we can calculate the wind speed from the known
height to an unknown height
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2.2 Corrections to the Logarithmic Profile

In the presence of vertical fluxes of heat and a near constant shear stress in the earth’s
surface layer (up to about 150 m), the thermal stratification can make a significant difference
to the mean velocity profile. Monin-Obukhov (1954) defined a stability length L, a measure of
the ratio of mechanical shear forces to the thermal buoyant forces

L uf 4
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where, B is the buoyant forces. This force is related to the heat flux H by
B- Tf;H (5)
pP
where, T is absolute temperature. Thus, the Monin-Obukhov Iength becomes
ulC pT
P (6)
kHg

It is difficult to evaluate L quantitatively (Spera, 1994), so it is treated as an empirical constant
in the same as z). Employing a function of the ratio of elevation to Monin-Obukhov stability
length: y(z/L), the atmospheric stability for engineering purposes can be expressed
quantitatively as

Neutral atmosphere: w(z/L)=0 (7a)
Stable atmosphere: v (z/L)>0 (7b)
Unstable atmosphere: w(z/L)<0 (7¢)

Then the logarithmic wind profile given in Eq. 3 is corrected for the atmospheric stability term

Clearly, w(z/L) is an important parameter determining the relative importance of thermal
effects over mechanically preduced turbulence. The Eq. 8 is called as log-linear profile, or
modified log profile..




2.3 Power Law Profile “
An alternative description of the wind profile is the power law. In its most general form
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where, U; = mean wind speed at an unknown height z;; U = mean wind speed at a reference
or known height z, measured over a flat terrain; and « empirical power law exponent. The
power law is commonly used in wind engineering for defining vertical wind profiles because
it is simple and direct.

Among the vertical profiles as described in the previous sections, at present moment

only thelinear profile is taken into consideration (Eggeslton and Stoddard, 1985. Part II: Chs.
8 - 10). '

3. CYCLIC LOAD DESIGN CALCULATIONS

FLAPFING LEAD-LAG COLLECTIVE FORWARD LATERAL
TILTING TILTING

Figure 2: Blade motions along with their angles.

A simplified sketch, Figure 2 shows blade motion. The system of equations that take
into the effect of wind shear is derived by (Eggleston and Stoddard, 1994). That equation is
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and the solution is
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The subscripts to angle § in Eq. 12: 0, 1C,
and 1S are illustrated in Fig. 2. Namely: {3
Bic. and ;s indicate coning angle,
forward tilting angle, and lateral tilting
angle, respectively. The components: B¢
and Bis as given in Eq. 13 can be
estimated. Other symbols not explained
are:y = Lock number =

Aerodynamic force )
yT? ; A = determinant of
Inertial force

2
coefficients = K [(K - 1)° +(£~] ] ; K
= non-dimensional flapping frequency =

® 2
[Hﬂ) , where @, = frequency of

vibration in flapping and ) rotational

frequency of rotor; ¥, = non-dimensional

a (TIME)

v
free-stream velocity( = —~ ), where R =
QR

o* 90° 180* 270* 360°
rotor diameter; and K | = shear gradient as . ROTOR AZIMUTH ANGLE.

alreadyrexplained aove Figure 3: First order blade motion, flapping

angle: B =B+ Biccosy + Bissiny .

The cyclic motion of the blade in a linear wind profile is illustrated in Fig. 3.

4. APPLICATION OF THEORY
We shall estimate the effect of linear wind shear for few cases of wind turbines.

Example 1: The hub height and the rotor diameter of the Vestas wind turbine (model V-
15) is of 100 ft (~30 m) and 50 ft (~15 m), and it is installed in a place that has a power




exponent (o) of 0.17. Other parameters of this turbine are: Ky (flap spring constant) = 14897
ft.lb/deg (~ 20185 Nm/deg); K(non-dimensional - flpping frequency) = 13.84,
Vo (non-dimensional free - stream velocity = 0.111; A (determinant of coefficients) = 2287;

Lock Number = 5.07; V, (wind speed at hub height) = 10 mph (~ 4.5 m/s). Calculate the
bending moment due to the wind shear.

Solution: First let us determine wind shear coefficient K,. It is simply (see Figure 4)
expressed as

0.17 0.17
LA Z(Ej - 1091 Vo+ VoK,
v, |100-R 75 T |
Therefore, K| = 0.091. Substituting the values =
of variables in Eq. 13, we get | vo
Bic = — 0.0004974 rad = —0.0285deg
Thus, the moment becomes: M gic = Kg Bic =- Vo - Vo K4

425 ft.lb. Similarly, we can find from Eq. 15 _ . X y
Ms. Its value is equal to — 21 filb (~ 28.5 Figure 4: Illustrating the linear vertical
erl'f) ' "~ wind profile, where R is the radius of rotor,

Vo is the wind velocity at the rotor hub.

We can also calculate the bending moments for Vo = 18 mph and 26 mph. Consider that
all other parameters of this example remains the same, then the bending moments are:

For 18 mph (~ 8.1 m/s): M g;c =— 766 ft.Ib (~ 1039 Nm) ; M 5,5 =-38 ft. Ib (~ 51.5 Nm).
For 26 mph (~ 11.7 m/s) Mg;c =-1107 ft.lb (~ 1501 Nm); M g;s = =55 ft.Ib (~74.6 Nm).

Example 2: The rotor diameter and the hub height of a turbine (US Windpower, model
56-100) is 56 ft (~ 17 m) and 100 ft (~30.5 m), respectively, and this turbine is installed in a
place where the power exponent remains the same as of the Example 1 (= 0.17). Other
parameters are: Kg = 13080 ft.Ib/deg (~17737 Nm/deg); K = 8.61, A = 509; Lock Number =
8.67; ¥, =0.0694 at 10 mph (~ 4.5 m/s); 0.1250 at 18 mph (= 8.1 m/s) and 0.1805 at 26 mph

(= 11.7 m/s). Calculate the bending moments due to wind shear for:the three wind speeds.

Solution: The answers are given in the following section.

5. RESULTS AND DISCUSSIONS

The results of bending moments for the two examples discussed in the preceding
section are shown in Tables | and 2.




Table 1: Effect of wind shear on bending moments forVestas wind turbine.

Mgic Mgis
4.5 m/s 8.1 m/s 11.7 m/s 4.5m/s 8.1 m/s 11.7 m/s
— 576 Nm — 1039 Nm - 1501 Nm - 28 Nm —51 Nm —75 Nm

Table 2: Effect of wind shear on bending moments for US Windpower wind turbine.

Mgic Mgis
4.5 m/s 8.1 m/s 11.7 m/s 4.5m/s 8.1m/s 11.7 m/s
— 1013 Nm — 1824 Nm — 2635 Nm — 144 Nm — 260 Nm - 376 Nm

Since, the blade response due to the wind shear cyclic loading was restricted to Ist
harmonic (or, 1/revolution), the response will be a sinusoidal at frequency Q, with the two
components M gjc cosy + M g5 siny . The harmonic coefficients M gjc and M 5 are vector

portions of the response. Take the example of the US Windpower turbine at 10 mph (~4.5
m/s) wind speed. Thus, we have flap bending moment response equal to

Mg = Mg|ccosy + Mpggsiny (14)

The solution of the above from trigonometry is

M
M, = J(Mz + M2 ) cos| w — tan ! 5, (15)
B BIC BIS M,BIC

Substituting the values in Eq. 14, we get the bending moment,
Mg =—747 cosy - 106siny . Therefore, the resultant bending moment (from Eq. 15)

becomes

410
Mg = J[‘mz + 1062 ] cos[w ~ tan ‘%}

= 754 cos[y — tan~' 0.1419]
= 754 cos[y -8.1°]




Figure 5 shows a plot of azimuth angle 1
(w ) and bending moment including a phase lag 754 -
of 8.1 deg. As can be seen, this is mostly a
cosine response. It should be understood that Mg
the forcing function is wind shear (wind power
exponent = 0.17) and a lag of about 8 deg is 0
due to the flexibility of the blade. As the wind
speed increases, load generally increases and
with it the magnitude of the wind shear -754 4
response changes but the phase lag does not. It ‘s !
is determined by blade stiffness and is Figure 5: Calulation of cyclic load.
independent of wind speed or aerodynamics.

This work estimated the effect of wind shear on cyclic loading of the rotor.

Though, other cyclic loads such as effect of cross-wind, yaw rate and gravity would increase
the total magnitude of the cyclic loading of the rotor. These will be treated in a later work.
Another point not to be forgotten is that the magnitude of the load is estimated only

1/revolution, if we consider an useful life of a turbine of 20 years then it would be over a
million cycles.

180 34N
degree
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Abstract

This work presents the modelling of wind turbines operating above rated power. The new controller is
designed to make the system operate close to the rated power by actuating on the blade pitch and on the yaw
devices, simultaneously. Regarding the design of the controller, it is necessary to linearize the rotor torque
function with respect to the rotor velocity, ®, the pitch, 0, and the yaw angle, 8, around the steady state. The
direction and velocity of the wind are considered random variables. Then, the closed loop representation of the
wind turbine can be approximated, in the frequency domain, by a second order function. The optimal controller
gain is also obtained by three different methods that lead to close results.

Keywords
Turbina eolica, Wind Turbine Pitch Control, Controle pelo passo da pa, Regulagem por
“yaw”, Yaw Power Control.

1. INTRODUCAO

Neste artigo € apresentada a modelagem de Sistemas de Conversdo de Energia Eolica
(SCEE), também conhecidos por turbinas eolicas, de grande porte, controladas pelo passo da
pa 6 e pelo angulo de guinada (“yaw angle”) &, simultaneamente. O desempenho
aerodinamico do rotor edlico, representado pelo conjugado mecanico em seu €ixo Cp, €
modelado segundo Medeiros et al.(1996). Esta modelagem aerodinamica fornece uma
expressdo para C,, em fungdo das variaveis 0, 8, da velocidade do vento V e da velocidade

angular do rotor @. Com base nesta equagdo, ¢ feita a linearizagdo de C,,. O modelo usa como

entradas o passo e o dngulo de guinada que atuam, simultaneamente, sobre a velocidade do
rotor ® para regular a poténcia em geragao nominal. A velocidade do vento e sua dire¢do sdo
dadas por sinais aleatorios (Medeiros ef al., 1995).

A geragdo nominal esta associada a condigdes de velocidade de vento superiores a
velocidade de vento nominal V. Neste caso, a regulagem da poténcia elétrica gerada P, € feita
através dos controladores de passo e de angulo de guinada de modo a manter seu valor
constante em P, assim como a velocidade angular nominal em ®, como mostra a Figura 1. No
modelo considera-se uma turbina com poténcia nominal de 500 KW para ¥, = 12 m/s e com
um rotor de 40 m de diametro.
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-

A Poténcia
| gerada _— )
| (kW) geragdo sub-nomina e Zeragdo nominal
———
Poténcia ~— , _
nominal | Fr=-90
i < controle eletronico o — g
ontrole de passo
« SORIOK GERRISO
" controle de guinada '
. S
- -
| L j V (m/s)
Vip =4 vV, =12 Vout=25

Figura 1 — Poténcia gerada por uma turbina edlica regulada pelo passo em fungdo de V.

O esquema do mecanismo de posicionamento da nacele, ou seja, de acionamento do
angulo de guinada ¢ apresentado na Figura 2. O movimento da nacele é produzido por dois
motores elétricos, fixos na nacele, comandados por uma unidade de controle. Este comando
ocorre quando o erro, entre a posi¢do de referéncia da nacele e sua posigdo real, ultrapassa
determinado limite. Este erro pode ser causado por variagdes tanto na velocidade de vento V
como em sua diregdo v, durante a geragdo nominal. Por outro lado, estas variagdes alteram
instantaneamente a poténcia gerada fazendo com que os controladores de passo e de "yaw"
atuem em fungdo do erro de velocidade do rotor. A agdo de controle, quando ® > ®,, € no
sentido de aumentar os valores de 0 e do |5|. Em regime permanente (rp), ou proximo dele,

tem-se 6=0 desde que o passo ndo tenha atingido seu limite superior. Isto evita, na maior
parte do tempo, as variagdes ciclicas dos esforgos nos eixos e nas pas devido ao “yaw”.

\rotor

motor de guinada
- (elétrico)

Figura 2 Esquema da nacele com o mecanismo de acionamento do angulo de guinada

2. DEFINICAO DAS VARIAVEIS DO SISTEMA

2.1 Velocidade do vento.

Anderson and Bose (1983) apresentam um meétodo para definigdo de V' baseado em
quatro valores: V,, (componente média), V,, (componente rampa), V., (componente
cossenoidal) e ¥, (componente aleatoria) de acordo com a equagdo (1).

VeV Ve ¥ Vagy ¥, (1)
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2.2 Direc¢ao do vento.
Para obtengdo de w,, adotou-se 0 mesmo procedimento anterior, isto é, com variagdes

em rampa, cossenoidal e aleatoria além do valor médio. O desvio padrio das variagoes
laterais deste sinal, medido entre valores consecutivos, esta de acordo com Cliff (1979).

Os resultados para V e y,, aqui utilizados, foram obtidos por Medeiros (1995) de acordo
com estes procedimentos.

2.3 Angulo de guinada.

Para fins de controle, ¢ necessario definir o angulo de guinada com base em um
referencial fixo onde o observador é posicionado na frente do rotor. Glasgow et al.(1991)
propde a relagdo dada na equagdo (2) onde as variaveis sdo definidas segundo a figura 3.

6= Yn — Vy (2)

™ &- angulo de guinadal
v
) / AI N (Norte) S=wy — Wy

~— —an_aceh. “-"v
> =

| \4
—_ ¢ L-a >
rotor H\&

Figura 3 Defini¢do da dire¢do da nacele e do vento em relagdo a um referencial fixo.

2.4 Coeficiente de torque
O Coeficiente de torque ¢ definido por (Lysen, 1982):

torque no eixo

= 3
" UpARV? )

onde p ¢ a densidade do ar, R € o raio do rotor e 4 € a area varrida pelas pas do rotor.

3. LINEARIZACAO DO CONJUGADO AERODINAMICO Ch.

Para a linearizagdo de C,, Medeiros et al. (1996) propdem a linearizagdo do Coeficiente
de torque, C,, em fungdo do angulo de passo na forma:

C,=a(0)2 + b(®)

onde os parametros a € b sdo dados por polindmios em 6.enquanto A ¢ a razdo de velocidade
na ponta da pa (“tip speed ratio”: A=wR/V). Disto, obtém-se a seguinte expressao para Cy,:
C,= ?15 PAR[RVa(@)w +V*b(0))c(8) .. C,=f(V.,0,0,8) (4)

onde o termo ¢(8)=b, + b; & + b, &, representa o efeito de 8. A partir da equagdo (4) e
baseando-se na metodologia usada por Bossany (1989), a linearizagao de C,, resulta em:
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C,=0,0+0Q,0+0;0 +v(t) (5)

v(t) =[O, Vdt + [(Qy0 + O, 0 + 058 )dt + K(1=0) (6)

onde os coeficientes Q,, Op Qn e Qs sdo obtidos derivando-se C,, em fungdode V, 6, w e &,
respectivamente,

4. FUNCAO DE TRANSFERENCIA DO SISTEMA

O modelo resultante, no dominio da frequéncia, ¢ aproximado por uma representagdo de
segunda ordem. Com esta modelagem pode-se determinar os ganhos Otimos pela
especificagdo do amortecimento. O esquema logico do controle conjunto de passo e de "yaw"
¢ visto na Figura 4.

Ce '
v regulador
W, ‘ - de yaw '
| ] dewn [
— ko
- (v )2 J/NACELE
=g | J

S 1
3 ﬁf (freio) ‘Un —_)‘g)
+ "

{regulador de 5.* J
. o poténcia -
. ¢ = > elétrica ! Q——)W
atuador
de passo <

Figura 4 -E_squerﬁé logico do controle conjunto do passo e do angulo de guinada.

4.1 No dominio do tempo.
O equilibrio dindmico do eixo do rotor eolico depende de C,, e do conjugado

eletromagnético C,, do coeficiente de atrito dindmico f, além de seu momento de inércia /, de
acordo com a equagao:

Tay=€, = €, = fio )

A parcela fo engloba todos os gastos de energia com periféricos do sistema (baterias,
sistema hidraulico, unidade de controle, etc). Como dado de projeto de um SCEE de 500 KW,

Hassan (1988) assume fw =10 KW quando em rp, em poténcia nominal. Além disso, o valor
de C, se relaciona ao eixo do rotor, devendo levar em conta as perdas da transmissido C,

=P/(® Nyraps)- Substituindo o valor de C,,, dado na equagao (5), na equagdo (7) vem:

c6=%(Qm-f)m +}(Q99 +Q56)+—11r~[v(t)—(3€] (8)
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4.2 No dominio da frequéncia (representacao SISO).

A modelagem do SCEE, no dominio da frequéncia, pode considerar o sistema na forma
SISO ("Single Input Single Output™) uma vez que a varidvel 8 tem uma variagdo muito lenta
em relagdo a 6, podendo ser considerada constante (por partes), para efeito da otimizagao do
ganho do controlador de passo Kg. Neste caso, o termo em J, na equacdo (8), € considerado,
também, parte da perturbagdo. Além disso, assume-se que: Q, € Qg sdo constantes e que a
perturbagdo (v(r) - C,) é compensada pelo integrador de passo. Entdo, aplicando-se a

Transformada de Laplace a equagdo (8), obtem-se a fungdo de transferéncia de malha aberta
(ftma):

o) O
Os) sl+f-0,

(€))

No caso considerado, o controlador de passo comanda a abertura da valvula que controla
a velocidade de deslocamento do pistdo hidraulico que faz o passo variar. Isto corresponde a
se ter como entrada a variagao do passo (d6/dt) ao invés de 0. O diagrama mostrado na Figura
5 representa o SCEE em malha fechada, onde Ky € o ganho do controlador de passo.

v(s)
OF s T & 1 0 ¢+ Cm 1
(= \H‘ 0 N . N, Vi e © N
>(T ‘_]E& I >Qn O >_LI+_f-9

Ty
Figura 5 Diagrama do SCEE em malha fechada com controlador proporcional.

A funcgdo de transferéncia de malha fechada correspondente a figura 5 €:

o(s) Ko Qo)1 o,

B = (10)
- 2 2

4.3 - Representacao MISO.

Na representagdo MISO ("Multiple Input Single Output"), considera-se d6/dt e 6 como
entradas do sistema em malha aberta. O controle de "yaw" ¢ feito pelo controlador de posigdo
da nacele y, que também pode ser proporcional (ganho Ky) pois ndo ha interesse em se ter
erro nulo neste sinal, em rp. Deve-se ressaltar que a estratégia de controle em y considera
uma zona morta, como mostrado na figura 6. Em caso contrario, o mecanismo de
acionamento de "yaw", mostrado na figura 2, estaria em operagdo continua, seguindo a
diregdo aleatoria do vento. Neste caso, haveria uma maior frequéncia de falhas mecanicas
deste mecanismo. A fragilidade deste mecanismo, nas turbinas de grande porte, ¢ 0 problema
mais importante nos casos em que se usa, unicamente, o controle de "yaw" para regular
poténcia (Avollio et alii, 1991). Glasgow et alii (1991) utiliza duas zonas mortas para o
controle de & (ou y,). Estando a nacele inicialmente parada, a margem superior Ad

representa o limite de erro abaixo do qual o controle em \, ndo atua. Quando a nacele entra
em movimento, a a¢do do controlador desaparece quando o erro em & atinge o limite inferior
3
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A$; . Simultaneamente, o freio entra em agdo fazendo a nacele parar. Por outro lado, ¢

necessario que o controlador de guinada tenha uma agao integral quando o passo atingir seu
valor limite, para garantir a regulagem de poténcia em rp. Na transi¢ao, a saida do integrador
¢ resetado. E importante frisar que as influéncias da zona morta e da agdo integral temporaria
sdo compensadas pela agdo do controlador de passo que € bem mais rapida. Desta forma, as
condigdes de projeto otimo dos controladores continuam validas. O diagrama completo para
regulagem de poténcia em malha fechada, ¢ mostrado na figura 6.

Figura 6 Diagrama de blocos do controle simultaneo em 0 e & para regulagem de poténcia.

5 - CALCULO DO GANHO OTIMO

5.1 - Método da alocagido de polos.

Neste caso, € comum se adotar duas condigdes limites: polos reais e iguais (£=1) ou
amortecimento otimo (£=0,7). Deve-se ressaltar que o termo “amortecimento otimo” refere-se
apenas a dinamica da velocidade rotorica, causada pelo controle de passo da pa. A técnica de
cancelamento do polo dominante ndo ¢ aplicavel a SCEE pois seus polos sdo variantes a
menos que sejam estimados em tempo real. Isto ¢, os polos dependem da velocidade do vento,
variavel cuja medi¢do ndo é confidvel, principalmente com rotores de grande porte, onde o
gradiente de velocidades do vento ¢é significativo. Com base na equagdo (10), o valor do
ganho 6timo Ky € dado por:

L 2
Mz(f Qm)2 (11)
410,68,
5.2 - Método de Riccati.

Este método baseia-se na solugao da Equagdo de Riccati (12), em regime permanente:
LA+A'L+LBr'B'L-C'qC=0 (12)

onde A, B, C sdo matrizes que definem o sistema e portanto conhecidas. Substituindo-se seus
valores na equagao (12) obtem-se o valor do ganho 6timo K,=[Kg,, Kgolt:
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6. RESULTADOS E CONCLUSOES

Os valores do ganho o6timo Kg, do controlador de passo, obtidos pelos dois métodos,

sdo mostrados nas figuras 7b e 7d, em conjunto com o valor obtido computando diretamente a
Funcgéo de Custo, 3, definida na equagdo (13), figura 7a. A figura 7c mostra o valor otimo de
Ks, segundo Riccati. Embora usando metodologias diferentes, os resultados sdo muito

semelhantes entre si quando se considera a condigdao de amortecimento com &=1, isto €, com
alocacdo de polos reais e iguais na malha fechada. Para r=0s, impods-se a condigdo de rp com
0,=15°. Foram realizadas 4 simulagdes com Kg = 0.20, 0.40, 0.60 e 0.80.

S=¢X(0-0,,) +ZU'rU (13)

onde (m—oo,e,.r)2 é o erro quadratico e (U’ r U) representa o esforgo de controle.

20—ECl=(erroW2~2 + r(dteta/dt}~2) o Kot {tetg) (Ricgti}

KGOI .
) R

—0.a4 - S FE ' S
047 ,
— 0.6k - S| R

-0.8| T T srae B oW E
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Figura 7 Valores de: a)FC; b)Kgo € ¢)Kj,, por Riccati; d) Koo por alocagdo de polos.

0
)

Na figura 8 b) e d), observa-se os resultados do controle de velocidade rotorica em
relagdo ao valor de referéncia (t=0) e da variagdo do passo em relagdo ao valor de regime
permanente no final da simulagdo, em conjunto com a varia¢do da velocidade 8 a) e de
direcdo do vento 8 c). Estas figuras mostram que as curvas relativas ao valor Kg=0.40

representam a condigdo de menor oscilagdo, caracteristico de sistemas de 2° grau com &=1.0.

Conclusao. A modelagem do SCEE para fins de controle atinge seus objetivos ao
permitir o calculo dos ganhos dos controladores que otimizem a dindmica do sistema em
opera¢do nominal. Por outro~lado, a representacdo de segunda ordem adotada mostra ser
confidvel uma vez que o valor do ganho Kgy, obtido a partir desta representagdo, ¢
corroborado pelo valor obtido diretamente pela computagdo da fungdo de custo.
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Figura 8 Variagdo de w e de O com a velocidade e a diregdo do vento.
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Abstract
An experimental 30 kW wind turbine OHM-30 has been installed in the Brazilian Wind Turbine Testing Center.
The main aim of the project is development of special wind turbines for moderate wind. This paper presents the
first part of the project involving the measurement of the power curve of the turbine OHM-30 according to LE.A.
(International Energy Agency). Several modifications in the turbine rotor and control strategies are emphasized.
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1. INTRODUCAO

O Grupo de Energia Eodlica da UFPE e o Centro Brasileiro de Testes de Turbinas Edlicas
iniciaram um projeto conjunto para desenvolver turbinas edlicas para geragdo de eletricidade
adaptadas as condigdes meteorologicas do Brasil. Diversos componentes e varias condigdes de
operacdo serdo testadas com o objetivo de se obter o melhor desempenho para as turbinas
edlicas. As mudangas no projeto dessas maquinas deverdo proporcionar uma maior produgio
de energia e menor custo comparado as turbinas eolicas convencionais projetadas para a
Europa e Estados Unidos.

O Centro Brasileiro de Testes de Turbinas Edlicas, criado em 1996 pelo Ministério da
Ciéncia e Tecnologia, possui infra-estrutura e equipamentos que permitem a realizagdo das
seguintes atividades:

e Teste do desempenho (curva de poténcia) de turbinas edlicas em condigdes reais de
funcionamento.
Investigacdo da dindmica estrutural e aeroelasticidade de rotores de turbinas edlicas.
Determinacdo das principais cargas (extremas e de fadiga) atuantes em turbinas eolicas em
fungdo das condigdes de vento do Brasil.

e Obten¢do de dados para subsidiar a criagdo de normas técnicas e padronizagdo dos
componentes de turbinas edlicas para a  utilizagdo no Brasil.
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A primeira fase deste projeto estd sendo o teste de desempenho (andlise da curva de
poténcia) e determinagdo das forgas estruturais e aeroelasticas atuantes em uma turbina eolica
de 30kW com 12,8m de didmetro. Este trabalho apresenta os resultados de testes realizados
pelo Grupo de Energia Eolica na turbina OHM-30, envolvendo modificagdes no rotor e nas
caracteristicas operacionais da turbina eolica para a investigagdo da curva de poténcia em
condigdes reais de operagdo. Os testes experimentais estdo sendo utilizados para validar os
modelos matematicos empregados na analise aerodinamica e aeroelastica dos rotores de
turbinas eolicas.

2. A TURBINA EOLICA OHM-30

A turbina eodlica experimental instalada no Centro Brasileiro de Testes de Turbinas
Eolicas (ver Figura 1) ¢ uma turbina eodlica de eixo horizontal, com um rotor de trés pas
posicionado na frente da torre em relagdo a diregdo de vento incidente. As pas sdo rigidamente
conectadas ao cubo, que transmite o torque aerodinamico ao eixo principal da turbina. Um
multiplicador de velocidade transfere o torque mecanico para o eixo do gerador assincrono
produzindo eletricidade. Na nacele, encontram-se instalados de forma integrada o
multiplicador de velocidade, o gerador, os eixos de baixa e alta rotagdo, o freio mecanico € o
sistema hidraulico. O sistema de giro (yaw), que tem por finalidade manter a orientacdo
correta do rotor em relagdo a diregdo do vento, conecta a nacele a torre. A Tabela | contém as
principais caracteristicas técnicas desta turbina edlica.

Figura 1. Turbina Edlica OHM-30 e container com sistema de controle e instrumentos de medigao
(instalada no Centro Brasileiro de Testes de Turbinas Edlicas).

A maioria das pas desenvolvidas para turbinas eolicas (Hill et al., 1989), (Spera, 1994),
utilizam velocidades de vento de nominais de 14-16m/s (velocidade de vento na qual o rotor
atinge poténcia nominal). As pas utilizadas neste projeto foram projetadas para ter uma grande



eficiéncia em locais com velocidade de vento moderada. O coeficiente de poténcia maximo
ocorre a uma velocidade de projeto de 7m/s. A Figura 2 mostra o grafico do coeficiente de
poténcia, Cp, em funcdo de A, que ¢ a relagdo entre a velocidade da ponta da pa e a velocidade
de vento, para uma rotagdo de 71 rpm.

Tabela 1. Dados técnicos da turbina eolica OHM-30kW

Poténa nominal _ 30kW

Diametro do rotor 12,8m

i
olos, 380V

Freio aerodinamico

Velocidade de corte 25m/s

05 =P

Peso total da nacele 1.700kg

04

03

0.2

0.1

Figura 2. Relagao entre o coeficiente de poténcia, Cp e A para a pa LM6.1 - 71 rpm.
= Fonte: LM BLADES A. S.



Normalmente uma pa ¢ dividida em varios setores (na dire¢go longitudinal) e diferentes
perfis aerodinamicos sdo empregados para cada setor. As pas testadas no Centro Brasileiro de
Testes de Turbinas Eodlicas, modelo LM6.1, tem basicamente duas séries de perfis
aerodinamicos: a série FFA-W3-XXX e a série LM2-XX. Eles reunem as caracteristicas de
bom desempenho aerodinamico a velocidades de vento moderadas, grande rigidez estrutural -
permitindo a construgdo de pas estreitas e leves, e pequena variagdo dos coeficientes
aerodinamicos mesmo na ocorréncia de acumulo de sujeira na borda de ataque do perfil.

Os principais parametros geométricos de um aerofdlio sdo a corda e o angulo de torgdo.
A Figura 3 mostra a variagdo destes parimetros em relagio a posigdo na pa LM6.1. Angulos
de torsdo em pas de turbinas eodlicas geralmente apresentam valores bem acentuados, na
Figura 3, por exemplo, observa-se um valor maximo superior a 20°. A corda da pa também
varia de forma ndo linear ao longo do comprimento e tem um valor médio de 360mm.

1 25
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08F |\ —TORGAD - 20
\
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0.2} 15

0 0

0
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Figura 3. Variagao da corda e do angulo de tor¢do na pa LM6.1.
3. CURVA DE POTENCIA

Em seguida sdo apresentados alguns resultados experimentais do desempenho da turbina
edlica OHM-30. Testes de campo para avaliagdo da curva de poténcia foram realizados de
acordo com as normas recomendadas pela Agéncia Internacional de Energia (Frandsen et al.,
1990). Os procedimentos para teste de curva de poténcia envolvem os seguintes topicos:

1. Medigdo das condi¢des atmosféricas. Este item define a especificagdo (caracteristicas
técnicas) e localizagdo (distancia da turbina edlica) correta dos sensores para a coleta dos
dados atmosféricos. A calibragdo e instalagdo (altura, posi¢do) dos sensores de velocidade e
diregdo de vento ¢ de fundamental importancia.

2. Medigao dos parametros da turbina eolica. Durante o teste as condigdes de operagdo da
turbina eolica devem permanecer constantes. Varios parametros devem ser monitorados
como a velocidade angular do rotor, giro da nacele (yaw), tensdo da rede, etc.

3. Sistema de aquisi¢do de dados. O sistema de aquisi¢ao de dados deve ter uma caracteristica
linear em toda a faixa de frequencia/amplitude dos pardmetros medidos. O intervalo
minimo para a coleta de dados ¢é de 0,5Hz. A calibragdo dos instrumentos para medigdo da
poténcia devem permitir a verifica¢do durante todo o teste.




4. Coleta de dados. O procedimento de coleta de dados deve garantir que nenhuma
caracteristica particular da turbina eolica seja favorecida ou desprezada. Os valores de
velocidade de vento e poténcia gerada devem ser agrupados em médias de 10min.

5. Eliminagdo de dados errados. Dados coletados com o anemometro na esteira da turbina
eolica devem ser descartados.

O primeiro teste de desempenho realizado teve como objetivo comprovar os resultados
tedricos (computacionais) obtidos da analise aerodinamica do rotor. O angulo de passo (pitch)
utilizado foi de -1° e a rotagdo nominal do rotor 67 rpm. O didmetro do rotor tem 12,8m
devido a dimensdo do cubo. A Figura 4 mostra a comparagdo entre as curvas de poténcia
tedrica e experimental. A poténcia bruta extraida do vento € calculada atrvés da equagdo 1.

:%xpxCprxVJ (1)

onde:  p=massa especifica do ar

Cr = coeficiente de poténcia

A =area varrida pelo rotor

V =velocidade de incidéncia do vento

Uma grande quantidade de pontos foram coletados entre 6m/s ¢ 16m/s (cerca de 500), no

entanto poucos pontos foram coletados fora desta faixa de velocidade de vento e ndo foram
incluidos no grafico. Os resultados experimentais foram satisfatorios mostrando uma
excelente concordancia entre a curva de poténcia calculada teoricamente e os dados reais da
turbina em operagao.

POTENCIA (kW)

5 5w s : . . |=TEORICO
==EXPERIMENTAL

0 "l ! " | L ! L .
0 3 6 9 12 15 18 21 24

VELOCIDADE DE VENTO (m/s)
Figura 4. Comparagao entre a curva de poténcia calculada através da analise aerodinamica do rotor e
valores experimentais obtidos durante teste de campo. Rotagdo: 67rpm.

4. MODIFICACAO DA ROTACAO

Varias investigagdes foram realizadas, utilizando-se o modelo computacional (programa
Blades de Garrad Hassan & Partners), a fim de se obter um melhor desempenho para a turbina
eolica operando com uma rotagdo de 71 rpm. A Figura 5 compara varias curvas de poténcia




com diferentes valores para o angulo de passo (de -0,5° a -2%. Pode-se notar a grande
influéncia do dngulo de passo (pitch) da pa na poténcia nominal do rotor. O angulo de passo
de -1° foi adotado para a operagédo da turbina edlica pois esta configuragdo otimiza a geragdo

de energia em fungdo das cargas aerodinamicas atuantes no rotor (Fuglsang et al., 1995),
(Giannakidis et al., 1996).
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Figura 5. Influéncia do angulo de passo da pa na curva de poténcia. Rotagao: 71rpm.

5. MODIFICACAO DO PERFIL AERODINAMICO DAS PAS

O perfil aerodindmico das pas, proximo as extremidades, foi levemente alterado com a
colocagdo de fitas adesivas especiais na superficie superior junto a borda de fuga. O objetivo
desta alteragdo ¢ evitar os efeitos de um fendmeno chamado “spanwise flow” (fluxo ao longo
da pa), onde um fluxo de ar ¢é direcionado para a ponta da pa devido a rotagdo do rotor. Isto
geralmente causa um retardamento do stall nas regides interna ¢ média da pa (Montgomerie,
1996). A figura 6 apresenta um desenho esquematico do perfil com a fita adesiva.

E8m

—H—r

Figura 6. Localizagao da fita adesiva nas pas da turbina OHM-30.



Para uma turbina de passo fixo e rotagdo fixa (controlada por stall), o retardamento do
stall significa perda de controle da poténcia gerada e, neste caso, picos de poténcia podem
acontecer, resultando em danos no gerador e a ocorréncia de forgas aerodindmicas elevadas
(Spera, 1994). Na turbina OHM-30, procurou-se manter o controle da poténcia nominal em
torno de 30kW e valor das forgas aerodinamicas préximo as cargas de projeto.

A Figura 7 apresenta os valores experimentais da curva de poténcia com as modificagdes
de rotagdo, angulo de passo e do aerof6lio. A curva de poténcia calculada teoricamente
também € mostrada na figura para comparagao.
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Figura 7. Dados experimentais da curva de poténcia da turbina OHM-30 (didametro: 12,8m; rotagéo:
71rpm; pitch: -1°). Curva de poténcia teérica utilizada para comparagao.

6. CONCLUSOES

Ha uma grande coincidéncia entre os valores experimentais ¢ a curva de poténcia
calculada na faixa de baixa e média velocidade de vento. Entretanto, entre 9m/s e 12m/s, a
curva de poténcia real (experimental) apresenta um aumento significativo de poténcia em
relagdo a curva teorica. Pesquisas estdo sendo realizadas para confirmar a hipotese de que a
mudanga no perfil da pa associado as caracteristicas de fluxo laminar (com intensidade de
turbuléncia de apenas 10%) do vento que sopra no Nordeste do Brasil modificaram o
comportamento aerodinamico das pas, aumentando a poténcia gerada pela turbina OHM-30
em velocidades de vento entre 9m/s e 12m/s.
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Abstract
The construction of a 5 m diameter, three bladed horizontal axis wind rotor is presented. The blades are made
of laminated wood and they have their pitches controlled by a synchronised centrifugal device. Simple
solutions are employed to allow rotor fabrication in small workshops with common machines.
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1. INTRODUCAO

Desde o inicio de sua aplicagdo, ha milhares de anos atras, a energia eolica tem sido
convertida para propulsio de barcos, bombeamento d’agua para irrigagdo ou drenagem,
moagem de grios, etc. O versatil sistema edlico para geragdo de eletricidade foi concebido no
século passado (em 1890, o governo dinamarqués iniciou um grande programa para o
desenvolvimento de sistemas edlicos de geragdo elétrica em grande escala, segundo Eldridge,
1975), permitindo maior eficiéncia total devido aos conversores elétricos utilizados € o
emprego de rotores edlicos mais rapidos e eficientes. Além disso, a energia elétrica gerada
pode ser facilmente transmitida desde o local de instalagdo da turbina, onde ha bastante vento,
até onde ela pode ser convertida para aplicagdes diversas de interesse. Os aerogeradores
podem ser autdénomos ou ligados diretamente a rede elétrica, sendo este dltimo tipo mais
econdmico por ndo precisar de armazenadores (baterias) de energia para manter a constancia
no fornecimento de energia. No entanto, devido & maior competitividade tecnologica e
econdmica de outras fontes de energia, houve um periodo de pouco interesse em sistemas de
conversdo de energia edlica (SCEE) até o ultimo quarto do século XX, quando a crise
energética de alguns paises mostrou a necessidade de outras fontes comporem suas matrizes
energéticas. O novo interesse pela energia edlica, motivado por suas vantagens economicas,
estratégicas e ecologicas, fez com que sua aplicagdo se intensificasse em todos continentes.
Com o mercado mundial centrado principalmente na California, onde mais de 15000
aerogeradores haviam sido conectados a rede elétrica até 1990 (Loose & Ancona, 1991), a
industria eolica floresceu e os sistemas eolicos atingiram sua maturidade tecnoldgica. Ja em
1990, o centro de gravidade daindustria edlica havia se movido dos Estados Unidos para a
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Europa (Garrard, 1990). Enquanto isso, a competitividade econamica dos sistemas eolicos
vem aumentando €, recentemente, nos locais com os melhores potenciais eolicos, a energia
elétrica gerada tem atingido o custo de 4 cents US$/kWh.

No Brasil, as pesquisas em energia edlica comegaram no final da década de setenta (por
exemplo, o projeto de um aerogerador acionado por um rotor Darrieus foi executado no
Departamento de Engenharia Elétrica da Universidade Federal da Paraiba, através de convénio
com a Eletrobras assinado em 1977) mas as instalagdes de modestos parques edlicos de cerca
de 1 MW, com turbinas eolicas de médio porte importadas, s6 vieram a ser realizadas por
algumas concessionarias de energia elétrica (CEMIG e COELCE) nos tltimos trés anos.

No Nucleo de Energia (NERG), UFPB, dentro de sua linha de pesquisa em energia
edlica, tém sido executados projetos orientados principalmente para a realidade da regido.
Como muitas dareas rurais hoje ndo atendidas pela rede elétrica, ndo podem mais ser
consideradas como apenas temporariamente isoladas, pois esta cada vez mais claro que a
maioria teria que esperar mais de um século antes que a rede possa atingi-la, parece-nos que 0s
SCEE auténomos podem dar uma importante contribui¢do para o desenvolvimento regional.

Na drea de energia eolica, houve uma mudanga nas pesquisas do NERG para as
turbinas de eixos horizontais, optando-se para a construgdo de sistemas que sirvam de
bancadas de testes com as seguintes especificagdes: baixa poténcia, para diminuir os custos das
pesquisas e diminuir os requisitos da drea de testes; construgao modular que permita a troca de
cada componente para testes individuais; facilidade de operagdo, manutengdo e troca de
componentes; possibilidade de construgdo de seus elementos na oficina mecanica do NERG e
com materiais facilmente encontrados no mercado local.

2. O SCEE PROPOSTO

A partir dos dados fornecidos pela CELB (Companhia de Eletricidade da Borborema)
de Campina Grande, Paraiba, verificou-se que, na darea rural na regido suprida por esta
concessiondria, o consumo médio anual de eletricidade por propriedade rural € de cerca de 830
kWh. Usando-se a distribui¢do de frequéncia de velocidades do vento para Campina Grande
(Bandeira, 1990), pode-se estimar que, com a utilizagdo de aerogeradores de 1,5 kW seria
fornecida uma energia anual de 1200 kWh, aproximadamente. Para isso, ¢ especificado que o
sistema comece a gerar a velocidade do vento (V) de 3,5 m/s e atinja sua poténcia nominal a V
= 7,5 m/s. A partir desta velocidade, a poténcia
¢ mantida constante e igual a 1,5 kW, até que o
sistema seja desligado para V > 15 my/s.

O sistema proposto (vide Figura 1) tem a
seguinte configuragdo orientada para testes de
campo: um rotor edlico de eixo horizontal com
trés pas controladas por dispositivo centrifugo;
um freio automotivo acionado hidraulicamente;
um torquimetro de eixo rotativo com sinais
transmitidos por contatos anéis-escovas; uma
caixa de multiplicagdo de velocidade; e um
gerador elétrico (vide os componentes da nacele
construidos e instalados no suporte desta na
Figura 2). Um leme direciona o eixo da turbina
para a diregdo do vento. Este leme pode também
ser articulado manualmente para a posig¢do
perpendicular ao eixo do sistema, de modo a
Figura 1. Esquema do SCEE. mante-lo desativado.
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Como sdo previstos testes com combinagdes de diversos componentes, ajustes destes €
manutengdes periodicas, o facil acesso ao conjunto nacele-rotor, no topo da torre, deve ser
permitido. Assim, decidiu-se utilizar uma torre articulada em torno de um eixo ao nivel do
solo, 0 que torna possivel baixar todo o conjunto com facilidade. Com o auxilio de uma
estrutura secundaria, fixada perpendicularmente a torre, perto de sua base, o conjunto pode ser
erguido, ou baixado, com menor esforgo através da tragdo de um cabo de ago. A torre foi toda
construida com perfil “L” soldado (vide Figura 3).

Para testar o SCEE, estdo sendo instalados sensores para medir os valores dos
seguintes parametros de interesse: temperatura do ar, pressdo do ar, precipitacdo, velocidade e
diregdo do vento, angulo de passo das pas, deformagdo na se¢do da raiz da pa, direg¢do da
nacele, torque no eixo primario, velocidade de rotagdo do eixo e poténcia elétrica fornecida.
Um sistema de aquisi¢do de dados para armazenamento dos valores dos parametros medidos
que serdo posteriormente reduzidos nos célculos dos valores médios, desvios padrao, poténcia
no eixo do rotor, poténcia elétrica de saida, etc.

Figura 2. Foto do conjunto da nacele.

FFigura 3. Foto da torre.
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3. CONSTRUCAO DO ROTOR EOLICO

O rotor eolico de eixo horizontal tem 5 m de diametro e € composto de trés pas de
passo variavel controlado por um dispositivo centrifugo. Dentre os diversos perfis
aerodinamicos considerados, optou-se por empregar um unico perfil, o LS(1)-0421MOD,
devido a sua adequagdo para escoamentos de baixas velocidades, a disponibilidade de suas
caracteristicas aerodinamicas para uma faixa de dngulos de ataque que vai além da estolagem
(McGhee & Beasley, 1978) e a sua boa espessura, para dar rigidez estrutural. No projeto
aerodinamico das pas, foi empregado um método de otimizagdo do rotor que, aplicando o
método dos elementos de pd, maximiza a eficiéncia de conversio em cada elemento, a
semelhanga do método proposto por Glauert (1935) para hélices. Como foram considerados
dez elementos de pa, o programa computacional que codifica este método, fornece a geometria
da pa nestas dez estagoes.

A equipe do NERG ja projetou e construiu sistemas edlicos acionados por turbinas de
eixos verticais tipo Darrieus de pas curvas e de pas retas, e pequenos rotores de eixos
horizontais com duas pas, todos com pas fabricadas com madeira laminada. Durante essas
experiéncias, foi treinado pessoal técnico e montadas oficina mecanica e marcenaria
apropriadas para esta tecnologia.

A madeira vem sendo usada na construgdo de rotores aerodindmicos devido as suas
caracteristicas de boa relagdo peso/resisténcia ¢ de excelente resisténcia a fadiga. A madeira de
Freijo foi considerada a mais apropriada para este tipo de aplicagdo, tendo sido amplamente
usada na construg¢do aeronautica.

Como as caracteristicas de resisténcia das madeiras variam com a dire¢do das fibras,
alguns requisitos devem ser satisfeitos para o uso deste material em rotores aerodinamicos,
como inclinagdo maxima das fibras, tamanho maximo dos nos, etc. (Drake, 1946 , Gurfinkel,
1973). No entanto, madeiras com essas especificagdes ndo foram encontradas, tendo-se
selecionado as melhores pranchas disponiveis no mercado local.

As pas tém um comprimento de cerca de 2,30 m e geometria complexa, reunindo
superficies curvas superior e inferior diferentes, afilamento em dire¢do a ponta e torsdo. A
fabricagdo destas pas foi feita artesanalmente com
o auxilio de um dispositivo constituido de uma
mesa de referéncia e um eixo de suporte dos
gabaritos das segdes (vide Figura 4). Estes
fornecem as geometrias precisas das dez segdes
de referéncia fornecidas no programa de projeto
das pas.

Depois de cortada a madeira em laminas e
feita a colagem destas, a pega laminada foi fixada
a mesa de referéncia para ser trabalhada. Primei -
ramente, foram ajustadas as segdes com gabaritos
e, depois, as outras partes da pa foram esculpidas
de forma a manter a concordiancia daquelas
. segOes. As trés pas fabricadas tém peso médio de
6,74 kg. (Vide Figura 5.)

O cubo do rotor, que transmite os esforgos
das pds para o seu eixo, ¢ formado por duas
placas circulares de ago entre as quais sdo fixados
os mancais dos eixos das pas (vide Figura 6).

Figura 4. Mesa de gabaritos e pa.
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Figura 5. Foto de uma pa.
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4. CONTROLE DE POTENCIA

Durante o regime de geragdo nominal, o
rotor deve ser controlado para que tenha sua
eficiéncia diminuida de maneira a manter a
poténcia de saida do gerador aproximadamente

{ constante. Para isso, ele deve ser operado a

velocidade de rotagdo variavel e passo das pas

¢ variavel. A tecnologia mais simples, amplamente

empregada em SCEE de pequeno porte ¢ de baixo
custo, consiste de um dispositivo mecanico
acionado pela forca centrifuga. Neste, um cabo de
ag¢o transmite o movimento da polia principal,
vinculada a massa do brago do centrifugo, a polia
secundaria acoplada ao eixo da pa.

Devido ao caso de carregamento no qual
se considera a perda da carga do gerador, quando
a velocidade de rotagdo € elevada e,
consequentemente, as forgas centrifugas sobre as
pas sdo aumentadas, os mancais de bronze
primeiramente previstos para os eixos das pas,
tiveram que ser substituidos por dois rolamentos:
um radial e outro axial. Isto causou um aumento
substancial no peso e no custo do rotor.

Figura 6. Vista do cubo com as pas e sem o controlador centrifugo.
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5. CONCLUSAO

O trabalho aqui apresentado tem sido de importancia na verificagdo de programas
computacionais usados no projeto de SCEE, no desenvolvimento de métodos de fabricagdo e
no treinamento do pessoal técnico.

Atualmente, as ultimas partes do cubo estdo sendo fabricadas, prevendo-se a montagem
do rotor para breve.

As proximas etapas serdo: balanceamento do rotor, montagem do SCEE na Central de
Testes, instalagdo do sistema de aquisi¢do de dados e testes de campo.

E previsto para o futuro, a construgio de pas de fibra de vidro e resina, usando-se uma
pa de madeira como modelo para confecg¢ao do molde.

Espera-se que , a partir destes estudos, SCEE's industriais venham a ser desenvolvidos e
empregados amplamente.
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Abstract
This work presents a numerical and experimental study to evaluate some parameters of the
heat transfer in a stone bed solar collector - The outlet temperature and humidity. The
numerical analysis is based on the equations obtained by the energy balance using the concept
of lumped formulation and fourth order Runge-Kutta’s method applied to this non-linear case.
The results are then compared to an experiment and were considered satisfactory for design
purposes.
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1. INTRODUCAO

A realidade econdmica dos Estados da Amazonia estd voltada principalmente para a
agricultura, mais diretamente a produgdo de grdos que, somando-se as dificuldades
ocasionadas pela distribui¢do de energia e a preocupagdo com o meio-ambiente, além dos
baixos custos de implantagdo e manutengdo mostram a importancia da secagem pelo
aproveitamento da energia solar usando um absorvedor (coletor) solar com leito de pedras.
Assim foi dado inicio a este trabalho que ¢ a continuagido de um estudo teorico-experimental
de um coletor solar com leito de pedras de Grés-do-Para para atender as necessidades de
secagem de produtos agricolas, tais como: soja, cacau, guarana, etc.

2. COLETOR SOLAR
2.1 Esquema do Coletor Solar

Passando por uma cobertura transparente a radiagdo solar chega ao Grés-do-Para, e este
por sua vez fornece energia para o ar por convecgdo forgada (figura I) provocada por um
ventilador colocado na parte frontal do coletor.

O balango de energia ¢ feito tanto para o fluido como para o leito, onde o resultado € um
sistema de equagdes diferenciais.
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Figura 1- Representagdes esqueméticas do coletor solar.
2.2 Hipoteses

Tornam-se necessdrias algumas limitagdes impostas a equagdo da energia para a
simplificagdo das equagdes que descrevem o comportamento do fluido e do leito de pedras.
Primeiramente, considera-se desprezivel a espessura da cobertura assim como considera-se a
cobertura transparente, seguindo entdo as hipoteses relativas ao fluido ¢ ao leito de pedras.

2.2.1 Fluido

Temos as seguintes hipoteses:
- Fluido incompressivel,
- Propriedades constantes;

- Desprezam-se as variagdes de temperatura e velocidade na diregdo z;
- Convecgdo predominante na diregdo axial.

2
- Perfil de velocidade completamente desenvolvido, i tf =03
ax‘.
Portanto, a equagdo da energia reduz-se a:
Ty  aT; 0% T¢
6O G+ e )= e "

2.2.2 Leito de Pedras

Como o leito € fixo, eliminam-se da equagdo da energia os termos que possuem

velocidades, considerando troca de calor apenas por condugdo. Entdo, para o leito de pedras,
foram feitas as seguintes limitagdes:

- Propriedades constantes;

- Despreza-se a varia¢do de temperatura na dire¢ao z;
- Troca de calor apenas por condugio.
Portanto para o leito:

2 2
oT, kp | 07T, 07T,
= 2 7 ik 2)
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2.3 Condicoes de Contorno e Condicoes Iniciais

Tabela 1 - Quadro das condigdes de contorno e iniciais

FLUIDO ' : LEITO DE PEDRAS
1| =0 | Tp = Te(x,y,0) =T, (0) | 1 [t=0 Tp = Tp(%,,0) = T (0)
2| x=0 | Tf =Te(0,y,) =To(t) | 2 [x=0 aT,
— =0 (Isolado)
ox
3| y=H My » 3 |x=L oT
ke ——=h (Tu(t)-T e
oy ( £) = =0 (Isolado)
4 |y=-H T 4 |y=-(H+b) | oT
~kp— =l (T~ Te) E" = 0 (Isolado)
5 |y=-H aT, 4
kp—a*y-z h (Tg -*Tp)—~ao' Tp + 0t Ig(t)

2.4 Concentracao de Parametros

2.4.1 Fluido

Esta concentragdo de parametros visa a simplificagdo matematica do modelo ignorando a
variagdo de temperatura e velocidade em uma certa dire¢do e se utilizando das grandezas
meédias. Assim, para o fluido, esta concentragdo de parametros pode ser aplicada na diregdo y,
devido a variagdo na diregdo axial ser mais significativa para o processo. Entdo, elimina-se a
dependéncia da temperatura em y definindo:

J'H

e 4O Te(x,y,t) dy
Te(x,t) =

JB uty) dy

3)

Sendo que pela definigdo de velocidade média na conservagdo da massa, temos:
H =
1 uty) dy = 2Hu | @

Com o objetivo de introduzir o conceito de parametros concentrados, aplica-se, entdo, o

0erad0r—-1-- H[ ] u(y) dy na equa 50(1) assume-se ueﬁﬂv( C¢u ﬁ assim

como nas condig¢oes de contorno (3) e (4) da tabela (1).

Verificando-se as condigdes de contorno prescritas para o fluido, obtém-se uma equagio
diferencial cuja solugdo se expressa por:

Te(x,0) = T (1) e"Ax+§-£l(l—e_Ax) (5)
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Sendo:

(h* +h) (h" Ty (1) + h Ty (1))
mt Y o B -
2Hu (pO); 2Hu (pO);

(6)

Podemos aplicar o conceito de concentragdo de parametros em Tf(x, t) para obtermos a
temperatura média ao longo «.. "~e¢do do escoamento no tempo, fazendo:

~ 1 (L=
Tr0 =)y Tecon ax ™

2.4.2 Leito de Pedras

A variagdo da temperatura do leito cori. _~0es x e y € menos significante que a
variagdo da temperatura com o tempo, portanto a concentragdo de parametros aplicada ao
leito ¢ feita tanto na dire¢do y quanto na diregdo x. Assim temos:

== 1=
Tt =

5o it
_{H+b]Tp(x'| p,Hdy e Tp()= I‘[O Tp(x,1) dx (8)

: 1 (-H 1 {C "
Aplicando-se os operadores bL (H+b)[ ]dy e -Ijj‘o[ | dx na equagdo (2) e nas

condigées de contorno (2),(3),(4) e (5) prescritas para o leito, assumindo que na formulagio
concentrada os valores médios sdo idénticos aos valores na superficie, temos:

dT,

h ~ =~ 1 7
(PC)pr=E(Tf ~TpJ¥ o [ Ig(t) €0 Ty ] e

Temos um sistema de equagdes formadas pelas equagées (5), (7) e (9) em que se
encontra a solugdo através de um método matematico iterativo (Método de Runge-Kutta)
mediante recurso computacional, que fornecerd como solugdo a temperatura de saida do
fluido assim como a temperatura do leito de pedras.

3. AVALIACAO DOS COEFICIENTES MEDIOS DE TROCA DE CALOR

3.1 Correlagoes Internas

Para escoamento em meios porosos (Kneule, 1966):
_ Bf ~2/3 .
h=6(1-Y) y (pC)¢ uPr ] (10)

Sendo o fator de Colburn:

i=1,95 Re™', se Re < 350 e j=1,064 Re™*', se Re > 350 (11)
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3.2 Correlagoes Externas

Segundo (Duffie e Beckman, 1974) o coeficiente de troca de calor da cobertura exposta
ao vento externo ¢ dado por:

h,, =57 + 3.8 u, (12)

4. DADOS EXPERIMENTAIS E COMPARACAO DOS RESULTADOS

Foi feita uma simulagdo usando do sistema de equagdes do coletor solar que permite que
se calcule teoricamente a temperatura de saida do fluido para qualquer instante de tempo.
(Rendeiro e Mesquita, 1993) verificaram o comportamento diario de um coletor solar com
leito de Grés-do-Para utilizando um coletor prototipo e fornecendo como resultado uma serie
de medidas de temperatura e umidade feitas a cada 15 minutos de 9:30h da manhd até as
18:00h. As temperaturas fornecidas pela figura 2 sio as temperaturas de saida do ar calculada
e experimental (em Kelvins) do coletor ao longo do dia (em segundos).

nmne
nar
EIFAT
Jn0.e8 LEGENDA
T08.94 / A | Temp Exper |
S Temp Calcul.]
0872 f
104,10 s

|

ooess

o

1020.00 IS7A.00 4334.00 564,00 |I6TLO00 15610.00 L18768.00 21776.00 24484.00 27442.00 30630.00 1

Figura 2- Grafico comparativo da temperatura a saida do ar calculada e experimental ao longo do dia.

5. ANALISE DE SENSIBILIDADE

Acrescentam-se, no programa de computador para resolucdo do sistema de equagdes no
estudo do coletor, alguns lagos (vazdo, comprimento, area) com a finalidade de gerar uma
ampla visualizagdo do fenomeno. Na figura 3, as curvas relacionam relagdes de temperatura
de saida por temperatura de entrada para varios nimeros de Reynolds.

w37 9\ \'

1294.36 220208 JIBGOT 414708 B11B.68 408181 FOSIL3 BOIRIE 698701 99%4.84
be

LEGENDA

LH=125
LH=100
LH=75
LH=50
LH=25

0= 0P

Onde:Te= To ¢ H = 0,04m

Figura 3- Grafico da temperatura de saida pela entrada versus Reynolds para t=14:36 h
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6. AVALIACAO DA UMIDADE A SAIDA DO COLETOR

Tendo em maos os valores da umidade relativa a entrada medida e da temperatura tedrica
do ar na saida, além de ndo considerar as perdas de pressdo ao longo do leito e sabendo-se que
a umidade absoluta no processo permanece constante (w.=w,=w), calcula-se, entdo, a umidade
relativa na saida do leito pela equagao:

_ ® Patm
by = pgs(®+0,622) ¥
Com:
© = 0.622 e PLe (14)

Pge (Patm — Pe P8e)

6.1 Resultados
As figuras 4 e 5 mostram os resultados comparativos tedricos e experimentais.

o / ,/M ——
LEGENDA .

ne AfA=1m?
: i //q" /_‘_____, o | Am2md
.00 alst P o
el L o | A=
il o |#2 am /0/ — g e 3
- — — -1 A= dm
na L ™ o e ~-’/_,._. e e B | A= Sm’
& P I
- o e
T =
na
102000 97RO 4300 BEM.00 |ZUE1.00 1L 06 21880.00
¥ 68 o688 47 204 2 w1 A3 dal .0
#1=Umidade medida & sntrada do colster  $7= Umiduda madida » saids du caletor Oy = 0,008 m}ju Qeen

# =Umidade calculada 4 saida do coletar
Figura 4- Umidades relativas experimentais e Figura 5- Relagdo umidade entrada/saida versus
calculada versus tempo vazao adimensionalizada para t=14:36 h

7. CONCLUSAO

O modelamento, usando a formulagdo concentrada com resolugdo pelo método de
Runge-Kutta de quarta ordem, foi feito de forma a evitar o que havia sido proposto por
(Rendeiro, 1981) que se baseia na divisdo do coletor em diversos elementos infinitesimais dx
num processo passo-a-passo (step-by-step) tipicamente iterativo. Neste trabalho, ¢
demonstrado que os resultados obtidos através da formulagdo de parametros concentrados
aplicada na equagao da energia para o coletor solar sdo aceitdveis para fins de projeto pelo
fato de estarem em pleno acordo com os dados experimentais.

8. SIMBOLOS
A area absorvedora do coletor;
b  profundidade do leito de pedras;
B largura do leito de pedras;
C calor especifico a pressdo constante;
d didmetro de uma esfera com volume igual ao da pedra;
Dy diametro hidraulico;
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coeficiente médio de troca de calor por convecgdo;
condutancia térmica da cobertura;

metade da altura do canal de escoamento;

intensidade de radiagdo solar global;

fator de Colburn;

condutibilidade térmica;

comprimento do leito de pedras;

numero de Reynolds;

tempo;

temperatura;

velocidade;

porosidade do leito de pedras;

viscosidade cinematica do ar;

didmetro de uma esfera com volume de um corpo compacto;
fator de forma (relagdo entre a superficie de um corpo compacto de uma esfera

qualquer sobre a superficie de uma esfera de mesmo volume cujo valor € igual a 1,3);

pg

pressdo de saturagdo do vapor d’agua a temperatura de entrada ou saida do leito;

patm pressao atmosférica.

8.1 Simbolos Gregos

o
£

2 QD < A

absortividade;

emissividade;

transmissividade;

viscosidade;

massa especifica;

constante de Stefan-Boltzman;

umidade absoluta do ar;

umidade relativa a entrada ou saida do leito.

8.2 Caracteres subscritos e sobrescritos

! v o x 8T

fluido;

leito de pedras;

ambiente externo;

direcdo axial;

entrada do leito;

saida do leito;

valor médio dependente do tempo (indice sobre a temperatura);
valor médio dependente do comprimento e tempo (idem).
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Abstract

This work presents a numeric-experimental analysis of temperature and velocity fields inside a hot water
reservoir in transient conditions. Initially the tank is at an uniform temperature and thereafter subject to a slow
cooling at ambient temperature. A finite volumes method is applied in order to perform this analysis, with a
bidimensional model in cylindrical coordinates. The program is continuously fed by 14 polynomials, which
prescribe the tank wall temperature. These polynomials vary with the tank height and have time as argument.
They were originated from experimental tests on a tank with an aspect ratio (height/diameter) close to unity. The
temperatures of the walls and the center were measured by means of iron-constantan thermocouples. Errors
caused by contact resistance and by the thermocouples themselves were also analyzed, with satisfactory results.
Numerical tests show an excellent agreement between theoretical and experimental results.

Keywords
Analise numérico-experimental, armazenamento de calor, energia solar, convec¢do transiente / Numerical-
experimental analysis, heat storage, solar energy, transient convection.

1. INTRODUCAO

Sistemas de aquecimento de liquidos para diversas finalidades usualmente utilizam
armazenamento para otimizar seu funcionamento. Particularmente em sistemas solares de
aquecimento, o armazenamento € fundamental para garantir o aproveitamento da energia
também no periodo noturno ou no dia seguinte. Para se conhecer mais detalhadamente os
sistemas solares, melhor dimensiona-los e analisar seu comportamento, ¢ de interesse
proceder uma simulagdo térmica detalhada dos elementos do sistema.

Para a simulagdo térmica de um sistema solar € necessario conhecer o comportamento
térmico e hidrodinamico do reservatorio. Neste trabalho, esta analise ¢é feita através de um
estudo numérico combinado com uma cuidadosa analise experimental.

Quando os reservatorios térmicos que empregam liquidos para armazenar calor
sensivel cedem calor para o ambiente ou quando ha ingresso de calor pela circulagio de agua,
esta estratifica-se em camadas-de diferentes temperaturas no interior do reservatorio. A
distribui¢do da temperatura no reservatorio desempenha fundamental papel no comportamento
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da circulagdo natural que ocorre em todo o sistema. Aplicagdes em sistemas de aquecimento
de agua por energia solar sao exemplos onde ocorre esta dindmica difusdo x convecgao.

Verificam-se na literatura varios trabalhos ja realizados nesta area, tanto de ordem
experimental, numeérica ou até mesmo analitica. Como exemplos de trabalhos experimentais
podemos citar os trabalhos de Hess ¢ Miller (1979 ¢ 1982 a) que estudaram, utilizando o
efeito Doppler, a convecgdo natural em um tanque cilindrico-vertical com subito aumento de
temperatura na parede do tanque. Estes autores (1982 b) também desenvolveram um método
integral para descrever o escoamento em regime de convecg¢do natural da configuragdo
anteriormente investigada de forma experimental. O trabalho de Hariharan e Badrinarayana
(1991) analisa, também experimentalmente, a degradagdo da estratificagdo em tanques
cilindricos com quatro diferentes razdes de aspecto. A analise do efeito da condutividade
térmica da parede do tanque sobre a estratificagdo térmica pode ser encontrada no trabalho
experimental de Murthy, Nelson € Rao (1992), onde sdo comparadas as diferentes taxas de
degradacdo da estratificagdo em fungdo do tipo de isolamento do tanque.

Como exemplos de trabalhos numéricos podem ser citados Sum e Oosthuizen (1988),
que estudam o efeito da razdo de aspecto ¢ do numero de Rayleigh no campo de temperatura
de um fluido inicialmente a temperatura uniforme, submetido a um aumento brusco de
temperatura na parede, simulado através do método das diferengas finitas. Mais recentemente,
no trabalho de Vatavuk e Pimenta (1995), foi simulado o comportamento térmico e
hidrodindmico de um liquido em aquecimento, num tanque cilindrico-vertical, através de
volumes finitos. Neste trabalho foi utilizado fluxo de calor prescrito e constante como
condigdo de contorno na parede do tanque e comparados os dados de velocidade e temperatura
com dados experimentais de outros autores.

Uma analise analitico-experimental da degradagdo da estratificagdo térmica em tanques
cilindrico-verticais, em fungdo do isolamento do tanque, com convec¢do natural, pode ser
encontrada nos trabalhos de Abdoly e Rapp (1982). Al-Nagem, Al-Marafie e Ezuddin (1993)
analisaram a degradacdo da estratificacdo térmica, em regime turbulento, em tanques de
diversas razoes de aspecto.

O presente trabalho tem como objetivo verificar experimentalmente o comportamento
térmico de um tanque cilindrico vertical em resfriamento, contendo agua como fluido de
trabalho, desenvolver um programa computacional que possa descrever este comportamento €
verificar até que ponto o programa pode reproduzir os testes experimentais.

Esta etapa ¢é parte integrante e inicial de um trabalho mais amplo, que visa simular o
comportamento térmico de tanques de estocagem em sistemas de aquecimento solar ao longo
de varios dias.

2. ABORDAGEM EXPERIMENTAL

Neste primeiro estdgio estd em analise um tanque sem isolamento, em regime de
resfriamento e sem circulagdo externa. O tanque é de ago inoxidavel, com razdo de aspecto
aproximadamente unitdria. A base e o topo do tanque estdo isolados termicamente.

Os termopares utilizados sdo do tipo ferro-constantan de 0,18 mm de diametro. Os
sinais provenientes destes sdo medidos através de um sistema de aquisi¢do de dados
HP75000, equipado com um multimetro de 5 % digitos e multiplexadores a relé, acoplado a
um microcomputador via GP-IB. Os dados sio adquiridos e gravados minuto a minuto. Com o
objetivo de verificar-se o erro € a instabilidade dos termopares, estes foram submetidos a
testes de aferigdo.

Devido ao fato de que o equipamento disponivel ndo permitia a medida de tensdo em
modo diferencial, optou-se por nio solda-los diretamente a parede do tanque, a fim de evitar
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perturba¢des nas medidas devido a lagos de terra. Os termopares foram entdo isolados
eletricamente da parede do tanque. Assim, diferentes alternativas de fixagdo dos termopares a
parede foram testadas, com o objetivo de avaliar-se os efeitos de uma provével inércia térmica
e/ou resisténcia de contato. Posteriormente procederam-se as medidas do campo de

temperatura propriamente ditas. A seguir € exposto um detalhamento dos procedimentos de
teste utilizados.

2.1 Aferi¢ao dos Termopares

Para a aferigdo dos termo- P R
pares estes foram imersos em um 80.1 —
banho termostatico, juntamente 5 80— - - - i i
; 2 7.
com um bulbo de platina (PT100) < %9 ,
5 s i S anees. gus
calibrado. Foram feitas medidas a 2 .4, & 3 — % e
diversas temperaturas (20, 40, 60 & 796 — — — — - — — — — — — — — = =
e 80 °C). Os termopares apresen- 5 795 43— o ° S o o, 4
" : 5 — | T oo
taram maior variagdo entre eles 194
: 79.3 —
nos testes realizados a 80 °C. Os 220
0 T T T T T T
resultac?os referentes a um destes 0 ' s & & 5 @& 9 8 8
testes ¢ apresentado na figura 1, Tempo (min)
onfig pode—_se observar que a Figura 1- Teste de afericao de todos os termopares
maxima diferenga entre o0s empregados.

termopares ¢ de 0,6 °C.

2.2 Teste da Resisténcia de Contato

Como a resisténcia de contato pode introduzir erros consideraveis na medida da
temperatura, foram testados trés tipos de fixagdo dos termopares a parede do tanque. Para
tanto analisou-se o resfriamento de um disco de cobre de 15 mm de espessura por 100 mm de
diametro, utilizando-se trés termopares com diferentes métodos de fixagdo, descritos abaixo:

e termopar soldado diretamente no disco de cobre (TP1) utilizado como referéncia para os
ensaios dos outros dois termopares: a regido da solda foi isolada com uma camada de
aproximadamente 0,5 mm de adesivo de silicone.

e termopar isolado (TP2): o termopar foi isolado com uma finissima camada de tinta esmalte e
fixado no disco de cobre através de uma fina camada de adesivo de silicone, conforme o
esquema mostrado na figura 2.

e conjunto termopar-lamina de cobre (TP3): o termopar foi soldado a uma lamina de cobre de
1x3x5 mm. Este conjunto foi isolado com uma fina camada de tinta esmalte. Antes da
fixacdo, a face inferior do conjunto recebeu uma camada de pasta térmica (inferior a espessura
da lamina) para diminuir a resisténcia de contato entre o disco de cobre e a lamina de cobre.
Posteriormente, como os demais termopares, o conjunto foi isolado com adesivo de silicone.
Este esquema pode ser visto na figura 3.

Isolamento
2 | _ T“‘

Termopar

Termopar RSy

_ -
Figura 2- Termopar isclado
(TP2). Figura 3 - Conjunto termopar-lamina
de cobre (TP3) .




Na figura 4 apresenta-se o resfria-
mento de um disco de cobre, através da
medida de temperatura com os trés tipos
de fixagdo. A maior temperatura
registrada ¢ a do termopar soldado ao
disco de cobre (TP1), seguida pelo medida
do conjunto termopar-lamina de cobre
(TP2). A temperatura mais baixa refere-
se ao termopar isolado com tinta esmalte
(TP3). O termopar soldado ao disco de
cobre registra a temperatura do disco. As
diferencas de temperatura do disco e os
outro tipos de fixagdo podem ser vistas no
grafico menor da figura 4, onde se observa
uma grande varia¢do de temperatura entre
os diferentes métodos de fixagdo, sendo
esta diferenca atribuida a resisténcia de

Temperatura (C)

80 -\ 2 ]

N\ t
70 4 \ =d

| =2

]
60 —| i e
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Temp. do disco cobre (C).

50 — (—

= P2
40 | | . TP3

1 TP1-TPA

| P1-TP2 ]
30 - :

0. 10 20 30 40 50 60
; Tempo de medida (min})

Figura 4 - Efeito da resisténcia de contado e
inércia térmica.

023 |
contato € a inércia térmica. SRR solamento fermico
2.3 Disposi¢ao dos termopares no interior do tanque :-e,mm__' i
. .

Com a finalidade de comprovar que o gradiente
térmico € quase inexistente na direcdo radial, : R
excetuando-se neste caso a camada limite térmica, 0.55
inicialmente foram distribuidos 25 termopares numa . &
secdo longitudinal do tanque (5 termopares ao longo do
raio para cada uma das 5 diferentes alturas) com
espagamento constante na altura e uma distribui¢do L0
logaritmica na dire¢do do raio. Uma malha de fio de I%%%%% AL

nylon foi utilizada para fixar os termopares numa sec¢do
longitudinal do tanque. A figura 5 representa esta

disposigao.

2.4 Redistribui¢do dos Termopares

Uma vez que a variagdo das temperaturas na dire¢do
radial é pequena, fora da camada limite térmica, conforme
verificado experimentalmente e numericamente (mostrado
adiante), redistribuiram-se os termopares conforme se descreve

a seguir.

Foram entdo monitorados 28 pontos no tanque, sendo 14
linha de centro e 14 medindo a
Desta forma otimiza-se o
numero de termopares disponiveis, concentrando-os nas regioes
onde eles melhor descrevem o nivel energético de todo o tanque g1
(centro), € a condigdo de contorno imposta a parede externa. =

destes localizados na
temperatura da parede externa.

Figura 5- Colocagao dos
termopares no centro do tanque.

I 0,23 |
% % %% I_so-lamer!lo térmic

Termopare£

0,55

" = B B B
T Ty

Figura 6- Colocagdao dos ter-
mopares no centro e na parede
do tanque.
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3. ABORDAGEM NUMERICA

Uma vez que o tanque possui simetria em relagdo ao seu eixo central vertical, pode-se
adotar o sistema de coordenadas cilindricas, axissimétrico. As equagdes da conservagdo da
massa (1), quantidade de movimento (2 e 3) (nas diregdes axial, x, e radial, r) e a equagdo da
energia (4) sdo as equagdes que governam o problema, e estdo listadas abaixo.

au 10(m) _

& r o (D
o(pu) d(puu) d(pw) o' 10( &)l

a | & | o "&*”{MTE[”gh“’g @)
o(pv) d(puw) d(pw) p la*v 14 é‘(v)] vl

a & | o __5r+#|_é‘x2+ré'r[r&' =l )

o(pT)  (pul)  o(pvT) kfa‘*r+la[rar1
o O a clad ror

(4)

onde p € a densidade, u a velocidade axial e v a velocidade radial, T é a temperatura, p a
viscosidade absoluta, k a condutividade térmica, ¢, o calor especifico a pressdo constante € p
a pressao. Nas equagdes acima considera-se, efetivamente, p como variavel apenas no termo
fonte da equagdo (2), ou seja, ¢ adotada a aproximagdo de Boussinesq.

3.1 Metodologia

A solugdo numérica € obtida através da discretizagdo das equagdes (1-4) em Volumes
Finitos, conforme descrito por Patankar (1980) ¢ Maliska (1995). O acoplamento pressdo-
velocidade é obtido através do método SIMPLE. O esquema Power Law ¢ utilizado para
interpolagdo nas faces dos volumes de controle. Os sistemas de equagdes resultantes sdo
resolvidos através do método TDMA.

Como condigdes de contorno tem-se, para as equagdes do movimento,
impermeabilidade e ndo deslizamento em todas as paredes, com excegdo da linha de simetria,
que possui tensdo de cisalhamento nula. Para a equagdo da energia tem-se isolamento
perfeito na base e no topo, fluxo térmico nulo junto a linha de simetria e temperatura prescrita
e variavel na parede externa [Bandini, 1997]). A condigdo de contorno de primeira espécie
variavel na parede externa, em fungdo do tempo e do espago, ¢ obtida através de 14
polindmios que variam em fungdo da altura. Estes polindmios tém como argumento a variavel
tempo e sdo obtidos através dos resultados experimentais.

A condigdo inicial é campo de velocidades nulo, € campo de temperaturas
aproximadamente isotérmico, fornecido pela leitura dos termopares.

A base do tanque e a regido proxima a parede lateral sdo as regides de maior gradiente
térmico persistindo ao longo do tempo. Em vista disso, adotou-se uma malha logaritmica nas
direcoes axial e radial. O numero de volumes adotados ¢ de 35(x) X 35(r).
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4. RESULTADOS E DISCUSSAO

A figura 7 apresenta o campo de temperatura
apos 8 horas de resfriamento, onde se observa um
comportamento praticamente uniforme ao longo do
raio nas diferentes alturas do tanque. Os termopares
mais proximos a parede do tanque estavam a 5 mm
desta. Mesmo assim ndo foram registradas
temperaturas que pudessem iIndicar que estes
termopares estavam localizados na camada limite
térmica.

A comparagio dos dados experimentais e
numericos esta apresentada na figura 8, onde se

observa a formagdo da estratificagdo durante o

resfriamento do tanque, atraves do perfil de
temperatura do centro deste. Neste grafico pode-se
observar a boa concordancia entre os resultados
experimentais e os da simulagdo computacional.
Como ja discutido anteriormente, o tipo de fixagdo
escolhido fornece valores de temperatura da ordem de
1 °C mais baixa em relacdo a fixagdo soldada. Julga-
se ser este 0 motivo pelo qual o perfil de temperatura
obtido numericamente ¢ inferior ao experimental em
alguns trechos.

As figuras 9 e 11 represen-
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Figura 7- Medida experimental do campo
de temperatura.

tam o campo de temperatura apos
uma hora e dez horas de resfria-
mento, respectivamente.  Nestas
figuras observa-se apouca variagdo
das temperaturas ao longo da maior
parte do raio, concordando com os
resultados experimentais mostrados
na figura 7. Nota-se também nas
figuras 9 e 11 a presenca da camada
limite térmica. As linhas de
corrente no interior do tanque
podem ser observadas nas figuras
10 e 12, apos uma ¢ dez horas de
resfriamento, respectivamente. A
figura 10 mostra que naquele
instante o processo ¢ governado por

Temperatura (C)

e

AT

RN

¢h num. 7h num.

0h exp. 7h exp
1h num, 9h num.
1h exp. 9n sxp.
3h num, 1 h onum.
3h exp. t1h axp.

5h num, 13 h num,

t3h axp.

RN NARNAARAAN

5h exp.
1 i 1 2

efeitos convectivos, enquanto que a
figura 12, depois de dez horas de
resfriamento, esta dividida num
processo condutivo na metade
inferior do tanque e convectivo na
metade superior do mesmo.

0.2 0.3
Altura do tanque (m)

05

Figura 8 - Perfil de temperatura do centro do tangue
(Numérico x Experimental).

Na figura 11 observa-se que a estratificagdo estd presente apenas na metade inferior do

tanque € que acima desta a agua se encontra numa temperatura quase uniforme.

Este
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comportamento também ¢ evidenciado através da figura 12, que mostra as linhas de corrente
apenas na metade superior do tanque. Ainda na figura 10 verifica-se o fluxo convectivo de
agua descendente junto a parede externa, originario da perda de calor. Nas primeiras horas,
com velocidades relativamente altas, o fundo do tanque causa o retorno deste fluxo. Depois,
figura 12, este efeito é minimizado e as partes inferiores do tanque ficam dominadas pela
difusdo.
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5. CONCLUSOES -

Quanto a dinamica convecgdo x difusdo de calor no interior do tanque, ao longo do
tempo, ficam evidenciados dois momentos distintos. No primeiro deles, correspondente as
fases iniciais de resfriamento, a convec¢do se faz sentir em praticamente todo o tanque.
Depois, quando o empuxo ja estd atenuado pela diminuigdo dos gradientes térmicos, a difusdo
passa a desempenhar um papel dominante, especialmente nas regides mais baixas do tanque.
Estabelece-se assim a chamada estratificagdo de temperaturas.

A simulagdo computacional do fendmeno mostrou-se correta e adequada, uma vez que
apresentou resultados coerentes e concordantes com a experimentagao realizada.

O aparato experimental, montado para as medidas de temperatura ao longo do tempo,
comportou-se com a precisdo e incertezas suficientemente boas para os objetivos do trabalho,
permitindo inclusive a validagdo da simulagdo computacional.

De um modo geral a metodologia adotada mostrou-se eficiente, devendo ser
empregada nos novos estudos que serdo realizados neste campo.

A continuidade deste trabalho devera fornecer respostas precisas em relagdo ao
rendimento de armazenadores em forma de calor sensivel, incluindo o seu acoplamento com
outros componentes de sistemas térmicos.
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Abstract

This work presents a method to generate sequences of solar radiation data in intervals of 5 minutes with the use
of a computer program. The data are generated starting from information of hourly horizontal global solar
radiation values, date and local latitude. The method was developed with exclusive interest in simulations of solar
systems being more important for photovoltaic applications than for water-heating simulating. It is very important
that the frequency and the intensity of variation of the radiation have some similarity with measured data. The
effort was concentrated in finding a simple method, that didn't demand many input data but that could correspond
to a behavior waited as typical in most of the places. The results were compared with measured data and there
was obtained very good agreement.

Keywords
Energia Solar, Radiagdo Solar, Seqiiéncias de Dados, Simulagdo de Sistemas Solares
Solar Energy, Solar Radiation, Meteorologic Data Sequences, Solar Systems Simulation

1. INTRODUCAO

Os sistemas de conversdo de energia solar em energia térmica ou elétrica tem evoluido no
sentido de obter mais eficiéncia e durabilidade, geralmente com equipamentos que, apesar de
ter havido uma significativa redugdo de pregos nas ultimas décadas, continuam considerados
de alto custo quando comparados com equipamentos de utilidade similar que utilizam
energias convencionais. Este custo significativo faz com que haja um especial interesse em
melhor conhecer o funcionamento dos sistemas, evitando desperdicios desnecessarios e
permitindo desenvolver componentes mais eficazes para cada tipo de sistema.

Estudos dos sistemas e seus componentes sdo realizados em varios niveis, desde o
desenvolvimento de novos materiais e processos de fabricagdo, até a andlise do
comportamento de instalagdes reais em utilizagdo. As informagdes obtidas através da
monitoragdo de prototipos sdo fundamentais e insubstituiveis para atingir-se uma
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profundidade adequada do entendimento geral dos sistemas. Como nao € possivel observar o
funcionamento de prototipos durante longos anos para aprender sobre detalhes de cada
instalacdo que se queira fazer, a simula¢do computacional aparece como um mecanismo mais
eficiente (do ponto de vista temporal) e barato que pode reduzir a necessidade da montagem
de tantos prototipos. De fato, o uso da simula¢do computacional em sistemas solares permite
aperfeicoar métodos de dimensionamento, estudar o desempenho de componentes das
instalacdes e realizar previsdes sobre o comportamento global do sistema com o tempo.

Para que uma simulagdo seja operacional s3o necessarios dados seqiienciais de consumo
de energia e das varidveis meteorologicas em intervalos temporais compativels com as
oscilagdes dos fluxos de energia no sistema. Quando a finalidade ¢ apenas dimensionamento,
intervalos horarios sdo plenamente satisfatorios. No entanto, quando se pretende investigar
detalhes sobre o funcionamento de um dos componentes da instalagdo ou sobre os efeitos que
certos ajustes das caracteristicas de um dos componentes podem produzir sobre o
comportamento geral do sistema, sdo necessarios intervalos de tempo menores.

Este fato conflita com a total falta de dados meteorolégicos para poder simular um
sistema em pequenos intervalos de tempo. Esta caréncia ndo se repete nos dados de consumo,
pois estes podem ser informados pelo usuario do simulador como uma hipétese conhecida.
Percebe-se que hda necessidade de buscar formas de fomecer ao programa dados
meteorologicos seqiienciais onde a radiagdo solar e a temperatura ambiente sdo os mais
importantes. A variagdo da temperatura ambiente ao longo de um dia produz uma fungio
continua e sem variagdes muito bruscas (com excegdo de raros dias de tempestade), que pode
ser aproximada por combinagdes de fungdes trigonométricas a partir de seus valores maximo
e minimo. Ja a radiagdo solar apresenta uma variabilidade muito mais estocastica,
especialmente em dias nublados ou parcialmente nublados. Este trabalho propde métodos

para obter dados seqiienciais de radiagdo solar com caracteristicas similares aquelas
observadas na natureza.

2.DISTRIBUICAO MEDIA DA RADIACAO SOLAR

A intensidade da radiacdo solar extraterrestre (recebida logo acima da atmosfera da
Terra) incidente sobre uma superficie normal aos raios solares, dada pela Equagdo 1, varia
muito pouco durante o ano, devido a pequena excentricidade da orbita da Terra em torno do
Sol.

Lon = Ise (140,033 cos[2nd,/365]) (1)

onde /. ¢ a constante solar e a expressdo entre paréntesis é uma forma simplificada de
representar a correcdo Eo devido a excentricidade da orbita, sendo d, o numero do dia do ano
(de 1 a 365).

Ja a radiagdo extraterrestre total recebida durante um dia sobre uma superficie paralela ao
plano horizontal, Equagdo 2, tem uma variagdo bem marcada ao longo do ano, dependendo da
latitude do local. O valor desta radiagdo diaria extraterrestre € obtido com bastante exatiddo a
partir de valores experimentais conhecidos (constante solar) ¢ de relagdes geomeétricas
integrais, onde ws € o dngulo horario do por-do-sol, & é o angulo de declinagdo e ¢ € a latitude
do local. Também ¢é muito facil precisar a radiagdo solar extraterrestre horaria (Equacdo 3) ¢ a
irradiancia solar extraterrestre (instantanea) incidentes sobre o mesmo plano, a partir do
angulo horario correspondente .



MODELQ PARA SINTETIZACAO DE DADOS DE RADIACAO...

_ 24 ) _
e o (sind .sing ) +(cosd .cos¢ .sinw, )] ()
I, = !_’_CEU(S:’nS.singb +cos§.cos¢.cosw) (3)

As dificuldades na previsdo da radiagdo solar incidente na superficie da Terra, provém
das diferentes interagdes que a radiagdo sofre ao cruzar a atmosfera até atingir o solo. Neste
caminho a radiago solar ¢ parcialmente absorvida e sofre varias reflexdes e espalhamentos. E
entdo dividida entre a radiagdo solar direta (aquela parcela que prosseguiu seu caminho) e a
radiagdo solar difusa (que teve sua trajetoria modificada antes de chegar ao objeto em estudo).
Dependendo se for um dia de céu limpo ou um dia nublado a intensidade e também a
qualidade espectral da luz solar incidente variam muito em ambas as componentes direta e
difusa. A soma das componentes direta e difusa ¢ denominada radiagdo global.

Como as caracteristicas da atmosfera estdo constantemente variando, ndo € possivel
predeterminar com exatiddo os valores da radiagdo solar incidente no solo. Medidas desta
grandeza sdo realizadas com instrumentos denominados piranometros, cujo resultado pode ser
registrado em pequenos intervalos de tempo (1 minuto) mas em geral sdo acumulados em
valores horarios ou diarios. Os piranémetros deveriam estar presentes em todas as estagdes
meteorologicas, visto a importancia de se conhecer o potencial de energia solar ndo apenas
para fins energéticos, mas também para fins agricolas. No Brasil, infelizmente, os
piranémetros em operacdo sdo quase inexistentes. Nos Estados Unidos ha uma rede
meteorologica com cerca de 300 estagdes de medida de radiagdo solar em climas bastante
diversificados, a maioria registrando dados horarios. Em 1979, Collares Pereira e Rabl,
publicaram um estudo decorrente da andlise dos dados destas estagdes obtendo correlagdes
entre radia¢do difusa e global e entre radiagdo em média horaria e didria. Estas ultimas
correlagdes sdo apresentadas nas equagdes a seguir:

cos(w) — cos(w,) 1

3
rt = 7y [4+B cos(co){l_ (4)

sen(w, ) — w, cos @, J

A =.409+.5016sen(w, — %)

B =.6609-.4767sen(w, — %)

O produto de rz pelo valor da radiagdo global diria resulta na radiagdo solar recebida (em
média) na hora centralizada em . A distribuigdo hordria de radiagdo apresentada nas
equagdes acima ¢ valida para a média da radiagdo de cada hora ao longo de muitos dias, mas
ndo contempla de fato nenhum dia em particular. Na dependéncia com «, esta embutida a
variagdo sazonal ja citada para a Equagdo 2.

onde A e B sdo dados por:

3.DISTRIBUICAO HORARIA ESTOCASTICA

E evidente que uma distribui¢dgo como a resultante da Equagdo 4, embora seja correto
considerar a mesma como portadora dos valores médios, ndo ¢ muito provavel, pois nos dias
em que a radiagdo solar diaria apresenta valores intermedidrios entre os maximos (de dias com
céu limpido) e minimos (dias totalmente encobertos por nuvens) espera-se uma alternancia
entre horas com mais nuvens e horas com menos nuvens. Para utilizar uma seqiiéncia de
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radiacdo solar horaria mais plausivel, ¢ necessario considerar a caracteristica estocastica da
radiacgdo solar.

Ja ¢ considerado um procedimento classico desvincular as dependéncias de seqiiéncias de
radiag¢do em superficie com a variagdo sazonal da radiagdo extraterrestre através da utilizagdo
dos indices de transparéncia da atmosfera. O indice de transparéncia da atmosfera Kt pode ser
definido para radia¢do diaria em média mensal (<Kt>), para radiagdo diaria especifica (Kt),
para radiagdo horaria (k,) ou para irradiancia (k;;). Em todos os casos este indice € calculado
pela razdo entre o valor da radiagdo incidente, no periodo considerado, na superficie da Terra
e a radiagdo extraterrestre incidente em um plano paralelo ao horizontal. Ao seguir as
equagdes sugeridas para a distribui¢do média ao longo de um dia, se esta admitindo que o ki
varia conforme a Equacao 5 qualquer que seja o valor de Kt diario.

rt.Kt.H,
by = ®

o

Em trabalhos apresentados anteriormente.(Krenzinger e outros,1992 ¢ Krenzinger 1994)
ja foi proposto um método para distribuir estocasticamente valores de ky, em torno do valor
médio kym Nesse método o kg € considerado com valor flutuante sobre kpm de acordo com
uma distribuigdo aleatoria uniforme, mas com amplitude em fungdo do valor do Kt diario. O
modelo deve ser aplicado somente para as situagdes em que k., esteja entre 0,15 e 0,85,
considerando-se kq,=kunm nas demais situagdes. Esta restrigdo visa evitar valores de ky, zero,
negativo ou maior que 1 que poderiam ocorrer ocasionalmente. Também a propria estrutura
do modelo indica que o fator aleatorio deve ser tanto mais influente quanto mais intermediario
for o valor da radiagdo diaria. Isto €, sempre que o dia tiver alto valor de Kt é muito provavel
que a distribui¢do se aproxime daquela efetuada pela Equagdo 4, pois deve ser um dia de
muito baixa nebulosidade. Ao contrario, se o dia tem um Kt muito baixo, é provavel que todas
as horas também tenham um kg baixo e portanto poderia ser aceita a Equacdo 4 para a
distribuigdo. A Equagdo 6 indica como calcular o ky, estocédstico quando 0,15<Kt<0,85, sendo
R um numero aleatorio entre O e 1.

k, =k, +R.[025-2%(Kt-04)] ©)

thm

Mais recentemente foi realizado no GESTE um estudo sobre os indices horarios de
transparéncia da atmosfera a partir de radiagio medida em Floriandpolis, com dados
gentilmente cedidos pelo Labsolar da UFSC (COLLE, 1994). Foram analisadas distribui¢des
dos ki, em dias selecionados pelo valor dos Kt diarios. Os graficos da Figura 1 exibem as
distribui¢oes dos pontos medidos. O mesmo comportamento ¢ repetido também para séries
observadas nos dados da base de dados SAMSON (Solar And Meteorologic Surface
Observational Network) dos EEUU. Para quantificar estas observagdes procurou-se enquadra-
las em distribuigdes estatisticas de grande uso, tendo-se selecionado a distribui¢do binomial e
a de Poisson como possiveis candidatas. Destas duas, a distribui¢do de Poisson foi escolhida
como mais adequada devido a sua continuidade na forma de distribuigdo e facil adaptagdo as
varidveis da distribuicdo de interesse. Como resultado foi ajustada uma fungdo de
probabilidade de ocorrerem valores de kg, para cada dia caracterizado com Kt, conforme
Equagéo 7.

o 10K -(IOKI) 10k,
k,, Kt)=
F( th (IOk,,,)! (7
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A fungao desenvolvida deveria balizar os procedimentos de geragdo estocastica, mas foi
observado que por sua propria natureza, as séries geradas pelo procedimento da Equacédo 6 sdo
ja ajustadas ao comportamento verificado nas medidas, fato este comprovado na Figura 1,
onde as distribuigdes das séries sintetizadas de ky, coincidem com grande aproximagdo
aquelas observadas. Assim a distribui¢cdo de probabilidade da Equagdo 7 fica registrada mas
ndo foi necessario alterar o modelo que ja vinha sendo utilizado.

4. DISTRIBUICAO ESTOCASTICA INSTANTANEA

Os mesmos argumentos utilizados para atribuir valores estocdsticos na radiagdo
horaria podem justificar uma distribuigdo similar na radiagdo instantanea, isto ¢, pode-se
deduzir que é muito provavel que durante uma hora de alto ky, (céu limpido) todos os
instantes tenham também alto k; e simetricamente baixo ky, induz a baixos valores de k;; ,
restando aos valores intermediarios de ky, a possibilidade de abrangerem as maiores variagdes
de ky; durante uma hora. Estas variagdes sdo principalmente causadas pela passagem de
nuvens sobre o observador. A freqiiéncia destas variagdes € também varidvel; o tempo de
permanéncia de uma nuvem sobre o observador depende do tamanho da nuvem, da altitude da
mesma, da velocidade do vento, etc., ndo sendo possivel contemplar num modelo universal
todas as possibilidades.

Também o tamanho do intervalo temporal de uma medida instantanea deve ser motivo
para reflexdo. Por um lado deve-se levar em consideragdo que o tempo de resposta dos
piranometros térmicos ja limita a defini¢do do que possa ser considerado instantaneo. No
entanto, neste item do limite de tempo é fundamental considerar novamente qual a finalidade
dos dados. Para que haja um real significado produzir alteragdes em dados de radiagdo em
pequenos intervalos de tempo € também necessario que os dados de demanda possam ter
variagdes sintonizadas com este mesmo intervalo. Tendo em vista os tempos de uso de
equipamentos elétricos das instalagdes fotovoltaicas residenciais, o tempo de abertura de
torneiras no consumo de agua quente, a velocidade das variagdes da radiagdo solar e outras
variaveis deste tipo, foi decidido que seqiiéncias de intervalos de tempo de 5 minutos devem
representar satisfatoriamente o comportamento geral dos sistemas. Utilizando a mesma
técnica dos graficos da Figura 1, observou-se que a distribui¢do dos k; pouco difere da
distribuigdo dos k¢, tanto para Madrid como para Florianopolis. (Os dados do SAMSON sédo
apenas horarios ¢ ndo puderam ser utilizados).

Aparentemente um método analogo ao da Equagdo 6 poderia ser utilizado com sucesso,
mas a geragdo de dados em intervalos de tempo tio pequenos e por periodos longos iria
demandar matrizes de armazenamento de dados muito grandes. Assim procurou-se encontrar
um outro método simples, que ndo exigisse muitos dados de entrada mas que pudesse
corresponder a um comportamento esperado como tipico na maioria das localidades. Ao
mesmo tempo considerou-se uma realidade da arquitetura de todos os computadores
modernos: o tempo para acesso de dados € muito maior que para o processamento de um
modelo simples. Para otimizar o processo ¢ preferivel um modelo deterministico que calcule
os resultados sempre da mesma forma em substituigdo a um modelo aleatorio que implicaria
na necessidade de gravar os resultados em um meio ndo volatil para acesso posterior.

O modelo proposto calcula um valor de indice instantineo de transparéncia da
atmosfera (k;;) somando ao indice horario de transparéncia da atmosfera (k;;) uma combinagido
de duas fungdes seno com amplitudes dependentes do mesmo ki, (como um ruido sobre o
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valor medio). A fungdo alternada substitui os dados aleatorios garantindo repetibilidade no
calculo mesmo sem gravar os dados.
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Figura 1. Gréficos das distribui¢des de ki, e ky separados conforme os Kt diarios em intervalos de
0,1. Dados para Kt maior que .8 n&o ocorreram. Todas as curvas tem a contagem de ocorréncia
(freqiiéncia) nas ordenadas e os valores de ky, ou ky nas abcissas. Os graficos azuis e amarelos
correspondem a dados medidos em Floriandpolis, enquanto os graficos vermelhos e verdes

correspondem aos dados gerados pelo computador.
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O calculo de k;; depende apenas de ky, € da hora solar expressa em horas e décimos (t).

k, =k, + A(sin(6rt)—0.5sin(2nt)) 8)
onde  A=0.01 se  ka>06

A= 0.7(kth-0.62 se 0.2 <ky< 0.6

A=0.02 se kip<0.2

Devido a simetria da fungdo seno, os valores resultantes do ki, diferem muito pouco
(raramente acima de 1%) daqueles que sdo utilizados como entrada no modelo. Com o uso da
irradidncia extraterrestre se obtém em seguida curvas da radiagdo global incidente em uma
superficie horizontal. O resultado foi comparado graficamente com dados medidos de
Floriandpolis, Porto Alegre e Madri, comprovando a eficacia do modelo. Como um exemplo,
a Figura 2(a) apresenta uma seqiiéncia de 5 dias de dados de radiagdo solar em médias de 5
minutos medidos em Madri e que devem ser comparados com os dados sintetizados a partir da
informagdo dos ki, apresentados na Figura 2(b). Observa-se uma formidavel adaptagdo do
modelo para alguns dias e um efeito exagerado nas oscilagoes da radiagdo para casos como na
tarde do quinto dia. Aparentemente 0 modelo responde bem para dias de céu sem nuvens e
dias com nuvens bem definidas e espessas, mas nao ¢ feliz na simula¢do de hordrios onde o
céu se encontre encoberto por grandes nuvens de pouca espessura ou por alguma neblina ou
qualquer outro fendmeno que cause relativa reducdo na radiagdo associada com pouca

oscilag¢do na intensidade da mesma.
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Figura 2 Comparagao entre a radiagao solar medida em médias de 5 minutos (a) e a radiacdo
solar sintetizada a partir de dados horarios (b).numa seqliéncia de 5 dias na cidade de Madri
(Espanha), contemplando dias de céu limpo, parcialmente nublado e horas de céu encoberto.
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5.PROGRAMA RADIACAO SOLAR (RADIASOL)

Reunindo um conjunto de rotinas para o calculo da radiagdo solar em superficies
inclinadas e para a distribuicdo da radiagdo solar utilizando modelos médios e estocasticos
estara a disposi¢do no enderego ftp.mecanica.ufrgs.br o programa RADIASOL. Trata-se de
um aplicativo para Windows que permite obter graficos e tabelas de radiagdo solar sobre
planos de qualquer orientagdo. O modelo para sintetizagdo de dados em sequéncias de
intervalos de 5 minutos esta incluido nesta aplicagao.

6. CONCLUSOES

Foi realizado um estudo da distribui¢do da radiagdo medida em intervalos de curta
duragdo e em intervalos de uma hora verificando-se uma caracteristica de comportamento
coincidente: a distribuicdo de probabilidade de ocorréncia de valores de ki, ou de ky; €
aparentemente funcdo apenas do valor do Kt didrio. O modelo ja existente para prover
seqiiéncias de dados com valores horarios de radiagdo foi fortalecido com as comparagoes
realizadas. Um novo método para sintetizar dados plausiveis de radiagdo solar em seqiiéncias
de 5 minutos foi proposto ¢ testado, apresentando resultados muito bons e alta velocidade de
implementa¢do numérica. O uso de tais seqiiéncias pode viabilizar o emprego de programas
de simulagdo detalhados para ensaiar diferentes alternativas de montagem de sistemas mesmo
em locais onde ndo se dispoe de bancos de dados de medidas meteorologicas.

7. REFERENCIAS

COLLARES-PEREIRA, M. e RABL, A The Average Distribution of Solar Radiation
Correlations Between Diffuse and Hemispherical and Between Daily and Hourly Insolation
Values. Solar Energy 22, pp.155-164, 1979

COLLE, S. Arquivo de dados da BSRN (Baseline Surface Radiation Network), Florianopolis,
Periodo: ano de 1994.

KRENZINGER, A., Modelo do Peixe - Sequéncias Horarias de Radiagdo Solar. Anais do V
Encontro Nacional de Ciéncias Térmicas, Sao Paulo, 1994.

KRENZINGER, A., COPETTI, J.B., WAGNER, J.A., CHENLO, F. Computer Simulation of
Stand Alone PV Systems for Developing Countries. Proceedings of the 1I1th European
Photovoltaic Solar Energy Conference, Montreux (Suiga), 1992.

SAMSON - Solar And Meteorologic Surface Observational Network - CD-ROM 3 vols,
National Climatic Data Center, Asheville, USA




XIV Brazilian Congress of Mechanical Engineering

Obeid Plaza Hotel Convention Center - Bauru - SP/Brazil
December 08-12" 1997

PAPER CODE: COB735

'VENTILAC;&O NATURAL INDUZIDA POR ENERGIA SOLAR :
ANALISE TEORICA E EXPERIMENTAL / SOLAR ENERGY INDUCED
NATURAL VENTILATION : THEORETICAL AND EXPERIMENTAL
ANALYSIS

LURDES ZUNINO & ALCIR DE FARO ORLANDO .
Departamento de Engenharia Mecanica, PUC-Rio, R. Marqués de S. Vicente 225, Rio de Janeiro
CEP 22453-900, Brasil, e-mail afo@mec.puc-rio.br

Abstract

The influence of different architectural elements on the performance of a solar energy induced natural ventilation
system has been experimentally studied. It is basically composed of a chimney, a solar energy air collector and
architectural elements on the top of the chimney to protect it from outside. A vertical screen, placed between the
chimney top and its horizontal cover was found to be the most effective element, as far as the air flow is
concerned. A venetian blind was found to have the best performance when its slats are set inclined 60° to the
chimney wall, upwards. The cover was necessary to induce a higher natural ventilation. The design of the
collector entrance was found to be important for better performance. Finally, a simulation procedure was used to
predict the natural ventilation device under different insolation levels.

Keywords
Natural Ventilation, Solar Energy, Chimney effect, Air Collector / Ventilagdo Natural, Energia Solar, Efeito
Chaminé, Coletor para Ar.

1. INTRODUCAO

A ventilagdo natural pode ser uma forma eficiente e econémica para manutengdo de um
conforto ambiental. Ela depende de fatores tais como o gradiente de temperatura e a
velocidade do vento para a movimentacdo do ar. O conforto humano é uma combinagdo de
fatores como temperatura, umidade relativa e velocidade do ar. Este ultimo aspecto ¢
particularmente importante quando se considera uma e¢levada temperatura exterior.
Naturalmente, na auséncia de sumidouros de calor e de resfriamento evaporativo, a
temperatura interna nao pode ser menor do que a externa.

Existe na literatura disponivel e indicada no final do trabalho uma descri¢do de
procedimentos usados em projetos arquitetonicos para provocar uma maior ventilagdo. O
dispositivo classico ¢ chamado de torre de vento (Baud-Geer). Ele tem grandes abobadas que
compdem uma chaminé, com elementos vazados em seu topo para exaustdo do ar e suc¢io
natural provocada pelo vento incidente. Tem sido usado por séculos em nagdes arabes para
condicionamento passivo de habitagdes. Numa tentativa de melhor quantificar e otimizar o
desempenho de tais sistemas. Bahadori (1985) desenvolveu um estudo, apresentado em
forma grafica para melhor utilizagdo dos resultados obtidos através da utilizagdo de um
balan¢o integrado de momentumsenergia e massa.
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A teoria da circulagdo natural provocada por gradientes de massa especifica parece ndo
ser desconhecida. Costa (1982) descreve estes aspectos e para casos simples apresenta tabelas
para auxiliar o calculo da tiragem teorica, definida como o diferencial de pressdo existente
para a movimentagdo do ar. Parece entretanto que dados de perda de carga a serem usados na
determinagdo de vazdo de ar através dos componentes arquitetonicos sdo escassos.

A ASHRAE (1980) apresenta regras praticas para projeto de tais sistemas. Entranto, uma
incerteza grande esta associada ao coeficiente de descarga, definido como a relagdo entre a
vazao real e a vazdo teorica de ar.

Trabalhos de simulagdo numérica experimental existem na literatura com a finalidade de
previsdo da movimentagdo do ar. Mahajan (1986) estudou a convec¢do natural entre duas
regioes adjacentes de uma edificagdo separadas por elementos diferentes de ligagdo : porta
central, porta lateral e janelas. Uma das regides foi aquecida e dados experimentais da
movimentagdo do ar foram obtidos. Uma simulagdo numérica dos resultados mostrou que um
modelo unidimensional do fenémeno fisico ¢ suficiente para prever o escoamento desde que
os coeficientes de descarga sejam conhecidos. Hill et al (1986) estudaram a convecgdo natural
entre duas salas a temperaturas diferentes, € uma simulagao teorico experimental mostrou que
o perfil de velocidades calculado a partir da consideragdo de ambientes isotérmicos €
razoavel. Em seu trabalho experimental, Mahajan et al (1986) mostraram que o citado
escoamento pela porta que separa as duas salas é tridimensional e que o coeficiente de
descarga depende do numero de Reynolds. Os coeficientes de transferéncia de calor e massa
podem ser usados como de costume. Mahajan (1987) visualizou o escoamento acima e
suportou experimentalmente as conclusdes anteriores. Cunha Neto et allii (1988) mediram o
desempenho de coberturas ventiladas sob a incidéncia direta da energia solar. Nicolau et Allii
(1988) elaboraram um programa computacional para a simulagdo numérica da edificagio
assim mencionada. Sdo geometrias simples que requerem para a simulagdo dados do
coeficiente de descarga, existentes na literatura.

Parece portanto que o coeficiente de descarga do escoamento através de componentes
arquitetonicos deve ser determinado para que uma simulagdo numérica unidimensional
reproduza os dados experimentais.

A tiragem natural pode ser estimulada através de fornecimento de calor por energia solar,
no telhado da edificagdo. O gradiente de temperatura, assim artificialmente estabelecido,
permite uma indugdo da movimentagao do ar na parte superior da edificagdo, o que provoca a
sucg¢do do ar interior € portanto a ventilagdo. Assim, tendo em vista que nos casos anteriores o
objetivo primordial do estudo era a determinagdo do perfil de temperatura ¢ movimentagdo
associada de ar, o objetivo do presente estudo € a indugdo da movimentagdo do ar através do
fornecimento de calor anteriormente indesejavel a edificagao.

Accorsi et al (1984) formularam o problema da indugdo da movimentagdo do ar e
projetaram um sistema para ventilagdo de prédios residenciais. Castro et allii (1988), usando o
mesmo principio, projetaram uma creche no Rio de Janeiro. Nestes sistemas, um coletor solar
colocado no telhado da edificagdo aquece o ar proveniente do interior da sala a ser ventilada.
A exaustdo se faz através de uma chaminé colocada a jusante dos coletores. A tiragem natural

foi mostrada ser fungdo da altura da chaminé e da diferenga entre as massas especificas do ar
na chaminé e no exterior.

O dimensionamento adequado de sistemas de ventilagdo natural por este método tem tido
como obstaculo a inexisténcia de dados sobre o coeficiente de descarga para os componentes
arquitetonicos a serem usados com a chaminé. O mesmo se verifica para a obstru¢do dos
canais de passagem de ar na entrada dos coletores solares (um pogo de ventilagdo, por
exemplo). Outro empecilho encontrado € a ndo aprovagdo de projetos pela prefeitura local,
diante da constatacdo da inexisténcia de argumentos quantitativos a serem usados que
justifiquem a introdugdo no Codigo de Obras do Municipio do Rio de Janeiro (1988) da
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ventilagdo natural. Esta, sendo fungdo da intensidade da radiagdo solar incidente, pode ndo
atender os requisitos minimos expressos no Codigo de Obras do Municipio do Rio de Janeiro
(1988).

O presente trabalho trata da determinagdo experimental dos coeficientes de descarga para
diferentes elementos arquitetdnicos, a analise critica, e sua utilizagdo numa simulagio
numeérica para o estabelecimento do perfil de ventilagdo natural ao longo do dia, como fungao
da intensidade de radiagdo solar incidente. Uma chaminé com 2m de altura e segdo transversal
1x] m foi utilizada. Venezianas, telas e coberturas cegas foram colocadas na extremidade
superior da chaminé. A indugdo da tiragem foi feita pela introdugdo de um coletor solar
acoplado a mesma, a montante, compondo uma estrutura integrada. Para melhor determinagao
dos dados experimentais, a energia solar foi substituida pelo fornecimento de calor através de
uma resisténcia elétrica colocada no coletor. O teste foi realizado no laboratorio. A influéncia
da geometria de entrada do coletor sobre a movimentagdo do ar foi tambem investigada.
Finalmente, uma simulagdo numérica foi feita para determinagdo do perfil de ventilagdo
natural ao longo do dia, para uma intensidade de radiagéo tipica de céu limpo.

2. ANALISE TEORICA

A Fig.l apresenta esquematicamente o sistema basico utilizado neste trabalho. Um coletor
solar, no caso um canal isolado, tendo em seu interior uma resisténcia elétrica, ¢ acoplado a
chaminé.

cobertura

- veneziana ou tela
Z

[o® ]

N
N/
chaminé (Area A) H

Energia Solar

h
1

/!
\V

coletor (Area transversal A.) /

Figura 1 : Esquema do prototipo experimental

Os indices 1, 4, 3 e 2 referem-se respectivamente as seg¢oes de entrada e saida do coletor
e da chaminé, conforme indicado na Fig.1. Considera-se que o regime € quase permanente,
que o estado do ar na saida do coletor 4 ¢ 0 mesmo que na entrada da chaminé 3 . As perdas
por atrito sdo desprezadas, com excessdo da entrada do coletor e através dos elementos
arquitetonicos. A vazdo massica teorica (w,) pode ser calculada através da formulagdo abaixo,
onde p é a massa especifica do ar (kg/m®) e P é pressio estatica da secio (Pa).

we=p1 Vi Ace = ps Vs Ac= p3 V3 A= p, V2 A (H
w VA w V= P%’i“—gh HP - a)}t 2)
3
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I
P, = H+-2-p.Vﬁ (3)

P, =P +p g(H+h) (4)

Considera-se que o ar na entrada do coletor tem a mesma pressdo de estagnagdo (P,) que
num ponto afastado no mesmo nivel, ou seja , ndo existem perdas na entrada do coletor.

WV, +wV, = {p’zp gH+(P, - P):| (5)

As equagdes (1), (2), (3), (4) e (5) podem ser resolvidas. Usando-se a equagdo de estado
de gas ideal para o ar e a aproximagdo de que a razdo entre as massas especificas €
inversamente proporcional a razdo entre as temperaturas absolutas (valida para variagdes
pequenas de pressdo, como em convecgdo natural), pode-se escrever :

2¢(H+h) - (l+£)gh—(-?:'—+£)gH

r Z
W, = P4, - A T 2T : (6)
1422425 (2 - )
L A7

o que fornece uma expressao para a vazao massica teorica, que supde a chaminé adiabatica e
despreza o atrito nela, no coletor e nos elementos arquitetonicos e de ligagdo entre os
componentes. Neste caso, T4 = T3 = T , o que simplifica a equagdo (6), sendo verificado
experimentalmente.

O coeficiente de descarga ( C4 ) ¢ definido como a relagdo entre a vazio massica real
medida (w) e a teorica (wy).

Ca=w/w, (7)
3. ANALISE EXPERIMENTAL

Foi construida uma chaminé com se¢do quadrada de 1 x 1 m e altura de H = 2 m,
resultando numa area de A =1 m” para a segdo transversal. Acoplado a base da chaminé estava
um coletor solar com dimensdes de 1 x 2 m e altura de h = 0,1 m, resultando numa area de
secdo transversal de A, = 0,1 m?. Todas as superficies foram isoladas com fibra de vidro de 1”
(2,54 cm) de espessura. O angulo de inclinagdo do coletor era tal que a entrada do coletor
estivesse 0,30 m abaixo da entrada da chaminé.

A temperatura ambiente foi medida com um termometro de mercurio em vidro, com
incerteza de + 0,2 °C. A temperatura nas segdes (4) e (2), respectivamente entrada e saida da
chamine, foi medida com uma termopilha Ferro-Constantan, tipo J, com 16 jungdes, entre a
se¢do ¢ o ambiente.Este procedimento teve a finalidade de reduzir a influéncia dos
equipamentos de medida da for¢a eletromotriz sobre a temperatura € ao mesmo tempo
determinar a temperatura média da se¢do. A incerteza da medida deste diferencial de
temperatura ¢ estimada em no maximo + 0,2 °C.

A vazdo massica foi medida com um anemometro de palhetas . Desde o inicio observou-
se que seria necessario determinar a média da velocidade, na se¢do de entrada do coletor, para
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entdo se calcular a vazio. Para diminuir-se a incerteza, acoplou-se a entrada do coletor com
um bocal divergente, com angulo pequeno, sendo o anemometro colocado a montante. Assim,
todo o ar que passasse pelo coletor necessariamente passaria pelo anemometro. Este sistema
foi calibrado com um venturi construido de acordo com as especificagdes da ASME,
resultando numa incerteza estimada em + 5% para o anemometro. Este foi o sistema base para
a avaliagdo dos diferentes elementos arquitetonicos, muito embora provocasse uma perda de
carga grande, conforme pode ser observado pelos baixos valores encontrados para o
coeficiente de descarga (Cq ). Entretanto , serviu para analisar criticamente as diferentes
ope¢oes (Tabela 1). O fornecimento de calor ao coletor foi simulado através de uma resisténcia
elétrica com cerca de 1 kW de poténcia elétrica.

Apos esta primeira fase de medidas, foi retirado o bocal e a vazdo através da segdo
retangular foi determinada medindo-se a velocidade média com o anemémetro obtendo-se um
valor mais elevado para o coeficiente de descarga , demonstrando a influéncia da geometria
de entrada sobre a vazdo do sistema (Tabela 2).

Foram feitos 9 conjuntos de medidas para cada configuragdo, visando a determinagdo da
influéncia dos diferentes parametros e componentes arquitetonicos sobre o coeficiente de
descarga. A tampa da chaminé ¢ de madeira ¢ foi usada com e sem cobertura de papel de
aluminio. Nesta ultima configuragdo, foi testada a influéncia da transferéncia de calor por
radia¢do sobre o desempenho do sistema. Com a tampa instalada sobre a chaminé, foram
deixadas aberturas nos quatro lados da mesma, para a exaustdo do ar. A influéncia da altura
da tampa sobre a vazio foi testada (configuragdo denominada s/obstrugdo), para alturas de 25,
50 e 75 cm, respectivamente. Uma tela com 16 malhas por polegada foi instalada no espago
lateral superior, logo abaixo da tampa com 25 c¢cm de altura. Em outra configuragdo foi
colocada uma tela horizontal ao longo da seg¢do transversal da chaminé, em sua parte superior,
paralelamente a tampa. Uma veneziana foi colocada da mesma forma. Consta de 4 laminas
horizontais pivotadas, separadas, centro a centro, por 5 cm. O angulo foi ajustado para varias
posigdes, sendo positivo em configuragdes que ndo requeressem mudanga de dire¢do do ar ao
sair da chaminé. A vazdo volumétrica padrido indicada nas Tabelas 1, 2 e 3 refere-se ao ar com
massa especifica avaliada a pressio de 101325 Pa e 21 °C, ou seja 1,2 kg/m’.

4. RESULTADOS

A Tabela 1 apresenta os resultados obtidos, medindo-se a vazdo pelo anemometro
colocado na entrada do bocal divergente. Os valores de dispersdo apresentados para a média
calculada dos parametros de nove (9) conjuntos de dados obtidos para cada configuragdo
foram considerados como incerteza de medida por serem maiores do que os valores
usualmente estimados diretamente a partir das grandezas medidas e das equagdes (1), (6) e
(7).

A Tabela 2 apresenta os resultados das configuragdes com medida de vazdo sem bocal
divergente e entrada desobstruida do coletor.

Uma analise da Tabela 1 mostra que para a faixa de vazdo utilizada, o coeficiente de
descarga varia pouco e se encontra na faixa abaixo para todas as configuragdes e conjuntos
de dados (95,4% de confiabilidade).

Ca=(6,11%0,68)% (8)

A cobertura de aluminio nio parece influenciar muito nos resultados, embora exista uma
ligeira tendéncia a melhorar o desempenho, devido a redugdo da perda de calor por radiagdo e
consequente aumento de temperatura. A tampa parece exercer um papel importante no
estabelecimento da vazio de ar, pois observou-se que sua auséncia em muito diminui a
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Tabela 1 : Configuragdes com medida de vazdo pelo anemdmetro acoplado ao bocal
divergente.

Configu- | Caracte- | Tampa Vazdo Vazio Coeficiente T, T3—T,
ragdo | risticas Padrdo | Teorica | de Descarga
basica (m’/h) | (m’/h) (%) (°C) (°C)

s/Obstr | 25¢cm | c/alum |20,7+0,8]| 342+10 | 6,04 £0,40 {30,7£2,0| 6,6 0,7
s/Obstr | 25cm | s/alum [21,0+£0,7( 341 +10 | 6,16+0,19 {30,7+2,0| 6,6+0,5
s/Obstr | S0cm | c/alum [17,5+13]279+10 | 6,29+0,50 {30,7+2,0| 42+0,6
s/Obstr | 50cm | s/alum |175+14|278+17 | 6,31 £0,38 {30,7+2,0| 4,0+£0,3
s/Obstr | 75cm | c/alum [16,8+0,7| 261 £18 | 6,47 +£0,58 [30,7+2,0| 3,5£0,3
s/Obstr | 75cm | s/alum | 16,8 £0,8| 257+24 | 6,52+0,50 |30,7+£2,0| 3,5+0,7
Tela horiz c/alum [23,7+04| 385+7 | 6,14+0,16 [31,3+3,4] 8,9+0,5
Tela Horiz s/alum [22,6 1,0 373+10] 6,07+0,29 |31,3+34| 84+0,6
Tela Horiz | s/tampa |21,7+2,1|355+22 | 6,11 £0,44 |31,3+3,4| 7,8+ 1,5
Tela | Vertical | c/alum |26,0£1,1{434+12 | 6,00+£0,15 |31,7+0,1({11,9%1,2
Tela Vertical | s/alum [26,1+1,2)|432+13 | 6,05+0,26 [31,7+0,1{11.8+0,9
Tela Vertical | s/tampa (18 8+24| 293 +25 | 641 +£047 |31,7+0,1| 44+0,6
Venez -60° c/alum (249+25|407+22 | 6,13+043 [293+2,1(10,0+1,3
Venez -60° s/alum [23,7+48(|397+39 | 595+0,65 [29.7+22]| 9,622
Venez -30° c/alum |228+14| 37713 | 6,06 0,31 ({29,7+2,8( 8,0+0,9
Venez -30° s/alum |23,6+0,8| 382+5 | 6,19+0,26 |[308+1,2| 8,412
Venez 0° c/alum |21,6+1,1(358+12 | 6,04+0,29 {30,5+1,9( 7,2+0,3
Venez 0° s/alum [222+1,6]| 362+9 | 6,13+0,39 [308+1,2| 74+0,6
Venez +30° c/alum |(22,1+24|379+15 | 5,85+0,70 |29,7+2,8| 8,2+0,6
Venez +30° s/alum |224+12| 369+7 | 6,05+0,30 |308+1,2| 7,8+0,6
Venez +60° c/alum |25,5+3,5| 43138 | 594+0,53 (293+2,1{11,9+29
Venez +60° sfalum |[23,7+52| 418+45 | 565+0,79 |29.7+£22]11,3£3,0
Venez -60° s/tampa [19,6 £3,0( 320+ 16 | 6,15+0,90 (292+19]| 5,8+0,7
Venez -30° s/tampa [19,7+1,6| 312+9 | 6,30+0,51 {30,1+0,7{ 5,3+0,7
Venez 0° s/tampa [ 194+2,1| 301 +8 | 6,44+0,62 |30,1£0,7| 4,6+0,7
Venez +30° s/tampa [189+19] 29016 | 6,52 +0,59 |30,1 £0,7(4,0 £0,9
Venez +60° | s/tampa |16,7+4,4| 287 +28 | 5,80+ 1,28 |28,8+1,8| 4,1 £0,7

Tabela 2 : Configura¢do com medida de vazdo pelo anemometro sem bocal divergente

Configu- | Caracte- | Tampa Vazio Vazio Coeficiente T, T:—T,
racgao risticas Padrao Teorica | de Descarga
basica (m’h) | (m’h) (%) (°C) (°C)

Venez +60° c/alum |55,0+0,6( 438+14 | 12,54+0,53 [28,7+0,2(10,6 0,9
Tela vertical | c/alum [65,0+£0,0| 454+2 |14,33+0,06 {28,8+0,0({11,5+0,2
Tela vertical | s/alum [654+0,0| 447+4 |14,63+£0,12[288+0,0/11,1 £0,3

movimenta¢do do ar : quanto maior a altura da tampa (fixada assim em 25 c¢cm), menor a
vazdo. Sua utilizagdo tambem protege o ambiente interno contra as intempéries. A tela
vertical colocada na lateral, abaixo da cobertura, parece ser o dispositivo de maior
eficiéncia de aproveitamento da energia fornecida. O angulo das laminas da veneziana deve
ser o maior possivel, em qualquer dire¢do, facilitando portanto o projeto do sistema de
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prote¢do da chaminé contra as intempéries. O diferencial de temperatura pelo coletor parece
depender pouco da obstrugdo da entrada do mesmo para as melhores configuragdes, indicadas
na Tabela 2, muito embora a vazao de ar seja muito influenciada.

5. SIMULACAO

Uma simula¢do do desempenho do sistema estudado de ventilagdo natural foi feita a
partir do perfil ao longo do dia de radiagdo incidente de energia solar de céu limpo, para um
dia de verdo (declinagdo -23°) , no Rio de Janeiro (Latitude de 23° S), tendo em vista a
obtengdo de valores maximos de ventilagdo. A metodologia adotada foi a de Hottel, conforme
detalhada em Duffie et al (1980). Esta mesma referéncia foi usada para a determinagdo
equagdo da eficiéncia de um coletor solar tipico para aquecimento de ar, com uma cobertura
de vidro, comprimento de 2 m e abertura do canal de 0,1 m; neste caso, U. = 8,0 W/m?KeF’
= (,58. Como o ar entra no coletor a temperatura ambiente, a eficiéncia do mesmo ¢é apenas
fungdo da vazdo massica de ar (F;). O seguinte procedimento foi adotado para o célculo da
vazdo de ar como fungdo da radiagdo solar incidente : (1) Para uma dada temperatura
ambiente ¢ portanto entrada do coletor, estima-se a temperatura de saida do mesmo, (2)
Usando-se a equagdo (6) calcula-se a velocidade teodrica no coletor, € portanto a vazio tedrica
, equagdo (1). (3) Calcula-se a vazao real pela equagdo (6) e portanto o calor util cedido ao ar,
(4) Calcula-se o fator de remogdo de calor do coletor solar (F; ) e a intensidade de energia
solar necessaria para produzir a variagdo dada de temperatura no coletor solar. Pode-se
portanto construir uma curva radiagdo solar versus vazdo de ar. Sabendo-se o perfil de
radiagdo solar ao longo do dia, calculado pela metodologia de Hottel, tem-se o perfil de vazio
de ar ao longo do dia, o que esta apresentado na Tabela 3, simulado com o melhor valor

encontrado para o coeficiente do coeficiente de descarga, com configura¢do indicada na
Tabela 2.

Tabela 3 : Variagdo da vazdo massica de ar ao longo do dia, para um céu limpo no verdo em
RJ, com coletor com entrada desobstruida, tela vertical e tampa s/aluminio (Cq = 14,63%)

Hora do dia | Radiacdo Solar | Vazdo de ar
(W/m?) (m’/h)

12 991 89.4
11el3 957 88,5
10e 14 857 85,7
9el5 701 80,7
8elb 501 72,8
7ell 281 60,3

6. CONCLUSOES

Um estudo sistematico da influéncia de diferentes parametros sobre o desempenho do
sistema de ventilagdo natural mostrou que o coeficiente de descarga varia pouco para as
configuragdes geométricas ¢ vazdes examinadas, tipicas quando se utiliza a energia solar.
Dentre as configuragdes examinadas, a tela vertical colocada nas paredes laterais da chaminé,
abaixo da tampa, tem uma tendéncia a produzir a maior vazdo. As medidas apresentadas na
Tabela 2, foram feitas para as melhores configuragdes da Tabela 1, com a entrada do coletor
desobstruida (sem bocal convergente) uma vez que foi mostrado que as perdas na entrada do
coletor solar influenciam bastante no estabelecimento da movimentagdo do ar e portanto da
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ventilagdo, assim como a tampa da chaminé. Finalmente, sdo apresentados dados na Tabela 3
de simula¢do da vazdo de ar como fungdo da intensidade de radiagdo solar ao longo do dia,
para a melhor configuragio da Tabela 2. Pode-se observar que entre 9 ¢ 15 horas a ventilagido
varia pouco em dias de céu limpo.
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Abstract

Solar Chimneys are devices used to convert solar energy into thermal and electrical energy. These
devices are built with a transparent radial canopy covering the ground and a chimney positioned at its
center. In the present work, the thermal hydrodynamic behavior of air in free convection in a Solar
Chimney was theoretically analyzed to verify the geometrical and operational effects. The
mathematical model formulation was performed considering laminar flow and prescribed boundary
conditions. The visualization of the flow and the temperature profiles were allowed by the use of
Finite Volume with Generalized Coordinates. Geometrical variations were introduced in a basic
configuration to verify the system performance under variations of geometrical parameters. Three
geometrical parameters were evaluated throughout simulation: the canopy/ground distance, the
canopy/chimney connection shape and the chimney shape and cross section. The results indicated that
the best performance was achieved with curved canopy/chimney connection shape and chimney conic
shaped.

Keywords
Chaminé Solar, Volumes Finitos em Coordenadas Generalizadas, Convec¢do Natural, Energia Solar, Fontes
Alternativas de Energia / Solar Chimney, Finite Volume Method with Generalized Coordinates, Free
Convection, Solar Energy, Renewable Energy Sources.

1. INTRODUCAO

Dentre as principais formas de
aproveitamento direto da energia solar para
geragdo de poténcia, as Chaminés Solares
se destacam como uma forma simples de
conversdo em energia térmica e elétrica.
Segundo RICHARDS (1982), o conceito da
Chaminé Solar foi primeiramente
apresentado em 1968 pelo Professor J.

<—Chaminé

Schlaich da Universidade de Stuttgart, na YA
Alemanha. A Chaminé Solar possui TEU(;E:T
basicamente dois componentes principais, Estufa

conforme mostrado na Fig. 1: a estufa e a

chaminé. O ar frio que entrd por sob a Figura 1: Desenho esquematico de uma

Chaminé Solar.
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cobertura translucida ¢ aquecido pela radiagdo solar e escoa confluentemente em
dire¢do a chaminé. Na chaminé, o escoamento torna-se ascendente, movido por forgas
de empuxo originadas pela diferenga de densidade. O intenso escoamento produzido
pode ser utilizado para a geragdo de poténcia, através de uma turbina edlica localizada
na base da chaminé (Fig. 1), e para processos de secagem.

Segundo SCHIEL (1988), a Chaminé Solar possui as seguintes vantagens em relagdo aos
outros sistemas de aproveitamento direto da energia solar: construgdo simples ¢ de baixo
custo, empregando tecnologias conhecidas e materiais disponiveis em paises do Terceiro
Mundo; operacdo satisfatoria a noite, através do armazenamento térmico do solo; nenhuma
necessidade de agua para o resfriamento de componentes do sistema; alocagdo de mao-de-
obra local, face as caracteristicas construtivas e operacionais simples do sistema,
proporcionando redugdo de custos; dispensa de manutengdo intensiva, devida a auséncia de
componentes moveis, a excegdo do dispositivo edlico.

Segundo SCHLAICH (1982), uma usina piloto de 100 kW entrou em operagdo em 1972
em Manzanares, Espanha, gerando durante o dia 100 kW a 1500 rpm e a noite, através da
liberagdo do calor armazenado no solo sob o coletor, 40 kW a 1000 rpm. Segundo este autor,
a Chamine Solar deve ser instalada em regides com radiagdo solar média diaria entre 500 e
600 W/m?, ao longo de 300 ou mais dias durante o ano. Segundo RICHARDS (1982), pode-se
aproveitar 75% do solo sob a cobertura para a horticultura. Estudos realizados por MULLET
(1987), JACOBS e LASIER (1984), M. Q. YAN et al. (1991) mostraram ser a Chaminé Solar
uma forma de aproveitamento de energia renovavel técnica e economicamente viavel. PADKI
e SHERIF (1989) desenvolveram um modelo analitico mostrando maior eficiéncia para uma
chaminé conica em relagdo a uma chaminé de seg¢do constante. Segundo SILVA (1996), um
Centro de Pesquisa no Siri Lanka foi desenvolvido para andlise de uma usina piloto; em
Rajastan, na India, uma usina de 200 MW sera construida e, em breve, a poténcia serd
ampliada para 1000 MW, com a construgdo de mais quatro usinas; negociagdes estdo sendo
feitas para projetos desses sistemas no Paquistdo, no Egito e Jordénia.

No presente trabalho ¢ realizada uma analise do comportamento termo-hidrodinamico do
ar em convecgdo natural numa Chaminé Solar para uma previsdo de suas caracteristicas
geométricas e operacionais. A formulagdo do modelo matematico foi efetuada para a condigédo
de escoamento laminar em regime permanente e condigoes de contorno prescritas. O emprego
do Método de Volumes Finitos em Coordenadas Generalizadas permitiu um estudo local do
escoamento. Variagdes geométricas em uma configuragdo basica foram introduzidas, com a

finalidade de se verificar o efeito de alguns parametros geométricos no desempenho do
sistema.

2. FORMULACAO DO MODELO MATEMATICO

Na formulacdo do modelo matematico foram consideradas as hipoteses de escoamento
laminar e incompressivel, fluido Newtoniano, propriedades do fluido constantes, sem geragao
de calor e sem dissipagdo viscosa. A influéncia da radiagdo solar ndo foi incorporada ao
modelo, que ¢ constituido pelas seguintes equagdes para escoamento em coordenadas
cilindricas:

Equagdo da conservagdo da massa

9,10 oD on) -
-ét_+r6r(pm)+8y(pv)_0 (1)

Equagio da conservagdo da quantidade de movimento na diregdo
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Equacdo da conservagdo da quantidade de movimento na diregdo y
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Equagdo da conservagdo da energia
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2.1 Condicoes de Contorno

A Fig. 2 mostra o dominio de solugdo
utilizado. A fronteira norte ¢ formada pela
cobertura e pela parede da chaminé, na
qual o valor da temperatura na cobertura e
na chaminé ¢ dado, respectivamente, por
T, e T, e as velocidades u e v nas paredes
iguais a zero. A fronteira sul € constituida
pelo solo e pelo centro da chaminé; no
solo, o valor da temperatura ¢ dado por 7y
e as velocidades u e v sdo iguais a zero.
Para o centro da chaminé, ¢ imposta a
condigdo de simetria tanto para a
velocidade como para a temperatura. A
fronteira leste, correspondente ao final da
chaminé, ¢ uma regido de saida de massa,
na qual impds-se o regime plenamente
desenvolvido para a temperatura e a
velocidade. A fronteira oeste ¢ a
extremidade da cobertura por onde ha
entrada de massa, com temperatura igual
a Ty e velocidade atualizada durante a
simulacdo numérica utilizando-se
procedimento similar ao apresentado por
MARCONDES (1988).
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Figura 2: Geometria caracteristica do modelo
matematico.
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3. METODOLOGIA NUMERICA =

A analise numérica do modelo empregou o método de Volumes Finitos em Coordenadas
Generalizadas. Essa metodologia permite o estudo de geometrias com inclinagdes e formas
variadas para as fronteiras. A descrigdo geral desta metodologia pode ser encontrada em
MALISKA (1995). Ela envolve dois algoritmos principais: um algoritmo para a geragdo do
sistema de coordenadas (gera¢do das malhas) e outro para a solugdo do problema fisico. As
equagdes de conservagio (Eq. 1 a 4) podem ser escritas para uma propriedade genérica ¢

0 10 0
E(Pdl) G (rpud) + a—y'(DV¢) =

o o (5)
~ 90 e ¢ o, po
rar[r‘r 5?‘] ay{r ay] S*+ P

Aplicando-se a transformagdo geral, descrita por VALLE (1995), a Eq. 5, obtém-se a
equacdo na forma transformada

10 10 16 P*
ja—( ‘t’)“'—a[rpq)V]‘*‘*—aE[qu’U]‘T:
ranl” Tan " PaeSt

l a{dr‘*’ o rjrmad’}

7 0E o ol T

Integrando-se a Eq. 6 no espago e no tempo para um volume de controle elementar

e usando uma formulagdo totalmente implicita, obtém-se a equacdo para cada volume
de controle, dada por

Apbp=A40p+4 05 +A4 by +A40+ ™
Aneq} NE % Anw‘i’ NW # Ase¢SE * ASW¢SW +B

Os coeficientes da Eq. 7 e o termo fonte B sdo encontrados em BERNARDES (1997).

4. RESULTADOS

Trés configuragdes basicas foram
selecionadas com a finalidade de se realizar A B c
uma andlise comparativa da influéncia de [
alguns  parametros  geométricos  no |
funcionamento do sistema. A partir de uma |

|

geometria com juncdo reta, chaminé de g Y

secdo constante e cobertura com altura . r Fi

constante (Fig. 3A), variagcdes geométricas 2 ®

foram introduzidas conforme desenhos _ _ .
esquematicos mostrados nas Fig. 3B e 3C. Figura 8- Configracns Simutadas.

Para manter o escoamento em regime
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laminar, as grandezas fixadas para as simulag¢des foram a altura da cobertura na entrada (0.02
m), o raio da chaminé na saida (0.05 m), a altura da chaminé (2 m), o raio da cobertura (1 m)
e as temperaturas uniformemente distribuidas nas fronteiras do dominio, dadas por T;= 302
K, 7.=300 K, 7, =300 K, 7 = 300 K, respectivamente. Para se avaliar diferentes geometrias,
as demais grandezas geométricas (H.;, R;;, Rin, Rey) sd0 variadas. Simulagdes realizadas
(BERNARDES, 1997) mostraram influéncias significativas da forma da jungédo, da altura da
cobertura e da se¢do da chaminé. Os parametros geométricos e os valores da vazao a saida da
chaming sdo apresentados na Tab. 1.

Tabela 1: Parametros geométricos e vazbes para as simulagdes consideradas.

Geometria He(m)  Ry(m)  Riy(m)  Re(m) M (kg/s)
Jungdo reta 0.02 0.05 - - 8.31x107™*
Jungdo curva 0.02 0.05 0.10 - 1.08x107°
Jungio curva com defletor 0.02 0.05 0.10 0.12 1.10x107°
Cobertura inclinada (Caso A) 0.07 0.05 0.10 - 1.31x1073
Cobertura inclinada (Caso B) 0.08 0.05 0.10 - 1.24x1073
Chaminé conica 0.02 0.075 0.10 - 1.92x10°°

A configuragdo com jungdo reta apresentou recirculagdes na base da chaminé (Fig. 4) e
menores valores de vazdo. Essas recirculagdes deslocam o escoamento para o centro da
chaminé originando uma faixa de temperaturas mais baixas junto a parede da mesma (Fig. 5).
Jungdes curvas originaram campos de temperatura bem distribuidos, escoamento livre de
recirculagdes (Fig. 6 € 7) e maiores valores de vazdo. A utilizagdo de um elemento defletor
(Fig. 3C) mostrou-se de pouca eficacia no tocante a aceleragdo do escoamento na chaming,
mas efetivo em evitar recirculagdes (Fig. 8), apresentando campos de temperatura bem
distribuidos (Fig. 9). As recirculagdes interferem no fluxo ao reduzirem a secdo efetiva de
escoamento € ao criarem bolsdes de ar a temperatura constante, prejudicando a propaga¢do
térmica. Coberturas inclinadas podem favorecer o aparecimento de recirculagdes com padroes
semelhantes a Células de Bénard. As Fig. 10 e 11 mostram, respectivamente, a formagdo de
tais recirculagdes ¢ a sua influéncia nos campos de temperatura (Caso A). O aumento na
inclinagdo da cobertura faz com que este efeito se propague em direg@o a entrada do sistema,
aumentando o numero destas recircula¢des (Caso B, Fig. 12 e 13). Nestes casos o escoamento
¢ desviado ora para cima, ora para baixo até atingir o centro do sistema. A chaminé conica
propiciou maiores valores de vazdo conforme verificado, também, por PADKI ¢ SHERIF
(1989), apesar do aparecimento de recirculagdes junto a parede da mesma (Fig. 14).
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Figura 4: Linhas de corrente para geometria com

juncAc reta Figura 5: Campos de temperatura para geometria

com jungao reta.
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Figura 9: Campos de temperatura para geo-
jungéo curva e defletor.

metria com jungdo curva e defletor.
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Figura 10: Linhas de_correme para geometria Figura 11: Campos de temperatura para geome-
com juncao curva e cobertura tria com jung&o curva e cobertura
inclinada (Caso A). inclinada (Caso A).
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Figura 12: Linhas de corrente para geometria Figura 13: Campos de temperatura para
com jungao curva e cobertura geometria com jungao curva e
inclinada (Caso B). cobertura inclinada (Caso B).
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5. CONCLUSOES

Este trabalho apresentou um estudo da convec¢do natural laminar, em regime
permanente, em uma Chaminé Solar, sob condi¢des de contorno prescritas. Para o modelo
adotado, foram propostas configuragdes envolvendo variagdes na forma da jungdo (reta,
curva, com defletor), na inclinagdo da cobertura € na se¢do da chaminé. Os resultados
indicaram melhores desempenhos para sistemas com jungdo curva e chaminé conica. A
metodologia empregada mostrou-se eficaz em detectar fendmenos caracteristicos da
convec¢do natural. Esta metodologia numérica foi sensivel a pequenas alteragdes na
geometria do sistema, permitindo identificar, desde pequenas recirculagdes locais do
escoamento na cobertura e jungdo, até grandes recirculagdes na chaminé conica. Coberturas
inclinadas favorecem o aparecimento de recirculagdes com padrdes semelhantes as células de
Bémard, prejudicando o escoamento. Verifica-se a necessidade de investigagdes mais
detalhadas para defini¢do das diretrizes basicas de projeto (geracdo de energia ou processos de
secagem), uma vez que informagdes precisas sobre as caracteristicas geométricas e
operacionais desses sistemas ndo se encontram disponiveis na literatura.
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Abstract

The thermal performance of a solar natural circulation heating system that uses an oil as the working fluid, a flat
plate solar collector, and a storage tank has been studied for the ambient conditions in Fortaleza. To determine
the system efficiency, each component is modeled separately. To estimate the total mass flow rate through the
collector, the total frictional pressure drop is set equal to the pressure gain due to the difference in density in the
two vertical portions of the circuit. In the analysis, the flow was considered laminar because of the low velocities
expected. The results show the numerical values for total mass flow rate through the circuit and castor oil
presented the best performance, that is the highest values for collector heat removal factor, when compared to
cotton and soy oil.

Keywords

Solar cooker, flat plate collector / Fogio solar, coletor de placa plana

1. INTRODUCTION

Solar cooking is a much needed application of solar energy in regions with a high
intensity of solar radiation. Particularly in less developed areas where much of the cooking is
done using forest wood, solar cooking can improve the standard of living not only by
supplying the energy to food processing, but also by contributing to less destruction of the
environment.

In countries like the United States, particularly in the State of Arizona, as many as 2000
people use solar cooker (Bright Ideas). During the 1980s, as many as 500 people gathered for
an annual solar pot luck near Tucson. The solar ovens could get as hot as 204°C (400°F) even
in the mountains in the winter. These ovens were very much dependent on the intensity of
solar radiation.

Various types of solar cookers have been presented in the literature and in 1994 the
European Committee for Solar Cooking Research [ECSCR] held the Second International
Solar Cooker Test. Various types were tested and among these a flat plate cooker, called
Schwarzer Cooker, presented two desirable characteristics which were fundamental in its
selection for the present work. These characteristics were the possibility of indoor cooking
and heat storage.



THERMAL EFFICIENCY OF A SOLAR COOKING...

The basic components of the solar cooking system in this study are a flat plat solar
collector, a cooking unit with three pots, and a storage tank. The system operates in natural
thermal siphon flow due to the difference in the fluid density on the two sides of the circuit.

The collectors are

double glazed and

- selective coated. Bottom
and side reflectors can

be used to enhance the

S solar radiation flux. The
2 Reflector cooking pots are circular
3 Storage Tank %

4 Pots in shape and the storage
e tank is filled with

@ 6 Expansion Volume

pebbles. Oil is used as

the working fluid and

high temperatures are

Fig.1.Schematic diagram of the solar cooking system. reached as required for

cooking. There are

manual control valves

which allow are used to control the mass flow rate through the pots and also to guide the
heated oil to the storage tank when no cooking is needed.

Besides the advantages associated with this solar cooking system, the traditional
disadvantages are quite reduced in this system. There is no need for cooking under the sun as
the pots can be installed indoors and, since there is a thermal storage tank, the food can be
kept warm for longer periods of time or some night cooking can be done. The system can be
used for singles families, as in the first models with one pot and no storage, or larger as the
unit that is being developed with three pots.

The purpose of this work is perform analytical and experimental work on a modified
version of a Schwarzer cooker with three pots, 4 m? of collector area, and a 50 L storage tank.
In the numerical model, the efficiency of the single components are first estimated so that the
system efficiency may be determined. The experimental works started with the selection of
local oils to be used as the working fluid. A prototype is being purchase for experimental
measurements considering local eating habits and heating capabilities.

2. LITERATURE REVIEW

A great number of solar cookers has been developed by researchers in different parts of
the world. These cookers differ in size, type, price, performance and user friendliness. Solar
cooking has been a subject dealt with ever since people started to think about using solar
energy for technical use. Research and development of solar cookers began over 100 years ago
and this review will present mostly the results for the cooker with flat plate collectors.

One of the first indirect solar cookers (permitting cooking at night and indoors) was
designed by Dr. Charles Greeley Abbot of the Smithsonian Institute. This used hot oil in
narrow metal tubing to take the heat from the solar collector to an insulated heat storage tank,
and from there to the stove. The cocking element consisted of a tight spiral of copper tubing
through the hot oil flowed before returning to the storage tank.

Among the cookers tested by the ECSCR (1990), the Schwarzer models, one with Im? of
flat plate collector and 2xS5liter pots and the other with 2m* and 1x10L pot/ 1x5L pot, both
without storage presented very good results. Different types of cookers such as, box cookers,

-—
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concentrators, bakers, and others were presented. For most of them, the greatest disadvantages
was the need to cook under the sun.

3. ANALYTICAL MODEL

The analytical models begins with a procedure to estimate the thermal efficiency of the
flat plate collector with the fluid in single phase thermal siphon operation. The conventional
efficiency curve for water in forced convection flow as published by the manufacturer was not
used to determine efficiency because of the much different flow and heat transfer processes in
the flow channels. At present, all energy absorbed in the collector is considered as removed
from the system in the pots, that is to say, there storage unit has not yet been added to the
system.

A study on the use of different local oils such as, castor, soy, and cotton oils was done.
The experimental and numerical results for the properties of these oils are presented.

The expression for the thermal efficiency of a flat plate collector is the well-known
Hottel-Whillier er al. (1958) equation which is expressed as,

n= Fr[(ta)e & - la | )} )

Ig

To calculate the heat removal factor, Equation (2), it is necessary to have the value for the
total mass through the collector, its dimensions, the properties of the glass cover and absorber
plate, and the heat losses by convection and radiation to the environment. In forced flow, this
mass flow rate is the same as through the pump.

C
Fp = l—exp| -————— 2
R U pl—— 2

In a natural circulation, the mass flow rate needs to be determined. Its value was
calculated considering the fact that in a closed circuit, the total pressure for a complete turn is
zero. In order words, the total pressure change due to friction equal the pressure change due to
the difference in density on the two sides of the circuit.

(AP); =(AP)g 3)
The pressure change due to density change was estimated by Equation (4) and the

(AP), =(p2 —p1) 82X, )

frictional pressure drop for laminar flow was estimated using Equation (5). The total mass

128 M p AXg

AP
( )F TtpD3

(%)

flow rate in this system was calculated by Equation (6).
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Using Equation (6), the heat transfer coefficient in natural circulation, h, was estimated
using the model presented by Dyer et al (1975) for a vertical cylinder under uniform heat flux
conditions. In Equation (7), Ra" is the Rayleigh number and m had a value of -1.7.

1
*m mm

1
N, = R% 4 0.67(Ra*)5 01<Ra" >10° 7

To estimate the convection heat transfer coefficient due to the wind speed, the model
presented by Mitchell et al. (1976) was used, as in Equation (8). The heat loss coefficient
from top of the collector, U, was calculated using the expression by Klein et al. (1979).

8,6V 06
hy = T oa (8)

The back and sides losses from the collector, Uy and U,, were estimated considering
conduction losses because of the insulation. The overall loss coefficient was then,

Up =U,; + Uy + Uq 9)

Using the equations presented above, the heat removal factor F, and the efficiency curve,
Equation (1) could be determined.

4. RESULTS

In order to use Equation (1) to determine the efficiency curves for the oils tested, their
properties as a function of temperature were either experimentally measured or adapted from
the literature.

Table 1 - Expression for the properties of oils'used.

K(T) W(T) Cp o(T) ol
0.181-0.00025T 712.89exp[-(T-24.10)/17.84] 3.76+0.0083T 882.22-0.64T Castor
0.17-0.00016T 4.49+69.56exp[-(T-19.62)/24.65]  1.64+0.0044T 934.89-0.68T Cotton
0.18-0.00024T 61.28exp[-(T-19.73)/32.94] 1.75+0.0029 933.81-0.68T Soy

The equations shown in Table 1 were used the calculation of the total mass flow rate
through the collector considering that all solar energy absorbed was used for cooking. In other
words, the storage tank had not yet been added to the system.

The numerical results are shown in Table 2. A direct conclusion based on just the mass
flow rate through the collector would give a misleading conclusion as the values for the Fr(ta)
and F,U need to be considered.
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Table 2 - Numerical Results

Oil F/(ta) F.U; mass flow rate (g/s) As an example, consider
Castor 0.52 1.16 13.5 the intensity of the solar flux
Cotton 0.42 0.95 10.92

Soy 0.43 0.96 15.75 as 1000W/m~ and the

ambient temperature of 32°C.
The thermal efficiency for the
castor, cotton, and soy oil were 0.44, 0.36, 0.37. The higher mass flux rate foud for soy oil did
not induce the higher efficiency as the thermal properties need also to be considered. Among
the three oils tested, castor oil had lower 1odine level.

5. CONCLUSION

Considering the experimental and numerical for the oil properties, the castor oil presented
the most adequate properties for use in this cooking system. It has the lowest iodine level but
is also the most expensive and less available at present. -

Even though the numerical procedure calculates the total mass flow rates through the
collector, only with experimental measured values these results can be validated. the values
for the Fr(ta) and FrUL could be analyzed and indicated agreement with overall system
efficiencies with the results of Schwarzer et al. (1997).

From these resuls and considering the high and uniform level of the solar radiation flux
in the state of Ceara, this solar cooking system can be adapted to the local conditions and
eating habits of the population. Besides the system that is to be installed at the Solar Energy
Laboratory at CT/UFC, instrumentation is being adjusted by a manufacturer to measure the
total mass flow rate through the collector. This measuremtent has not yey been done.
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7. NOMENCLATURE

A collector cross area

Cp heat capacity

D diameter of tube

F’ collector efficiency factor
Fr heat removal factor

g standard gravity

h convective heat transfer coefficient
| solar radiation

m fluid mass flow rate

Ra* Rayleigh number

r raio of tube

T temperature

U loss coefficient

qQ’ heat flux

Nu Nusset number

N number of glass covers

L plate to cover spacing

(AP)  pressure gain

Greek

n efficiency

0 transmittance by absorptance product
0 tilt, degrees

Tl viscosity absolute

K conductivity thermal

o Stefan-boltzmann constant
€ emittance

B Thermal expasion coefficient
\% kinematic viscosity

o thermal difussivity
Subscripts

1 outlet

2 inlet

m mean

E overall -
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ambient
wind
frictional
gravitacional
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Abstract

This work presents a procedure to estimate the thermal efficiency of a still type solar distiller to produce potable
water from salty water. At present, the general model is based on the simultaneous solution of the energy balance
equations for the water in the tank and the transparent cover. These equations are written as functions of the
thermal variables, the ambient variables such as the intensity of solar radiation, ambient temperature, wind speed,
and the construction materials and dimensions of the distiller. This numerical model allows the simulation of the
thermal performance of the solar distiller so that more units may be developed and built taking into consideration
the local ambient variables and resources. The thermal efficiency is calculated as the ratio of the energy used in
the evaporation process to the total incident solar radiation.

Keywords

Solar tank, distiller, desalination / tanque solar, destilador, dessalinizador

1. INTRODUCTION

This work presents a model to estimate the thermal efficiency of a still type solar distiller
to produce potable water from salty water. At present, the general model is based on the
simultaneous solution of the energy balance equations for the water in the tank and the
transparent cover to calculate the water and the cover temperatures. These two values are used
to estimate the useful energy and the thermal efficiency of the distiller. The energy balance
equations are written as functions of the thermal variables, the ambient variables such as the
intensity of solar radiation, ambient temperature, and wind speed, and also the construction
materials and dimensions. Therefore, this numerical model allows the simulation of the
performance of the solar distiller so that more units may be developed and built taking into
consideration the local ambient variables and resources.

In the numerical simulation, the transient term in the energy equation for the water in the
tank is set to zero because available data for transient operation was not found in the literature.
The steady state model is then validated using the data presented by Lof et al. [1961].
Simulations were also conducted for a distiller that is presently being built at the Applied

Solar Energy Laboratory [LES] in Fortaleza. The experimental and numerical results
compared well.
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Figure 1 shows the schematics of the distiller whose components are a water tank, a glass
cover, lateral flow channels and an accumulation tank. In the distiller at LES, the dimensions
of the tank are: 5m in length, 2m in width, and 0.25m in depth. This depth was chosen to
allow testing with different fillings for transient operation and the space needed by the
measurement sensors. The lateral flow channels are plastic tubes that connect the end sides of
the glass cover to the accumulation tank. The bottom wall was built over a 5 cm concrete
layer, a 5 cm Styrofoam layer,
white brick, and a finishing layer
made of cement, an impermeable
layer, and black painting.

Even though a solar distiller
tank is simple to build, the heat
and mass processes that take
place are very complex. These
transfers are by radiation natural
convection, conduction,
diffusion,  evaporation, and
condensation all in one system.
In spite of the fact that much
work has been done in this field,
much is still needed to more
accurately determine its thermal
efficiency.

Figure 1: Still Type Solar Distiller.

2. LITERATURE REVIEW

Since much work has been reported in the literature, this review makes reference to just
some classical papers in solar distillers and the ones presented at the 1991 Solar Energy World
Congress. A collection of these works was presented by Talbert ez al. (1970).

A complete set of balance equations, which described the energy and mass transfer
relationships involved in the operation of the basin type solar still, was derived by Lof et al.
(1961). In the same year, Dunkle also analyzed the roof type still of single and multiple effects
and modeled its steady state performance in two energy balance equations: one for the
transparent cover and the other for the water in the tank. Both equations had the temperatures
of the transparent cover and of the water as unknowns. By selecting a value for the
temperature of the water, the equations were solved by trial for the temperature of the
transparent cover and the thermal efficiency was calculated. Clark (1990) suggested a
modification on the value of a constant used in the calculation of the evaporative mass flux
used by Dunkle to match the experimental results of current work.

Chendo et al. (1991) presented a comparative study using different filling in the tank:
stone, vegetable coal and fabric. They found that distillation rates increased from sunrise to
sunset in the order: charcoal, wick, control still and pebble. Compared to the daily solar
radiation intensity, the maximum value for the solar flux point occurred hours before the best
performance of the stills in the order above. The highest values for daily productivity occurred
for pebble lined still four hours after sunset. Schwarzer et al. (1991) presented a solar system
to produce drinking water. The equipment consisted of a modified version of a flat plate
collector and a heat recovery system with a transparent insulation instead of the glass. For
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summer conditions in Germany, fluid temperature above 100°C were found. Experimental

values for the rate of the volume of distillate to the incident solar radiation increased from
0.20 I/MJ to 0.36 1/M1J.

3. METHODOLOGY

The heat and mass transfer balance equations for a roof type still have been discussed in
the literature, as stated in the previous section. The equations used in this work were re-
written here to better present the numerical model.

The energy balance equation for the water in the tank can be written as,

dT,,

dt
W

Lie =0 +0,+Q +Q 40+ [mcp} M

For steady state operation, the last term in Equation (1), which represents the
accumulation of energy in water, is set to zero. Heat losses by conduction to the ground are
usually very small as the tank is well insulated and these losses are the neglected. with these
considerations, Equation (1) becomes,

Lips =Q . +Q,+Q . +Q, (2)

Propose by Dunkle, the heat transfer fluxes by convection, evaporation (condensation),
and radiation can be estimated by Equations (3), (4), and (5), respectively,

q.= 884 10°%{T, -T, + Py(Ty ) - P(Ti) i A(T T, 3)
° " 2689 10° -P(T, )| | "

- 5 - | R(T,)-P(T)

qe-16276 10 qc[_T“-T’_r't__:] (4)

q,=090(T,* - T¢) ' )

The transparent cover exchanges energy by convection, radiation, and condensation
(evaporation) with the surface of the water and by convection and radiation with the
environment. Its energy balance equation can be written as,

Qe+Q+Q¢=0Q 00+ Q s (6)

The rate of energy transfer by convection with the environment can be estimated as,

Q coo h wind (Tt - T::o) (7)

-
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The ASHRAE Handbook of Fundamentals recommends a—correlation for h y;,q, the
outside air convection coefficient, for ambient air and a glass surface as,

h wind = 550+ 270 v wind (8)

The rate of energy exchange by radiation with the environments is determined by using
the Stefan-Boltzmann equation,

: . 4 _+4
Q,p=t0 (Tl o Tsky) )
Ty 1s the sky temperature estimated using the Swinbank correlation,

Ty £ 00353 TL> . (10)

The thermal efficiency of the still is calculated as in Equation (11) where q o 1s estimated
using Equation (4), and the experimental or

q
fjE——= (11)
1im:
the total efficiency, which includes all the losses in the system, is calculated as,
m hy,
n= -
Linc A

(12)

The energy balance equation for the water in the tank, Equation (1), is a first order non-
linear ordinary differential equation in the two unknown temperatures of the water and the
transparent cover. The rate of energy balance equation for the transparent cover, Equation (6),
is a transcendental equation in the same two unknowns. These two equations are solved
simultaneously for the unknown temperatures, which are used in the calculation of the
theoretical thermal efficiency, Equation (11).

In the numerical procedure, an initial guess is made for the temperature of the cover glass
and Equation (1) is solved for the temperature of the water, subject to an initial condition.
This value of T, is then used in solving Equation (6) for the temperature of the cover glass
and this value of T, is compared with the initial guess. If the two values do not compare
satisfactorily, this calculated value of T, is used as a new guess value for the next iteration
and the process continues until the two values, guessed and calculated, fall within the desired
tolerance interval.

The Modified Euler’s Method and the Bisection Method were used to solve the ordinary
differential equation and the transcendental equations of the model. These methods were
chosen because they are simple and robust, two characteristics needed in solving non-linear
systems, even though they use more computer time than more sophisticated methods. In the
steady state model, equation (1) becomes a transcendental equation because the term
responsible for the rate of energy accumulated in the water is set to zero. The tolerance value,
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the absolute difference between the guessed and the calculated value of T,, used in the
calculation was of 0.00001. In most cases, it took 20 to 25 iterations for convergence to be

achieved. The values of T, and T,, found were used to calculate q . in Equation (4), and the

theoretical thermal efficiency was estimated using Equation (11).

To validate the numerical model, the experimental data reported by Lof e al. [1961] were
used. The values for solar radiation reported were daily sums and to obtain average hourly
values the number of daylight hours was calculated for the specific day and location. In

Equation (1), Q, represents the rate of energy lost through re-evaporation, leakage, etc. and

since these losses could not be estimated analytically, the experimental values were used in
the numerical calculations.

4. RESULTS

Tables 1. show two simulation runs for the operation of the solar still in a three-day
period, Oct. 7-9, 1959 and May 18-20, 1960, and the experimental values reported by Lof et
al. [1961]. The values in column E stand for the experimental results, the ones in column N;
are the numerical results considering no losses due to conduction and re-evaporation, and the
values in column N, consider the re-evaporation losses as the same percentage reported in the
experimental work.

In the simulation runs, the numerical model predicts higher values of the temperatures of

the cover and the

Table 1: Results for period: Oct. 7-9, 1959 and May 18-20, 1960 waliss, @, .8ise
able 1: Results for period: Oct. 7-9, and May 18-20, ;
E: Experimental / Ny: Numerical / No: Numerical efﬁcwngy. As
Oct 7-9, 1959 May 18-20, 1960 expected,
E N, N, E N, N, mcludmg the re-
1 [W/m?.day] 368 - 5 609.36 - G evaporation,
Tt [K] 305 307 305 310 313 310 leakage, and
Tw [K] 312 319 315 317 327 323 A
Distillation, % 322 - - 40.5 . Fonducnon losses
Re-evap/ leakage, % 1.6 - 1.6 3.5 3.5 1mproves
Conduction, % 166 - - 14.5 - < significantly  the
Efficiency, % - 492 38.1 - 55.6 43.4
results.
A large
portion of the
» difference between experimental and

0

1 (efficiency)

2

05

Figure 2: Numerical results for the thermal

efficiency - Fortaleza, Jan.1997

numerical results is caused by air and vapor
leakage from the experimental distiller.
Completely tight construction cannot be
assumed and water vapor loss occurs,
particularly when windy conditions exist.
This factor causes the temperatures of water
and cover to decrease below theoretical
values. Liquid water leakage losses from
cracks and joints in side flow channel can
also reduce the measured water output and
resulting efficiency.

In the simulation for the distiller at
LES, the leakage losses were set to 1%. The
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results are shown in Figure 2 using the measured values for the solar radiation flux, wind
velocity, and ambient temperature for Fortaleza in the month of Jan.1997.

5. CONCLUSION

Even though the numerical results predict the influences for the variables in the
calculation of the distiller thermal efficiency, the model can be improved.

The analytical-numerical model considers that the energy used in the evaporation of the
water equals that of condensation of the vapor. In reality, the humid air layer above the liquid
surface is not totally saturated and the rates of evaporation and condensation are different. One
more energy balance equation is needed for this humid air layer since the air is not 100%
saturated and the rates of evaporation and condensation differ. Another loss is by heat
conduction from side curbs of the basin. Insulation reduces but does not eliminate these
unmeasured losses.

At present, a solar still is being built at the LES to collect data for different tank fillings
and validate the numerical procedure for transient operation. Instrumentation to measure the
temperature of the water, of the glass cover, the dry bulb temperature and relative humidity of
the air inside the distiller, the level of water in the tank, the total global radiation, the ambient
dry bulb temperature, and the wind speed is being installed.
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8. NOMENCLATURE

I,  absolved irradiation for the water in the tank (W/m?)
L solar irradiation (W/m?)

Q rate of energy transferred

]:m C p} dT, /dt rate of energy accumulated in the water
w

m rate of condensation in kg/s
h¢, the latent heat of vaporization (kJ/kg)
V wind velocity (m/s)

h,.,¢ heat transfer coefficient (W/m?.K)
P saturation pressure (N/m?)

T temperature (K)
C

A specific heat

il energy transfer flux

Subscript:

c convection

e evaporation - condensation

k conduction through the bottom and sides

1 loss '

r radiation

) ambient

w water

t transparent cover

s saturation

Greeks:

o Stefan-Boltzmann constant

£ emissivity of the glass cover
efficiency
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Abstract
An evacuated tube solar collector is a heat exchanger that converts radiant solar energy into heat. It is made of an
absorber plate placed in a glass tube. The space inside the tube is evacuated to a pressure of 10%* to 10 Torr.
The evacuation reduces convection losses from the plate, which may be coated with a selective surface. This
work presents a numerical model to determine the thermal efficiency of this collector operating in forced and
natural circulation flows. In forced flow, the energy balance equations for the absorber plate and the glass tube
are used to estimate the collector heat removal factor. In natural circulation, with water vapor as the working
fluid, a model developed for a solar thermal siphon circuit is used. The thermal efficiency values found for both

operations under the ambient conditions in Fortaleza were high and indicated the possibility of applications in
solar refrigeration systems.

Keywords
Evacuated tube, solar collector, solar heat pipe / Tubo Evacuado, coletor solar, tubo de calor solar

1. INTRODUCTION

An evacuated tube solar collector is a heat exchanger that, just like the flat plate collector,
converts solar radiation into heat. The collector consists of an absorber plate inside a
cylindrical glass envelope. The space between the glass envelope and the absorber plate is
evacuated to a vacuum of 10 a 10 Torr. The absorber plate is suspended in the envelope
with as little as possible contact with the glass. The purpose of the vacuum is to much reduce
the convection and conduction losses from the plate while the radiation losses are reduced by
using a selective coating. The use of evacuated tube collectors makes it possible to reach high
temperature at the collector outlet, in the range of 200°C, and its use in solar refrigeration
system. Figure 1 shows the drawing of an evacuated tube solar collector.

Among the advantages of an evacuated tube collector, the use of a single glass cover
instead of double glazing employed in conventional flat plate collectors can be mentioned.
This single cover allows higher transmission of the solar radiation flux and uses less material.
At low incident angles, the circular shape of the tube accounts for high transmissivity and
reflection at adjacent tubes. Since its design is somewhat simple, less material is used in its
construction which implies in less costs. The disadvantages are associated with production
costs at present and more care in handling.
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This work started with
the need to rebuilt and model
a solar refrigeration unit
which uses evacuated tube
collectors during the heating
phase of its cycle. The
collectors operated in a single
phase thermal siphon circuit.
Their thermal performance
was modeled by the
Figure 1: Evacuated tube collector with the absorber plate Tecnikum Rapperswil (1994).

in red and the glass cover in blue. For single phase forced
convection operation the

equations presented in this work were used to calculate the thermal efficiency. The
expressions for the heat transfer coefficients were taken from the literature. The numerical
calculation was done using the ambient conditions for the city of Fortaleza and the results
show the high performance of these collectors.

2. LITERATURE REVIEW

Even though there are quite some books published in the field of solar thermal energy,
not very many articles have been published about its thermal analysis.

Speyer (1964) analyzed the effect of vacuum in the performance of a flat plate collector
involved in a glass tube. Various absorber plate geometry were tested and a silver plating in
the interior of the tube was proposed to reflect the light not intercepted by the absorber. The
results of the experiments showed that the evacuated tube solar collector had a higher
performance than conventional collectors and could be produced at lower cost.

Beekley and Mather (1975) studied a collector with three concentric glass tubes. The
tube in the middle worked as the absorber with a selective cooling. Vacuum was mantained in
the spaces between the exterior tubes and the one in the middle.The work included an

analytical model to predict the collector performance. Higher performance was achieved at an
incident angle of 30°,

Ortabasi and Buel (1975) presented a semi-empirical analysis of the evacuated tube
collector which was then developed by the “Coming Glass Company”. They also simulated
the performance of the collector in cooling and heating systems. The calculated and
experimental results indicated that it was possible to obtain efficiency higher than 55% with a
fluid temperature of 120°C above the ambient temperature at an insolation of 800 W/m’,

Beach (1975) analyzed the performance of evacuated tube collectors. The work was
related to the thermal performance and little attention was given to the optical study of the
radiation that reached the absorber.

Frick and Karaki (1976) presented a detailed analysis for the thermal efficiency of the
evacuated tube collector and the experimental results agreed well with the theoretical model.
It was shown that these collectors were superior in performance as compared to conventional
flat plate collector.
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3. METHODOLOGY -

This section presents the analytical procedures used to simulate the thermal performance
of an evacuated tube collector operating in a closed loop with the working in natural and
forced flow.

The thermal analysis is based on the two energy balance equations for the absorber plate
and the glass envelope. In the glass cover, the energy gain is due to the transfer by radiation
and conduction through the supports with the absorber plate and the energy loss is by
convection and radiation to the ambient. In the absorber plate, the solar energy through the
glass envelope is absorbed by the fins and the tube and heats the working fluid. The heat
removal factor is a function of the thermal losses from the collector and the heat transfer
coefficient from the plate to the fluid.

For forced convection operation, the work by Frick and Karaki (1976) was used as the
basic model. In order to write out the energy balance equations for the absorber plate and the
glass tube, it was necessary to estimate the heat transfer coefficients for the convection,
radiation and conductions.

The radiation heat transfer was estimated as in Equation (1). The effective emissivity of

_ 2 ey 0 (T,* = T*)

h 1
" o )
the absorber plate, £,, was determined by Equation (2).
1
Epg = A (2)
P

€p +————
Ag (1185 —1)

In the space partially evacuated to a pressure of 10* Torr, the rate of heat transfer by
conduction and convection is less than 1% of the thermal conductivity in the air at
atmospheric pressure. The heat transfer coefficient, according to Frick and Karaki (1976), is
approximately 0.013 W/(m? °C). An error of 1% in the heat loss coefficient makes the losses
by conduction and convection negligible.

The heat transfer coefficient by conduction through the supports which hold together the
absorber plate and the glass tube was estimated using Equation (3). The forced convection

~_mA; k;

h 3
= L 3)

heat transfer coefficient inside the copper tube was determined by Equation (4), which was
presented by Holman (1972) .

h, 2R C[usz) p.11 ”

k¢ ur

The heat losses from the glass tube to the ambient were estimated using Equation (5) for
convection and (6) for radiation.
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h, =06 —— h, (5)

2NnR arccos( K ]4— 90R~
_ 2R +d

h, = T, =1 6
90A,(2N +1) (T, - T,) ee 0 (T ) ©)

Using an iterative procedure based on the energy balance equations for the glass cover
and the absorber plate, the plate temperature was estimated using the ambient temperature as
an initial guess for the glass temperature. These values were then used to calculate the heat
transfer coefficients presented above. The overall heat loss coefficient U; and the heat removal

factor,Fr, were estimated using Equations (7) and (8). The constants shown in Frick and
Karaki (1976).

1
Ul = 1 1 (7)

=

FR= me [] G (21214 —-B], -Aq)} (8)
U A B?.
To estimate the thermal efficiency, the traditional model, Equation (9), was used.
Qout [Tin i Ta ]
= =F -FrU, | —— 9
=g r(ta) - FrU, T )

In thermal siphon natural circulation operation, as in the solar refrigeration unit, the fluid
flows in the closed loop due to the difference in density of the fluid in the liquid and vapor
phases. In its operation, liquid water in the bottom of the collector evaporates as it absorbs

heat. It flows to the upper part of loop where it releases heat in condensation before returning
to the collector inlet to be evaporated again.

To models the collector performance, the expression, Equation (10), presented by the
Solarenergie Technikum Rapperswil (1994) was used. In this equation, x is the characteristic
N=Co—Cl X—C2 H x? (10)

variable defined as,

Tm —Ta
- = 11
X = (1D
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In the numerical calculation, Equation (9) was used for forced convection single phase
flow and Equation (10) for thermal siphon operation. The values for the global solar radiation
intensity, ambient dry bulb temperature and wind speed were the average of daily
measurements made by the Weather Station at the Federal University of Ceara in the period
from July, 1972 to June 1989. It was observed that the intensity of solar radiation had very
uniform and high values throughout the year, reaching its peak in October. Since the daily
values of the solar radiation intensity was presented as a daily sum, the Clear Day Model

presented by Hottel (1976) and Erbs et al. (1982) was used to distribute this sum into hourly
values.

The physical data for the collector were taken from the prototype that is being installed
in the solar refrigeration unit.

4. RESULTS
o8 R RN The  results for  natural
o N : circulation, heat pipe operation are
>~ g ; presented in Figures 2 and 3. Figure 2
ot e ] shows that the efficiency is very high
gm_ ] for low x-values, low temperature
b ] difference, and low irradiation. The
osf 7 higher the temperature difference and
i § : the irradiation, the lower is the
T I efficiency of the collector. Figure 3

shows the efficiency for the ambient

. : - conditions in the month of October in
Figure 2: Numerical values for the thermal efficiency

in thermal syphon operation. Fortaleza.
The results for forced convection
operation are presented in Figure 4.
The efficiency values were calculated

using the equations presented in the previous section and the same ambient conditions as the
in the natural circulation calculation. It is observed from a comparison of Figures (3) and (4)
that the operation in forced convection lead to higher efficiency values. However, in forced
convection a pump is needed to circulate the fluid and electrical energy is added to the system.
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Figure 3: Efficiency for thermal siphon Figure 4: Efficiency for forced flow
operation. operation.
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5. CONCLUSIONS

Considering the results presented, the efficiency of the evacuated tube collector reached
high values in both cases. In forced flow operation, efficiency values as high as 0.75 could be
reached for the collector with the Fy(ta) value higher than 0.8, as shown in Figure 4. In the
natural flow operation, efficiency values reached 0.65 for an Fy (ta) value of 0.70.

This results indicated that the evacuated tube collector performed well under the ambient
conditions in Fortaleza and were used to calculated the amount of energy that could be
collected in the heating phase of the solar refrigeration unit. The energy was responsible for
the reactor operation and the cooling capacity of the cycle.

The results for forced convection operation show the possibity of better performance in
more conventional hot water heating system, as mostly used in Brazil.
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8. NOMENCLATURE
T- Temperature in degrees Kelvin
h - heat transfer coefficient




A - area

m - number supports per tube

k - thermal conductivity

L - length of support from the absorber to the glass
u - velocity

P, - Prandlt number

¢, n - functions of the Reynolds number
C - collector constant

H - global irradiation

Greeks

€ - emissivity

o - Stefan-Boltzman constant

v - kinematic viscosity

Subscripts

p - plate

g - glass

s - supports, sky
f - air, fluid

T - tube

r - radiation

a - ambient

m - average

w - water

oo - freestream

¢ - length
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Abstract

The following automatic control systems for Angra I Nuclear Power Plant (NPP): rod control system, steam generator
level control system, feedwater bypass valve control system, pressurizer pressure control system and pressurizer level
control system and also the following protection system: overtemperature, overpower, pressurizer low pressure,
pressurizer high pressure, pressurizer high water level, low primary coolant flow and low-low steam generator water
level were simulated with the RELAP5/Mod2 code. The paper shows the results of three transients: a) a ten percent
step load change, b) a five percent per minute ramp load change, and ¢) pump coastdown. Satisfactory quantitative
and qualitative results were obtained when comparing these results with the “setpoint study” and FSAR results.

Keywords
Control System, Protection System, Nuclear Power Plant, Angra I, RELAP5/Mod2 Code
Sistema de Controle, Sistema de Protegdo, Usina Nuclear, Codigo RELAP5/Mod2

1. INTRODUCAO

RELAP5/Mod2 (Ransom et al., 1985) ¢ um codigo para andlise de transientes termo-hidraulicos
em reatores a agua leve pressurizada (PWR) e também para circuitos experimentais, podendo ser
simulado com o mesmo os circuitos primario ¢ secundario, os circuitos auxiliares, os sistemas de
protecdo e controle, a neutrénica do nucleo do-reator, as estruturas de calor, etc. O codigo utiliza o
modelo de dois fluidos (seis equagdes de conservagdo), admitindo ndo-equilibrio e ndo-
homogeneidade entre as fases.

Este codigo ¢ amplamente utilizado em diversos paises do mundo para analises de seguranca de
reatores, tendo uma extensa matriz de validagdo que envolve a simulagdo de experimentos de efeitos
integrais e separados, bem como a simulagdo de resultados obtidos em transientes operacionais €
acidentais ocorridos em usinas nucleares.

Com a realizagdo da Jornada Nacional de Termo-hidraulica de Reatores (GT JONATER I e II,
1995 e 1996) foi elaborado um conjunto de dados de entrada para o codigo realista ("best estimate")
RELAP5/Mod2 para simular a Central Nuclear Almirante Alvaro Alberto - Unidade I (Angra I).

Apos a I e II JONATER, o conjunto de dados gerados continha a representagdo da geragéo,
condugdo e transferéncia de calor da vareta combustivel para o fluido primario, do transporte deste
fluido, através das tubulagdes das pernas quentes, para ser resfriado nos geradores de vapor (GV’s) e o
retorno do mesmo ao nucleo do reator para ser reaquecido, através das tubulagdes das pernas frias,
onde estdo localizadas as bombas de refrigeragdo. O controle de pressdo € exercido pelo pressurizador
(PZR), que esta conectado pela linha de surto a uma das tubulagdes de saida do vaso do reator.

Acrescentou-se aos dados consolidados nas mesmas, os sistemas de controle automatico
existentes em Angra I, a saber: controle de nivel e pressdo no pressurizador, controle de nivel nos
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geradores de vapor, controle da temperatura média do primario e controle de desvio de vapor. Foi
também acrescentado o sistema de prote¢do para o desligamento do reator de Angra I, através dos
sinais de sobre-temperatura, sobre-poténcia, alta e baixa pressdo no pressurizador, alto nivel de agua
no pressurizador, baixa vazdo no circuito primério e muito baixo nivel de dgua nos geradores de
vapor. O controle de desvio de vapor ndo sera descrito, porque ele ndo ¢ utilizado nos transientes
mostrados aqui.

Os sistemas de controle operacional sdo projetados para controlar automaticamente € sem que
ocorra desligamento da usina, no intervalo de 15 a 100% da poténcia nominal, nos seguintes
transientes: degrau de +10% e rampa de +5%/min na carga da turbina e desvio total de carga na
turbina, com atuagdo automatica do sistema de controle de desvio de vapor.

A filosofia fundamental do sistema de protecdo € garantir que as fungdes basicas de seguranca de
confinamento, de controle de reatividade (poténcia) e de resfriamento sejam preservadas. O critério
geral dos pontos de atuagdo para o desligamento (“trip”) do reator € evitar poténcias € temperaturas
elevadas bem como baixa pressdo que levem o reator ao ponto de ocorréncia do desvio da ebuligao
nucleada, DNB (Departure from Nucleate Boiling).

Os resultados obtidos para trés transientes, degrau em * 10% e rampa de £5%/min na carga da
turbina e parada simultinea das bombas de refrigeragdo do reator, foram comparados com os
resultados apresentados no "setpoint study”, elaborado pela Westinghouse Electric Corporation € o
FSAR (Final Safety Analysis Report) de Angra I (Furnas, 1994). Por serem os resultados do “setpoint
study” proprietarios do projetista, os mesmos nao poderao ser mostrados, sendo apenas comentados.

2. SISTEMAS DE CONTROLE DE ANGRA 1
2.1 Controle de Temperatura Média do Primario

Regulando a reatividade dentro do nucleo do reator, este controle automatico ¢ projetado para
manter a temperatura média dentro da faixa de +1,94 K da temperatura programada.

O mecanismo que movimenta as barras de controle move-se basicamente em passos discretos,
inserindo ou retirando uma determinada quantidade de reatividade. As barras de controle sdo
divididas em quatro bancos, A, B, C ¢ D. O banco D ¢ o primeiro a ser inserido, seguido, em
sobreposigdo, pelos bancos C, B e A ou, em ordem inversa, no caso da retirada.

Este sistema de controle consiste de dois sinais de erro. A diferenca entre estes sinais € a entrada
para uma curva programada de velocidade de insergdo/retirada de barra. Os dois canais usados para
gerar o sinal inicial de erro total sdo a diferenga entre as temperaturas média (mais alta) do primario e
a programada, e a diferenca entre a poténcia nuclear e a carga da turbina.

A média mais alta das temperaturas ¢ enviada a um controlador "lead/lag", aumentando o efeito
do sinal. Para filtrar os ruidos, logo apos é colocado um controlador "lag". O sinal que sai do
controlador "lag" ¢ comparado com a temperatura de referéncia, fun¢do da carga na turbina, que
também ¢ filtrada por um controlador “lag”.

O segundo sinal de erro, advém da comparagdo entre as poténcias da turbina e do nucleo do
reator. O desvio entre as poténcias passa por um controlador derivativo, para depois passar por dois
ganhos em série. O primeiro, um ganho ndo-linear, varia o efeito do sinal com grandes variagoes de
carga, tendo um efeito correspondentemente maior. Um segundo ganho, ganho variavel, € colocado
logo apos a saida do ganho ndo-linear, para impor um ganho alto no erro comparativo a baixas
poténcias € um ganho baixo para altas poténcias, visando fornecer controle adequado em baixos
niveis de poténcia, bem como operagio estavel em altos niveis de poténcia.

O sinal total de erro que controla a velocidade de inser¢do/retirada das barras de controle € a
soma dos dois sinais de saida descritos acima. O sinal de erro total ¢ expresso da seguinte maneira:
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Onde G, é o ganho nao linear e G, € o ganho variavel. Qr e Qy sdo respectivamente as poténcias
na turbina ¢ no nucleo do reator. T, Trer € Tyep s30 respectivamente o desvio na temperatura € as

temperaturas de referéncia e da média leiloada. 1; e s sdo respectivamente as constantes de tempo € a
variavel de Laplace.

2.2 Controle de Nivel no Gerador de Vapor

Para manter o nivel de agua do lado secundario do gerador de vapor sempre dentro do
programado, existe para cada gerador de vapor, um controle da area de escoamento da valvula de
controle de dgua de alimentagdo principal. Para determinar exatamente a posi¢do desta valvula, o
controle compara continuamente a vazio massica de vapor com a vazdo mdassica da agua de
alimentagdo e, também, compara o nivel calculado com o nivel programado.

Um sinal de erro entre os niveis medido e programado ¢ gerado. O sinal do nivel medido
(“narrow range level”) passa através de um filtro antes de ser comparado com o nivel programado. O
nivel programado ¢ obtido a partir da poténcia nuclear e também passa através de um filtro, antes da
comparagdo. Este sinal de erro de nivel pode ser expresso da seguinte forma:

1 1
Neoy =|Npo| —— |- N, S 2
EGY P.Gt[l_'_rjls) M,GV(1+T3OS] (2)

A saida deste sinal é enviada através de um controlador Proporcional/Integral (PI) para ser
comparada com a diferenca entre as porcentagens das vazdes massicas de vapor e de agua de
alimentagdo. Este ultimo sinal ainda passa por mais um controlador PI, antes de atuar sobre a area de
escoamento da valvula de controle de dgua de alimentagdo, que € representada na seguinte forma:

%AV = |:NE_GV[K32 (ur—'}‘s)] +(%m'—%wm)] |:K33 (1+—')] 3)
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Onde Negv , Npgv € Nymgv sdo respectivamente o erro no nivel, o nivel programado € o nivel
calculado. Kj, %AVrw, %Wy e %AWry sdo respectivamente as constantes, a razdo de abertura da
valvula e vazdes de vapor e de agua de alimentagao.

2.3 Controle de Pressao do Pressurizador

O controle de pressdo no pressurizador visa manter a pressdo no seu valor nominal, utilizando-se
de quatro mecanismos: valvulas de "spray", valvulas de alivio, aquecedores proporcionais e
aquecedores de retaguarda. Juntos, estes quatro elementos mantém a pressdo nos valores previstos,
evitando o desligamento do reator, resultante de algum transiente operacional.

O sinal de pressao ¢ inicialmente comparado com um sinal de pressdo de referéncia, para depois
suprir um controlador Proporcional/Integral/Derivativo (PID), que ira acionar um dos quatro
mecanismos descritos acima. Este sinal de pressdo tem a seguinte notagao:

|
Pe.pzz =[pM,PZR _pREF,PZR] K (I"";"';*'fzzs] (4)
2t

Onde Py pzr, Pupzr € Prerpzr 530 respectivamente o erro na pressdo, as pressdes calculadas e de
referéncia no pressurizador. Se o erro de pressao ¢ positivo, indica que a pressdo do sistema ¢ maior
que a pressdo de referéncia, iniciando-se assim a abertura na valvula do “spray” e esta abertura ¢
maior quanto mais positiva for esta diferenga , até alcangar o seu maximo. Se com a abertura total da
valvula do "spray" a pressdo continuar subindo, ocorrera, entdo, a abertura das valvulas de alivio. Para
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o0 caso contrario, quando a pressdo do sistema é menor do que a pressdo de referéncia, € acionado
sequiencialmente, dependendo da diferenca, os aquecedores proporcionais e de retaguarda.

2.4 Controle de Nivel no Pressurizador

O inventario de dgua no circuito primario do reator, em opera¢do normal, ¢ mantido pelo Sistema
de Controle Quimico e Volumétrico (SCQV), através do controle das valvulas de carregamento.

Inicialmente ¢ comparado o sinal de nivel medido com o sinal de nivel programado, este ultimo
dependente da temperatura média do fluido primario. O primeiro sinal de erro gerado pode acionar os
aquecedores proporcionais por alto nivel no pressurizador, quando a diferenga for maior que 5%:

Nepzr = ( Ny pzm—Nppze )>5% = acionamento dos aquecedores de retaguarda (5)

Este sinal de erro passa por um controlador PID e é comparado com a diferenga percentual da
vazdo de carregamento, para depois passar por mais um PID, que determinara a drea de escoamento
da vélvula de carregamento. Pode-se expressar o que foi dito acima como:

Q/OAVGT- = |:_-NE.PZ? 1:K__n_ (1 +_l— +TE4‘S]}+Q/MGI:| [K33 [1 +——l— +T375Jj| (6)
ns T3S

Onde Ngpzr, Nppzr € Nympzr 830 respectivamente o erro no nivel, o nivel programado € o nivel
calculado para o pressurizador. %AVey € %AWey sdo respectivamente a razdo de abertura da valvula
de carregamento ¢ a diferenga percentual de vazdo de carregamento.

3. SISTEMA DE PROTECAO DE ANGRA I

A seguir sdo apresentados na Tabela 1 os "trips" do sistema de protegdo simulados no
RELAP5/Mod2: sobre-temperatura, sobre-poténcia, baixa e alta pressdo no pressurizador, alto nivel

no pressurizador, baixa vazdo no circuito primario e muito baixo nivel de agua nos geradores de
Vapor.

Tabela 1: Ponto de atuagao dos “trips” do reator

“Trips” Ponto de Atuacao
Sobre-temperatura
P M?M{kt —kz(“"’}?; ~T5)+h(P-R) —fm@]
1+1758
Sobre-poténcia ,
AT> Aﬂ}{ket —ks(—"f—]:c,, k(T —%H{A@}
l+735
Alta pressdo no pressurizador pressdo do pressurizador >16,513 MPa
Baixa pressdo no pressurizador pressao do pressurizador <12,997 MPa
Alto nivel no pressurizador nivel de agua no pressurizador > 92% da faixa
Baixa vazdo no circuito vazdo do primario < 90% da vazdo nominal

Muito baixo nivel no gerador de vapor |- para 0<poténcia<30%, nivel<12% da faixa estreita
- para 30<poténcia<100%, nivel < que uma reta que vai de
12 a 30% do medidor da faixa estreita

Onde AT ¢ a média das diferengas de temperatura entre as tubulagdes das pernas quente e fria nos
circuitos primarios do reator, AT, ¢ a média das diferengas de temperatura nominal das tubulag¢oes das
pernas fria e quente dos dois circuitos, T, é a temperatura média, T, é a temperatura média nominal,

4
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P € a pressao do sistema, P, € a pressao nominal do sistema, k; sdo as constantes dos controladores, T;
sdo as constantes de tempo e f(AQ) é uma fungdo da poténcia, estabelecida como zero.

O “trip” de sobre-temperatura (OTDT) protege o nucleo do reator contra a ocorréncia de DNB. O
“trip” de sobre-poténcia (OPDT) protege o nicleo do reator contra a ocorréncia de elevado fluxo de
calor localizado. O "trip" de alta pressdo no presssurizador protege a usina contra sobre-pressdo. O
"trip de baixa pressdo no pressurizador protege a usina contra a elevada formagao de fragao de vazio
no refrigerante. O "trip" de alto nivel no pressurizador complementa o "trip" de alta pressdo e evita
uma possivel liberagdo de agua através das valvulas de alivio e de seguranga do pressurizador. O
"trip" de baixa vazido protege o reator da ocorréncia de DNB em consequiéncia da perda de vazdo de
agua de resfriamento. O "trip" de muito baixo nivel nos geradores de vapor protege a usina contra
continuas diferengas entre vazdes de agua de alimentagdo e de vapor, que de tdo baixas, ndo foram
detectadas pelo "trip" do desbalango entre estas vazdes.

4. RESULTADOS
4.1 Resultados para o Teste em Degrau

A Figura 1 mostra o resultado do comportamento temporal da poténcia do reator. Observa-se que
para a primeira fase do transitorio, de 0 a 700 s, a poténcia cai imediatamente para 90% da poténcia
nominal, ficando praticamente estdvel neste patamar até os 700 s, quando novamente a poténcia ¢
elevada, instantaneamente, para 100% da poténcia nominal, ficando estavel a partir dai até o final do
transiente. A Figura 2 apresenta o comportamento da diferenga entre o valor calculado e nominal da
pressdo nos secundarios dos GV’s. Segundo a curva programada para a pressdo no secundario do GV
em fungdo da poténcia, para uma poténcia de 90%, a diferenga de pressdo programada ¢ de 0,128
MPa (pressao nominal de 6,343 MPa). A curva abaixo mostra que valores bem proximos a estes sao
alcangados na primeira fase da simulagdo. Para a segunda fase deste transitorio, degrau de 90 para
100% na poténcia, estas diferengas aproximam-se a zero conforme esperado.
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Na Figura 3 ¢ mostrado o comportamento da diferenca entre os valores calculado e nominal da
temperatura média no primario. Segundo a curva programada para a temperatura média em fungdo da
poténcia, para a poténcia de 90% da nominal, a diferenga de temperatura programada € de -1,4 K
(temperatura nominal de 579,09 K). A curva abaixo mostra que valores bem proximos a este sao
alcangados na primeira fase da simulagdo. Para a segunda fase do transitorio as diferengas teriam que
ser obviamente zero. O comportamento temporal da diferenga entre o valor calculado e valor nominal
da pressdo no pressurizador ¢ mostrado na Figura 4. Pode-se observar que os valores da diferenca de

pressdo sofrem oscilagdes de amplitudes bastantes reduzidas, mantendo esta diferenga proxima de
zero, conforme o esperado.
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Por ser este teste um transiente operacional previsto para Angra [, nenhum dos "trips" de
desligamento do reator foi atuado, sendo possivel observar pelas curvas abaixo que existe uma
margem razoavel para que isto ndo ocorra.

O "trip" de sobre-temperatura ¢ mostrado na Figura 5. A curva inferior representa o calculo
efetuado do lado esquerdo da equagdo na Tabela 1 e a curva superior representa o calculo efetuado do
lado direito da mesma equagdo. Neste caso o reator seria desligado quando a curva inferior
sobrepassasse a curva superior. A margem de sobre-temperatura (diferenga entre as curvas superior e
inferior) foi comparada com esta mesma margem apresentada no "Setpoint Study", mostrando boa
concordancia. O "trip" de sobre-poténcia ¢ mostrado na Figura 6. A curva inferior representa o calculo
efetuado no lado esquerdo da equagdo na Tabela 1 e a curva superior representa o calculo efetuado no
lado direito da mesma equacgdo. Neste caso o reator seria desligado quando a curva inferior
sobrepassasse a curva superior. A margem de sobre-poténcia (diferenca entre as curvas superior €
inferior) foi comparada com esta mesma margem apresentada no "Setpoint Study", mostrando boa
concordancia.
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4.2 Resultados para o Teste em Rampa

E mostrado na Figura 7 o resultado para o comportamento temporal da poténcia. Observa-se que
para a primeira fase, de 0 a 960 s, a poténcia cai lentamente a uma taxa de 5%/min para 20% da
poténcia nominal, ficando estavel até os 2000 s, quando novamente a poténcia ¢ elevada a uma taxa
de 5%/min para 100% da poténcia nominal, ficando estavel neste patamar até o final do transiente. A
Figura 8 mostra o comportamento da diferenga entre o valor calculado ¢ nominal da pressdo nos
secundarios dos GV’s. Segundo a curva programada para a pressdao no secundario dos GV’s em
fungdo da poténcia, para uma poténcia de 20%, a diferenca de pressdo programada ¢ de 1,020 MPa
(pressdo nominal de 6,343 MPa). A curva abaixo mostra que os valores obtidos pelo codigo
RELAPS5/Mod2 ficaram bem proximos ao programado. Para a segunda fase do transitorio estas
diferengas retornam praticamente a zero, como esperado.
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Na Figura 9 é mostrado o comportamento das diferengas entre o valor calculado nominal da
temperatura média do primario. Segundo a curva programada para a temperatura média em fun¢do da
poténcia, para uma poténcia de 20%, a diferenca de temperatura € de -11,4 K (temperatura nominal de
579,09 K). A curva abaixo mostra que os valores estio bem proximos ao programado. O
comportamento temporal da diferenca entre o valor calculado e o0 nominal da pressdo no pressurizador
¢ mostrado na Figura 10. Observa-se que os valores da diferenga de pressao apresentam oscilagoes de
pequenas amplitudes, mantendo esta diferenga em torno de zero.
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Como este teste € um transiente operacional previsto para Angra I, nenhum dos "trips" de
desligamento do reator foi atuado, podendo-se observar pelas curvas abaixo que existe uma margem
razoavel para que isto ndo ocorra.

A curva do "trip" de sobre-temperatura ¢ mostrada na Figura 11. A curva inferior representa o
calculo efetuado do lado esquerdo da equagdo na Tabela | e a curva superior representa o calculo
efetuado do lado direito. O reator seria desligado quando a curva inferior sobrepassasse a curva
superior. A margem de sobre-temperatura (diferenca entre as curvas superior ¢ inferior) foi
comparada com esta mesma margem apresentada no "Setpoint Study", mostrando boa concordancia.
O "trip" de sobre-poténcia ¢ mostrado na Figura 12. A curva inferior representa o calculo efetuado no
lado esquerdo da equagdo na Tabela 1 e a curva superior representa o calculo efetuado no lado direito
da mesma equagdo. O reator seria desligado quando a curva inferior sobrepassasse a curva superior. A
margem de sobre-poténcia (diferenga entre as curvas superior e inferior) foi comparada com esta
mesma margem apresentada no "Setpoint Study", mostrando boa concordancia.
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4.3 Resultados para o Teste de Parada de Bombas

Na Figura 13 sdo mostradas as curvas de |— RELAPSMod2
vazdes massicas: calculada pelo 1o
RELAP5/Mod2, do FSAR, do teste de partida
para o ciclo inicial e a curva de "trip". O ciclo
inicial fo1l realizado em 1987 e ¢ a curva de 5 ]
referéncia para a analise de acidentes de Angra 30
I. Observa-se que o reator € desligado pelo sinal o
de baixa vazdo no primario em torno de 1,60 s, ) )

. Figura 13 - Vazio massica calculada, do FSAR, do teste de partida

quando a vazdo atinge 90% do seu valor infcial ¢ "trip"de baixa vazéo no reator
nominal. o o
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As curvas de "trip" de sobre-temperatura e sobre-poténcia sdo mostradas nas Figuras 14 e 15.
Estes "trips" s3o acionados respectivamente em torno de 2,2 s e 2,5 s apos o inicio do transitorio,
quando a curva inferior (lado esquerdo das equagdes na Tabela 1) torna-se maior do que a curva
superior (lado direito das equagdes na Tabela 1). Os “trips” por alto nivel de d4gua no pressurizador €
muito baixo nivel nos geradores de vapor, bem como os “trips” de alta e baixa pressio no
pressurizador nao foram acionados.
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5. CONCLUSOES

A simulagdo dos sistemas de controle, mostra que a usina controla automaticamente o0s

transitorios de degrau de * 10 % e rampa de £5%/min na carga da turbina para ela projetada, sem que
haja desligamento do reator. Tomando como base os valores programados para o funcionamento da
usina, os resultados obtidos pelo RELAP5/Mod2 mostraram-se bem satisfatorios.

A simulagdo do sistema de prote¢do da usina de Angra I para os transientes operacionais, indica
que a usina mantém uma margem segura de ndo desligamento do reator. Os resultados destes testes
mostraram-se de acordo com os resultados apresentados no “Setpoint Study™.

No caso da simulagdo da parada das bombas de refrigeragdo do primario, o tempo de atuagio do
“trip” por baixa vazdo no primario (1,60 s) foi proximo ao do FSAR (1,20 s). Observa-se que na
analise contida no FSAR, o “trip” do reator foi devido ao sinal de sub-tensdo (ndo simulado pelo
RELAP5/Mod2) que € um sinal antecipatorio ao de baixa vazido. O comportamento temporal da vazdo
massica no circuito, também segue o mesmo perfil apresentado no FSAR.
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Abstract

In nuclear reactors, the occurrence of critical heat flux leads to fuel rod overheating with clad fusion and
radioactive products leakage. To predict the effects of such phenomenon, experiments are performed using
electrically heated rods to simulate operational and accidental conditions of nuclear fuel rods. In the present
work, a theoretical analysis of the drying and rewetting front propagation is performed during a critical heat flux
experiment, starting with the application of a slope of electrical power from steady state condition. After the
occurrence of critical heat flux, the drying front propagation is predicted. After a few seconds, a power cut is
considered and the rewetting front behavior is analytically observed. Studies done with several values of coolant
mass flow rate show that this variable has more influence on the drying front velocity than on the rewetting one.

Keywords

Critical heat flux, rewetting front, drying front, thermalhydraulics, numerical simulation.
Fluxo critico de calor, frente de remolhamento, frente de secamento, termoidraulica, simulagdo numérica.

1. INTRODUCAO

Reatores nucleares sdo unicos na industria de geragdo de poténcia, porque a unica
limitagdo na quantidade da poténcia que pode ser produzida, depende da capacidade de o
refrigerante remover calor. O limite mais restritivo para instalagdes do tipo PWR( Pressurized
Water Reactor) é o fendmeno de ocorréncia do fluxo critico de calor (CHF). No projeto térmico
de reatores € pratica universal a utilizagdo de circuitos termoidraulicos, com varetas aquecidas
eletricamente, que simulam as condigdes operacionais e acidentais das varetas de combustivel
nuclear. Estas simulagdes representam um dos aspectos mais importantes na analise de
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seguran¢a de um reator. Montagens de arranjos com varetas aquecidas eletricamente sdo
onerosas € em casos de ocorréncia de DNB (departure from nucleate boiling), corre-se o risco
de danifica-las, se o sistema ndo for desligado a tempo. A utilizagdo de mecanismos que
detectem o aumento da temperatura no inicio do fendmeno, além de permitir o desligamento da
poténcia antes da fusdo do revestimento, permite a obtengdo de um aumento consideravel na
quantidade de dados disponiveis por experimento. A ocorréncia de superaquecimento da vareta,
provocado pelo fenomeno de crise de ebuligdo durante um transitério de poténcia, pode levar a
fusdo do revestimento, podendo haver liberagdo de produtos radioativos para o refrigerante.
Nesta ocasido a condugdo axial ¢ preponderante, uma vez que a superficie aquecida pode ser
recoberta por uma camada de vapor que pode se expandir ao longo da mesma, com a chamada
velocidade de propagacdo da frente de secamento. O valor do coeficiente de transferéncia de
calor local é brutalmente reduzido, fato que pode provocar temperaturas bastante elevadas em
tais pontos. Quando a poténcia elétrica ¢é desligada, o molhamento da superficie ¢
reestabelecido. Problemas que tratam do estudo da propagagao tanto das frentes de secamento
quanto das de remolhamento, tém sido abordados separadamente por Gunnerson & Yackle
(1981), Yu et al. (1977), Griffith et al. (1977), Olek et al. (1988) e Carlson (1989). Os primeiros
foram os que inicialmente fizeram a distingdo entre resfriamento rapido (quench) e
remolhamento (rewetting). Yu et alii analisaram taxas de resfriamento rapido sobre superficies
aquecidas em processos de condugdo bidimensional. O trabalho cobre remolhamento
subresfriado e saturado em peliculas descendentes, para pressdes de 1 a 69 bar. Olek estuda
remolhamento em peliculas descendentes. Trata o problema como um problema conjugado de
transferéncia de calor. Carlson analisa a propagagdo da regido sujeita ao CHF em varetas com
aquecimento direto e o fluxo de calor local ¢ tomado constante e igual a um valor 8% menor
que o fluxo critico. Considera a localizagdo dos termopares € 0 mecanismo através do qual a
frente de secamento ¢ detectada pelos mesmos.

No presente trabalho analisa-se um transitorio iniciado com uma variagdo da poténcia
elétrica em rampa, em varetas com aquecimento indireto. As condigdes iniciais sdo obtidas
através de operagdo em regime permanente. Analisa-se a influéncia da vazdo do refrigerante nas
velocidades das frentes de secamento e de remolhamento.

2. MODELO UTILIZADO

A Figura 1 apresenta a geometria da vareta com aquecimento indireto, assim como o canal
refrigerante. O calor ¢ gerado na resisténcia elétrica, conduzido radial e axialmente, sendo
removido pela dgua que circula no canal.

Na andlise do comportamento térmico do sistema, foram consideradas as seguintes
hipoteses:

a) existéncia de simetria circular;
b) vareta termicamente isolada na base e no topo;
c) propriedades constantes para os diversos materiais que compdem a vareta;

d) o refrigerante, dgua pressurizada, entra no canal como liquido subresfriado, tendo pressido
constante ao longo do mesmo;

e) modelo homogéneo para o escoamento, no qual as propriedades fisicas médias do
refrigerante sao obtidas através da ponderagdo pela fragdo de vazios.
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Para obten¢do das temperaturas
nas diversas regides da vareta
aquecida eletricamente foi utilizada a
equagdo geral da condugdo de calor,
. em coordenadas cilindricas,
- Area (A) d bidimensional e transitoria (r,z.t).
LB | Apenas na regido que compreende a
resisténcia elétrica, existe geragdo de
calor. Portanto, a equagao
mencionada tem a forma abaixo para a
| resisténcia elétrica, e nas demais

regides, q’’°, a taxa volumétrica de

f 1 geragdo de calor, ¢ nula. Nesta
ADUECDA  (OANAL D0 equacgdo, T ¢ a temperatura da vareta,
ELETRICAMENTE k, a condutividade térmica, p, a
densidade e c, , o calor especifico de

(et T W — — — Z=H

]
-

isslamento central
\] resisténcia elétrico
isolomento externa
revestimento
{
I~
1l
o

cada material.
Figura 1. Se¢do longitudinal da vareta aquecida
eletricamente
1 8 oT d oT oT
18 Ly BL) 2 2l e oT n
rér[r 3r]+6‘z[ 6z]+q P 3t

No canal foi utilizada a equagéo abaixo para a entalpia, resultante do balango de energia e
de massa num volume de controle do mesmo, sendo seu acoplamento as equagdes da vareta,
feita de forma semelhante a sugerida por Silva Neto (1983).

oh, + G dh, 2o q-P (2)
at oz A

Pt

onde q” é o fluxo de calor recebido pelo refrigerante; A € a drea da segdo reta do canal; p € o
perimetro da vareta; e he_ pr e G sdo a entalpia, densidade e fluxo de massa do refrigerante,
respectivamente.

O acoplamento vareta-canal ¢é estabelecido pela remogdo do calor superficial, sendo dado
por: :

oT

rev or r=Rext =

B (T = Tp) | pene @

onde k., € a condutividade térmica do revestimento, h.s ¢ 0 coeficiente de transferéncia de

calor revestimento-refrigerante; Ty é a temperatura do refrigerante e Rex, , 0 raio externo do
revestimento.

O coeficiente de transferéncia de calor revestimento-refrigerante, em cada regime de
ebulicdo, foi obtido através das correlagdes empiricas indicadas no Apéndice A.

O método numérico utilizado foi o dos volumes finitos com formulagdo implicita. O
acoplamento entre as equagdes da vareta e do canal necessita ser iterativo uma vez que her
depende do fluxo de calor local e este, por sua vez, depende da temperatura da parede externa.

3
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- No tratamento aqui
X utilizado, fez-se a opgao
Calculo de Twalle g" Calculo do hrera de  desenvolver um
como fungdes de Tret partir da equacédo .
e hret no instante de apropriada do método para _encontrar 0
tempo anterior Apéndice A fluxo superficial de calor, |
conhecidas as condi¢des |
locais do refrigerante:
Calculo de Calculo dos novos 5 !
entalpia do valores de Twalle q", a pressdo e fluxo de massa. |
fluido a partir partir dos recém-obtidos Dadas estas condigdes € ;
de Eq. 2 Trete hret . i
possivel se  calcular |
iterativamente o fluxo de
Obtencao da nova Sim calor na superficie,
Tref a partir das - ’_'E -se uma i
tabelas de liquido Convergéncia ? NBo eSCOlhen‘do S )
elou vapor L__.® correlagdo adequada para

obtengdao do coeficiente

Figura 2. Sequéncia adotada para solugao. de transferéncia de calor.
Este fato representa
basicamente 0

acoplamento entre vareta e canal. A sequéncia adotada para tal célculo esta indicada na Fig. 2,
para cada altura da vareta.

3. RESULTADOS

O programa computacional desenvolvido para andlise do fluxo critico de calor, foi
aplicado ao transitdrio - variagdo da poténcia elétrica em rampa. O mesmo ¢ iniciado a partir de
um valor da poténcia elétrica nominal q,” igual 11 600 W/m, para operagdo em regime
permanente. Aumenta-se linearmente este valor durante 4,00 s, até que o mesmo atinja 33 680
W/m, quando ocorre o seu desligamento. O acréscimo ¢ dado com o objetivo de se alcangar o
fluxo critico de calor. O transitdrio total tem 4,25 s de duragdo.

Tabela 5.1 Dados geométricos da vareta aquecida eletricamente

Parametro Simbolo Valor Unidade
comprimento da vareta H 1,00 m
raio do isolamento interno R, 2,606 x 107 m
raio externo da resisténcia R, 3,606 x 107 m )
raio externo do isolamento externo R; 4,178 x 10” m b
raio externo do revestimento R, 4,750 x 10° m '

Usam-se os parametros fisicos tipicos apresentados na tabela acima. A vareta aquecida
eletricamente usa uma liga niquel-cromo (18 a 20% Cr e 8 a 12% Ni) como resisténcia elétrica.
O isolante elétrico € 0xido de magnésio (MgO) e o revestimento € ago inoxidavel, tipo 349. O
intervalo de tempo usado na discretizagio foi de 5 x 10 s. Foram tomados cinco nds radiais no
isolamento interno, nove na resisténcia, quatro no isolamento externo e quatro no revestimento. |
O espagamento axial utilizado é de 107 m. O refrigerante é dgua pressurizada a 13,5 MPa, |
entrando no canal a 310 °C. '

Na Fig. 3, a seguir, encontra-se a variagdo do coeficiente de transferéncia de calor, em i
fungdo da altura, para diversos instantes de tempo. O patamar observado em todas as curvas, € |

4
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referente ao estagio de fluido saturado. O h.r aumenta até que se atinja o CHF (t = 3,03s), fato
que ocorre inicialmente na saida do canal. Observa-se que ha uma queda brusca no valor desta
variavel, e esta queda ocorre a alturas cada vez menores, indicando a propagagdo de uma frente
de secamento para baixo. A queda no valor de h.rchega a 97%, para o tempo de 4,00 s. Apos
este tempo, que € o instante de desligamento da poténcia elétrica, observa-se uma queda geral
nos valores da varidvel, decorrente da diminui¢do dos valores das temperaturas da superficie da
vareta. O fato pode ser observado na curva referente a 4,25 s.

A Fig. 4 mostra o titulo de escoamento. Nas curvas mais superiores é possivel se notar
uma queda no crescimento do titulo, a partir do instante e local onde ocorre o CHF. Nesta
ocasido, ha uma diminuigdo brusca do fluxo superficial de calor, e, conseqiientemente, um
ganho menos acelerado na entalpia. O titulo maximo alcangado pelo escoamento ¢ de 0,65, na
saida do canal refrigerante, em t = 4,00 s.

250845 — { ) Na Fig. 5, observa-se um
! aumento maximo nas temperaturas
i '=4~=‘5-j' do revestimento, da ordem de
K ——] 21,7%, quando da ocorréncia do
i [ I e e fluxo critico. Porém sem que as
[ mesmas atinjam temperaturas que
. permitam a fusdio do revestimento,
desde que o fornecimento da
poténcia elétrica seja interrompido a
tempo. Porém alguns pontos
apresentam taxas de crescimento de
temperatura da ordem de at¢ 100
4 °C/s, o que permite que O
revestimento possa atingir
T T T T T T T temperaturas proximas a 1100 °C em
0.00 0.20 0.40 0.60 0.80 1.00 » .
altura do canal(m) menos de 8 s. Apds o desligamento
Figura 3. Coeficiente de transferéncia de calor entre re- da poténcia, para t= 4,25 s, observa-
se uma queda na temperatura a
partir de uma altura de 82 cm.

2.00E+5 —

1.50E+5 —f

1.00E+5 —

coef.de transf. de calor{W/m2C)

A
=

vestimento e refrigerante, em fungéo da altura do ca -
nal, para diversos instantes de tempo.

A Fig. 6 representa a
; propagagdo das  frentes de
secamento e remolhamento, bem como a influéncia da vazio do refrigerante sobre as mesmas.
Foram aplicadas varia¢des de +20% e -20% sobre o caso padrdo ( m = 0,05353 kg/s). Nesta
situac¢do (caso padrio) tem-se velocidade média de 38,5 cm/s para o secamento e de 12,1 cm/s
para o remolhamento. Para vazdo aumentada em 20%, a velocidade da frente de secamento
passa para 35,8 cm/s e se inicia mais rapidamente, em t = 2,985 s. Com a diminuigéo da vazdo, a

de secamento atinge 39,6 cm/s, enquanto que a de remolhamento passa a 10,8 cm/s.

Carlson (1989) analisa frentes de secamento que apresentam velocidades da ordem de 15
cnv/s quando o fluxo de calor local é de 8% menor que o qcur - Usa aquecimento direto para as
varetas e nao faz consideragdes sobre as correlagdes usadas nos diversos regimes de
escoamento, para o calculo de her . O autor calcula a evolugido desta frente, apenas mantendo

um fluxo superficial constante e igual ao acima citado, situagdo que difere substancialmente do
caso aqui apresentado.

A literatura também apresenta resultados que afirmam uma forte dependéncia da frente de
remolhamento com a vazdo, mas apenas para pressdes mais baixas (69 bar) ou reinundagio a

AT YT~ - - - -
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pressdo atmosférica. Menciona também a dificuldade do acompanhamento desta frente (Yu,
1977; Olek, 1988).
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\ Pelos resultados apresentados,
s —— meosamiys | pode-se concluir que para altas
i — Z‘.lﬁ::ﬁ‘. pressoes, a vazdo do refrigerante tem
pequena influéncia nas velocidades das

frentes aqui analisadas. Apesar disto
verifica-se que a velocidade da frente de
secamento diminui a medida que a
vazdo cresce, enquanto a de
remolhamento aumenta, ainda que
lentamente, concordando com a
tendéncia indicada por Olek (1988).
Nota-se também, que ha uma
i o 5 o i diminui¢do no tempo de inicio do CHF,
tempo(s) que passa de 3,07 s a 2,98 s, a medida

que se aumenta a vazdo do refrigerante.

posicao do chf(cm)

Figura 6 . Influéncia da vazio nas frentes de secamento
e de remolhamento.

4. CONCLUSOES

De posse do presente trabalho é possivel se fornecer subsidios para construgao,
monitoragdo e acompanhamento de transitérios de fluxo critico de calor em varetas aquecidas
eletricamente, permitindo o acompanhamento das frentes de secamento e de remolhamento, a
pressdes elevadas. O efeito da vazio, sobretudo sobre as velocidades de propagacédo da frente
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de secamento esta de acordo com as tendéncias citadas pelos mesmos: aumentos na vazao
acarretam um aumento na velocidade de secamento, enquanto tém menor influéncia sobre o
remolhamento. A mesma analise foi efetuada em transitorios de poténcia bastante severos
(Lima, 1997). Comparagdes efetuadas com este trabalho levam a conclusdo que os valores das
velocidades das frentes em questdo, assim como as taxas de aumento da temperatura do
revestimento, tém dependéncia acentuada com o tipo de transitorio analisado. Alguns pontos do
revestimento, no caso ora analisado, atingiram velocidades instantidneas de até 100 °C/s,
indicando que a parede do revestimento pode alcangar sua temperatura limite, estimada em
torno de 1100 °C, em aproximadamente 8 s. Esta taxa de aquecimento é bem superior ao valor
obtido por Mosaad (1988). Assim, é recomendavel que se estabelega um mecanismo de controle
eficaz, que seja capaz de detectar a ocorréncia do fluxo critico e que possibilite o desligamento
automatico da poténcia elétrica, a fim de se evitar a danificacdo da secdo de testes. Tal
procedimento permite que a mesma se torne apta a analisar qualquer tipo de transitorio de
poténcia.
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APENDICE A

a) Convecgdo forgada: correlagdo de DITTUS - BOELTER (BJORNARD (1977))

hur='[Tk'e—(0~023Re°'EPr°'3) (4)

onde heré o coeficiente de transferéncia de calor de/para o refrigerante, De , o didmetro equivalente do canal;
Re, o numero de Reynolds; e Pr, o de Prandtl.

b) Ebuligdo nucleada: correlagdo de THOM (TONG & WEISMAN, (1979))

T, =T, + 0,025 (q", )" e ™Y (p em bar) (5)
sendo T, = temperatura externa do revestimento; T, = temperatura de satura¢do; q"sup = fluxo superficial de ‘
calor; e p = pressao.

A transigdo entre a convecgdo forgada ou natural e a ebuli¢do nucleada pode ndo ser suave. Este problema

pode ser contornado, através da proposta de Rohsenow (1961) que considera que o fluxo de calor pode ser
dividido em duas partes, como abaixo:

q;up = (q:un)c + (q:up)h (6)

onde o primeiro termo refere-se a convecgfo na auséncia de bolhas, e o segundo ¢ a transferéncia de calor
associada apenas ao movimento das bolhas na auséncia de convecgdo. No presente trabalho, calcula-se o primeiro
termo através da correlagao de Dittus-Boelter (eq. 3) e o segundo, por Thom (eq. 4).
¢) Fluxo critico de calor : correlagdo do EPRI (Relatorio EPRI, 1983)
&= X in (7)
x =5 in
C + [—2] &

9.

Qewr =

onde A e C sdo constantes que dependem da pressio, X¢ é o titulo termodinamico local, e Xin, o titulo
termodindmico na entrada do canal; q” , € o fluxo de calor local e q”cyr, 0 fluxo critico de calor.

d) Ebuli¢do de transigdo : correlagdo de Bjornard (BIORNARD,1977)

Qrs = 8 qQcur + {1_8)(1-,.““3 ’ ®)
onde
5 = ( Tm 2 TMSFB ): (9)
T(‘HF - Tusrn

e q"rp € o fluxo de calor na regido de ebuligdo de transigdo. Tysrp, € a temperatura de Leidenfrost.
e) Fluxo minimo de calor (ponto de Leidenfrost) : correlagdo de BIORNARD (1977)

Tuses = Tin + (Tyy — Tyg) [(p ¢, k) . (Pc, k) " parede]" (10)
onde Tyy é a temperatura de nucleagdo homogeénea. Ela é fungdo da pressdo e pode ser deduzida a partir da teoria
da nucleagdo. Para calculo da mesma foi usada a expressdo abaixo constante no manual do TRAC -PF1 :

Tin = 705,44 - (4,722 x 10%) Ap + (2, 3907 x 10°%) (Ap?) - 5,8193 x 107 (Ap)’, (1 ]

onde Ap =3203,6 -p,  ( em psia) e Tyy em °F.
f) Ebuli¢do pelicular: correlagio de Groeneveld modificada (BJORNARD, (1977))

k

h, = 000327 %[ 9‘22— (x + B (1 - x))]*® Pr;;'::‘dc Y-l
D, ¥, Py (12)
Y=1-01(EL_n% 1-x)%, i
P i
onde: Y = fator de escoamento bifasico de Miropol’skiy, x = titulo termodinamico; Pr = nimero de Prandtl; G =
fluxo de massa do refrigerante; De = didmetro equivalente do canal; p, = viscosidade dindmica - fase gasosa; py =
densidade do refrigerante - fase gasosa; pr= densidade do refrigerante - fase liquida. |
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Abstract
Thermal storage on encapsulated phase change materials (pcm) is under consideration. The phase change
(solidification/melting) process is approximated by a quasi-stationary model, which is solved together with the

one-dimensional transport equation. Results are shown by the evolution of the non-dimensional outlet
temperature through non-dimensional time.

Keywords
Thermal storage, latent heat, encapsulated phase change material.

Since utility industries throuhgout the world are adopting rate structures to provide a strong
market signal to their customers to encourage load shifting, thermal energy storage’s role in the
energetic scenary has been continuosly increasing. Several works have been devoted to modeling and
predicting the transient response of latent heat storage devices, over a variety of geometries (Melo et
al. (1993), Nébrega et al. (1996), Arnold (1992)). Following the current trend, latent heat storage on
encapsulated PCM was chosen as the object of the present work. In such systems, PCMs are placed
inside capsules of different sizes and geometries, while the flow takes place around the capsules. We
shall consider cylindrical capsules (tubes), transversally disposed to the flow, as shown in figure 1.

All the equations will be written for a solidification process, although the
model is capable to simulate both heat (or cold) storage and recovery. For
practical reasons, the problem is posed as follows: at a time t = 0, the PCM
is “hot”, molten inside the tubes at a uniform temperature; at this very
moment, a valve at the bottom of the tank is opened, and a “cold” recovery
fluid starts to flow throughout the tank. To make the model practical, some
assumptions are necessary:

1) The tank is represented by a control volume with one inlet and one
outlet.

Figure 1: Storage Tank  2) The tank, initially, is at uniform temperature.

3) All walls are perfectly insulated.
4) All vertical walls are impermeable.
5) The thermal capacitance and resistance of the tubes walls are negligible.



6) The sensible heat stored within the PCMs is small when compared to the latent heat.
7) There is no natural convection inside the tubes, before or during the phase change.

8) The temperature of the PCMs, before and after the phase change, varies according to the lumped
capacity model.

9) The thermal resistance imposed by the PCM continuously increases with the solidification front
progress.
10) The flow of the recovey fluid throughout the tank can be modeled as a “plug-flow”.

11) The heat transfer from the PCM to the recovery fluid is represented by concentrated sources,
placed in the center lines of the tubes (figure 2).

All the assumptions are realistic, at least up to a
certain degree. The first four assumptions, for instance, are
common to all model and experimental devices. The fifth
is as good as smaller are the thickness and themal
P e e conductivity of the tube walls, while the sixth is good for
small values of Ste number. The seventh assumption is
i P T e W‘v 7 valid whenever Gr number is smaller than the critical
value necessary to start up any buoyancy induced flow.
The eight assumption is good for moderate value of Bi
number, while the ninth his good when the PCM is a pure
substance. The tenth gets better with the decrease of the
flow rate and/ or the increase of the tank height and heat
loss through it. Finally, one should notice that the direction of the phase change (radially to the tubes)
is not the same direction of the flow. Assumption number eleven enable us to split this two-
dimensional domain into two one-dimensional domains.

It is worthwhile to notice, while observing figure 2, that the flow cross-section in the real tank is
wider than in the model. It happens because when one assumes a plug-flow condition under a given
flow rate, a representative area can be found only on a volume rate basis:

Figure 2: A comparison between physical
and numerical domains

Al 2
HPL-7NTLD;
H

A = (1)

where H, P and L are the height, width and lentgh of the storage tank. NT is the number of tubes and

D, the diameter of the tubes. If V' is the volumetric flow rate of the recovery fluid through the tank,
then the flow velocity “u” is assumed to be uniform, and given by:

- (2)
AAVE
This enables us to write the one-dimensinal transport equation:

H=

o IR WL 3
g [ e
PP at ox ox’
where:

p : recovery fluid density.

Cp : recovery fluid specific heat.

T : bulk flow temperature (at x).

K : thermal conductivity.

u : flow velocity.

x : flow direction.




As stated before, G is a heat generation which is present only on nodal points which represents
the tubes centerlines, (G = 0 otherwise)

(Tm,,,, ~ T) ]

. 1
G =NTPR — -
R: AA VE Ax ( )

where:
NTPR: number of tubes per row.
Tpem : pem temperature of a given row.

T :recovery fluid temperature at the same location.
R; :thermal resistance at the same location.

Before the change of phase takes place:

1
R ®

e

After its beginning, the thermal resistance to conduction through the growing layer of PCM has to
be added to the previous term

%)

- 6
‘T 2nK,, L hA, )

The value of h is given by
h=NuK/D, (7)

in which the Nusselt number, Nu, is given by Zukauskas (Kakac et al. , 1987).

0,25
Nu= C,Re prc? [:T‘J ®)

W

where C, and C, are constants which depend on Re. C, varies from 0 to 1 for Re <10® and NR

(number of rows) < 16. For any other conditions, C, = 1. The Reynolds number is based on the
maximum velocity, u,. , which occurs at the minimum cross section

D,
Re=£ o u‘:i" ° ©)
Q et e = 0 (Aneg/Anin) (10)
i ks Then, if one places (6) in (4) and (4) in (3),

Figure 3: Maximum velocity section
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The position of the solidification front Ry will be found by using a quasi-stationary model of
change of phase, which, according to assumption (6), is suited to this case. If the phase change at
the J row starts at t; temperature throughout the PCM is governed by

kpm (9Tgx.m 5 0T 5 B 1
= m > 8> o I, 12
R OR OR R, fs j (12)
Subjected to the following boundary conditions:
Tpcm(RfsJ) = Tm > tj | (le)
arT,
—_—r = _ 12B
el =h[T() - T, (R,.0)] >4, (12B)
to obtain:
In %
Ton(R1) = T, +(T() - )~ 0SR<R, t>1 (13)
hli% =+ WAR“

15

Knowing the temperature profile, it is possible to apply a differencial balance on the front of

solidification
R, orT,
5 cm 14
ppc'mj e é‘f = pem SR . t> t_; ( )

fx

in which y is the latent heat of the phase change material

Rw(0) =R, (initial position of the solidification front) (14A)

resulting in
R 2K 4K ¢
2 s s 2 2 L

2RI g = {1 ThR, ](R" -R)s Prns Y IG(T_ T ) )
Defining a caracteristic advection time, t.  and the following dimensionless variables,
t.=H/u (16)
T=t/h, (17)
x =x/H (18)
9 = (T'Tin)’#(Tini"Tin) ( 1 9)
Pe = Hu/apem (20)
Kr = Kf{Kpcm
(21)

and replacing them in (11)




@ O 179  HL (6, -6) NTPR 1
— b 4T - (22)
or & Pex” A, Pe Ax | R, 1
B )
2 R, Nu

initial condition: 8(x",0) = I (22A)
boundary conditions 6(0,1)=0,t>0. (22B)

atx =1, =0 (22C)

PX

Also, introducing the following non-dimensional variables into eq. (15)

Rgr = Rf'g.-‘"R(] (23)

Ste = Cpperm(Tm - T) ¢ (24)

ste,, =2 ~1u) (25)
pp(.‘m}'

one would obtain

T

_(L ! ) @V 1 Ste,, ) (26)
In R, w[2+ NuKﬂ](l R,,)+8[HJ P (GM—G)RR‘[Sredr

The solution is then obtained by solving sinultaneously equations (22 ) and (26). The domain
relative to equation (22) is divided into a finite number of volumes (Patankar, 1980), by using the
upwind scheme to represent advection and the fully implicit scheme for the transient term. The
resulting tri-diagonal matrix is then solved, with guessed values of Ry for each row, and the
temperature field is used to evaluate Rg on each row (26). This process continues until convergence
has been achieved.

The objective is to evaluate the impact of the degree of fragmentation of a certain amount of PCM
on the heat recovery time, under different thermal solicitations. Table 1 shows data for three degrees
of fragmentation of a fixed volume of pcm contained in a fixed volume storage tank. In each case,
NTPR, NR (number of rows) and D,/L are varied simultaneously, in such a way that the ratio between
pcm and tank volumes remains constant. Some other parameters, which are shown on table 2, are held

constant. Figures (3) to (5), show the outlet non-dimensional temperatures as functions of the non-
dimensional time. -

Table 1: Influence of the degree of fragmentation

Pe =3x10° NR | NTPR NT |88 DyL ks iR il Wl NTU;
¢ Casel 10 10 100 0,087 644 23,0 0,04
lCase2” . 50 50 2500 0.018 140 10,5 0,45
© Case3 100 100 10000 0,009 74 8.8 1,46
10°
10 10 100 0,087 1320 42,0 0,04
50 50 2500 0,018 280 15,0 0,32
100 100 10000 0,009 147 11,0 0.92
10 10 100 0,087 6440 112,0 0,02
50 50 2500 0,018 1340 43,8 0.19
100 100 10000 0,009 738 24,5 0,41




Table 2: Constant parameters -
H/P Ste; Stemo S €Y HL/Aneq
1 0,36 0,21 0,61 2,6
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Figure 3: Outlet temperatures for low Pe number
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Figure 5: Outlet temperatures for high Pe number
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Definition: NTU = — L or in terms of the adimensional parameters,
mCp
x NT(HL ]
A 27
NUT = | l/’"” (27)
Pe{m“F?KR]“RR]
Figures (6) through ( 8) shows NTU as a function of the non-dimensional time.
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Figure 6: NTU for low Pe number.
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CONCLUSIONS

The results obtained through this model show a qualitative concurrence with those obtained by Braga
(1993) and Nobrega et al (1996). Since R, varies from an initial value to an infinit value, one
should expect the value of NTU to vary from some initial value to zero, as can be seen from
figures (6) to (8). Table | shows that the higher the number of tubes, the higher will be the
initial value of NTU (and consequently the average), thus increasing the heat transfer rates and
reducing the time required by the discharge process. Although Nu number decreases with the
increase in the number of tubes (NT), the impact caused by the increase of the overall wetted
area overcomes this effect, making smaller capsules more effective from the heat transfer
viewpoint (for a fixed Pe number). However, the general conclusion that the discharge process
is as faster as the greater is the number of tubes NT should be made with care. Figures (5) to
(3) show that from case 7 to case 9, the discharge process has lasted 99% less, while from case
4 to case 6, about 90% and from case to 1 to 3 only 80 %. This suggests that for lower values
of Pe number, increasing the degree of fragmentation would lead to less effective capsules.
Such values of Pe number, however, are out of the bounds imposed by design and/or
operating conditions, therefore being of no practical interest.
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Abstract

It’s unusual that a pumping sistem works with just one fixed condition of flow and pressure. The processes that
work with centrifugal pumps have, in general, a variable consumption and in the case of necessity of changing
the flow, in normal systems, is necessary to act in the control valve, which will change the sistem curve because
of the introduction of adctional friction losses in the instalation. Meanwhile, it will cause a unnecessary energy
consumption. Another way to change the flow of a pumping system is through the variation of the pump speed,
using a variable speed driver that has less consumption of energy and presents a series of advantages over the
throtting valve, due the agreement bettwen the pump caracteristics and the instalation caracteristics and the
optimization of the project point. Based in this considerations, this work presents a methodology that permits to
estimate the real saving energy potential in centrifugal pumps drived by constant speed electrical motors. It's
done through the determination and analysis of the grafic caracteristics, providing in this way, data for a viability
economic analysis with less riscs and uncertainty.

Keywords

Conservagdo de energia, bombas centrifugas, instalagdes de bombeamento / Energy conservation, centrifugal
pumps, pumping systems.

1. CONTROLE POR VALVULAS

Uma ou mais valvulas na linha de recalque de uma bomba irdo alterar a curva de
elevagdo total do sistema, uma vez que tais valvulas introduzem perdas adicionais que devem
ser vencidas pela bomba, alterando o ponto de operagdo da mesma (vazdo versus pressdo). A
fig. 1 mostra como a valvula pode ser utilizada com o proposito de variar a vazdo da bomba.
A vazdo maxima, Q;, € obtida com a valvula totalmente aberta. Este ponto corresponde a
altura manométrica minima, H;, visto que, além do desnivel de recalque, as unicas
resisténcias ao escoamento sao a perda de carga distribuida ao longo da tubulagdo € as perdas
localizadas em seus acessorios. A véalvula totalmente fechada resulta na bomba operando com
vazao zero e pressdo maxima, Hxy . Naturalmente, as condigdes intermedidrias, Q2;H» e 3;H;,
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entre a maxima € a minima vazao podem ser obtidas ajustando-se adequadamente a abertura
da valvula.

Entretanto, segundo Johnson et al.(1981), considerando o sistema de bombeamento

caracterizado pela fig. 2, onde Qo, no, no e Po sdo as condigdes Otimas de operagdo,
observar-se que: tomando o ponto A como o ponto de operagdo, tem-se para uma relagdo de

vazdo de 1,2 Q/Qo e 1.3 n/no, a relagdo de rendimento sera em torno de 0,965 n/no e a de

poténcia 2,2 P/Po (Ponto A’ da fig. 2). Se a relagdo de vazdo bombeada, por algum motivo,

mudar para 0,6 Q/Qo, e a rotagdo

H Curva da bomba for mantida constante, (ponto B,

H ma : 4 A, e :

/(Rotaqao const.) Fig. 2) a relagdo de poténcia sera

em tomo de 1,55 P/Po e o

rendimento de 0,77 n/no, isto &,

para uma reducdo de 50% na

, vazido obteve-se uma redugdo de

apenas 30% no consumo de

poténcia, devido ao aumento na

altura  total de elevagdo,

provocada pela elevagdo das

Q perdas de carga no sistema

Q, Q Qmin”  quando se estrangulou a vélvula.

Tal andlise ¢ valida somente para
bombas centrifugas.

Curvas do sistema
apos estrangulamento
na valvula

Curva do sistema
Vidlvula toda aberta

Fig. 1 - Efeito do estrangulamento
sobre a curva do sistema

2. OPERACAO COM VELOCIDADE VARIAVEL

Segundo Johnson er al.(1981), existem sistemas de bombeamento que foram instalados
com uma capacidade extra de 10 a 15% acima da capacidade de projeto, e no qual as valvulas
de controle sdo responsaveis por 35 a 50% das perdas do sistema. Entretanto bombas
acionadas por variadores de velocidade podem operar nas condi¢des fora do ponto de projeto
sem incorrer na perda de energia que geralmente ocorre em um arranjo convencional.

HHON _wno=13  Wnos0755 g As .relag:ﬁes que permitem
16— ' " 09 predizer o desempenho de
» / 09 uma bomba trabalhando em
" [_n/no=1.0 rotagdes diferentes daquelas

do ponto de projeto sdo
conhecidas como “Leis de

08—
Qo;Ho

o —— i Afinidade”. Uma variagdo na
' ! rotagio da bomba implica
o = i = 1:0 T > pasicamente em trés fatos

P/Po/\ ’ ' = e importantes:

A : / 1 - A capacidade de vazio Q,
1,76 F n/mo=1.3 B . :

T T varia diretamente com a
0,88 wno=1.0 Qo;Po

! mudanga de rotagio.
0.44 £_n/n0=0.] < — 2 - A altura manométrica total

1 I 1 1 i ~
02 04 0.6 08 1.0 12 g0 H, varia com o quadrado da
Fig. 2 - Caracteristica de altura versus vazéo e rotagao.

poténcia versus vazao de uma bomba 3 - A poténcia do motor P,

varia com o cubo da rotagao.
Ou seja, se uma dada bomba esta trabalhando em um dado ponto | com rotagdo n;, vazao
Q,, altura manomeétrica H, e poténcia P, e deseja-se alterar o ponto de operagdo para as
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condigdes ny, Hj, Q, e Py, entdo as relagdes entre as caracteristicas dos dois pontos serdo
dadas por:

2 3
[ E“H iz(_fu
Qz_"z;Hz ny ;Pz ny

De acordo com estas relagoes, reduzindo-se, por exemplo, a vazdo em 20%, e a
rotagdo do motor for reduzida proporcionalmente, haverda uma economia de 48,8% na
poténcia consumida. Observando-se novamente a fig. 2, nota-se que, se fosse utilizado um
sistema de variagdo da rotagdo na bomba ao invés de uma valvula de controle para se ajustar a
vazdo requerida, Ter-se-ia que para uma relagdo de vazdo de 0,60 Q/Qo haveria a
necessidade de se variar a rotagdo em 46%. Assim a poténcia requerida a bomba seria de 0,30
P/Po (ponto C’, fig.2). Ou seja, obter-se-ia uma redugdo de 86%, com a vantagem adicional
de ndo incorrer em perdas no rendimento.

(1)

3. DESENVOLVIMENTO DA METODOLOGIA

Com base no comportamento das curvas do diagrama altura versus vazao pode-se fazer a
seguinte analise: Seja um dado sistema de bombeamento operando com vazido Q; e altura
manométrica Ha (Ponto A, fig. 3). Supondo-se também que o conjunto motor-bomba foi
especificado para atender ao ponto A, vazido Q,, mas trabalha grande parte do seu tempo de
operagdo com uma vazdo Q,, sendo Q, menor que Q,. Considerando que o controle da vazdo
seja realizado através de estrangulamento em uma valvula de controle, entdo o novo ponto de
operagdo sera B, com vazdo Q, e altura Hp (Fig. 3). Entretanto, optando-se por realizar o
ajuste da nova vazio através da alteragao na rotagdo da bomba, o novo ponto de operagado sera
C (Fig. 3), com vazdo Q, e altura Hc. Verifica-se claramente Hg maior que Hc, o que permite
afirmar que a energia economizada, se fosse realizado o controle da rotagdo ao invés do
estrangulamento na vélvula, é fungdo da diferenga AH = Hp - Hc, e a energia economizada
sera dada por:

Ercov=pg Q:AH ¢ 107 [kWh] )

Onde,
Egcon - Energia economizada [kWh];
p - Massa especifica [kg/m’];
g - Aceleragdo da gravidade [m/s’];
Q> - Vazdo [m’/s];
t - Tempo de opera¢do no novo ponto de operagdo, com vazio Q; [h];

3.1 Obtencao das Curvas

Seja uma instalagdo industrial ja existente, que possua um sistema de bombeamento
acionado por motores elétricos de rotagdo constante, onde a vazdo ¢ variavel no tempo € o
controle ¢ realizado por meio de valvulas de estrangulamento. Como verificar se € vantajoso,
ou ndo, a troca do sistema de controle por valvula por um acionamento de rotagdo variavel ?
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H ‘ A fim de obter respostas
I\ ’ B Vlla estei gl para tal problema deve-se
Hg realizar uma avaliagao

comparativa de  viabilidade
econdmica, na qual os seguintes
fatores devem ser considerados:

1 - Magnitude da variagdo do
ponto de operagdo em relagdo ao
ponto de projeto;

-~ 2 - Duragdo das variagoes;

Q, Q Q~ 3 - Custo comparativo dos
equipamentos;

>

Fig. 3 - Diferenca no consumo de energia

4 - Custo da energia elétrica;
5 - Caracteristicas do sistema de fluxo (Curva da bomba e Curva do sistema).

Dos 5 fatores enumerados acima, os 4 primeiros ndo implicam em dificuldades para
serem levantados. Quanto ao item 5, baseado no que foi exposto anteriormente neste trabalho,
sabe-se que a economia de energia quando se trabalha com variagdo na rotagdo da bomba, ao
invés de estrangulamento na valvula de controle, € fun¢do da diferenga AH entre a curva da
bomba ¢ a curva do sistema. Portanto, torna-se necessario a obtengdo das curvas reais, tanto
da bomba quanto do sistema. A dificuldade maior esta na determinagao da curva do sistema
que implica em realizar ensaio de campo na bomba variando-se sua rotagdo, e como fazer
isso, se 0 motor elétrico de acionamento € de rota¢do constante? Baseado nesta dificuldade
apresenta-se a seguinte metodologia para se determinar a curva da bomba e a curva do
sistema:

3.1.1 Curva do sistema

Embora o motor elétrico de acionamento seja de rotagdo constante, podemos afirmar que
existe um momento no qual o motor, e consequentemente a bomba, ira trabalhar com rotagio
variavel, isto €, o instante em que o motor € desligado e sua rotagdo decresce desde a nominal
até a rotagdo zero. Devido ao advento das ferramentas da eletronica, ¢ possivel, atraves de um
sistema de aquisig¢do de dados, alguns transdutores e “softwares” apropriados, acompanhar o
decréscimo da rotagdo do conjunto motor-bomba, desde o instante onde ¢ desligado até sua
parada completa, lendo e armazenando os valores de pressdo e vazdo para as diferentes
velocidades. Propde-se portanto, o seguinte procedimento de campo para levantamento da
curva do sistema:

a) Ajusta-se um ponto de pressdo e vazao,

b) Aciona-se o sistema de aquisi¢do de dados;

c) Desliga-se o motor lendo os valores de pressdo, vazio e rotagdo ao longo do tempo
até que o motor pare;

d) Plota-se os pontos e determina-se a curva H = f (Q), para o sistema, ajustando-se
um polinémio do segundo grau. Tal como mostrado na fig. 4, abaixo.

A medigdo da rotagdo ira fornecer subsidios para uma andlise da possivel substituigdo do
motor por um de menor poténcia visando a diminuigdo no consumo de energia, conforme
Bortoni et al.(1993).
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3.1.2 Curva da bomba O procedimento para obtengdo
da curva da bomba ¢ bastante

A simples e muito. conhecido.

H Consiste dos seguintes passos:

a) Com a bomba em sua
rotagio nominal e
valvula totalmente
aberta, mede-se a
vazao e pressao.

>
Q
Fig. 4 - Obtengao da curva do sistema

b) Repete-se a leitura de pressdo e vazdo para diversas aberturas da valvula, até que
esteja totalmente fechada.

c) Plota-se os pontos medidos e obtém-se a curva da bomba, H = f (Q), ajustando-se um
polindmio do segundo grau. Tal como mostrado na figura abaixo.

Apo6s  determinadas
\ as curvas pode-se
. determinar  para as
diversas condigdes de
operagdo, qual a energia
economizada se o sistema
estivesse trabalhando com
controle por variagdo de
S velocidade.

Q
Fig. 5 - Obtengao da curva da bomba

4. UMA APLICACAO PRATICA

Para uma primeira verificagdo do método, realizaram-se testes em um conjunto motor-
bomba, pertencentes ao circuito de ensaios do Laboratério Hidromecanico para Pequenas
Centrais Hidrelétricas - LHPCH/EFEI, cujo esquema basico ¢ apresentado na Fig. 6 e,
constitui-se de um circuito fechado, onde a agua é succionada de um reservatorio, passa em
sequéncia pela bomba, por um medidor de vazdo tipo Venturi, por uma valvula de
estrangulamento, desagua em um canal e retorna ao reservatorio, fechando o circuito. As
caracteristicas do conjunto motor-bomba sdo as seguintes:

- Bomba centrifuga, 1 estagio, 30 kW, rotagdo nominal 1770 rpm.

- Motor de indugdo trifasico, 30 kW, 60 Hz, 220, 380, 440 V, 1770 rpm.

- Acoplamento hidrocinético, 30 kW.
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Transdutor Tubulagio -

de pressdo /d.erecalqug

Reservatono

I\, Bomba
centrifuga

Acoplamento
Hidrocinatico

Transdator
de rotagio

Computador

Fig. 6 - Desenho esquematico da bancada de ensaio

Para aquisi¢do dos dados, utilizou-se os seguintes equipamentos:
I Computador PC;
1 Placa de aquisi¢do de dados;
1 Transdutor de pressdo, 0 a 15 mCA e saida de 4 a 20 mmA;
1 Transdutor de vazdo diferencial, 0 a 2 mCA e saida de 4 a 20 mmA;
1 Transdutor de rotacdo (Tacogerador);
Software Dasy Lab;

Primeiramente, levantou-se a curva da bomba, como descrito anteriormente, ou s¢ja,
estrangulando-se a valvula e mantendo-se a rotagdo constante. A curva resultante ¢ mostrada
na fig. 7 e se comporta perfeitamente de acordo com o que € descrito pela literatura. O ensaio
foi realizado a rotagdo de 1200 rpm. A curva do sistema foi obtida tal como colocado
anteriormente na descri¢do do método, isto €, com a valvula totalmente aberta, acionou-se o
sistema de aquisi¢do de dados e desligou-se o motor elétrico a partir da rotagdo, na bomba, de
1200 rpm. O sistema realizou as leituras de vazdo, pressdo e rotagdo ao longo do tempo, até
que a rotagdo caisse a zero. Em seguida os dados da curva foram filtrados, eliminando-se
possiveis ruidos. Como resultado deste ensaio, obteve-se a curva mostrada na fig. 7, para
valvula totalmente aberta. Apenas para verificar o comportamento do sistema, ou seja,
confirmar se realmente as curvas se comportam tal como descrito na literatura quando se
alteram as condigdes de operagdo, foram realizados mais dois testes levantando-se a curva do
sistema para duas posi¢des intermediarias da valvula, resultando nas curvas intermedidrias da
fig. 7. Pode-se verificar, claramente, que a curva do sistema se comporta plenamente de
acordo com o esperado, ou seja, todas convergem para o mesmo valor de altura quando a
vazao cai a zero.

Para efeito de calculo, sera considerada a curva demanda de vazdo, fig. 8 de Karassik ez
al.(1976), pertencente a uma instalagdo de distribuicdo de agua de uma grande cidade que,
tipicamente, possui uma demanda bastante variavel. A curva fornece os valores de vazao, em
porcentagem do valor médio, ao longo de um periodo de 24 horas (1 dia).
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Curva da bomba a
TolaGA0 const. de
1200 rpem

Curva do sistema
o valvula toda

0.00 4000 Qalsiot

80.00

Fig. 7 - Resultados do ensaio

Supondo que o conjunto
motor-bomba em  estudo
trabalhe segundo esta curva de
demanda, pode-se entdo,
determinar qual a energia que
seria economizada, na
substituigio do controle por
valvula por um controle de
rotacao.

Na fig. 8, tem-se que a
maxima demanda de vazdo
ocorre entre as 19 e 20 horas,
alcangando um pico de 185%
da vazio média. Este ponto de
maxima demanda ird
corresponder, naturalmente, a
maxima vazdo fornecida pela
bomba que, no caso em estudo,
corresponde a 0,1 [m*/s]

(ponto M, Fig. 7). Para se determinar a energia economizada serad utilizada a equagdo (4),
procedendo-se o calculo da seguinte maneira:

Da fig. 8 tem-se, por exemplo, que para uma porcentagem de vazdo de 80%, o
tempo de operagdo ¢ de 4 horas. Como 185% equivale a uma vazdo de 0,1 [m3fs], 80%

correspondera entdo, a uma vazdo de Q = 0,04324 [m3fs].
AH = 12 [m] (Fig. 7).
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Fig. 8 - Variagao da demanda, em porcentagem

da média

p = 1000 [kg/m’].
g = 9,806 [m/s’]

A energia economizada neste intervalo de
tempo serd, entdo:

E = 20,182 [kWh]
Calculando-se a energia gasta pela

bomba quando o controle ¢ realizado pela
valvula, temos:

EvaiLy = 20,352 [kWh]

Portanto, a substituigdo do controle por valvula pelo controle da rotagdo equivale a uma
economia de 99% no consumo de energia, operando a uma vazdo de 0,04324 [m*/s]. De
forma analoga, pode-se efetuar o mesmo célculo para as outras faixas de vazio existentes ao
longo do dia, resultando assim, na tabela 1, apresentada a seguir.
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Be acordo com a tabela ao

Tabela 1: Economia de energia para os diversos lado, o consumo total de energia
valores de demanda. usando-se a valvula de

Q (m’s] | tih] | AH [m] | Eecox [kWh] Evavy. [KWh] estrangulamento ¢ de 130,150
0,01892 6 1.4 12,690 12,690 [kWh],’dla e a estimativa de
s313 1 119 3,997 3469 economia de energia quando se
DR - L 20,182 20352 usa um variador de velocidades ¢
0,05946 | 11,5 6,705 6.880 . .
0,06436 3 1.2 56,987 59,022 de 116,163 [kWh]/dia, ou seja,
0.07838 2 84 12,912 15,064 estima-se uma redugdo no
0,09459 | 2.9 2,690 6,586 consumo de energia elétrica de
0,10000 | 0.0 0,000 5.491 89,2%.
TOTAL 24 116,163 130,150

5. CONCLUSOES

O objetivo principal deste trabalho foi apresentar uma metodologia para a estimativa do
potencial de conservagdo de energia em instalagdes de bombeamento e demonstrar, atraves de
uma aplicagdo pratica, como os resultados podem ser trabalhados. Entretanto, somente uma
analise energética ndo é suficiente para se justificar um investimento, pois necessita da visdo
econdmica. Assim, para uma analise completa do problema deve-se determinar o tempo de
retorno do investimento, por meio do levantamento de custos da energia elétrica e do variador
de velocidades. A analise de viabilidade econdmica assim realizada conduz a resultados mais
consistentes, uma vez que evita o uso de curvas e procedimentos padrdes, diminuindo os
riscos e incertezas e aumentando a confiabilidade do investimento.

Recomenda-se uma analise posterior quanto a influéncia da alteragdo no rendimento da
bomba ¢ do motor elétrico ao se variar a rotagio do conjunto, bem como analisar as
caracteristicas de torque do motor quando o mesmo ¢ desligado € a influéncia da altura
estatica na curva do sistema, por ultimo recomenda-se verificar a possibilidade do uso de
valvulas de controle em instalagdes onde o uso de variador de velocidade resulta em pequena
economia de energia.
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Abstract

The sugar cane crop represents an enormous potential for energy, due to its phytomass excess left on the fields,
which is burned as a way to ease the manual harvesting. Most of this energy could be utilized if changes are made
in the harvesting practice, such as using mechanical harvesting instead of manual.

The present study had the objective to show the viability of substituting manual harvesting with burning in the
fields, by mechanical harvesting (green cane), with a better energy recovery from its residues and net income. For
the calculations we used the gross calorific value and the Brazilian currency (Real), at an exchange rate of
approximately R$1=US$1.The resuits showed that this change in harvesting procedure is economical and
energetically more efficient. For manual harvesting the energy consumption was found to be 39,725.96 Mcal/ha
(166,292.87 x 10* J/ha) at a cost of R$113.62/ha. For mechanical harvesting the energy consumption was
19,063.32 Mcal/ha (9,799.06 x 10° J/ha) at R$61.98/ha. With the utilization of the residues it was obtained
312,218.4 (1306,946.22 x 10%) and 435,263.2 (1822,011.76 x 10%) Mcal/ha (J/ha), 1,304.90 and 1,574.70 R$/ha.
respectively. The social aspects of relocation of the manual labor is not considered in this paper.

Palavras-Chave
cana-de-agucar, biomassa, colheita, mao-de-obra, bagago, mecanizagao.
Keywords: sugar cane; bagasse; mechanical-harvesting; manual-harvesting; bionergy; biomass

1. INTRODUCAO

A cultura de cana-de-agucar apresenta uma grande quantidade de residuos agricolas -
biomassa - cerca de aproximadamente 50% do rendimento agricola, dos quais geralmente sdo
aproveitados apenas o bagago (em sua maioria como combustivel para as caldeiras) que
representa 25% do rendimento. Os outros 25% consistem em material remanescente
(ponteiros, palhas, folhas verdes e fragdes de colmos), que de maneira geral sdo queimados,
para facilitar a colheita manual. O que sobra depois da queimada fica depositado no solo.
Para o melhor aproveitamento desse material torna-se necessario que a cultura deixe de ser
queimada, resultando na adogdo da colheita mecanizada, uma vez que a colheita manual dessa
cana crua diminuiria o rendimento da colheita, ¢ poderia trazer riscos para os boias-frias
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decorrentes de animais pegonhentos proximos do canavial e das cortantes folhas da cana
(SILVA, 1982).

Apesar de serem muitas as vantagens da colheita mecanizada de cana-de-agucar (crua)
como por exemplo a possibilidade de colheita em condi¢des de umidade e em horarios mais
flexiveis; a palhada melhora a estrutura fisica do solo, com acumulo de nutrientes no solo;
reduz em 20% os gastos com tratos culturais; economiza mao-de-obra; a colheita ¢ mais
rapida ¢ a biomassa disponivel pode ser reaproveitada de inimeras formas, como na geragido
de calor, vapor e eletricidade, apresenta algumas desvantagens como o aumento de custo de
transporte, 0 aumento de compactagdo do solo, o aumento de operagdes em terrenos com até
10% de declive, e a necessidade de boa drenagem do solo.

Logo, ndo se pode desprezar a hipotese de que o produtor brasileiro esteja tendo ou
tera dificuldades financeiras e energéticas, tornando assim imprescindivel uma avaliagdo
financeira e energética para um sistema de recuperagdo dessa biomassa, visando incrementar o
rendimento para o sistema da cultura de cana-de-agucar.

2. REVISAO DE LITERATURA

O processamento industrial da cana-de-agicar gera uma série de subprodutos e
residuos, incluindo o bagago, que representa em média no Estado de Sao Paulo cerca de 25%
do total produzido e, as cinzas (material residual da queima do bagago), que representa 2,5%
do total de bagago. O Departamento de Engenharia de Geragdo, Divisdo de Tecnologia de
Energia (1987), observou que o bagago proveniente da cana-de-agucar representa 284,7 kg/t,
ou seja, aproximadamente 28% do rendimento agricola, apesar de que ha valores menores.
LOPEZ (1987), apud RIPOLI, 1991, citou em seu trabalho que a quantidade de material
remanescente no campo representa no maximo 25% a 30% do total da biomassa.

SILVA (1982), divulgou que a colheita mecédnica da cana-de-agucar, pressupde uma
série de modificagdes técnicas desde o plantio até o seu recebimento pelas usinas, alterando,
portanto, os custos de todo o processo produtivo. Atualmente cerca de 10% da colheita €
mecanica em S&o Paulo. A nivel da Coopersucar, a colheita mecanica representa cerca de 15%
do corte total de cana**. O rendimento do corte mecanizado foi, em média, de 20 t/h
(facilmente pode chegar a 30 t/h; A Copersucar reporta valores entre 20-25 t/h), a um custo
correspondente de 0,255 R$/t. O corte manual, com um rendimento de 4 t/homem dia, teve
um custo, de 0,236 R$/t. Segundo FERNANDES (1990), a colheita manual apresenta
rendimentos de corte que vdo de 5 a 12 thomem.dia de 10 horas de trabalho. Por outro lado, a
colheita mecanizada, conforme avaliagdes efetuadas pela UFSCar, Usina Sdo Francisco,
Usina Lydia e Santal Equipamentos S/A* (setembro de 1993), mostram que a capacidade
efetiva da colhedeira de cana-de-agucar AMAZON esta entre 22 a 34 t/h para a cana crua,
com um total de 3 a 6,1% de impurezas vegetais e 1,6 a 3,8% de perdas da mesma no campo.
O rendimento operacional dessa colhedeira foi calculado experimentalmente, obtendo como
resultado de 28 t/h com um consumo de oleo diesel de 1 1/t; 4,5% de impurezas vegetais; €
2,7% de perdas de cana no campo. Para a Copersucar o rendimento da colheita mecanica varia
entre 30.8 a 50 t/h.**

MOLINA, RIPOLI, COELHO et al. (1995), concluiram ser significativo o potencial de
energia contida no palhico (ponteiros, folhas verdes e palhas), o qual ¢ desperdicado por
ocasido das queimadas de pré-colheita. Para os 2° e 3° cortes, da variedade SP706163, obteve-
se em media 33,85 t/ha de palhigo, apresentando poderes calorificos inferiores (PCI) de

2.991,1 a 3.982,6 Kcal/kg (16.671,16 x 10° J/kg). Outras variedades podem gerar valores
diferentes.
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RIPOLI (1991), comprovou experimentalmente que o potencial energético de uma
tonelada de material remanescente no campo ou no patio, equivale a 1,3 barril de petroleo
(BEP). Em termos de poder calorifico, substitui, em média, 1,1 t de bagago. O custo de
oportunidade do bagago foi de 6,32 US$/t e o prego liquido da cana-de-agucar foi de 9,02
USS$/t e os custos para o enleiramento, carregamento e transporte do material remanescente foi
de 4,09 US$/t. O PCI dos colmos estudados foi de 4.054,5 kcal/kg (16.972,14 x 10° J/kg). Os
valores médios do PCI de alguns materiais provenientes da cana-de-agtcar, confirmado por
diversos autores ¢ de 3.800 kcal/kg (15.906,8 x 10° J/kg) para o material remanescente; e
1.800 kcal/kg (7.534,8 x 10° J/kg) para o bagago com 50% de umidade. A quantidade de
palhi¢co proveniente da colheita manual foi de 33% em média e o saldo econdomico do
processo de substitui¢do do bagago pelo material remanescente era altamente vantajoso, cerca
de 36,39 US$/ha, quando se considerou essa substituigdo pelo bagago “in natura; ¢ de 263,16
US$/ha, quando foi considerado o bagago enfardado.

BINI e SOUZA (1995) desenvolveram um trabalho que visou estabelecer o nivel de
economia em termos monetdrios (US$) e quantitativos (kWh), decorrentes da queima do
baga¢o da cana-de-agucar moida por uma agro-industria sucro-alcooleira. Concluiram que a
geracdo de energia elétrica contribuiu para minimizar os custos energéticos em 58,8%. E
ainda citaram MARANHAO (1990) que determinou a produ¢io méxima de energia elétrica
das usinas € destilarias brasileiras, altamente equipadas como sendo de 30 kWh/t de cana
moida. A administragdo da Usina Diamante, relatou que sua produgdo de energia elétrica
representa, em media, 12,5 kWh/t de cana. A energia elétrica apresenta um poder calorifico
que segundo PIMENTEL (1980) é de 2.863 kcal/lkWh, e destes 2.004 kcal/’kWh foram
consumo para produgdo, e 0 BALANCO ENERGETICO NACIONAL (1994) admite como
sendo de 3.132 kcal/kWh a produgdo de eletricidade pronta para venda.

O Instituto de Economia Agricola (IEA) e Coordenadoria de Assisténcia Técnica
Integral (CATI) (1992), divulgaram que o pagamento da colheita de cana-de-agucar para o
estado de Sao Paulo foi de 0,58 R$/t, para valores médios correntes e R$ 0,6997/t para valores
meédios reais. BARROS (1995) divulgou o prego da tonelada de cana como sendo de
US$13,21, em média, no periodo de janeiro a agosto de 1995.

Outras aplicagdes para o bagago vem sendo estudadas em diversos centros de
pesquisas, com relatado por FREITAS (1995), com utilizagdo de cinzas do bagaco de cana em
tijolos; FREIRE (1996), com o uso de bagago para a elaboragdo de tijolos; ou ainda relatado
por LEAO e TAVARES (1995), uso de bagaco para aplicagdo em compositos injetados com
termoplasticos ou termo-formados em mantas ndo-tecidas, para usos na industria automotiva.

3. MATERIAL E METODOS

Foram coletados dados percentuais em relagédo a matéria-prima, para o poder calorifico
e valor financeiro dos materiais e residuos provenientes da colheita manual (cana queimada) e
mecanizada (cana crua) da cana-de-agucar. Sabe-se que o rendimento agricola difere para cada
estado, regido e até mesmo ciclo. Como o proposito do trabalho desenvolvido ¢ uma
apresentagdo global, serdo utilizados dados do Estado de Sdo Paulo, sendo o valor médio entre
os trés primeiros ciclos da cultura.

Adotou-se o valor de 30 t/h para o rendimento agricola da colheita mecanizada de cana
crua (SILVA, 1982), uma vez que esse valor representa basicamente a média dos valores
encontrados nas avaliagdes efetuadas* em 1993, que estdo entre 22 a 34 t/h. Ja para a colheita
manual, adotou-se o valor de 8 t/homem.dia ou seja 0,8 t/h de trabalho, pois os rendimentos
de corte variam de 4 t‘homem (SILVA, 1982) para 5 a 12 t/homem.dia, com 10 horas de
trabalho (FERNANDES, 1990)-Para a produgdo de energia elétrica adotou-se o valor de 12,5
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kWh/t de cana-de-agucar (Usina Diamante, 1995) e 258 kcal/kWh, considerando-se um
rendimento de 30% para o ciclo Rankine (equivaléncia 860 kcal/kWh), pois admite-se que
este represente a maioria das usinas brasileiras.

3.1 Valores Percentuais

As perdas de cana inteira no campo seja no momento da colheita, seja no transporte do
campo até a usina, diferem para os tipos de colheita manual ou mecanica, sendo estimadas
entre 1,6 a 3,8% para colheita mecanica*. Adotou-se o valor médio de 2,9% (Usina Diamante,
1995). A quantidade de material remanescente, da colheita manual é representada por 33% do
rendimento agricola, sendo que este material ndo é aproveitado na colheita manual (cana
queimada); ja na colheita mecanizada (cana crua) representa de 25 a 30% do total da biomassa
(RIPOLI, 1991). Adotou-se o valor de 33% para colheita manual e de 30% para colheita
mecanica. Para a quantidade de colmos produzidos ou material industrializavel utilizou-se do
valor de 67,3% e de 64,1% para as colheitas mecdnicas e manuais respectivamente, pois a
soma deste com as impurezas e as perdas, representa o total produzido no sistema, 100%. As
impurezas (areia, pedras, etc) sdo encontradas juntamente com o material industrializavel,
sendo representadas por 3,0 e 4,5%, as quais foram determinadas* entre 3,0 a 6,1%, € 0,5 a
5,5% para as colheitas manuais e mecanicas (Usina Diamante, 1995), respectivamente.

Usou-se para o bagago o valor de 25% do total de material industrializavel,
acreditando que represente a média para qualquer variedade de cana, uma vez que 0 mesmo
representa de 20 a 30% do total da cana, dependendo basicamente da variedade e do sistema
de moagem da mesma (CHESF, 1987).

3.2 Valores Energéticos

Os valores energéticos para os dois tipos de colheita, diferem basicamente nos valores
do “input”. Assim tem-se para colheita manual o valor energético atribuido para uma hora de
trabalho de um bdia-fria. Usou-se o valor de 313 Kcal/h.homem (1.310,22 x 10° J/h.homem),
com base nos estudos de ANGELELI, DUARTE e OLIVEIRA (1981) e de GOLDEMBERG
(1984), considerando que um bdia-fria ingere em média cerca de 2.120 cal/dia (8.874,32 J/dia)
e consome 312 Kcal/h.homem.(1306,03 x 10° J/h.homem) Para colheita mecanizada
considerou-se o valor de 15.752 Mcal/ano (65.937,87 x 10° J/ano), calculado pelo método de
PIMENTEL (1980), pois admite também o valor de transporte do material, além do consumo
do mesmo, fabricagdo, manutengdo e reparos. Os demais valores energéticos, ndo diferem em
fungdo do tipo de colheita, apenas exprimem o valor do PCI de cada material ou residuo,
descritos na Tabela 1.

Tabela 1: Poder Calorifico Inferior dos Materiais e Residuos da Colheita de Cana-de-acgutcar

Materiais e residuos Valores energéticos
Material remanescente 3.800,0 Mcal/t (15.906,8 x 10" Jit)
Cana-de-agucar (perdas) 1.070,0 Mcal/t (4.479,02 x 10° J/t)
Material industrializavel 4.054,5 Mcal/t (16.972,14 x 10 Jit)
Impurezas (palhigo) 3.400,0 Mcal/t (14.232,4 x 10 Ji)
Bagaco (50% umidade) 1.800,0 Mcal/t (7.534,8 x 10° Jit)

3.3 Valores Financeiros

Os valores financeiros determinados, sdo os pregos da cana-de-agucar, do bagago, da
mado-de-obra e da colhedeira mais usada. BARROS (1995), apresentou o preco meédio para o
Estado de Sdo Paulo da cana-de-agucar como sendo de US$13,25. Os pregos obtidos para a
mdo-de-obra, do bagaco e da cana-de-agucar, foram respectivamente, 1,12; 7,5 € 17,01 R$/t
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(Usina Diamante, 1995), utilizados para os célculos. Para as colhedeiras obteve-se o valor
(Outubro 1996) de R$165.000 (cana inteira, Colhedeira Motocana) e R$248.720 (cana picada,
Colhedeira Amazon). Usinas como a Diamante, relatam que para sua necessidade a colhedeira

de cana picada apresenta uma certa vantagem, dai adotar-se os resultados em fun¢io dessa
colhedeira.

4. RESULTADOS E DISCUSSOES

Todos os resultados apresentados e discutidos a seguir, foram obtidos através da
relagdo entre os dados descritos no material e métodos e através da suposi¢do da produgdo de
100 t/ha, para uma melhor visualizagdo dos resultados (Tabela 2).

Tabela 2: Relagéo entre os dados de rendimento, porcentagem, valor energético (Mcal) e financeiro
(R$) para colheita manual e mecanica. (valores obtidos por hectare)

Tipos de Colheita
Manual | Mecénica
v.Q. v.e. v.f. v.q. v.e. v.f.
Tempo 125h Mcal/ha R$/ha 3,34 h Mcal/ha R$/ha
(x 108 J/ha) (x 10° J/ha)
M&o-de-obra 38 homens 39.725,96 113,62 homem/ 19.063,32 61,98
(166.292,87) colhedeira (79.799,06)
Material
33,0t 125.400,00 247,50 30,0 t 114.000,00 225,00
Remanescente (524.924.40) (477.204,00)
Perdas 29t 3.103,00 49,33 27t 2.889,00 45,93
(12.989,16) (12.093,35)
mg‘e’:f;",ﬂizado 64,1t 259.861,40  1.090,34 67,31 272.834,20 1.144,00
us (1.087.779,82) (1.142.083,96)
Impurezas 6,0t 20.400,00 45,00 45t 15.300,00 33,75
(85.394,40) (64.045,08)
Bagaco 16,0 t 28.854,00 120,23 16,4 t 30.90240 126,00
(120.782,84) (126.584,64)
Eletricidade 1.250,00 Kwh 2.500,00 Kwh
Total 477.344,38  1.666,02 454.326,52  1.636,68
(1.998.163,58) (1.901.810,81)
Material Perdido 145.800,00 247,50 ’ )
(610.318,80)
Consumo Total 39.72596 113,62 19.063,32 61,98
(166.292,87) (79.799,06)
Material Reaproveitado 291.818,42  1.304,90 435.263,20  1.574,70
(1.221.551,91) (1.822.011,76)

Onde: v.q. = valor quantitativo; v.e. = valor energético; e v.f= valor financeiro

Como observa-se na Tabela 2, para cada maquina acompanhada de um motorista na
colheita mecanizada, sdo necessarios 38 homens na colheita manual, para que esta seja
realizada a0 mesmo tempo. Observa-se que o consumo energético dessa maquina mais 0O
homem ¢ de 19.063,32 Mcal/ha (79.799,06 x 10° J/ha), enquanto que a manual € de 39.725,96
Mcal/ha (166.292,87 x 10° J/ha), sendo o custo financeiro de R$61,98 ¢ de R$113,62,
respectivamente.

Tem-se que o material desperdigado na colheita manual, uma vez que o mesmo ¢
queimado (material remanescente), representa 33 t/ha, e pode ser reaproveitado na colheita
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mecanizada, representando 30 t/ha, com um PCI de 114.000 Mecel/ha (477.204,00 x 10° J/ha),
o qual pode substituir o bagaco na queima, com uma economia de 225,00 R$/ha.

No caso da perda de cana, deve-se adaptar um sistema de coleta, para que esta tambeém
faga parte do material industrializado (caso este ainda ndo exista). Essa pratica resulta em 2,9
e 2,7 t/ha, as quais apresentam um PCI de 3.130 Mcal/ha (13102,18 x 10° J/ha)e 2.889
Mcal/ha (12093,35 x 10° J/ha), e um valor financeiro de 49,33 e 45,93 R$/ha, para a colheita
manual e mecanica, respectivamente. Ja a impureza vegetal, pode ser reaproveitada na queima
juntamente com o material remanescente em substituigdo ao bagaco, neste caso traria uma
rentabilidade de 45,00R$/ha para a colheita manual ¢ 33,75R$/ha para a mecanica.

O bagago apresenta diferen¢as em fungdo da quantidade de material industrializavel,
variedade da cana, o tipo da moagem etc, mas o reaproveitamento do bagago nio apenas para
a queima, pois pode ser substituido pelo material remanescente e impurezas, mas também para
outros fins como co-geragdo (BINI e SOUZA, 1995), e fabricagdo de chapas, papel e outros
produtos (LEAO e TAVARES, 1995). Ja as cinzas podem ser utilizadas para a fabrica¢do de
tijolos (FREITAS, 1995) ou retornar para lavoura.

Com essa substituigdo do bagago pelo material remanescente e impurezas, obtém-se
um retorno de 116.946 Mcal/ha (489.535.96 x 10° J/ha)e 132,75 R$/ha. Sendo assim obtém-se
um maior reaproveitamento para colheita mecanica, com uma diferenga de 143.444,8 Mcal/ha
(600.459,93 x 10° J/ha)e 314,80 R$/ha.

5. CONCLUSOES

A diferenga tanto energética como financeira obtida para a mdo-de-obra nos dois tipos
de colheita, ¢ notavel, sendo de 20.662,64 Mcal/ha (86.493,81 x 10° J/ha) e 51,64 R$/ha,
respectivamente.

Podemos concluir que a substitui¢do da colheita manual pela mecanica € viavel,
obtendo-se melhores resultados para a colheita mecanica, uma vez que esta ndo utiliza-se da
queima. Sendo o consumo energético total de 39.726 (166.292,87 x 10%) para a colheita
manual e 19.063 (79.799,06 x 10°) Mcal/ha (J/ha)para a mecanica, com um custo financeiro
de 113,62 ¢ 61,98 R$/ha, respectivamente. Para o reaproveitamento, obtemos 291.818
(1.221.551,91) e 435.263 (1.822.011,76) Mcal/ha (J/ha), com uma rentabilidade de 1.259,90 ¢
1.574,70 R$/ha, respectivamente. A sobra de bagaco pode ser usada para outros produtos de
maior valor como chapas, celulose e papel, ¢ geragdo de energia elétrica.
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Abstract

Due to the complexity of some topography driven atmospheric flows, it is sometimes not possible to accurately
predict pollutant transport on the basis of sparse wind field measurements. A possible solution is the
mathematical modelling of both the flow and pollutant transport. In order to overcome shortcomings of the
conventional k-¢ turbulence model for this kind of flows, a more general model of environmental flows, a
modified k-g, is adopted. This non-isotropic model is derived from the algebraic stress model including wall
proximity effects. The modified k-& is implemented in a three dimensional code. Once the flow is resolved, the
predicted velocity and turbulence fields are interpolated into a second grid and used to solve the concentration
equation. To evaluate the model, various steady state numerical solutions are compared with dispersion
experiments which were conducted at the wind tunnel of Mitsubishi Heavy Industries, in Japan. Several cases of
dispersion under neutrally stratified atmospheres over flat and hilly terrain are compared and discussed. Vertical
profiles of concentration are shown and compared.

Keywords
Atmospheric dispersion, flow over hills, modified k-¢, numerical simulation
Dispersdo atmosférica, escoamento sobre montanhas, k-e modificado, simulagdo numérica

1. INTRODUCTION

The study of flow over hills (complex terrain) has been intense in the last two decades,
aiming both the analysis of structural implications due to strong winds (neutral atmosphere)
and the pollutant dispersion under neutral or stable conditions. More recently, the
computational simulation has been used along with laboratory and field experiments in order
to improve mathematical models which try to represent the very complex physical phenomena
involved in the atmospheric boundary layer flows.

The phenomenal increase in computer power over the last two decades has led to the
possibility of computing such flows by the integration of the (modelled, time-averaged)
Navier-Stokes equations and a corresponding concentration equation for the pollutant
transport. Dawson (1987) used k-e model (with some modification in the constants of the
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dissipation equation) to simulate the flow and dispersion over Steptoe Butte (Washington,
USA) under neutrally and stably stratified atmosphere. His results were favorably compared
with experimental data, indicating that mathematical models using the eddy viscosity
assumption in the turbulence model could be used to predict the flow and pollutant dispersion
over complex terrain. Koo (1993) developed a non-isotropic modified k-e to account for
different eddy diffusivities in the lateral and vertical directions in the atmosphere. His model
is derived from the algebraic stress model and was applied in one dimensional problems to
predict the vertical profiles of velocity, potential temperature and turbulence variables for
horizontal flow in a homogeneous boundary layer. Also, the model was applied in two
dimensional problems to simulate the sea breeze circulation and the manipulation of the
atmospheric boundary layer by a thermal fence. Koo’s model is similar to the level 2.5 model
of Mellor and Yamada (1982).

Recently, Castro and Apsley (1997) compared numerical (using a ‘‘dissipation
modification” k-& model, as named by the authors) and laboratory data for two-dimensional
flow and dispersion. In Brazil, Santos ez al (1992) applied the standard k-& model to simulate
the discharge of a chimney and the correspondent plume dispersion over a flat terrain. Queiroz
et al (1994) applied the standard k-e model to study (in two dimensions) the effect of heat
islands in the atmospheric diffusive capacity. More sophisticated models, like the Reynolds
stress model were also applied to environmental flows and pollution. Sykes and Henn (1992)
applied the Large Eddy Simulation technique to simulate plume dispersion. Our view is that
for the time being, because of limitations in computer resources, those more complex
turbulence models (like Reynolds stress and LES) are not suitable for most engineering
problems, due to large CPU time and memory required.

The main effects of topography on the dispersion of pollution result from changes to the
mean flow (which affects the plume path), turbulence (which affects the plume shape and the
rate of spread) and the possibility of advection into, or release within, recirculating flow
regions. In the present work we apply the modified k-€ model of Koo (1993), cited above, to
three dimensional flows and pollutant dispersion in neutrally stratified environments.

2. MATHEMATICAL MODEL

The task of computing the concentration field downstream from a pollutant source is
divided into two decoupled steps. Firstly we calculate the flow (velocity, temperature and
turbulence variables) in the region of interest. Secondly, we use the computed velocity field
and eddy viscosities to solve the concentration equation. This separation can be done as we
consider that the pollutant release doesn’t disturb the flow. In fact, in the wind tunnel

experiment against which we compare our results, the tracer gas was released with practically
no momentum nor buoyancy force.

2.1 Flow and Dispersion Modelling

The governing equations for the flow are the conservation of mass and momentum,
written below in the usual tensor notation. Dispersion of a pollutant is computed from the
concentration equation, after the flow is resolved.

Ou,

o (1)
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where p is the pressure deviation with respect to the hydrostatic pressure. Primed variables
denote turbulent fluctuations. As we are simulating wind tunnel flows, the Coriolis effect is
neglected. In this work, only neutrally stratified flows are simulated. Modelling of fluctuation
terms are described in the next section.

2.2 Turbulence Model

In environmental flows the non isotropic character of turbulence is notable, specially in
the case of dispersion of a scalar (pollutant) in the flow. For the case of stably stratified flows,
for instance, vertical fluctuations are much inhibited due to buoyancy forces (arising from the
positive vertical temperature gradient), while horizontal fluctuations are not. Even neutrally
stratified flows feature some anisotropy. So, it’s not expected that isotropic turbulence models
may well reproduce the non isotropic turbulent diffusion. However, standard k-e is
successfully applied for environmental flows calculation where horizontal gradients (of
velocity, temperature and turbulence variables) are smaller than the vertical gradients. In these
situations, turbulent diffusion is significant only in the vertical direction, and an isotropic
model can handle it appropriately. On the contrary, in the problem of pollutant dispersion
from a point source, both vertical and horizontal concentration gradients are significant, so are
the corresponding turbulent diffusion. For this situations, a better description of the anisotropy
in turbulent exchanges is necessary.

In his Ph.D. thesis, Koo (1993) proposed a modification on the classic k- model, through
use of algebraic stress model including wall proximity effects. The resulting model was
compared to data and higher order simulations in stable, neutral and convective one
dimensional atmospheric boundary layers (homogeneous horizontal flows). The modified k-¢
reproduced well the observed behaviors. Also, for two dimensional flows, the model was
applied to simulate the sea breeze circulation and to estimate the dispersion of pollutants by a
“thermal fence” under neutral and stable conditions.

In our work we extend the application of the Koo’s modified k-¢ model to three
dimensional flow and dispersion problems. A description of the turbulence model is given
below. Detailed description of derivation of the model can be seen in Koo (1993). Following
the Boussinesq’s eddy viscosity concept, Reynolds stresses and turbulent mass transfer are
related to the gradients of the transported quantities as

au-
] KL Y i (4.5)
8x 6xi 307 B

Where ¢ is concentration, K’ and K! are, respectively, turbulent eddy viscosity and
turbulent eddy diffusivity of mass in the j direction.

Eddy viscosities (for momentum) and eddy diffusivities (for concentration) are expressed
as function of turbulent kinetic energy and its dissipation rate. For the vertical direction:
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Sc=0.5 is the turbulent Schmidt number. C,, and C. are proportionality coefficients for
eddy viscosity and eddy diffusivity in the vertical direction, respectively. They are defined by
functions of flow structure (from the algebraic stress model).

E,(c, -1)

C =2 (10)
3 E,-E,E, G,
_ 32
¢ 2@ =D+EGyC, o1 _C.k 12
3 (¢ +ci; f)E, k.z k,ze

f is the wall function which reflects the effect of the ground proximity on the Reynolds
stress, / is the turbulence length scale, k, is the von Karman constant (=0.4), z is distance from
the ground and C. = 0.13. Other constants in equations (10) and (11) can be found in Koo
(1993).

The C,, and C, are functions of Gy, the production of turbulent kinetic energy by mean
velocity shear

o)

Turbulent kinetic energy and its dissipation rate are computed from their well known
prognostic equations:
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P is the production term due to mean velocity gradient:
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Constants in equations (14) and (15) are those from the standard k-& model and C,=0.09.
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3. NUMERICAL TECHNIQUES

The finite volume method is employed to solve the governing equations, in a non-
orthogonal, generalized curvilinear coordinate system. Co-located arrangement is used for
variables storage in the grid, and the QUICK interpolation scheme with source deferred
correction term (Lien, 1994) is applied on the convection terms, except for turbulence
variables where a hybrid scheme (WUDS of Raithby and Torrance, 1967) is adopted. Our own
codes NAVIER and SMOKE were used to solve the flow and concentration.

As the grid used for computing the flow is not adequate for concentration calculation, a
second grid (refined near the source) is used for the last purpose. Velocities and eddy
diffusivities obtained from the flow solution are interpolated into the second grid for the
concentration calculation. Also, in order to verify grid dependent errors, the computations are
made in a coarse and in a fine grid. Figure | illustrates some of the coarse grids used for flow
and concentration (inflow boundary at left). Fine grids are 95x41x41 and 128x64x64 for flow
and concentration, respectively. Only half domain is resolved, because of symmetry.

1000".—'-H! H ”' M ] H
| Hﬁf A - fiissasseas
cl 1 : ' S L - ."_;_.—.= 0 = =
-1000 -500 0 500 1000 1500  -500 0 500 1000 1500

Figure 1 - Vertical view (at the xz symmetry plane) of the coarse grids, for flow (42x18x18, to the left)
and concentration (64x32x32, source height 100mm, to the right)

4. TEST CASES AND BOUNDARY CONDITIONS

To verify the model performance, in a first step, the above described modified k-¢ is
applied to simulate wind tunnel experiments. A second series of tests, this time for a full scale
experiment, will soon be performed.

4.1 The Wind Tunnel Experiment

Pollutant dispersion wind tunnel experiments were conducted at the Mitsubishi Heavy
Industries, in Nagasaki, Japan, 1991. A report containing the results was obtained directly
from that company. Wind tunnel test section is 2.5m wide, Im high and 10m long.
Axisymmetric hills of different heights (0, 100 and 200mm), were positioned with the top
located at (x,y)=(0,0). Hill shape can be seen in fig. 1 and 2. Streamwise direction is x, lateral
is y and vertical is z. Source of tracer gas was positioned at (x,y,z)=(-500 mm,0,50mm) for
hill heights 0 and 100mm, and at (x,y,z)=(-500mm,0,100mm) for hill height 200mm. Cases of
neutral (AT=0, Pasquill class D) and stable atmosphere (AT=20°C, Pasquill class E) were

performed. Streamwise velocity, velocity fluctuations, temperature and concentration were
measured at various locations.
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4.2 Numerical experiments, boundary conditions and treatment of near source
diffusivities

Three different wind tunnel experiments were simulated. They are designated with a
letter - indicating stability class - followed by a number indicating hill height in mm. For the
time being, only neutrally stratified flows are simulated. At the inflow boundary, velocity and
turbulent kinetic energy were specified according to experimental measured values. Unitary
concentration is specified at the volumes representing the source, and zero on the rest of
inflow. Length scale is given by:

) Ci,mk:-;z B
I= =k,z (17)
o4

Outflow conditions are that of zero-gradient for all variables. For velocity, lateral and
upper boundaries are impermeable, with zero tangential stresses. For all other variables,
lateral and upper boundary conditions are of zero-gradient. Wall functions are invoked to
apply boundary conditions appropriate to a rough wall (zp=1.5e-4m) at the ground. For
concentration, the ground is considered impermeable (zero-gradient condition). Symmetry
conditions are applied at the boundary coincident with the plane of symmetry (y=0).

After applying the modified model and computing concentrations, we constated that, for
all the cases studied, there was a large unrealistic plume spread near the source and,
consequently, low concentrations everywhere in the domain (specially up to 500mm
downstream the source). Taking a look at the turbulence length scale near the source, we
noticed that it is larger than the plume dimensions. It means that the turbulent eddy sizes
present in the flow are bigger than the plume, and could not promote such a observed
diffusion in the numerical simulations. Therefore, we speculate that the length scale to be
applied in the eddy diffusivities for the concentration should be appropriately reduced for the
initial stages of plume spread, according to local plume dimensions. Based on a Gaussian
plume distribution near the source, as a first investigation, we decide to reduce linearly the
eddy diffusivities computed from the flow solution, to be applied in the concentration
calculations. Using this simple procedure, the quality of results improved considerably.
Reduction of eddy diffusivity near the source is made taking its value (at the source location),
obtained from the flow solution, and applying it in the Gaussian model for diffusion from a
point source, to calculate how far from the emission point the plume width is about five times
the local turbulence length scale. This value (five) was empirically determined from the
analysis of the results. It was found, however, that the value is roughly the same for all the
cases studied. At a given distance from the source, plume width is defined as the distance
from the plume center line to the point where the concentration is 10% of its peak value.
Indeed, further work is needed to better model the initial stages of plume spread, where its
dimensions are smaller than the characteristic turbulence length scale of the flow.

5. RESULTS AND DISCUSSION

In order to better evaluate the modified k-g, computations were also made using the
standard model and are presented along with the experimental results in the following
sections. Due to limited space, it’s not possible to show all the comparisons made. Figures 3,
4 and 5 show vertical profiles of concentration on the symmetry plane (y=0) for the cases DO,
D100 and D200. For this last case, it’s clear that the model is overestimating the diffusion in
the lee side of the hill, where there is a recirculation zone. Different inflow turbulent length

6
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the improvement of the results when compared to the standard k-¢ is considerable.
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Fig. 5 - Concentration at the symmetry plane - case D200 - hill height 200 mm
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6. CONCLUSIONS =

A modified non-isotropic k-€ model is applied to simulate three dimensional flow and
dispersion of pollutant over complex terrain. It is also proposed that the eddy diffusivities for
the concentration calculation should be scaled according to the plume dimensions for the
initial stages (near source). The model produces better results than the standard k-e, when
comparing with a wind tunnel dispersion experiment, although, for some cases tested, the
model cannot capture the correct plume path, and only reasonable agreement is obtained
against the experimental values.
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Abstract

Study of gaseous pollutant emission from engine tests simulating real work conditions, using spark point
manually controlled and exhaust gas recirculation in diverse proportion levels. The objective of this present work
is to re-examine the potential of the EGR conception, a well-known method of combustion control, employed
together electronic fuel injection and three-way catalytic converter closed-loop control at a spark ignition engine,
verifying the performance characteristics and technical availability of this conception to improve pollution
control and fuel economy. The pollutant emissions under operational conditions simulations were analysed and
compared with the expected by concerning theory and real tests performed by EGR equipped engines by factory.

Keywords
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1. INTRODUCTION

The very high level of pollution attained in the industrialised countries forced the auto
exhaust emission standards to be tightened in many of these countries, to improve the ambient
air quality. In the other side, fuel economy has been a great concern since the 70’s petrol
crisis. Then, a variety of concepts has been investigated in order to reduce the emission of
gaseous pollutants (mainly carbon monoxide, hydrocarbons and oxides of nitrogen) of spark
ignition engines, and the engineers of automotive companies staffs are also confronted with
the task to improve the fuel economy within the restriction of emission standards with low
cost.

The objective of this present work is to re-examine the potential of the EGR conception,
a well-known method of combustion control, employed together electronic fuel injection and
three-way catalytic converter closed-loop control at a spark ignition engine, verifying the
performance characteristics and technical availability of this conception to improve pollution
control and fuel economy. The pollutant emissions under simulations of operational
conditions were analysed and compared with the expected by concerning theory and real tests
performed by EGR equipped engines by factory.
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All trial tests were performed at the Fachhochschule Darmstadt Internal Combustion
Engine Laboratory facilities.

2. HOW EGR AFFECTS ENGINE

Basically the exhaust gas recirculated affects a engine at the following ways:

e With optimum spark timing - spark timing maintained at minimum for best torque (mbt) -
increasing exhaust gas recirculation (EGR) rate up to the driveability limits results in a
reduction in NOx emissions without loss in fuel economy.

e Increasing EGR rates with mbt spark timing can result in deterioration in HC control.
Retarded spark timing will reduce HC and NOx emissions but will penalise fuel economy.

e To optimise NOx emission reduction, EGR rate should be increased to driveability limit,
spark timing should be adjusted toward mbt, and air/fuel (A/F) ratio should be adjusted to
approximately 14:1. This gives minimum fuel economy loss while achieving low NOx
emissions and good driveability. -

e With acceptable driveability, maximum EGR rate appears to increase with increasing speed
and load conditions (Gumbleton et all, 1974, Nakajima et all, 1979).

The basic relationship between NOx control, EGR, A/F ratio, spark retard and their effect
on HC and CO emissions, and fuel economy, was shown in an engine dynamometer study of
a 350 CID - V8 carburetted engine (Gumbleton et all, 1974). Speed was maintained at 1600
rpm and torque at 244 N-m to simulate a moderate to heavy acceleration condition. Without
EGR, maximum NOx emissions were at about 16:1 A/F ratio. Maximum NOx level changed
to richer A/F ratios with increasing EGR rate. In the range of A/F ratios tested, the increasing
EGR rates produced a corresponding decrease in NOx emissions. With increasing EGR rates,
the minimum brake specific fuel consumption (bsfc) point is obtained at richer A/F mixtures.
At constant A/F ratio, such as 14:1, the bsfc is decreased (or the fuel economy is raised) with
increasing EGR rates. Very important to note this increase in fuel economy with EGR is
obtained with the reduction in NOx emissions. The use of spark retard to reduce NOx
emissions results in an increase in bsfc (or a decrease in fuel economy). In terms of fuel
economy it is better to control NOx emissions with EGR than spark retard.

The basic equation for thermal efficiency of an ideal air cycle provides a possible
explanation for the improved fuel economy with EGR:

1
T =1 kl_n (1)
o

where T, is the thermal efficiency, r is the expansion ratio (compression ratio) and k, ratio of
specific heats. EGR reduces combustion temperature, which causes a decrease in NOx
emissions and an increase in the value of k. So, thermal efficiency is increased because the
equation denominator has increased. This ideal equation does not consider heat transfer
effects which also influence engine thermal efficiency. Lower combustion temperatures with
EGR may also affect heat transfer characteristics to contribute to the higher engine efficiency.

The minimum HC emission level was obtained at richer A/F mixtures as the per cent of
EGR was increased. If good combustion was maintained by richening the A/F mixture with
increasing EGR rates, no significant increase in HC emissions was observed except with the
15% EGR rate. High EGR rates can result in higher HC emission but reducing NOx
emissions. Spark retard will tend to decrease both HC and NOx emissions.
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and load conditions (Gumbleton et all, 1974, Nakajima et all, 1979).
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obtained with the reduction in NOx emissions. The use of spark retard to reduce NOx
emissions results in an increase in bsfc (or a decrease in fuel economy). In terms of fuel
economy it is better to control NOx emissions with EGR than spark retard.

The basic equation for thermal efficiency of an ideal air cycle provides a possible
explanation for the improved fuel economy with EGR:

| (1)
1, =1~ k=D

where Tk is the thermal efficiency, r is the expansion ratio (compression ratio) and k, ratio of
specific heats. EGR reduces combustion temperature, which causes a decrease in NOX
emissions and an increase in the value of k. So, thermal efficiency is increased because the
equation denominator has increased. This ideal equation does not consider heat transfer
effects which also influence engine thermal efficiency. Lower combustion temperatures with
EGR may also affect heat transfer characteristics to contribute to the higher engine efficiency.

The minimum HC emission level was obtained at richer A/F mixtures as the per cent of
EGR was increased. If good combustion was maintained by richening the A/F mixture with
increasing EGR rates, no significant increase in HC emissions was observed except with the
15% EGR rate. High EGR rates can result in higher HC emission but reducing NOx
emissions. Spark retard will tend to decrease both HC and NOx emissions.
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At any fixed EGR rate, a reduction in NOx emissions can be obtained by richening from
the optimum economy point, but this also increases fuel consumption. Maximum reduction in
NOx emissions with minimum loss in fuel economy is obtained by increasing EGR rate to
15% and richening A/F mixture to about 14:1 while maintaining mbt spark timing.

With fixed carburettion or constant A/F ratio, retarding spark timing reduces both HC
and NOx emissions but increases fuel consumption. To minimise the increase in fuel
consumption requires a leaner A/F mixture, but the combination of spark retard and leaner
A/F mixture will result in higher NOx emissions and may result in some loss in vehicle
driveability.

Gumbleton (Gumbleton et all, 1974) performed a trial with maximum EGR rate with acceptable
driveability for road load conditions from 38 km/h to 84 kmv/h and for a 69 km/h high load condition
to simulate moderate acceleration. Here, the optimum EGR rate with acceptable driveability appears
to be about 8% at the 38 km/h road load condition to about 15% at the high speed or high load

conditions. With EGR, a large reduction in NOx emissions was obtained without any loss in fuel
economy but with significant increase in HC emissions.

If the loss in HC control is unacceptable, other compromises can be made. For example, by
retarding spark advance and reducing EGR rate, HC emissions can be maintained but with loss in fuel
economy. Retarding the spark about 200 and reducing EGR rate by 3% reduces HC emissions to
about the level obtained without EGR. Also, there was further reduction in NOx emissions while
maintaining the same relative driveability. However, this combination also gave a 5% loss in fuel
economy (Gumbleton et all, 1974, Nakajima et all, 1979).

Generally, increasing spark advance with increasing EGR rates will minimise losses in
fuel economy and vehicle driveability but giving significant reduction in NOx, however, this
approach is limited by loss in HC control. If HC emissions are excessive with EGR, they can
be reduced by retarding spark timing and reducing EGR rate with resultant penalty in fuel
economy. A/F ratio must be monitored to maintain good combustion for HC emission control
without excessive richness and loss of CO emission control.

3. FUEL INJECTION

Fuel injection gives the designer the capability to deliver an identical air-fuel charge to
each of his cylinders - something difficult, if not impossible, to achieve with a carburetted
engine. This cylinder-to-cylinder mixture uniformity permits the engine to operate closer to its
lean limit and still provide good driviability, and to achieve more power and torque, with
appreciable fuel economy. In addition, a smaller displacement engine with fuel injection can
replace a larger engine with a carburettor at the same output power, which again reduces fuel
consumption. For emission control, fuel injection shows several important features:

e High flexibility of the warm-up control. This phase contributes considerably to achieving
desired emission levels.

e Higher accuracy of fuel metering. This allows a leaner adjustment of the engine with still
acceptable driveability.

e More consistent emission resuits from cars coming off the assembly line.
Possibility of adapting the system to progressively tighter emission standards.

e With fuel injection operating at a lean air fuel ratio using closed-loop control and catalysts,

EGR can be eliminated, spark retard can be reduced and overrun fuel cut-off is possible
(Givens, 1976 and Eisele, 1974).
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4. CLOSED-LOOP CONTROL AND THREE-WAY CATALYTIC CONVERTER

Efficient three-way catalytic conversion requires extremely precise control of the air/fuel
(A/F) ratio. A three-way catalyst has the capability of causing reactions among the three
regulated constituents when operated at or very near stoichiometric conditions: the HC and
CO effectively strip the oxygen away from the NOx to form harmless H20, CO2 and N2 .
Since the efficiency of this system decreases precipitously with small deviations from
stoichiometric point (approximately lambda 0.98), its effective use requires a closed loop
control system. This control should be within the range of +/- 0.1 air/fuel ratio. The narrow
catalyst operating window around stoichiometric is a smaller target than can be reached with
conventional means of mixture control: even the nominal +/-3% accuracy of modern fuel
injection is insufficient (Demmler Jr., 1977, Williamson et all, 1988, Mooney, 1977).

The result is a system using the A—Sond (Lambda-Sond), located in the exhaust manifold,
to give an indication of whether the inlet A/F ratio is richer or leaner than stoichiometric. The
sensor transmits a non-linear voltage to an electronic module, which converts it to a control
signal operating a continuously oscillating valve in the fuel line. By modulating the on/off bias
time, this frequency valve adjusts the differential pressure over metering slots in the fuel
distributor of the injection system. The resulting speed of response and accuracy of mixture
preparation ensures that exhaust gases fed to the converter are within its narrow window of
operation (Engh and Wallman, 1977, Kaneko et all, 1977).

5. EXPERIMENT

To be possible the experiment, it was necessary to do a number of modifications in the
engine and at laboratory facilities. We needed to keep the spark point under control, and it was
done by means of a mechanical servo control installation at the distributor. The original
engine had not EGR. It was necessary to connect the exhaust manifold with the air intake
manifold, with an EGR valve at this connection. For a perfect actuation of the EGR valve, it
was necessary a bigger pressure in the exhaust manifold. A butterfly valve installed at
manifold permitted a pressure regulation. The petrol coming to the engine was not in the same
temperature all time, and it could influence the engine performance. To keep this parameter
under control, a cooler system was integrated at fuel delivery system. To measure the amount
of fresh air going to engine air intake, it was necessary the installation of an approprate
sensor. This sensor needs a continuous pipe section in the manner to have an air flow without
turbulence. The computer designed to monitor the electronic control unit (ECU) of electronic
fuel injection system was connected with this one. The wires bringing signals from the throttle
valve control sensor, from the air intake pressure sensor (engine original equipment) and from
the lambda-sond, to the ECU, were all disconnected. The two first wires above referred were
connected directly to the computer, and this one then connected with the ECU. The computer
was then able to send signals in the way to modify the ECU actuation.

5.1 EXPERIMENT INSTRUMENTATION

A small number of instruments, installed at a detached cupboard, measured torque, rpm
(data from a Schenck Dinabar hydraulic breaker W 150), fuel consumption (AVL- 730, fuel
delivery pump connected), oil pan temperature and cooler water temperature. The air mass
flow ingested by the engine air intake was measured by a Degussa Deguflow type 8740 1311
with a Sensicon Sensiflow model 8761 00 sensor. The temperature of gas in the exhaust
manifold (at its beginning and at just before the catalytic converter), the air intake temperature

4
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and the cooler water temperature were delivered by an AMR Therm 2113 analogue
thermometer. A Highscreen LP-3451 computer, equipped with MeBkarten MC-PC 20
hardware, intercepted the signals from the intake pipe pressure sensor and from the throttle
(butterfly) valve position sensor, manipulated these signals and sent new ones to the fuel
injection ECU. The exhaust gas emissions (CO, CO2, HC, 02, NOx, before and after the
catalytic converter) and lambda were analysed by a Pierburg-Messtecknic, model PSE 2000,
connected by means of small diameter tubes (thermal insulated or heated) at the exhaust
manifold. The percent of EGR was determined by the percent of CO2 in the engine air intake

(gas analyser Pierburg, CO-CO2-Lambda-Tester PT 1 model), after the connection with the
EGR valve.

5.2 ENGINE TRIAL REPORT

In this experiment was tried to find a relationship between EGR, air-ratio, spark retard
and their effect on HC, CO, NOx emission and fuel economy, by means of an engine study of
a "Corsa” engine CI12NZ, 4 cyl. 1195 cc and electronic fuel injection system. Speed was
maintained at 2400 rpm at many levels of torque to simulate real conditions of work.

At first the engine was drove at 2400 rpm with no EGR in many degrees of torque, 88,
66, 44, 22 and 9 N-m; in the data tables, 1/1, 3/4, 1/2, 1/4, and >0 - minimum - of load,
respectively. Its exhaust gas emissions analysed and the results recorded, to know the normal
engine performance with no spark retard, EGR or air-ratio external control, and the relevant
characteristically points of fuel consumption and pollutant emission.

The next step was to take the engine and drive this one like immediately before, but
controlling the spark retard and air-rate, trying to find the best points of fuel economy with
less pollutant gas emission. Did this data chart, the air-ratio and the spark retard was varied at
each level of torque studied to know the natural fuel economy best point of each degree of
load.

After this trial, with the engine at minimum load, it was drove in different levels of air-
ratio, EGR percent and spark retard, within the restricted limits of driveability (when the
engine begins to surge) at minimum load conditions.

With much more freedom, the motor was performed at 22 N-m of torque (1/4 of load)
with EGR percent between 0 and 20% , the air-ratio kept between 0.8 and 1.3, and having the
spark retard was between 10° until 70° btdc (btdc: ""before top dead centre”).

Going to simulate a moderate real work condition, the load from the hydraulic break was
kept at 44 N-m (1/2 of load). EGR varied between zero and 20%, and the air-ratio between 1.1
and 1.3. In all levels the spark retard was varied between 10° and 70° btdc.

With the limits of driveability beginning to be more restricted again, the engine was
drove to 3/4 of load (66 N-m), to simulate more heavy work condition, with the air-ratio at 1.1
and 1.2 only and, when possible, the EGR percent varied from 0 to 20%. The spark retard rang
was the same at before.

6. CONCLUSION

It's possible to see at Figure 1 that fuel consumption did not change very much at
moderate to heavy load condition in all EGR levels. Note, however, the NOx emissions
always decrease with the EGR raise at a fixed A/F rate (a fixed lambda). The engine was less
tolerant of EGR at light work condition, but it was expected. For a fixed EGR rate, the fuel
consumption curves showed the engine a little less efficient at smaller lambda values (or
smaller A/F rates - see the dotted lines at figure 2), may be due the relatively small number of
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and the cooler water temperature were delivered by an AMR Therm 2113 analogue
thermometer. A Highscreen LP-3451 computer, equipped with MeBkarten MC-PC 20
hardware, intercepted the signals from the intake pipe pressure sensor and from the throttle
(butterfly) valve position sensor, manipulated these signals and sent new ones to the fuel
injection ECU. The exhaust gas emissions (CO, CO2, HC, 02, NOx, before and after the
catalytic converter) and lambda were analysed by a Pierburg-Messtecknic, model PSE 2000,
connected by means of small diameter tubes (thermal insulated or heated) at the exhaust
manifold. The percent of EGR was determined by the percent of CO2 in the engine air intake

(gas analyser Pierburg, CO-CO2-Lambda-Tester PT 1 model), after the connection with the
EGR valve.

5.2 ENGINE TRIAL REPORT

In this experiment was tried to find a relationship between EGR, air-ratio, spark retard
and their effect on HC, CO, NOx emission and fuel economy, by means of an engine study of
a ”Corsa” engine CI12NZ, 4 cyl. 1195 cc and electronic fuel injection system. Speed was
maintained at 2400 rpm at many levels of torque to simulate real conditions of work.

At first the engine was drove at 2400 rpm with no EGR in many degrees of torque, 88,
66, 44, 22 and 9 N-m; in the data tables, 1/1, 3/4, 1/2, 1/4, and >0 - minimum - of load,
respectively. Its exhaust gas emissions analysed and the results recorded, to know the normal
engine performance with no spark retard, EGR or air-ratio external control, and the relevant
characteristically points of fuel consumption and pollutant emission.

The next step was to take the engine and drive this one like immediately before, but
controlling the spark retard and air-rate, trying to find the best points of fuel economy with
less pollutant gas emission. Did this data chart, the air-ratio and the spark retard was varied at
each level of torque studied to know the natural fuel economy best point of each degree of
load.

After this trial, with the engine at minimum load, it was drove in different levels of air-
ratio, EGR percent and spark retard, within the restricted limits of driveability (when the
engine begins to surge) at minimum load conditions.

With much more freedom, the motor was performed at 22 N-m of torque (1/4 of load)
with EGR percent between 0 and 20% , the air-ratio kept between 0.8 and 1.3, and having the
spark retard was between 10° until 70° btdc (btdc: “before top dead centre”).

Going to simulate a moderate real work condition, the load from the hydraulic break was
kept at 44 N-m (1/2 of load). EGR varied between zero and 20%, and the air-ratio between 1.1
and 1.3. In all levels the spark retard was varied between 10° and 70° btdc.

With the limits of driveability beginning to be more restricted again, the engine was
drove to 3/4 of load (66 N-m), to simulate more heavy work condition, with the air-ratio at 1.1

and 1.2 only and, when possible, the EGR percent varied from 0 to 20%. The spark retard rang
was the same at before.

6. CONCLUSION

It's possible to see at Figure | that fuel consumption did not change very much at
moderate to heavy load condition in all EGR levels. Note, however, the NOx emissions
always decrease with the EGR raise at a fixed A/F rate (a fixed lambda). The engine was less
tolerant of EGR at light work condition, but it was expected. For a fixed EGR rate, the fuel
consumption curves showed the engine a little less efficient at smaller lambda values (or
smaller A/F rates - see the dotted lines at figure 2), may be due the relatively small number of
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measurements. The leanest data recorded for each EGR rate represents the lean misfire limit
for that engine condition.
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Figure 1: Fuel consumption and NOx emissions under A/F ratio and EGR rates variation.

This relationship between NOx emissions and fuel consumption with constant EGR rates
is better shown in Figure 2. The curves represent the engine comportment at moderate load;
they are a cross plot of moderate load data shown at Figure 1. The dot lines indicate constant
lambda. It was expected NOx emissions reduction, at any EGR fixed rate, by richening A/F
ratio (decreasing lambda) with a fuel consumption increase by consequence, however this
tendency did not manifest as expected.

Like expected by concerned theory to

2701 " — S ES dots over the stoichiometric level, the figure
' o 15%EGR 3 shows a constant level of hydrocarbons
e 1A (HC) emission at all conditions of load and
e, EGR rates, except at some points between

A2 / 15 and 20% of EGR, which indict good
TR combustion (concordant fuel consumption
curves at figure 1). These discordant dots are
due the engine small tolerance for high EGR
rates at light load condition (see figure 1), or
because they are near the driveability limits,

o but the same occurred with Gumbleton
Figure 2: Relationship between NOx emissions and (Gumbleton et all, 1974)
fuel consumption with constant EGR rates : .
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The figure 4 shows the relation between

nitrogen oxides and hydrocarbon emissions.

The dotted lines indict how it is possible decrease the NOx emissions increasing the EGR rate,

without proportional grow of HC emissions. However, the points over 10% of EGR reveal
inverse conduct.

The potential of spark retard as a NOx control method is remembered at figure 5. At any
EGR percentage, load condition or A/F ratio, the retarding spark timing reduced NOx, with
some fuel consumption penalty. Normally, this control method worked better until 10° around
the optimum fuel consumption point, with EGR between 0 and 10%, with few exceptions.
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Summarising, these curves indicate that control of NOx with EGR involves optimisation
of EGR rate, spark timing, and A/F ratio to maintain reasonable HC and CO control along
with acceptable fuel economy and vehicle driveability.

Three-way catalytic conversion needs operate at stoichiometric level to control efficiently
HC, CO and NOx simultaneously. Unfortunately, it means the engine does not run always at
its optimum fuel consumption point. On the other hand, the catalytic converter working over
this level reduces HC e CO emissions very well yet, letting just NOx out of control. This
present work re-examines the potential of the EGR conception like an effective NOx
controller for an engine working over the stoichiometric, enlarging the operational area and
permitting the operation at its best fuel consumption point more time, giving a more elastic
engine performance, pollutants control and fuel economy simultaneously.
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Abstract
There are several engineering problems in which the development of numerical models still does not have a firm
basis on universally accepted concepts. The literature about numerical models from the transient-advection-
diffusion equation reveals mismatches of terminology and even of concepts of applied mathematics. Dimensional
analysis may help some numerical modelling, similarly to physical modelling. This methodology has been

applied to a fluid transport problem and the results clarified the region identification where the numerical model
presents a good perfomance.
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1. INTRODUCAO

O problema do transporte fluido- ilncompressivel de uma substancia conservativa
(poluente) ¢ modelado basicamente por:
aC é'C o (Dﬁj) )

E e Larn

Conhecida por equagdo da difusdo-advecgdo transiente, na sua forma unidimensional
(1D). Esta expressdo traduz o principio da conservagdo da massa e complementada com
adequadas condigdes inicial e de contorno (tipo Dirichlet ¢ Neumann) permite simular de
modo simplificado alguns problemas de interesse da engenharia, entre eles a descri¢do do
espalhamento de poluentes em corpos d'agua.

Ao usar um método numérico (diferengas finitas ou elementos finitos, por exemplo) para
resolver aqueles problemas, o investigador apds varias horas de estudos e trabalho com seu
modelo (estavel, consistente ¢ convergente) pode se deparar com o que a literatura chama de
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oscilagdes espurias (wiggles) e amortecimento da sua solu¢do numérica em relagdo ao padrao
da solugdo analitica de problemas teste (simplificados), conforme Aratjo (1990).

Estudos matematicos da equacdo (1) e do modelo discreto (consisténcia-estabilidade-
convergencia) conduzem ao estabele-cimento de desigualdades que delimitam valores aos
parametros fisicos e de discretizagdo de modo que o modelo computacional apresente um bom
funcionamento, conforme exposto em Dailey et al. (1973), Taigbenu et al. (1986) e Leonard
(1979).

A gama de possibilidades de experimentacdo com um modelo em desenvolvimento /
testes torna complicado e exaustivo (ineficiente) o trabalho de andlise / sintese do
experimentador numérico, na sua tarefa de identificar os valores limites de bom
funcionamento de seu modelo computacional.

Esta situagdo desencadeia um alerta sobre as possibilidades de racionalizagdo deste
processo empirico. Neste sentido, a Analise Dimensional (AD) se ajustaria bem, pelo menos
em tese, ao problema. Assim, o problema numérico estaria simulando um problema fisico,
que por sua vez ja ¢ uma simulagdo do problema real. De fato, o papel classico da AD ¢

racionalizar o processo de entendimento dos varios fatores intervenientes numa
experimentacao.

2. USANDO A ANALISE DIMENSIONAL

Considerando-se C como fragdo massica (adimensional), variavel dependente, tem-se de
(1) que:

C=C(U; D; Ax; At) (2)
No SI, U (m/s), D (mz;’s), Ax (m) e At (s). Usando-se o proce-dimento usual da AD,

encontra-se com facilidade, os dois adimensionais independentes (pardmetros IT's) do
problema descrito pela equagdo (1):

I1, = %‘i = Pe (numero de Peclet) (3)
I, = %—-{ =Cr (mimero de Courant) (4)

A AD garante que um estudo de sensibilidade do modelo discreto aos quatro parametros
independentes relacionados na expressdo (2) pode ser resumido a um estudo no plano definido
por (Pe x Cr). Essa imagem geométrica, naturalmente induz um processo de varredura
naquele plano, como um modo sistematico e eficiente para a identificagdo empirica da regido
de bom funcionamento do modelo. Esta regido ficaria neste procedimento, definida pela AD
de maneira inequivoca no plano (Pe x Cr).

3. EXEMPLO

O desenvolvimento de um modelo numérico para o transporte bidimensional horizontal
2DH (integrado na vertical) de poluentes em corpos d'agua rasos, utilizando o método dos
elementos finitos na discretizagdo espacial e o método de diferengas finitas na discretizagdo
temporal, tem por base unidimensional a equagdo (1), conforme Araujo (1990, 1993).
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Para identificar a capacidade potencial de simula¢io com o modelo computacional em
desenvolvimento, torna-se necessario o estudo do seu desempenho em varias possibilidades
alternativas de situagdes limite. Para tal fim, altera-se tanto os valores de parametros fisicos
(U;D) como de parametros numéricos decorrentes das discretizagdes envolvidas (Ax; Af).

E conhecido da vasta literatura do assunto que a simulagdo de frentes de ondas abruptas
(choques) pode produzir respostas numéricas oscilantes e/ou amortecidas. A figura 1, a seguir,

TIXATA

NUMIRICA

] ol 02 ol [+ %] 0.3 0.6 o?
TEMPO t(s)

"~ Figura 1: Processo transiente no né 6 (Pe=10; Cr=2)

revela resultado
decorrente de analise
transiente da propagacdo
de uma frente em um
né central do dominio
espacial ao longo do
tempo, estando nela
mostrados as oscilagdes
e o amortecimento da
solugdo numeérica
comparativamente a
solucdo exata.

Em situacdo de
analise eulereana (de
campo), a figura 2
indica o0s  mesmos
efeitos no perfil do

campo da solugdo numérica em relagdo ao da solugdo exata. Ambos os resultados tipicos
apresentados nas figuras 1 e 2 foram obtidos com o modelo desenvolvido por Araujo (1993).
Definindo-se e fixando-se no problema teste padrdo modificado por Araujo (1990, 1993),
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regido ¢ mostrada na figura 3.

que envolve as
condi¢des iniciais de
campo constante, ¢ de
contorno do tipo
essencial (Dirichlet),
onde se aplica a
pertubagdo, e natural
(Neumann) ao final do
dominio onde a frente
ainda ndo chegou, e
usando-se o modelo
apresentado em Araujo
(1990) com 06 = 1/2
(Crank - Nicolson), a
AD autoriza o tragado
da regido de bom
funcionamento para 0
modelo em estudo no
plano (Pe x Cr). Esta
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Pode-se constatar que os resultados
apresentados nas figuras 1 e 2 correspondem a
8 ponto (Cr = 2; Pe = 10) que esta fora da regido
indicada na figura 3.
NUMERO ©
D& 4. CONCLUSAO
PECLET
Este trabalho objetivou discutir ¢
' + exemplificar sobre um uso ndo convencional da
0 08 18 24 32 Analise Dimensional AD em um contexto de
NUMERO DE COURANT experimentagdo numeérica. Em geral, os testes
numeéricos constituem-se numa etapa demorada
Figura 3: Regido de bom funcionamento do € dificil no desenvolvimento de novos modelos
modelo discretos de simulagdo em problemas praticos
de engenharia. No problema exemplificado
neste trabalho, a AD ajudou na identificagdo da
regido de "estabilidade" ao amortecimento/oscilagdes espurias, presentes na solugdo numeérica
com ceclementos finitos, da equagdo da difusdo-advecgdo transiente em sua versao
unidimensional.
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Abstract
The Diesel vehicles of de fleet of Porto Alegre City were chosen to roall at typical streets of the City. A gas
fraction of the exhausted of these vehicles was collected and analised at the end of the road. Vehicles that
employ gasoline an alcohol were analised according to Padronized Tests.
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1. INTRODUCAO

O monitoramento da qualidade do ar nas grandes regides metropolitanas tem consumido
significativas parcelas dos orgamentos publicos a nivel mundial, desde que notou-se a
necessidade de um acompanhamento dos niveis de qualidade deste mesmo ar, devido a gama
de problemas que a redugao desta qualidade tem causado.

Em Porto Alegre e Regido Metropolitana um programa de monitoramento foi montado
com a colaboragio de diversas entidades como SMAN, FEPAM, UFRGS e PETROBRAS, ¢
denominado Programa Quimica do Ar, um pequeno segmento do Pro-Guaiba, um grande
projeto destinado a despolui¢do do Rio Guaiba.

Neste contexto, o objetivo do presente trabalho, foi o de contabilizar as fontes movets de
emissdes, medi-las e inventaria-las de forma a se chegar a uma estimativa quantitativa de
poluentes emitidos por ano e langados na atmosfera, decorrentes da queima de combustiveis
por veiculos automotores na regido metropolitana da cidade de Porto Alegre.

Algumas particularidades da regido no que tange a combustiveis convém salientar-se,
como por exemplo o uso de 15% de MTBE adicionado a gasolina ao invés dos 22% de etanol

-
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praticado no restante do pais conforme Lei N° 8.723, e o uso do Diesel Metropolitano, com
baixos teores de enxofre que diminuem as emissoes dos SO,.

2. A REGIAO METROPOLITANA

A regido metropolitana de Porto Alegre é composta por vinte e quatro cidades, com um
total de 3.076.359 habitantes que consumiram em 1995: 605.865 m’ de gasolina, 231.203 m’
de alcool e 512.791 m’ de diesel. Localizada em torno do Rio Guaiba tem provavelmente na
calha do mesmo rio uma grande dispersdo das emissdes produzidas pela queima destes
combustiveis € outras fontes, isto €, suas condigdes geograficas favorecem em muito a
dispersdo dos poluentes, ¢ mesmo com invernos muito intensos ndo se verificou ainda os
niveis criticos de concentragdes de poluentes no ar, como acontece em outras regides
metropolitanas.

A frota da regido € constituida por 458.242 veiculos movidos a gasolina, 115.658
veiculos movidos a alcool, 47.842 veiculos movidos a diesel e 52.869 motocicletas (veiculos
licenciados em 1996 com ano-modelo 1971 a 1997), o que corresponde a aproximadamente
dois veiculos para cada dez habitantes.

3. METODOLOGIA

As certificagdes internacionais de veiculos tem sido feitas com base nas emissdes dos
mesmos, no Brasil esta matéria é objeto de lei (Lei n® 8.723 de 28 de Outubro de 1993) que
em geral adota padrdes muito semelhantes ao restante dos paises que regulamentam esta
matéria. Desta forma os ensaios de certificagdo no Brasil seguem a NBR 6601 (1992). Os
limites dos niveis de emissdes tanto na Lei n® 8.723 como na NBR 6601 sdo normalmente
especificados em g/km para veiculos a gasolina e alcool e g/KW para veiculos movidos a
diesel. Por este motivo, atualmente os dados que encontramos para veiculos diesel de maneira
geral estio em g/KW, e como é muito dificil sabermos que poténcia um motor esta
desenvolvendo em servico, uma vez que esta ¢ variavel e depende da carga, para estes
veiculos, com estes dados ¢ impossivel fazer-se alguma estimativa de emissdes por litro
consumido ou por km rodado. Uma metodologia foi entdo desenvolvida para adquirirmos
dados que nos levassem aos valores de emissdes em g/km. Para dlcool e gasolina outras
metodologias foram utilizadas e serdo todas mostradas a seguir.

3.1. Veiculos Movidos a Diesel

Sugeriu-se para estes veiculos, que, em trajetos padrdes no transito de Porto Alegre,
fosse adotado um sistema para captar uma parcela dos gases de escapamento em uma camara
de ar, e analisa-los imediatamente ao final do percurso. Veiculos significativos da frota
deveriam ser usados, e os resultados obtidos extrapolados aos veiculos restantes.

Com uma analise da frota de veiculos diesel , verificou-se que aproximadamente 80%
dos veiculos tinham poténcia entre 50 a 200 CV's. Notou-se também que um grande grupo
de veiculos estavam dentro desta faixa e rodavam diariamente com certeza dentro da érea
metropolitana — os coletivos urbanos — que foram utilizados como grupo de estudo.

O proximo passo foi a sele¢do dos veiculos que seriam utilizados, bem como os trajetos,
que no caso especifico, seriam linhas normais da Capital Galcha. A tabela 1, mostra com
detalhes o grupo estudado.

Os horarios selecionados, tinham IPK's (Indice de Passageiro por Km) acima e abaixo do
IPK meédio da linha, para denotar viagens com diferentes cargas, admitindo ainda que o
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proprio transito € mais pesado em horarios de [PK altos e mais leve em horarios de baixa do
mesmo.

As linhas de onibus de Porto Alegre caracterizam-se ainda por trés tipos: transversais,
radiais e circulares. As linhas trabalhadas foram as radiais e transversais, sendo que as
circulares ndo sdo significativas em nimero, e tém caracteristicas semelhantes as transversais.

Tabela 1: Caracteristicas dos Ensaios Realizados com Tipos de Motorizacao dos Veiculos e
Alimentagao dos Mesmos, Nomes das Linhas, Horarios e Participagdo na Frota de

Coletivos (1995).
VEICULO LINHAS TIPO DE %

ALl- VEICULOS

(motor) PET./PUC CAMPUS T2 MENTACAO NAFROTA
MB OM366 11h 40min - 10h 07min aspirado 38%
MB OM366 15h 15min - 16h 35min aspirado 38%
MB OM366/4 11h 40min 14h 43min 9h 51min turbinado 45%
MB OM366/4 I15h 12min 17h 02min 17h 06min turbinado 45%
MWM 6.10T 11h 45min - 10h 10min turbinado < 9%
MWM 6.10T 15h 14min - 16h 50min turbinado < 9%

Procurou-se ainda selecionar veiculos com diferentes tecnologias em seus motores como
Mercedes-Benz aspirados e turbinados e motores modernos como o MWM 6.10T turbinado,
e ainda com idades e quilometragens diferentes. Como mostra a tabela 1 os veiculos com
motores MB OM366 sdo os mais antigos e estdo comegando a entrar em desuso na frota da
Capital, os modelos equipados com 0 MB OM366/A sdo a grande parte da frota € aparecem
com idades médias, e o ultimo modelo equipado com motores MWM 6.10T mostram-se em
atual crescimento, sendo estes os veiculos mais novos encontrados na frota.

3.1.1. Ensaio dos Veiculos

O sistema de amostragem dos gases utilizado € muito simples e pratico, constou
basicamente de uma bomba de vacuo, uma camara de ar de trator, tubos de cobre e
mangueiras de silicone para as ligagdes. A bomba de vacuo succionava o gas de escape pelo
tubo de cobre de dentro do escapamento do veiculo e a saida era a cidmara de ar ja
previamente evacuada para que ndo contivesse outros gases, e termos certeza que o conteudo
contido na mesma ao final do trajeto era somente de produtos da combustdo. O veiculo era
abastecido na saida em sua capacidade maxima para facilitar a visualizagdo do nivel do
tanque com uma régua escalonada e novamente abastecido no retorno para medir-se 0
consumo do coletivo no trajeto. Embora esta forma de medida de consumo néo seja a mais
precisa, pois gerou erros significativos, foi o melhor sistema encontrado, tendo em vista que 0
coletivo estava em servigo e o desperdicio de tempo no terminal ndo era desejado.

A analise dos gases foi feita entdo, com um analisador de gases ALFATEST, que
permitia a analise em fragdes volumétricas de CO, CO,, O, e em ppm, NO, e HC.

Com a analise volumétrica dos gases, a caracterizagdo do combustivel que foi amostrado
no tanque do coletivo, e o consumo foi entdo possivel pelas equagdes (1), (2), (3) e (4)
obtermos as emissdes de CO, CO,, NO, ,e HC em g/km, como se havia proposto:

CO Ccomb v p 28 1000
gCO/km = (1)
{ CO + CO, + [(HC/10000)]} D 12
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CO, Ccomb v p 44 1000
{ CO + CO, + [(HC/10000)]} D 12

(HC/10000) Ccomb v p 1000
gHC/km = (3)
{ CO+ CO, + [(HC/10000)]} D
NOx gHC/km 30
gNOx /km = (4)
HC 12

onde:
gCO/km — CO Emitido em g/km;
gCOy/km — CO, Emitido em g/km;
gNO, — NO, Emitido em g/km;
gHC — HC Emitido em g/km;
Ccomb — Percentual de Carbono no Combustivel em Volume;
t— Consumo de Combustivel em Litros;
p — Densidade do Combustivel em kg/dm’;
CO — Percentual Volumétrico de CO na Amostra;
0O, — Percentual Volumétrico de CO, na Amostra;
HC — ppm de HC na Amostra;
NOyx — Percentual Volumétrico de NO, na Amostra;
D — Quilometragem Percorrida em km.

3.2. Veiculos Movidos a Alcool

Para os veiculos movidos a dlcool as emissdes médias utilizadas foram os valores das
homologagdes dos veiculos fornecidos pela CETESB. A tabela 2 mostra os valores das
emissdes em g/km para os veiculos a alcool, divididos em grupos em relagdo aos anos de
fabricagao.

A quilometragem anual dos veiculos, foi tomada em relagdo ao trabalho de Melchiors
(1990), que analisou o crescimento da frota dos veiculos a alcool e o crescimento do
consumo de mesmo combustivel nos primeiros anos do PRO-ALCOOL, segundo Melchiors
(1990), a quilometragem anual de um veiculo cai 10% em relagdo ao primeiro ano, e assim
consecutivamente em relagdo ao ano subsequente. Determinou-se assim um Fator Redutor de
Quilometragem (FRKm), conforme a tabela 2, que mostra ainda os consumos anuais, € a
participagdo dos veiculos de determinado ano-modelo na frota.

As equagdes seguintes, foram utilizadas para calcular as emissdes totais dos veiculos
movidos a alcool:

Ctam
Cmf = %)
Z(FRKm Nvgic(ano))

Cm(NM) = FRKm NVEiC(ano) Cmf (6)
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Tco = gCO/km Kml Cm(A/M) 10°

The = gHC/km Kml Cm(A/M) 10°
Tnox = gNO/km  Kml Cm(A/M) 10

onde;

Cmf — Consumo Anual Médio da Frota em litros/ano;
Ctgm — Consumo Anual Total da Frota em litros/ano;

FRKm — Fator de Redugdo de Quilometragem;
Nveicanoy — Nimero de Veiculos de Mesmo Ano/Modelo Licenciados;

(7

8)
&)

Cm(A/M) — Consumo Médio Anual dos Veiculos de Mesmo Ano/Modelo;

Tconcnox — Total de CO, HC e NO, Emitidos por Ano em Toneladas;
Kml — Quilometro por Litro Estimado em km/1.

Tabela 2: Emissdes dos veiculos novos'’ a 4lcool em g/km por grupos de anos de fabricagéo.
Fonte: CETESB, DETRAN/RS e PETROBRAS.

ANO CONSUMO  N2DE FRKm  CONSUMO Cco HC NOx
MODELO AI:ILJJ?L VEICULOS (km/1) (g/km) (g/km) (g/km)
PRE 83 17429 14043 0.254 5,36 18 1.6 1.0
84 - 85 40141 26069 0,313 5,69 16.9 1.6 1.2
86 - 87 61133 32159 0,387 6,03 16.0 1.6 1.8
88 33770 15986 0,430 6,03 13.3 Lx 1.4
89 27936 11903 0,478 6,03 12.8 1.6 1.1
90 8717 3343 0531 6,17 10.8 1.3 1.2
91 7244 2500 0,590 6,17 8.4 1.4 1.0
92 10910 3389 0,656 6,5 3.6 0.6 0.5
93 10999 3075 0,729 6,5 4.2 0.7 0.6
94 10898 2742 0,81 6,51 4.6 0.7 0.7
95 1642 372 0,9 6,51 4.6 0.7 0.7
96 377 77 1 6,51 39 0.6 0.7

®YMédias ponderadas de cada ano-modelo pelo volume de produgao.

3.3. Veiculos Movidos a Gasolina

Em todo o Estado do Rio Grande do Sul e uma pequena parte de Santa Catarina — a
regido de distribuigdo da REFAP — o abastecimento ¢ feito com gasolina contendo 15% de
MTBE, diferentemente do restante do Pais que utiliza o gasool (gasolina + 22% de etanol).
Sendo este ultimo regulamentado por Lei, os testes de homologagdo dos veiculos,
consequentemente utilizam o mesmo combustivel, e os fatores de emissdes entdo disponiveis
relacionam-se ao gasool, ndo podendo serem utilizados para o levantamento de emissdes da

frota gaucha.
Chamaremos de A a seguinte relagao:

(ar/comb)

(ar/comb)s

onde:

(10)
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Tco = gCO/km Kml Cm(A/M) 10 (7)

Tuc = gHC/km Kml Cm(A/M) 10° (8)
Tnox = gNO/km  Kml Cm(A/M) 10° )]

onde:
Cmf — Consumo Anual Médio da Frota em litros/ano;
Ctgm — Consumo Anual Total da Frota em litros/ano;
FRKm — Fator de Redugdo de Quilometragem;
Nyeicanoy — Numero de Veiculos de Mesmo Ano/Modelo Licenciados;
Cm(A/M) — Consumo Médio Anual dos Veiculos de Mesmo Ano/Modelo;
Teoncnox — Total de CO, HC e NO, Emitidos por Ano em Toneladas;
Kml — Quiléometro por Litro Estimado em km/I.

Tabela 2: Emissdes dos veiculos novos'”’ a alcool em g/km por grupos de anos de fabricagéo.
Fonte: CETESB, DETRAN/RS e PETROBRAS.

ANO CONSUMO N2 DE FRKm  CONSUMO CcO HC NOx
MODELO AI(\II:'JJ})\L VEICULOS (k1) (g/km) (g/km) (g/km)
PRE 83 17429 14043 0.254 5,36 18 1.6 1.0
84 - 85 40141 26069 0,313 5,69 16.9 1.0 1.2
86 - 87 61133 32159 0,387 6,03 16.0 1.6 1.8

88 33770 15986 0,430 6,03 13.3 1.7 1.4
89 27936 11903 0478 6,03 12.8 1.6 1.1
90 8717 3343 0,531 6,17 10.8 1.3 1.2
91 7244 2500 0,590 6,17 8.4 1.1 1.0
92 10910 3389 0,656 6,5 3.6 0.6 0.5
93 10999 3075 0,729 6,5 4.2 0.7 0.6
94 10898 2742 0,81 6,51 4.6 0.7 0.7
95 1642 372 0,9 6,51 4.6 0.7 0.7
96 377 i 1 6,51 3.9 0.6 0.7

Y Médias ponderadas de cada ano-modelo pelo volume de produgio.
3.3. Veiculos Movidos a Gasolina

Em todo o Estado do Rio Grande do Sul e uma pequena parte de Santa Catarina — a
regido de distribui¢do da REFAP — o abastecimento ¢é feito com gasolina contendo 15% de
MTBE, diferentemente do restante do Pais que utiliza o gasool (gasolina + 22% de etanol).
Sendo este ultimo regulamentado por Lei, os testes de homologagdo dos veiculos,
consequentemente utilizam o mesmo combustivel, e os fatores de emissdes entdo disponiveis
relacionam-se ao gasool, ndo podendo serem utilizados para o levantamento de emissdes da
frota gaucha.

Chamaremos de A a seguinte relagdo:

(ar/comb)
A=s— —— (10)
(ar/comb)s

onde:
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(ar/comb) — relagdo de ar/combustivel real admitido-pelo motor;
(ar/comb)s — relagao de ar/combustivel estequiométrica.

Os valores de lambda para os motores variam durante o funcionamento do mesmo,
conforme a mistura seja enriquecida (A <1) ou empobrecida (A > 1), contudo com a analise
dos gases de escapamento pode-se determinar um lambda médio. A mudanga da composigdo
do combustivel, sem que haja a recalibragdao dos veiculos altera o valor médio do lambda,
fazendo com que motores calibrados para determinado combustivel trabalhem mais ricos ou
mais pobres. No Brasil, com raras excegdes, os motores ndo foram recalibrados quando da
mudanca de gasolina pura para gasolina com 22% de etanol, e no Rio Grande do Sul, houve
ainda uma nova mudanga: a gasolina com 15% de MTBE.

Um estudo foi desenvolvido entdo, para avaliar a variagdo de A para os veiculos da
Regido Metropolitana de Porto Alegre, e um coeficiente foi determinado e aplicado
integralmente aos veiculos que ndo sdo equipados com sonda A, tendo em vista que a sonda
corrige a relagdo em grande parte do tempo, s6 ndo corrigindo nos gradientes de aceleragdo
ou desaceleragio.

Em 1990, um estudo do Laboratdrio de Motores da REFAP, selecionou uma amostra de
veiculos da frota da Regido Metropolitana de Porto Alegre e submeteu-os ao teste de
emissdes nos laboratorios da CETESB ¢ WEBER, os resultados em termos de %CO estdo na
figura 1 contra os valores de A calculados pela analise dos gases de escapamento dos motores
destes veiculos. Um mesmo balango foi realizado com CFR ou motor de octanas (motores
padronizados utilizados para se determinar a octanagem dos combustiveis) da REFAP e os
dados foram plotados no mesma figura. O que se verifica € que os carros mais antigos se
afastam para a esquerda de A = 1, pois eram calibrados para rodarem mais ricos. Com a curva
do CFR e os dados da frota foi possivel uma aproximagdo para uma curva da frota:

- 463 logh+((463 logh)* +2)'?
%CO = (11)
2

A partir do fator de emissdo de CO do grupo de veiculos, determina-se o valor de A para
o gasool e aplica-se o redutor AL no sentido de enriquecimento da mistura, calculado a partir
dos resultados de Melchiors (1990), e representa a média das variagdes de A nos veiculos
testados quando se substituia os 22% de etanol por 15% de MTBE. Com os novos lambdas
para os veiculos da Regido Metropolitana rodando com mistura de gasolina+MTBE ¢ a
equacdo (11) determinou-se entdo os novos fatores de emissdes de CO.

Tabela3:  %CO calculado para frota da Regido Metropolitana de Porto Alegre rodando com
gasolina + 15% MTBE.

%COcalc A AL A %COcalc
gasool gasool _gas+tMTBE _ gas+MTBE
PRES80O 36,86 0,837 0,034 0,79 45,35
80-83 23,06 0,891 0,034 0,85 30,97
84-85 19,78 0,906 0,034 0,87 27,56
86-87 15,83 0,924 0,034 0,88 23,46
88 13,53 0,935 0,034 0,90 21,06
89 11,36 0,945 0,034 0,91 18,81
90 10,12 0,951 0,034 0,91 17,51
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91 8,93 0,956 0,034 0,92 16,28
92 5,46 0,973 0,034 0,93 12,65
93 532 0,973 0,034 0,93 Ja &1
94 4,60 0,977 0,034 0,94 11,74
95 4,46 0,978 0,02(*) 0,95 8,567
96 3,87 0,981 0,01(*) 0,97 5,89

(*) redutor nao aplicado integralmente em veiculos equipados com sonda lambda.

Os valores totais de emissdes de CO sdo entdo calculados pela equagdo (6), usando ¢
claro o novo valor de CO em g/km calculado. Como forma de simplificagdo o HC foi entdo
estimado em relagdo ao CO usando uma razdo de 10,5:1 e para o NOx utilizou-se a mesma
equagao (9) com o fator de multiplicagdo de 0,95, de forma que o NOx diminui em torno de
5% com a substituigio dos 22% de etanol para 15% de MTBE (estimativas médias
verificadas nos resultados de Melchiors, (1990)).

% CO x LAMBDA
X %CO medido —#—balCFR %CO calc
70
B0 o - M v Swretal oD gliegaie D UL NI e e vt ety Al g
50""""' ""‘""""“""“"""""'."'
o 40 s amessntdrn 20 ) e o L L o A o n o ERE T e gegles . S WOgen - Todling e el
o -
R0 Frrreeiiaaan R e R I SR
By ok o it w § 4 gaen i \ b, R SR I A o D
0. & s 3 0 = & s 3 St o’ """ R W e
0 . + : + i
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LAMBDA
Figura 1 - Curvas de fatores de emissbes de CO da frota da RMPA em fungéo de A.
4. RESULTADOS

A tabela 4 mostra os resultados totais obtidos, porém alguns fatores devem ser levados
em consideragao:

a) o NOx para os veiculos diesel seguramente esta sub estimado pois notou-se um
diminui¢do da fragdo volumétrica deste gds no interior da camara de amostragem com 0
tempo, sendo bem significativa na primeira hora de teste, como algumas linhas testadas
tinham duracdo superior a 1h e 50 min, é certo que os valores medidos sdo inferiores aos
realmente emitidos;

b) néo foi considerado o fator de envelhecimento da frota, uma vez que acredita-se que o
mesmo acaba por diminuir a taxa de compressdo nos motores diminuindo assim também a

7
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formacgao de poluentes por dissociagdo, porém outros fatores decorrentes do envelhecimento
podem também ter efeito contrario, pela falta entdo de informagdes seguras a este respeito
ndo considerou-se este fator;

¢) a quilometragem da frota foi estimada pelos desempenho médio dos veiculos em km/I,
logo uma pequena variagao desta informagdo pode alterar sensivelmente os resultados finais;

Tabela 4: Resultados Finais Obtidos Pela Analise da Frota da Regi@o Metropolitana de Porto Alegre.

CO (t/a) HC (t/a) NOx (t/a)
GASOLINA 105200 10300 4700
ALCOOL 18200 2050 1750
DIESEL 8400 90 7550

TOTAL 131800 12440 14000

5. CONCLUSAO

A Regido Metropolitana de Porto Alegre tem atravessados invernos rigoroso que sao o
ponto critico para a qualidade do ar em regides urbanas e mesmo assim néo verificou-se os
indices criticos de concentragdes de poluentes mais perigosos no ar, que formam-se devido
aos produtos da combustdo em geral, acrescidos em grande parte pelas emissdes veiculares.

Assim os resultados obtidos em estudos deste tipo podem atualmente apenas ser
comparados com outras regides metropolitanas que também monitorem o seu ar, porém as
condigdes climaticas e ambientais serdo diferentes e estas comparagdes devem ser feitas com
um certo cuidado.

Pelo citado, acreditamos que Porto Alegre possua condigdes ambientais muito boas que
propiciam a dispersdo de poluentes, e as emissdes veiculares contribuem gravemente apenas
em pontos isolados da capital e em determinados horarios, porém em termos gerais a
contribuigdo ndo pode ser considerada aguda. Mesmo assim os resultados obtidos ndo deixam
de serem uteis, uma vez que ndo havia-se feito ainda um inventario na regido, e estes partem
como ponto de referéncia para futuros inventarios.

Também a metodologia usada servira como um ponto de partida e estd aberta a
desenvolvimentos para que torne-se ainda mais precisa.
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Abstract

In the present work a methodology for determination of atmospheric dispersive capacity in the convective
boundary layer in a given region during daytime, has been developed. Its main objectives are to define the
necessary steps to gather the parametric equations that are dispersed in the literature; and to develop an easy-to-
use and efficient set of algorithms. This process has been followed to refine the Gaussian dispersion model
which is used to relate a source’s emission strength to its resultant, downwind atmospheric concentration. The
model uses as input the incoming solar radiation; temperature distribution; and wind speed and direction, as
measured in strategic points to characterize the field in terms of typical gradients. The area under study is also
characterized in terms of the topography of the region. An application of this methodology was done for the
Metropolitan Vitoria Region (RMV), situated in the state of Espirito Santo-Brazil.
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1. INTRODUCAO

Os estudos do transporte turbulento e dispersio de gases e poeiras na atmosfera tém
fornecido modelos de predi¢do com dependéncia basica da climatologia local. Nesse trabalho
desenvolveu-se uma metodologia capaz de determinar os pardmetros fundamentais para
descri¢do do movimento turbulento na camada limite atmosférica: fluxo de calor superficial
(Ho), comprimento de Monin-Obukhov (L), escala de velocidade convectiva (W*) e altura da
camada de mistura (Zi) para uma regido especifica conhecendo-se seu campo de temperaturas
e regime de ventos, sua topografia e caracteristicas superficiais que possam influir na
capacidade dispersiva do ar abaixo da camada limite planetaria.



UMA METODOLOGIA PARA AVALIACAO DA CAPACIDADE...

2. METODOLOGIA

Para calculo dos fatores determinantes da estabilidade atmosférica, isto €, a menor ou
maior capacidade da atmosfera dispersar contaminantes presentes em sua massa gasosa,
procedeu-se a avalia¢do das seguintes grandezas.

2.1 Radiacao Solar e Taxa de Radiagao Solar Horaria.

A Radiagdo solar horizontal diaria com céu claro é dada pelos valores médios calculados
pelas expressdes de Jon A. Duffie e William A. Beckman (1980);

Rsd = Rert, cos0. (1)

onde Re ¢ a radiagao solar extraterrestre dada por,

Re = R[1+0,033cos[360n ﬂ (2)

365

em que R é a constante solar (1350W.m? < R < 1375W.m?), 7, é a transmitancia
atmosférica, 0, € o angulo de incidéncia solar ¢ n ¢ um numero do dia do ano que marca as
variagdes das posigdes de incidéncia de luz do Sol na superficie da Terra.

Para a taxa de radiagdo total horaria em uma superficie plana localizada horizontalmente
num ponto terrestre tém-se;

b’ COS @ — COS S 2nms
Ii= ﬁ(a +bcos m){[ o } -~ [( %0 )cos ms:” (3)

onde os coeficientes a e b sao dados por;

a=10,409 + 0,5016 sen (ws-60) e b=0,6609 - 0,4767 sen (o - 60 ) (4)
com o sendo o angulo da hora e oy € o angulo do por do sol.
2.2 Categorias Turner e Pasquill-Turner

As categorias Turner traduzem a quantidade de energia solar incidente num local por
faixas largas de radiagdo conforme a Tabela I, estabelecidos por Turner em 1969.

Tabela | - Categorias Turner

CATEGORIA TURNER RADIACAO SOLAR( W/m2 )
Forte R>700
Moderada 350 <R <700
Fraca R <350

Buscando um caminho pratico para classificar a variagdo da estabilidade atmosférica
Pasquill, (1962) introduziu as classes de estabilidade em fungdo das taxas de insolagdo e do
regime de ventos durante o dia além dos indices de nebulosidade durante a noite. A unido das
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categorias Turner com as classes de estabilidade Pasquill praduziu uma maneira ainda mais
abrangente de classificar a estabilidade atmosférica, conforme Tabela II .

Tabela |I- Classes de estabilidade Pasquill-Turner

Velocidade do Vento Classificagdo Turner Nebulosidade a noite
(m/s) Forte Moderada Fraca >4/8 <3/8
<2 A A-B B
2-3 A-B B C E F
3-5 B B-C C D E
5-6 C C-D D D D
>6 D D D D D

A: extremamente instavel; B: moderadamente instavel; C: levemente instavel; D: neutra; E:
levemente estavel; F: moderadamente estavel

2.3 Parametros Caracteristicos da Dispersao Atmosférica

Muitos estudos tém sido realizados, tedrica e experimentalmente, objetivando determinar
os parametros que melhor caracterizem a dispersdo atmosférica. Entre esses tém-se firmado
como fundamentais: o fluxo de calor superficial (Ho), a altura da camada de mistura (Zi), a
escala de velocidade convectiva (W*), e o comprimento de Monin-Obukhov (L).

Comprimento de Monin-Obukhov (L)

O comprimento de Monin-Obukhov (L) mede a altura a partir da qual a energia cinética
turbulenta produzida por empuxo convectivo supera a energia cinética gerada por forgas de
friccdo superficial. Nesse trabalho a primeira estimativa de L foi feita pela equagdo
parametrizada por Golder, (1972), relacionando-o as classes de estabilidade Pasquill e a
rugosidade superficial (Z,) conforme a expressdo abaixo:

L' =a+bLogZ, (5)

onde, a e b sdo constantes ajustadas pelas classes de estabilidade. Uma melhor aproximacdo do

valor de L pode ser conseguida conhecendo-se a velocidade de fricgao superficial e a escala de
temperaturas locais.

Velocidade de fric¢ao superficial U*

A velocidade de friccdo superficial resulta do fluxo de quantidade de movimento
superficial dos ventos. Neste trabalho propde-se sua determinagido pelo esquema desenvolvido
por Holtslag e Van Ulden (1983);

1

u*:ku{Ln[E‘i—]—wM[Q+wM[_%ﬂ_ (6)

onde k = 0,41 ¢ a constante de Von Karman, U, é a velocidade dos ventos na altura Z, Z, ¢
uma altura relativa a rugosidade superficial no ponto considerado, L ¢ o comprimento de
Monin-Obukhov € ¥y € a fungdo estabilidade calculada por;
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2
wM=2Ln[l+-§]+ Ln[l+*x2—]~2”l'an_l(X)+% (7)
14
onde X ¢ dado por X:[I—I—?J (8)

Escala de temperaturas 0*

A escala de temperaturas foi calculada também com o esquema utilizado por Holtslag e
Van Ulden, (1983) onde sdo necessarios os valores de temperatura em dois niveis Z; € Z
tomados numa mesma vertical sobre a superficie considerada. Assim;

o= tarl (2w (2w (2] 9)

onde AT ¢ a diferenga entre as temperaturas nas alturas Z, e Z; e a fungio Yy ¢ dada por;

X 2
Woy = 2Ln[l4— : ] (10)

onde os valores de X sdo obtidos conforme a equagdo ( 8 ). Com os valores obtidos nas
primeiras aproximagdes de U* e 0* volta-se a calcular L por;

TU *?

L= : 11
K g0 (11)

onde T é a temperatura do ar, k é a constante de Von Kérmén e g ¢ a aceleragdo da gravidade.
A partir desses valores implementa-se um programa iterativo com seguidas determinagdes de
X, Wy, Wy, U *, 0* e L até a convergéncia final.

Fluxo de calor superficial Ho

Conhecidos os valores médios das taxas de insolagdo incidentes na regido, o calculo do
fluxo de calor superficial depende ainda das caracteristicas superficiais locais por se
constituirem no principal fator de diferenciagdo na reflexdo da energia solar incidente. O fluxo
de calor cinematico pode ser calculado com base na teoria da similaridade de Monin-Obukhov,
por;

H0=pCpU*e* (12)

onde p € a massa especifica do ar, Cp € o calor especifico do ar a pressdo constante € H,
resulta com dimensdo [ W.m™ ].




UMA METODOLOGIA PARA AVALIACAO DA CAPACIDADE...

Escala de Velocidade Convectiva W*

-

A estimativa da escala de velocidade convectiva e altura da camada de mistura foi feita
considerando as expressdes experimentais obtidas por Venkatran (1978);

1/2
w*:rc(HcO] (13)
pLp

onde K = 4,74 sete horas depois do nascer do sol , possuindo dimensdo [ m.s'.C" ]"*.

Altura da camada de mistura Z ;

A altura da camada de mistura resulta diretamente da escala de velocidade convectiva;

w*

- 14
1,12x107? (33)

i

2.4 Calculo das concentragdes de contaminantes na camada limite convectiva

Seinfeld (1986) apresenta algumas solugdes das equagdes mais usadas em engenharia para
calculo de concentragdes aplicaveis a contaminantes inertes emitidos por diversos tipos de
fontes sob diversas condigdes de contorno. Aqui utilizou-se a formulagdo para cadlculo das
concentragdes de PTS ao nivel do solo, fonte pontual em atmosfera homogénea e estacionaria;

<c(x,y,z)>= [ZRUgsz ]exp[zjyz J exp{—gz;—;}—}+exp|:— %?—{]} (15)

onde q ¢ a vazdo massica em mg.m”, U ¢é a velocidade média dos ventos na diregdo de
escoamento da pluma , medida a 10 metros do solo, y é o afastamento horizontal do ponto
considerado em relag@o ao eixo da pluma, z ¢ a altura do ponto onde se calcula a concentragao
do contaminante, h ¢ a altura da fonte emissora, oy € o, sdo, respectivamente, os coeficientes de
dispersédo horizontal e vertical da pluma gaussiana

Coeficientes de dispersao da pluma usando a formula¢io convencional
Para determinagdo dos coeficientes de dispersdo vertical o, e horizontal o, da pluma gaussiana
em fungdo da distincia x medida no eixo da pluma, Foram usadas as expressdes analiticas
conforme apresentado em Seinfeld (1986):
e para os métodos ASME ( American Society Mechanical Engineers ) e Klug

o, =R, x" (16) e g =Ry k" (17)

e para o método Pasquill - Gifford -Turner ( PGT )
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o, = exp| [z + JzInx + Kz(Inx)’|  (18) e o,= exp[ly +Jylnx+Kp(inx)?] (19)
onde Rz, Ry, r, ery, Kz, Ky, Iz, Iy, Jz e Jy sdo funcgoes das classes de estabilidade.
Coeficientes de dispersio da pluma usando o método descrito por Venkatran
Alternativamente foi utilizada uma expressdo deduzida experimentalmente por Venkatran,

(1981) que calcula os coeficientes de dispersio o, ¢ 5, em fungdo do parametro (W*) e da
velocidade média dos ventos, todos calculados 7 horas depois do nascer do sol;

6, =G, = [Os‘gw*} (20)

onde Up, € a velocidade média dos ventos na dire¢do coincidente com o eixo da pluma e x é a
distancia medida nesse eixo a partir da fonte.

3 - ESTUDO DE UMA REGIAO ESPECIFICA E RESULTADOS OBTIDOS
Aplicagao da metodologia a Regido Metropolitana de Vitéria (RMV ) - ES, Brasil

O centro da RMV esta situado no cruzamento dos paralelos 20°15° de latitude sul com
40°24” de longitude a oeste de Greenwich, abrangendo uma area total de 1461 Km’ com uma
populagdo superior a um milhdo de habitantes e mais de 420 industrias. Os dados
climatologicos utilizados foram medidos nos anos de 1992,1993 e 1994 nas estagdes da
EMCAPA (Empresa Capixaba de Pesquisa Agro-pecudria) ¢ CST (Companhia Siderurgica de
Tubardo). A micrometeorolgia local permitiu a divisdo do periodo de insolagdo didrio em 5
intervalos de 3 horas nas quatro estagdes sazonais tipicas anuais, iniciadas em dezembro.

Tabela Il - Velocidades Médias Sazonais dos Ventos na RMV nos Intervalos do Dia (m.s™)

SAZONALIDADES| MI (5-8 h) M2 (8-11 h) MT (11-14 h) T1(14-15h) |[T2(17-20 h)
SZ1 1,25 1,89 2,37 2,67 2,04
SZ2 1,29 1,75 2,47 2,09 1,83
SZ3 0,81 1,26 1,81 1,67 1,30
SZ4 0,88 1,52 1,90 1,86 1,45

As taxas de radiagao solar médias sazonais calculadas na RMV resultaram nos valores nos
intervalos do dia constantes na Tabela IV.

Tabela IV - Taxas de Radiacao Solar Médias na RMV (W.m?)

com céu claro céu nublado
Ml M2 MT T1 T2 M1 M2 MT T1 T2
SZ1 340 716 810 788 477 SZ1 277 582 659 641 388
SZ2 | 254 528 584 569 386 sz2 | 239 497 549 534 362
SZ3 330 568 642 625 437 SZ3 307 529 598 582 407
S74 402 688 835 742 - 510 S7Z4 331 566 687 611 420

Com os valores de velocidade da Tabela III e de insolagdo da Tabela IV, chegou-se as
classes de estabilidade Pasquill-Turner para a regido. O calculo dos coeficientes de dispersao
da pluma gaussiana métodos ASME, Pasquill-Gifford-Turner e Klug mostraram valores
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bastante diferentes daqueles reproduzidos por essa metodologia. Como exemplo, na tabela V,
compara-se os valores obtidos das equagdes (16) a (20) em fungdo das classes de estabilidade
e pela presente metodologia. Escolheu-se a sazonalidade SZ2 ( maxima turbuléncia gerada por
calor superficial ) e periodo T1 ( pluma plenamente desenvolvida ), para uma distancia de
3000m da fonte,

A partir dos calculos dos parametros de dispersdo locais ( Ho, L, W* e Zi ) construiu-se
mapas de isolinhas desses parametros para a regido. A figura 1 mostra W* e Zi em SZ2/T1.

Tabela V- Comparacao dos valores dos coeficientes de dispersdo da pluma gaussiana em SZ2/T1 (m )

PRESENTE METODO ASME KLUG PASQUILL-GIFFORD
G, = Oy oy O Oy o, oy o
1468 454 436 498 665 482 358

il
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Figura 1 - Escala de velocidade convectiva W* e Altura da camada de mistura Zi em SZ2/T1

Graficamente marcou-se W* na dire¢do do vento e obteve-se o, € o,. Procedeu-se em
seguida o calculo das concentragdes de PTS no nivel do solo e na diregdo do eixo da pluma
formada pela emissao de MP por uma chaminé com 80m de altura localizada no complexo
industrial de Tubardo em Vitéria a taxa de 10°g.s”'. Determinou-se para a mesma fonte e
mesmas condigdes meteorologicas os calculos das concentragdes utilizando-se os métodos
ASME, Klug e PGT. A figura 2 mostra comparativamente os resultados para o periodo T1 da
sazonalidade SZ2.

Figura 2- Comparagdes dos valores das concentragdes no intervalo T1 da sazonalidade SZ2.
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4 . CONCLUSOES

A metodologia estudada considera as grandezas fundamentais que influem na dispersao de
gases, aerossois e poeiras na atmosfera permitindo o refinamento do calculo de concentragdes
de contaminantes emitidos para o ar por fontes fixas de localizagdo conhecida. Permite também
a inser¢do de um conhecimento mais abrangente dos efeitos de insolagdo, temperatura, dire¢do
e velocidade do vento, além das caracteristicas superficiais na determinagdo dos gradientes da
escala de velocidade convectiva durante o fluxo positivo de calor bem como das variagdes dos
coeficientes de dispersdo da pluma gaussiana.

A comparagdo dos resultados das concentragdes de MP calculadas pelos métodos ASME,
Pasquill-Gifford-Turner, Klug e pelo presente método (fig. 1) mostra comportamento similar
das curvas. Entretanto, até a distincia de 3000m a partir da fonte ocorrem divergéncias
acentuadas entre todos os metodos e o presente meétodo apresenta os menores valores. Esta
diferenca ocorre principalmente em decorréncia da fixagdo da altura da camada de mistura na
formulagdo dos citados métodos enquanto no aqui € considerada sua variagdo no tempo. Outro
fator determinante das diferengas sdo as largas faixas de taxas de insolagdo e velocidade dos
ventos incorporadas nas formulagdes convencionais enquanto no presente método menores
variagdes desses parametros modificam os valores dos coeficientes de dispersdo da pluma, e,
consequentemente das concentragdes de contaminantes atmosféricos. Acrescente-se ainda a
comparagdo dos métodos PGT e Teoria da Similaridade na Camada Superficial por Akula
Venkatram, ( 1996 ) ratificando a necessidade da insergao das variaveis Zo, L e U* para uma
melhor aproximagado dos valores das predi¢des com as medigdes de campo.
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Abstract
A simplified numerical model to predict the wax deposition inside petroleum ducts is developed based on the
conservation equations of mass, energy and chemical species. The model considers the radial mass fluxes of all
mixture components and the phase change at the duct wall due to heat removal by the surroundings. A thermo-
dynamic model for the phase change at the wall is utilized with melting temperatures and enthalpies for each of
the mixtures components given by existing correlations. The model is abie to predict the transient behavior of
the effective duct diameter along all duct length.

Keywords
wax deposition, heat and mass transfer, deposi¢do de parafina, transferéncia de calor e massa

1. INTRODUCAO

Um problema sistematicamente enfrentado na operagdo de dutos de produgdo ou trans-
porte de petroleo € a deposigdo de materiais solidos, genericamente classificados de parafina
(“wax”) e que consistem, principalmente, de hidrocarbonetos parafinicos com estrutura vari-
ando de C;3Hig a CgoH |22, hidrocarbonetos nafténicos e aromaticos a partir de CagHy, sais,
agua, oxido de ferro, asfaltenos e silica. Os problemas mais diretamente relacionados a estes
depdsitos sdo: redugdo do diametro da tubulagdo e consideravel aumento na rugosidade do
tubo, ambos implicando em um substancial incremento da poténcia necessaria para o trans-
porte de uma mesma quantidade de fluido.

A tendéncia de precipitagdo de hidrocarbonetos pesados ocorre quando da existéncia de
temperaturas ambientes inferiores a temperatura do 6leo em escoamento e, também, inferio-
res a seu ponto de nuvem (Mendes e Braga, 1996). O fenomeno que governa este problema
ndo ¢ totalmente compreendido, mas segundo Burger et al. (1981), em estudo pioneiro a res-
peito deste assunto, pode-se identificar trés mecanismos principais de deposigdo: (i) difusdo
molecular; (i1) difusdo browniana e (iii) dispersdo cisalhante. Destes, o mais importante e,
portanto, o controlador do processo de deposicdo de parafina €, aparentemente, a difusdo
molecular. Em situagdes de resfriamento do fluido em escoamento, em func¢io da existéncia
de temperaturas ambientes inferiores a do 6leo, ha uma formagdo de um gradiente radial de
temperatura. Devido a capacidade de dissolugio das fragdes mais pesadas no liquido diminuir
com o decréscimo de temperatura, ocorre, concomitantemente a formagdo do gradiente radial




MODELO MATEMATICO SIMPLIFICADO PARA DEPOSICAO DE ...

créscimo de temperatura, ocorre, concomitantemente a formagéio do gradiente radial de tem-
peratura, um gradiente de concentragao dos hidrocarbonetos presentes. Este gradiente de con-
centragdo € o responsavel pelo transporte dos componentes pesados em dire¢do a parede do
tubo. Desse modo, quando em niveis de temperatura inferiores a temperatura de inicio de apa-
recimento de cera (TIAC), comega a ocorrer na parede da tubulagdo a deposigdo de solido,
que esta em equilibrio com a fase liquida circundante.

O objetivo deste trabalho ¢ desenvolver um modelo termofluidodinamico simplificado
que permita simular as condigdes de formagdo e crescimento do deposito de parafina ao longo
do duto. O modelo ¢ formado pelas equagdes de conservagdo de energia e de massa para as
espécies quimicas do oleo e por um balango de massa e energia da interface solido-liquido.
Na interface solido-liquido, é admitida a existéncia de equilibrio de fases, sendo utilizado um
modelo com base na teoria de solugdes regulares para calcular a constante de equilibrio de
cada componente da mistura. Como resultado deste modelo, obtém-se um perfil de redug¢do
do diametro da tubulagdo ao longo do tempo.

2. MODELO DE EQUILIBRIO SOLIDO-LiQUIDO

No desenvolvimento do modelo termofluidodinamico simplificado foi utilizado o mo-
delo termodinamico proposto por Chung (1992) para descrever o equilibrio entre as fases, em
fungdo de ser o mais completo dentre os que admitem o equilibrio entre as fases. Desenvolvi-
do com base na teoria de solugdes regulares, 0 modelo de Chung (1992) apresenta a seguinte
equagdo para a constante de equilibrio solido-liquido K;:

L L

: , L — 2 . _
R T | e +"—1(8'~—6§~) PRI . )
X RT o RT v \'s

1 1 m m

onde x, ¢ a fragdo molar do componente i na solugdo, s; é a fragdo do componente i no solido,
AH; ¢ a entalpia de fusdo do componente i da mistura, T; ¢ a temperatura de fusdo do com-

ponente i da mistura, T € a temperatura local, R € a constante universal dos gases, Vi é0vo-

lume molar do componente i na fase liquida, v_, € o volume molar médio, 5 e SiL sd0 0s
parametros de solubilidade médio e do componente i na fase liquida. De acordo com os tra-
balhos de Hansen et al. (1988) e Chung (1992), os parametros T,, AH;, vi'e 8, expressos
na Eq.(1), podem ser correlacionados com o peso molecular M; de cada componente da solu-
¢do. No presente estudo foram empregadas as correlagdoes de Hansen et al. (1988) para deter-
minagdo dos parametros T, e AH; e as de Chung (1992) para deteminagio de vie 8.

3. MODELO TERMOFLUIDODINAMICO

A formulagdo do modelo termofluidodinamico simplificado baseia-se nas equagGes de
conservagdo de energia ¢ de massa para as espécies quimicas do 6leo e por um balango de
massa ¢ energia na interface solido-liquido. Como hipéteses considerou-se o sistema de esco-
amento e transporte de dleo operando em regime pseudo-estaciondrio e que a mudanca da
fase liquida para a solida, com sua conseqiiente deposi¢do, ocorre exclusivamente na parede
da tubulagdo (ou na interface solido-liquido ja existente), havendo uma aderéncia perfeita en-
tre os cristais de parafina e a parede do tubo (ou interface) de modo a ndo possibilitar parti-
culas solidas no corpo liquido transportado.
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3.1. Equagao de Conservacao de Energia

Dentro da hipotese do sistema de escoamento e transporte de 6leo operar em regime
pseudo-estacionario, a equagdo da energia (a C, constante), escrita em coordenadas cilindri-
cas (r, z) com simetria axial, para a fase liquida, fica reduzida a:

()
6(9";:;,"[") ) _3(1(;; ) 1 Q" =pv,C,T+q, (2)

onde p ¢ a densidade da mistura, C,, ¢ o calor especifico da mistura a pressao constante, T € 0
campo de temperatura, v, € v, sdo os componentes radial e axial do vetor velocidade, q, € o

componente radial do vetor fluxo térmico e g!" é o fluxo térmico difusivo-convectivo radial.

Para integrarmos a equagdo de conservagdo de energia, Eq.(2), definiremos uma célula cilin-
drica variando de z;_| a z;. Neste ponto, ¢ importante definirmos as médias radiais estabele-

cidas para efetivagdo da integragdo. Deste modo, tem-se que:

R R
Ipvzf.2nrdr _{ pv,f2nrdr
0

(f) =2 - ®
]i pv,2nrdr (P
0

onde fé T, pv, oumesmo y;, que ¢ a fragdo massica do componente i na fase liquida. Utili-
zando a formulagdo de volume de controle de acordo com Patankar (1980), a defini¢do de

média acima explicitada e supondo q'"”

(na interface) constante ao longo de z em todo vo-
P

lume de controle, pode-se escrever:

[C,{pv. XT)]

j-

A =0 @)

p

A, - [Cp(pvz)(T)LjAs ~qt?

onde A, ¢ a area da segdio transversal de entrada, A, € a area da segdo transversal de saida e
A, € a area lateral do volume de controle.

3.2. Equagao de Conservacao de Massa

Sob as hipoteses anteriormente estabelecidas, a equagdo de conservagio de massa para as
espécies quimicas, em coordenadas cilindricas com simetria axial, fica:

a(DVzY!) _ o(r.n;)
oz

] =
rar 1 pvryl Jl (

onde j; ¢ o fluxo massico difusivo do componente i ¢ n, é o fluxo massico convectivo-

difusivo radial. Procedendo de modo similar ao efetuado para a obtengdo da Eq. (4), encon-
tra-se a seguinte expressao para-a equagdo integrada da conservagdo de massa:
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[(pv.)(3)],

Efetuando o somatorio da Eq. (6) obtem-se o balango global de massa:

(v, Ac=[lov.)], A= Jas =0 @

_IAe—[(pVZXy!)]_ A,-n| A =0 i (6)

i |

3.3. Acumulagio de Massa

A taxa de acumulag¢do de massa de cada um dos componentes da mistura na parede da
tubulagdo discretizada no tempo considerando-se o esquema explicito resulta na equagao:

dm; _

s n| A, == (m,-)t —(mi)t_1 = n{|pA,At (8)

I

onde (m;) & a massa do componente i no tempo t, (m;) _, ¢ a massa do componente i no

t-1
tempo (t-1), At € o intervalo de tempo decorrido. A partir do momento em que adota-se a hi-
potese do sistema operar em regime pseudo-estacionario, a influéncia do tempo fica limitada
a determinacdo do volume de solido depositado no volume de controle em questdo e, conse-
qiientemente, do novo raio nesse segmento de tubulagao.

3.4. Analise da Interface
3.4.1. Balang¢o de Energia

Em virtude de toda mudanga de fase ocorrer na parede da tubulagio (ou interface sélido-
liquido) € oportuno analisar o seu balango de energia:

ulT, -Ta]—h[(f)—Tp] =(1~8)(pvr)i yiL, 9)

onde U ¢ o coeficiente global de transferéncia de calor entre o ambiente externo e a interface
solido-liquido, h € o coeficiente de transferéncia de calor por convecgdo, internamente ao
tubo, Tp ¢ a temperatura na interface solido-liquido, T, ¢ a temperatura ambiente externa a

tubulagdo, y; ¢ a fragdo massica do componente i na fase solida, L, ¢ a entalpia de solidifi-

cagdo do componente i; v, € o componente radial do vetor velocidade e € € a fragdo porosa

do deposito solido. Para determinagdo do coeficiente de transferéncia de calor h foi emprega-
da uma correlagdo empirica existente na literatura, sob a hipotese do regime ser turbulento,

Nu = 0,023 Re’® Pr%?  onde Nu, Re e Pr sdo respectivamente os numeros de Nusselt, de
Reynolds e de Prandtl.

3.4.2. Balanco de Massa

Considerando que a fragdo massica dos componentes do liquido que chega a interface
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(y;m) corresponde a razdo entre o fluxo massico de um componente i na interface solido-
liquido (ni) e o somatorio dos fluxos massicos de todos os componentes, pode-se escrever:
int n; 0 1, )

Vi = —=—— =y ¥—==ay; H{l-e)y} (1)
20 Py PV,

Entretanto, tem-se que j; = g{(yé)—y:] onde ¢; € o coeficiente de transferéncia de

massa do componente i. Deste modo, o balango de massa toma a seguinte forma:

st () - el = (1-ehyt =0 B

Analogamente a determinagio do coeficiente de transferéncia de calor, os coeficientes de
transferéncia de massa foram determinados através da seguinte correlagdo empirica, também

sob a hipotese de regime turbulento, Sh; = 0,023Re”*Sc?* onde Sh; é o numero de
Sherwood para o componente i, Sc; € o numero de Schmidt para o componente 1.

3.4.3. Sistema de Equacoes

Substituindo y; = (x,M;)/> x;M; e y{ = (xK;M;)/> x;K;M; nas equacdes de ba-

lango de energia, Eq.(9), e de balango de massa, Eq.(11), e utilizando o fato que as fragoes
molares nas duas fases somam a um, obter-se-a um sistema de (n+2) equagdes e (n+2) incog-

nitas x;, 1= 1,...,n; pv, e Tp ., conforme explicitado a seguir:
1-) ' x,=0 (12)
i=1
i=1

[U(Tp g} h((f)—Tp)]Z MK, = (1-efpv, )X LM x K =0 (14)

x.-M. GiM{(<;(_i)_xi) x:M. x. K. M.
itV - ke ESPHINY ) Lo P ol it BERSE RV
(PVr)ZXJMj * Z XM, e(pvr) ijMj (I Svar ) Z X KM,
i i j ]
i=1,..,n-1 (15)

4. ESQUEMA DE SOLUCAO NUMERICA

Baseado nas equagdes 12 a 15, foi possivel estabelecer o seguinte esquema de solugdo
numeérica, valido para misturas de n componentes:

a) incrementar o tempo t + At ;

b) para cada volume de controle,

b.1)calcular os coeficientes de transferéncia de calor, (U e h), e de massa (gi );




MODELO MATEMATICO SIMPLIFICADO PARA DEPOSICAO DE ...

b.2)resolver o sistema de (n+2) equagdes e (n+2) incogritas formado pelas Egs. (12),
(13), (14) e (15), utilizando uma rotina que implementa o método de continuagdo homotodpica
(Lin et al., 1987, Wayburn e Seader, 1987);

b.3)verificar a convergéncia da solugdo encontrada tendo em vista que o célculo efetu-

ado considera os valores de U, h, ¢;, (f) e (xi> como constantes ao longo da iteragio. Caso

a convergéncia ndo seja atingida, retornar a (b.1);
b.4)determinar a velocidade do fluido na saida da célula (Eq.(7)), a fragdo massica do
fluido na saida da célula (Eq.(6)) e a temperatura do fluido na saida da célula (Eq.(4));
b.5)a partir da Eq.(8), determinar a massa do solido depositado e o raio da tubulagéo;
¢)retornar ao item (a) até t>t, onde t, € o tempo de simulagdo.

5. ANALISE DE RESULTADOS

Para efeito de simulagdo computacional admitir-se-a o caso basico de um oleo, com tem-
peratura inicial de 303 K, escoando em uma tubulagido de 1000 m de comprimento, com dia-
metro interno de 0,30 m e externo de 0,32 m, a uma vazdo de 500 m’ /h, com velocidade uni-
forme na segdo reta. A temperatura ambiente externa a tubulagdo ¢ de 277 K. O fluido ¢
constituido por uma mistura de dois pseudo-componentes com pesos moleculares de 215 e
530 g/mol e fragdes massicas na entrada do tubo de 0,85 e 0,15, respectivamente. A conduti-
vidade térmica da tubulagio ¢ 54 W/(m.K) enquanto a do depésito sdlido formado ao longo
do escoamento ¢ 0,134 W/(m.K). O calor especifico C, do fluido ¢ 1920 J/(kg.K) e a fragdo
porosa & ¢ 0,15. A convergéncia dos resultados simulados pelo modelo foi verificada em
termos tanto da discretizagdo espacial quanto da discretizagdo temporal, conforme indicado
pelas Figuras 1 e 2. Verifica-se, tendo como critério de convergéncia um erro relativo de 1%
entre as aproximagdes sucessivas, que a convergéncia temporal ¢ obtida para um intervalo de
tempo de ' h, e a convergéncia espacial atingida para um passo de 10 m. Com os passos de-
terminados ¢ possivel proceder a uma andlise do caso basico proposto, apresentando nas Fi-
guras 3 a 6, o comportamento das variaveis do problema, oriundas do modelo termofluidodi-
namico.
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Figura 1: Convergéncia Temporal Figura 2: Convergéncia Espacial
(t, =10 dias e Az=10 m). (t, =10dias e at=1/2 h).
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A Figura 3 mostra a evolugdo da espessura de deposito apos 5, 10, 30, 60 e 90 dias de
escoamento de petroleo. Comparando o resultado da espessura de parafina apos 30 dias de
escoamento obtido pelo modelo em questdo com o apresentado no trabalho publicado por
Svendsen (1993) verifica-se um comportamento semelhante no que tange a sua distribuigdo,
muito embora os valores maximos difiram bastante entre os 5 mm, segundo aquele autor, e 0s
aproximadamente 10 mm sugeridos pelo presente estudo. Certamente estas diferengas se de-
vem as hipoteses simplificadoras adotadas em cada um dos modelos sobre o fendmeno de
transferéncia de massa dos componentes da mistura entre a massa liquida e a interface solido-
liquido. Além disso, em cada um dos modelos termofluidodinamicos foi adotado um modelo
termodinamico diferente, o que contribui também para a diferenga dos resultados.

As Figuras 4 e 5 apresentam a evolugido do comportamento das temperaturas na interface
solido-liquido e na saida das células, respectivamente. Nestas figuras pode-se notar que, com
0 passar do tempo, ocorre uma tendéncia das temperaturas na interface solido-liquido € na
saida das células permanecerem constantes ao longo da tubulagdo, o que ocorre devido ao
isolamento térmico provocado pela deposi¢do de parafina nas paredes do tubo. Na Figura 6,
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verifica-se uma tendéncia da fragdo massica do componente 1 ser constante ao longo de toda
a tubulagdo com a evolugdo do tempo. Esta tendéncia, entretanto, ndo ocorre no inicio do
processo em fungao da deposicdo do componente 2 (mais pesado) se dar preferencialmente na
faixa tnicial da tubulagao.

6. CONCLUSAO

O modelo termofluidodinamico simplificado proposto atende as exigéncias para um cal-
culo expedito da distribui¢do da espessura de parafina ao longo de uma tubulagdo. O modelo
depende de apenas um parametro, a fragao de solidos no depdsito, que pode ser obtida expe-
rimentalmente. Os resultados sdo fisicamente coerentes, tanto no que se refere a distribuigdo
de espessura de parafina quanto a distribui¢do de temperatura onde é importante destacar o
comportamento praticamente constante na interface apos uma fase inicial. Entretanto, deter-
minadas hipoteses simplificadoras adotadas devem ser objeto de estudos posteriores de rea-
valiagdo, tal como a hipotese de escoamento pseudo-estacionario.
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An important step towards a good reservoir characterization and therefore a good production prediction
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1. INTRODUCAO

Este trabalho visa apresentar uma metodologia para auxiliar o engenheiro na busca de
uma melhor caracterizagdo de reservatorios petroliferos. No inicio da explotagdo de um
campo de petroleo, a falta de dados do campo dificulta a criagdo de um modelo que represente
o reservatorio, pois muitos parametros tém que ser estimados. A técnica mais utilizada para
conferir a caracterizagdo deste modelo e tornar possivel a previsdo de produgdo ¢ o ajuste de
histdrico de produgdo onde, o modelo que representa o reservatorio ¢ submetido a simulagdo
de fluxo e a resposta obtida ¢ comparada com as curvas reais das fungdes pressdo e produgao.
Se o0 modelo reproduzir bem as curvas reais, pode-se utilizar este modelo para fazer previsdes
para tempos maiores.

Normalmente existem dois grupos de dados disponiveis para o ajuste de histérico que
sdo (1) pressao e (2) producdo de fluidos (6leo, agua e gas), tanto para 0 campo quanto para
pogos individuais. Portanto, estas serdo as fung¢des (ou curvas) reais que serdo utilizadas para
identificar a qualidade do ajuste.

O procedimento de ajuste é normalmente dividido em: ajuste de pressoes, ajuste de
produgdes, e ajuste dos indices de produtividade dos pogos. Ao se atingir um ajuste razoavel
da pressdo meédia ao longo do tempo prossegue-se com o ajuste das produgdes. Entretanto
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como pressdo e produgdo estdo diretamente relacionados sdo necessarias algumas iteragoes
entre os dois ate que se atinja a precisdo desejada. Isto ¢ feito primeiro para o campo todo e
depois para os pogos individualmente.

Existem algumas regras e procedimentos que podem ser seguidas para se fazer um
ajuste de historico. Entretanto, deve-se ressaltar que sdo muitas as alternativas a serem
seguidas considerando o nimero de parametros a serem ajustados. Dessa forma, tornam-se
sempre necessarias claras defini¢des do objetivo desejado no ajuste e das etapas a serem
seguidas para atingir este objetivo. E nesse ponto que a andlise de sensibilidade se torna
importante. Atraves da criagdo de alguns indices, este trabalho procura criar uma metodologia
para facilitar o processo de ajuste. Essa metodologia ¢ fundamental para que o ajuste seja mais
automatico, diminuindo o tempo total do processo.

Muitos trabalhos ja foram realizados na busca de criar métodos de ajuste automatico
de historico, mas estes métodos estdo sujeitos a tantas limitagdes que muitas vezes os tornam
menos eficientes que o processo realizado por um engenheiro ja familiarizado com o
reservatorio, seguindo a técnica de tentativa e erro.

Para reduzir estas limitagdes deve-se buscar melhoria dos principais componentes
envolvidos nos algoritmos de ajuste automatico de historico. Dentre estes componentes estdo
o potencial computacional e a automatizagdo de tarefas menores no processo de ajuste tais
como métodos de otimizagado para escolha de parametros e analise de sensibilidade.

2. DIVIDINDO O PROCESSO EM ETAPAS

As dificuldades de se criar um algoritmo de ajuste automatico também estdo
relacionadas com a dificuldade de otimizar o valor do grande numero de pardmetros
envolvidos no ajuste, principalmente se as heterogeneidades destes pardmetros tiverem de ser
consideradas. Uma alternativa possivel para auxiliar o engenheiro no processo de ajuste de
historico € dividir o processo em etapas, como proposto por Thomas (1992), e otimizar
algumas destas etapas. O autor separa os dados de reservatorio de maior e menor
confiabilidade e destaca algumas consideragdes bésicas na engenharia de reservatorio que
auxiliam na tomada de decisdes para uma nova rodada do simulador na busca de um ajuste de
historico.

Desta forma, considerando que o ajuste automatico de histérico ¢ praticamente
inviavel, uma alternativa para criar ferramentas que auxiliem no ajuste de historico € dividir o
ajuste em partes e otimizar cada uma destas partes. A idéia pode ser utilizada para fazer um
programa de computador com varios modulos, um para cada etapa do ajuste. Uma das etapas
mais importantes € a analise de sensibilidade dos parametros do reservatorio, que € o objetivo
principal deste trabalho. Uma andlise de sensibilidade completa dos parametros do
reservatorio ¢ uma ferramenta fundamental para um bom ajuste, seja manual ou automatico. A
analise de sensibilidade ¢ feita escolhendo um grupo de parametros do reservatorio e
quantificando a influéncia da modificagdo de cada parametro na resposta da simulagao.

3. ANALISE DE SENSIBILIDADE

Embora o conceito de anélise de sensibilidade seja simples, existem vdrias alternativas
para a defini¢do e construgdo de indices que indiquem o quanto cada propriedade influencia o
ajuste. Algumas das decisoes a serem tomadas para a criagdo desses indices sido:
e Qual a fungdo objetivo que representa a qualidade do ajuste?
e Como medir as alteragdes da fungido objetivo?
e Quanto variar cada parametro para calcular o indice de sensibilidade?
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e Qual a regido considerada para cada propriedade?
e Quais resultados da andlise de sensibilidade sdo os mais importantes e como torna-los
disponiveis ao usuario do programa?

O objetivo do estudo de sensibilidade ¢ identificar parametros que, quando
modificados isoladamente no modelo, causam significativas alteragdes nestas curvas
resultantes das simulagdes. Com esta analise pode-se identificar os melhores parametros para
iniciar o ajuste, saber o sentido de variagdo destes parametros que aproximam a resposta do
modelo das curvas reais, saber a influéncia da modificacdo de um parametro nas diversas
fungdes que se deseja ajustar (para que se possa ajusta-los simultaneamente) e, a partir da
identificacdo de algumas caracteristicas das curvas geradas com a modificagdo dos
parametros, sugerir quais parametros modificar para aproximar as curvas simuladas das curvas
reais.

Na criagdo dos indices de sensibilidade, é necessario relacionar as curvas criadas a
partir da modificagdo dos pardmetros com as curvas que caracterizam o modelo inicial do
reservatorio € também com as curvas de dados observados no campo. Para diferenciar estas
trés curvas em uma mesma Fo (fungdo objetivo), elas sdo chamadas de modificada, base e real
respectivamente.

Na analise de sensibilidade, deseja-se comparar as alteragdes de uma Fo causada pela
alteragdo dos parametros do reservatorio. A sensibilidade pode ser expressa por:

ChL AL (1)
0 P F A p i
onde p; sdo os parametros do reservatorio.

Para aplicar essa formula ao problema estudado surgem duas perguntas. (1) como
quantificar as alteragdes das Fo e (2) como comparar a sensibilidade aplicando essa formula a
parametros diferentes, uma vez que as unidades e a incerteza desses parametros sdo diferentes.
A proposta deste trabalho para a primeira dificuldade é a criagdo de indices que serdo
explicados na proxima segdo. Para a segunda, a proposta ¢ a adimensionaliza¢do do
denominador da Equagdo (1) através da variacdo dos parametros p; até os seus limites de
incerteza. Quando ndo se tem conhecimento dos limites de incerteza, uma alternativa ¢ fixar
um percentual de variagdo dos parametros, estabelecendo assim limites minimos € maximos
para todos os pardmetros. As vantagens de se usar esses limites estdo descritas em

Machado(1997), e faz com que a incerteza dos parimetros seja incorporada nos indices
obtidos.

4. ESCOLHA DO SENTIDO IDEAL DE VARIACAO DO PARAMETRO

Os resultados de varios casos mostrou que a sensibilidade ¢ diferente quando os
parametros sdo variados para os limites maximo e minimo, sdo necessarias duas simulagoes
para cada parametro incluido na analise de sensibilidade. Essa variagdo nos dois sentidos de
variagdo do parametro, também traz outro tipo de informagdo importante no ajuste que € 0
sentido de variagdo do parametro que aproxima a curva modificada da curva real.

Uma das possibilidades na identificacdo do sentido ideal de variagdo do parametro € a
visualizagdo dos graficos das duas Fo com as diversas curvas criadas através de modificagdes
dos parametros no arquivo da rodada base, a curva gerada pela rodada base e a curva real. Na
Figura (1) podem ser observadas as curvas, Fo, (pressdo) e na Fo, (vazdo) de todos os
parametros considerados na andlise, variados para os seus limites superior e inferior, assim
como a curva base e real. Na legenda dos graficos deste trabalho, as curvas serdo nomeadas
pelo pardmetro que foi alterado seguido do valor pelo qual este parametro foi multiplicado.
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Figura 1: Efeitos da variagdo dos parametros nas Fo, e Fo,

A escolha do sentido que mais aproxima a curva modificada da curva real € feito
identificando-se primeiro se a curva base esta abaixo ou acima da curva real atravéz do sinal
do indice de posi¢do da curva simulada base em relagdo a curva real:



ANALISE DE SENSIBILIDADE APLICADA A AJUSTE...

t NI
IP (posigdo) = j(Fomnuladal —Fo,, )xdt= st (FOL mutats — FOu ) X dt (2)
S =
onde dt ¢ o passo de tempo, t € o tempo total de simulagdo, k € o indice de intervalo de tempo
de simulagdo, Nt ¢ o numero de intervalos de tempo necessarios para atingir o tempo t,
FoOksimulada € O valor da fungdo objetivo de pressiao ou produgio relativo ao indice k € Foyreal € 0
valor da Fo de pressdo ou produgdo da curva real relativo ao indice k.

Aplicando o mesmo indice para as curvas simuladas modificadas pode-se saber se uma
das curvas modificadas trocou de posi¢dao em relagdo a curva real. Se o indice de posigdo de
uma das curvas simuladas modificadas tiver sinal contrario ao indice de posi¢do da curva
simulada base ¢ sinal que a curva simulada modificada trocou de posi¢do em relagdo a curva
real e portanto a variagdo do pardmetro no sentido que gerou esta curva, indica o sentido de
varia¢do do parametro que aproxima a curva base da curva real.

Se nenhuma das duas curvas modificadas trocou de sinal em relagdo a curva real, a
curva que estiver mais proxima da curva real indicara o sentido de variagdo do parametro que
aproxima a curva base da curva real. Para avaliar a proximidade de uma curva gerada pela
modifica¢do de um pardmetro € a curva real, sera utilizada a formula:

simulada

) Nt
IA (afastamento) = J. \FO -Fo | xdt = Z ]Foks.lmum —Fo .| x dt 3)

0 k=1

A Figura 2 mostra um exemplo dos indices de afastamento criados acima

normalizados pelo maior valor destes indices em cada grifico. As barras do lado direito
representam as simulagdes quando o parametro € variado para o limite superior € as do lado
esquerdo as simulagdes quando o parametro ¢ variado para seu limite inferior. As barras
escuras indicam o sentido que aproxima a curva base da curva real. Com um grafico deste tipo
pode-se perceber quais as propriedades que causam contribui¢des positivas em ambas as Fo, e
quais causam contribui¢des contrarias, para que se modifique pardmetros que aproximam
simultaneamente todas as Fo que se deseja ajustar. Na Figura 2, “kh’ ¢ a permeabilidade
horizontal do reservatorio, “kv” € a permeabilidade vertical, “por” ¢ a porosidade € “cr” € a
compresssibilidade da rocha.

Escolha do Sentido (IA) Escolha do Sentido (l1A)
Ajuste de Pressdo Ajuste de Producao
kh kh
kv kv M Sentido
escolhido
por por
cr cr
1 0 1 1 0 1

Figura 2: I1A para uma variac¢io diferenciada nos parametros
5. INDICE DE SENSIBILIDADE
Outra informagdo importante para o ajuste de historico € a sensibilidade da Fo em

relagdo a uma varia¢do dos parametros. A identificagdo do parametro que mais altera a Fo €
importante porque deve-se iniciar um ajuste modificando antes os pardmetros que tem maior
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influéncia no ajuste. A proposta deste trabalho é deixar as alteragdoes de parametros que
influenciam menos a Fo para uma etapa posterior, chamada de ajuste fino.

A sensibilidade sera medida comparando as alteragdes da Fo com relagdo a curva base.
As alteragdes serdo quantificadas por um critério de afastamento da curva modificada em
relagdo a curva base, ou indice de sensibilidade:

Nt
IS = z lFOksimulada - Fok base X dt (4)
k=1
6. RESULTADOS

Os exemplos mostrados neste trabalho foram obtidos através de uma aplica¢do para
um campo real cuja descricdo estd em Machado(1997), onde os limites de incerteza dos
parametros sdo conhecidos. Em todos os graficos as legendas mostram a curva base, a curva
real e as curvas com os parametros modificados. Os pardmetros sdo modificados
multiplicando o parametro pelo valor do lado direito do nome do parametro na legenda.

As informagdes sdo organizadas da seguinte forma. Primeiro identifica-se o sentido
ideal de variagdo do parametro em cada Fo (graficos de escolha do sentido) através de IP e IA.
O proximo passo € a escolha do parametro a ser alterado e isso depende do tipo de ajuste
realizado. Recomenda-se, para um ajuste grosseiro, que seja utilizado o parametro mais
sensivel. Para um ajuste mais refinado, deve-se verificar quais os parametros que apresentam
o mesmo sentido ideal de variagdo nas duas Fo e os que apresentam sentidos opostos de
variagdo (também nos graficos de escolha do sentido). Entre os parametros que apresentarem
o mesmo sentido de variagdo nas duas Fo o parametro ideal a ser modificado € o mais sensivel
(graficos de IS). Entre os parametros que apresentam sentidos opostos de variagdo, deve-se
descartar da andlise o parametro que causar uma variagdo contraria e significativa nas duas
fungdes que se deseja ajustar.

6.1 Varia¢ao dos parametros de acordo com os limites de incerteza.

Os graficos da Figura (3) sdo usados para uma analise onde se conhecem os limites das
faixas de variagdo dos parametros. Neste item, considera-se os limites de incerteza das
permeabilidades vertical e horizontal em 50%, os limites da porosidade em 20% e os limites
da compressibilidade da rocha em 10%.

A Figura (4) mostra, para cada propriedade, o indice de afastamento da curva
modificada em relagdo a real e destaca o sentido que aproxima as duas curvas. Os parametros
permeabilidade vertical (kv) e compressibilidade da rocha (cr) apresentam contribui¢des
favoraveis ao ajuste das duas fung¢des, quando variados para o limite superior. O parametro
porosidade (por) e permeabilidade horizontal (kh) apresentam uma contribui¢do contraria nas
duas fungdes onde se deseja obter o ajuste, pois quando variados para o limite superior, que €
o sentido ideal de variagdo dos dois parametros para o ajuste de pressao, ira afastar a curva de
produgao da curva real.

Outro ponto importante ¢ que nem sempre a curva mais proxima da real determina o
sentido de variagdo. Isso acontece porque o sentido ideal de variagdo do parametro deve ser
indicado pela curva que, partindo da curva base, caminha no sentido da curva real. O
parametro (kh), por exemplo, tem o sentido escolhido com a diminui¢do do valor do
parametro, no ajuste de produgdo, enquanto que a curva mais proxima da real € obtida com
um aumento deste parametro (Figura (4)).
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Figura 3: Curvas de pressio e vazao de agua para uma variagio diferenciada nos parametros
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Figura 4: IA de pressio e produgdo para uma variacio diferenciada nos parimetros

6.2 Ajuste de pressao

Na Figura (5) verifica-se que, entre os pardmetros que apresentam contribuigdes
positivas no ajustes das duas fungdes (“cr” e “kv”), “cr” é o mais sensivel, e modifica pouco a
Fo de produgdo, portanto ¢ um bom parametro a ser alterado para o ajuste de pressdo. O
parametro “kv’” ndo deve ser alterado neste ajuste por ser pouco sensivel ao ajuste de pressio.
Entre os parametros com contribui¢do contraria (“por” e “kh™), a porosidade apresenta uma
contribui¢do muito significativa nas duas Fo e em sentidos contrarios e portanto s6 deve ser
alterada num ajuste grosseiro (pressdo e produgdo), uma vez que sua modificagdo aproximaria
do ajuste uma das curvas, mas afastaria muito a outra. Quanto a “kh”, percebe-se que esse
parametro altera pouco a curva de pressdo e, portanto, ndo deve ser alterado neste ajuste.

6.3 Ajuste de produgao

Entre os parametros que apresentam contribui¢des positivas no ajustes das duas
fungdes (“cr” e “kv”), a modificagdo de “cr” é pouco sensivel ao ajuste de produgdo portanto
ndo ¢ um bom parametro a ser alterado. Por outro lado “kv” € mais sensivel que “cr”, e
modifica pouco a Fo de pressdo, portanto ¢ um bom parametro a ser alterado para esse ajuste.

Entre os parametros com contribuig¢do contraria, a “kh” é o parametro mais sensivel ao
ajuste de producao e pouco sensivel ao ajuste de pressdo como mostra a Figura (5). Portanto,
mesmo tendo uma contribui¢do negativa no ajuste de pressao quando variado para o limite
inferior, € outro bom parametro a ser modificado para o ajuste de producgdo. O parametro

“por”, que também apresenta contribuigdo contraria nas duas Fo ndo deve ser modificada.
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Figura 5: IS de pressio e produg¢io para uma variagio diferenciada nos parametros

6.4 Comentarios

A analise realizada nesta se¢do, além das informagdes ja descritas, é importante pois
indica que o ajuste pode ser obtido com a variagdo dos parametros escolhidos e dentro do
limite de incerteza destes parametros. Isso pode ser observado principalmente para os
parametros porosidade e permeabilidade horizontal, onde a partir de variagdes nos parametros
escolhidos, a curva simulada passa a ter posig¢do contraria a curva base em relagdo a curva
real. Essa seria uma informagdo importante para o programa de otimizagdo que procura
determinar o valor dos parametros que melhor ajustam a produgdo, por exemplo, pois pode se
concluir que existe um valor dentro desse intervalo que minimiza a distancia entre as curvas
simulada e real (Vargas(1997)).

A obtengdo desses indices pode ser feita em duas etapas. Na primeira, pode-se analisar
a produgdo de todo o campo e na segunda, pode-se trabalhar com regides proximas aos pogos
e usar indices para pogos com ajuste mais dificil. A analise por regides pode ser feita também
no ajuste global do campo; neste caso pode-se tratar uma propriedade como parametros
diferentes em diferentes regides.

Maior flexibilidade é conseguida quando os parametros analisados podem ser qualquer
caracteristica do modelo de simulagdo. Pardmetros podem ser propriedades em regides
especificas da malha, propriedades de fluidos ou rochas, inclinagdo ou pontos terminais de
curvas, modificadores de propriedades, dentre outros.

As vantagens da paralelizagdo das simulagdes necessdrias nesse processo sao muito
grandes pois reduzem bastante o tempo- de todo o processo. Mais detalhes sobre essas
vantagens podem ser encontradas em Schiozer e Sousa (1997).

7. CONCLUSOES

Os indices criados neste trabalho facilitam muito o processo de ajuste de historico
porque identificam: (1) o sentido ideal de variagdo dos parametros, (2) a proximidade da curva
simulada em relagdo a curva real, (3) os parametros que com um determinado sentido de
variagdo tém contribuigdo positiva nas Fo, (4) caso existam parametros que contribuam de
forma contraria nas duas Fo, os indices indicam se a contribui¢do negativa em uma das Fo ¢
significativa ou ndo, e (5) a sensibilidade dos pardmetros, indicando os parametros ideais para
se iniciar o ajuste.

A criagdo dos indices possibilita a automatizagdo de partes do ajuste, uma vez que com
os indices podem ser criados programas que eliminem informagdes desnecessarias e filtrem
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informagdes importantes para o usuario. A obtengdo destes indices pode ser feita para cada
etapa do ajuste com a Fo, os parametros e regides adequados.

As sensibilidades podem ser calculadas através de uma variagdo nos parametros e se
essas variagdes sdo até os limites de incerteza dos parametros, muitas informagdes uteis
podem ser tiradas dos indices criados neste trabalho. O indice de sensibilidade (IS) mede o
grau de variagdo da curva simulada obtida com a alteragdo de um parametro. Este indice ¢
obtido através da comparagdo da curva simulada com a curva base. Para um ajuste grosseiro,
deve-se alterar o parametro com o maior IS. Para um ajuste fino, deve-se observar a influéncia
no IS de cada fungdo objetivo para se fazer a escolha.

O indice de afastamento (IA) ¢ obtido através da comparagdo de curva simulada com a
real. Este indice contém informagdes de proximidade destas curvas e, portanto, do sentido que
o parametro deve ser alterado para melhorar o ajuste.
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Abstract

One of the most important steps of petroleum reservoir characterization is history matching which requires
several simulations to adjust the reservoir model. External parallelization of reservoir simulators is an important
tool in the automation of this type of methodology where simulations can be distributed to a network of
workstations, significantly reducing the total execution time. This work shows (1) the importance and the
advantages of external parallelization in CPU intensive applications and (2) a routine (MPS) that was developed
to distribute the runs over a network of workstations using the software PVM (Parallel Virtual Machine). Results
are shown for three different networks, varying the number of simulations and workstations. There is a great
number of applications of this technique in reservoir simulation. Any application which requires several
simulations can benefit from external parallelization. A routine to manage all simulations is very important to
make the best use of a network.

Keywords
External parallel computing, PVM, parallelization, Black-Oil reservoir simulation, computagio paralela
externa, paralelizagdo, simulagdo de reservatorios de petréleo.

1. INTRODUCAO

O computador € uma das principais ferramentas do engenheiro na solugédo de problemas
do dia a dia. A facilidade de se implemeﬁtar modelos matematicos no computador usando
uma linguagem de programacao de alto nivel tem levado os engenheiros a estudar problemas
cada vez mais complexos. Nem sempre se conhece um algoritmo que seja “eficiente” para
todas as instancias de um certo problema. A “eficiéncia” de um algoritmo geralmente € me-
dida pelo seu comportamento assintdtico relativo ao tamanho do problema (Cormen, 1990).
Alguns algoritmos demandam muito tempo € usam muitos recursos computacionais para che-
gar a um resultado. Se um algoritmo melhor n3o ¢ conhecido ou se o algoritmo € implemen-
tado por um programa comercial que foi adquirido, deve-se recorrer a outros métodos para
melhorar o desempenho. Um desses métodos ¢ a computagdo paralela.

2. PARALELISMO EXTERNO

A 1déia por tras do paralelismo ¢ dividir a tarefa principal em sub-tarefas que sdo execu-
tadas simultaneamente em processadores diferentes. Dependendo da granularidade de cada
sub-tarefa, a dependéncia € maior da velocidade de comunicagdo entre as sub-tarefas. O para-
lelismo interno se d4 quando o cddigo de um programa ¢ dividido em rotinas capazes de se-

1./
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rem executadas simultaneamente em um computador multiprocessado e isso requer uma velo-
cidade de comunica¢do muito grande para ser eficiente. O paralelismo externo ¢é obtido distri-
buindo-se tarefas inteiras (sem modificagido do codigo), por exemplo, simuladores comerciais,
para maquinas (processadores) diferentes interconectadas por uma rede. Essas tarefas devem
ser independentes para que a execugdo possa ser simultanea.

O PVM (PVM), Parallel Virtual Machine, ¢ um pacote de software distribuido livre-
mente na Internet que permite que um conjunto de estagdes numa rede seja tratada como uma
grande maquina virtual com diversos processadores. O PVM obtém o paralelismo externo
pondo uma camada de software sobre os protocolos padrio de comunicagdo da rede para
gerenciar o envio de processos para suas maquinas. O PVM ¢ fornecido como um conjunto de

fungdes agrupadas em uma biblioteca para ser /igada com codigos fonte gerados na linguagem
C/C++ ou FORTRAN.

2.1 Vantagens e Desvantagens do Paralelismo Externo

Uma das maiores vantagens do uso do paralelismo externo em relagdo ao paralelismo in-
terno € seu baixo custo. A maioria dos institutos de pesquisa ja conta com uma rede
(possivelmente heterogénea) de computadores de modo que nenhum investimento extra em
hardware € necessario. Além disso, para fazer uso do paralelismo suportado pela maquina €
necessario desenvolver programas paralelos ao nivel do codigo, o que pode exigir mais gastos
em treinamento dos programadores da rede. Outra vantagem do paralelismo externo € que
programas ndo paralelos tém um ciclo de desenvolvimento mais curto.

O paralelismo interno, por sua vez, tem como fortes aliados a velocidade e a eficiéncia.
Os processadores de um ambiente multiprocessado estdo ligados por um barramento interno
cuja velocidade de comunicacdo € da ordem de 10°? segundos enquanto a velocidade nominal
de comunica¢do numa rede local tipica (padrdo Ethernet) ¢ da ordem de 10"’ segundos, ou
seja, 100 vezes mais lento que os barramentos locais, isto sem contar com a sobrecarga im-
posta pelo empacotamento e posterior desempacotamento das mensagens trocadas pela rede -
para maiores detalhes sobre protocolos de comunicagdo de redes, ¢ sugerida a leitura de
(Tanenbaum, 1989). Por este motivo, o tempo de comunicagdo ¢ um fator que pode se tornar
critico na paralelizagdo externa se o tempo de processamento numa maquina ndo for muito
maior que o tempo destinado a comunicagdo entre os processos paralelos.

3. 0 PROGRAMA MPS - MODULO DE PARALELIZACAO DE SIMULADORES

O MPS foi desenvolvido com o objetivo de gerenciar eficientemente um grande numero
de simulagdes de reservatorios de petroleo gerado por problemas de ajuste de historico de
produgdo e de otimizagdo de reservatorios como € mostrado em (Schiozer, 1997) e (Ouenes,
1995). Estes problemas geram simulagdes com duas importantes propriedades: (1) as simula-
¢des sdo independentes entre si e (2) cada simulagdo leva muito mais tempo que o tempo de
comunicagdo entre os processos. O MPS usa um simulador comercial para fazer as simulagdes
e ¢ modelado conforme mostrado no esquema da Figura (1).

O MPS roda a partir de uma das estagdes da rede (que pode ser heterogénea) e possui
uma fila de processos que devem ser distribuidos para as diversas estagdes da rede. Ao final
da simulagdo de cada processo, a entrada correspondente da fila de execugdo é removida. O
processo como um todo termina quando a fila de processos estiver vazia. Cada entrada na fila
de processos corresponde a um arquivo de entrada para o simulador a ser utilizado. Vé-se no

modelo que o MPS ¢ genérico o suficiente para ser usado com qualquer aplicagéo cuja entrada
de dados seja feita atraves de um arquivo.

..._.\
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Diversos itens devem ser
considerados no gerenciamento
das simulagdes sobre as maqui-
nas de uma rede: (1) o numero
total de processos de simulagio
que cada estacdo pode receber
depende de fatores como a carga
atual da maquina (quantos pro-
cessos de simulagdo ja estdo em
andamento na maquina) e a
quantidade de memoria real (ndo
virtual) disponivel; (2) numa
rede heterogénea, maquinas
diferentes tendem a ter performances diferentes. Em certas situagdes enviar um novo processo
para uma maquina lenta que esteja livre pode ser mais demorado que aguardar uma maquina
mais rapida desocupar e enviar o processo para esta maquina; (3) alguns simuladores possuem
um numero limitado de licengas, ndo permitindo que novas instancias sejam criadas uma vez
que este limite € atingido (o programa deve ser capaz de recuperar-se de situagdes deste tipo);
(4) pode ser que uma das maquinas da rede que estava rodando processos de simulagdo falhe
provocando a perda de processos (algum mecanismo deve ser idealizado para detectar e
corrigir este tipo de erro); (5) uma estagdo da maquina virtual pode estar tdo carregada com
processos externos ao MPS que as tentativas de mandar processos de simulagdo para a
maquina falham por falta de memoria (esta situagdo de erro também deve ser detectada e
corrigida).

Figura 1: Modelo de execugéo do MPS

3.1 Conceitos e Nomenclatura Utilizados pelo MPS

Nas analises a seguir, o termo tempo de execugdo serial refere-se ao tempo necessario
para simular um conjunto de arquivos de entrada padrdo para o simulador alvo de maneira
estritamente serial. O tempo de execugdo medido ¢ o tempo total de execugdo (wall clock
time) ao invés do tempo de CPU uma vez que o tempo total de execugdo é o tempo que um
usuario tem que esperar depois de disparar uma instancia do MPS.

Cada estagao presente na rede que faz parte da maquina virtual utilizada pelo MPS ¢ de-
nominada host. O conceito de velocidades relativas entre hosts foi introduzido para auxiliar a
decisdo sobre para qual host um processo na fila de execugdo deve ser enviado. A velocidade
relativa € um valor que pode variar de 0 a 1 e ¢ fixado em 1 para o host mais rapido da ma-
quina virtual. As demais velocidades relativas sdo uma fragdo da velocidade do host mais
rapido.

Como normalmente uma estagdo pode rodar mais de uma simulagdo por vez, a defini¢do
de velocidade relativa foi estendida para ser aplicada a um numero arbitrario de simulagdes
em um Aost. Suponha que o host mais rapido leva S, segundos para processar uma simulagdo
padrido e S, segundos para processar duas simulagdes padrdo. Suponha também que um outro
host leve, respectivamente, T, e T, segundos para rodar uma e duas simulagdes padrdo. Assim,
a velocidade relativa de duas simulagdes padrdo neste ultimo Aost € dado por:

I A 1
=TT (D

ou seja, as velocidades relativas estendidas sdo calculadas comparando-se o tempo obtido
com o tempo serial da propria maquina e em seguida com o tempo serial da maquina mais
rapida. i
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Cada instdncia de simulagdo que um host pode executar ¢ cthamada de célula de execu-
¢do, ou simplesmente célula. Antes de poder ser usado numa rede o MPS precisa ser configu-
rado pelo programa de instalagdo. Este programa ira calcular velocidades relativas para as
células das maquinas da rede que fardo parte da maquina virtual do MPS, conforme a formula
mostrada na Equacdo (1) e também ird determinar o nimero maximo de células que cada host
suporta. O MPS fixa um nimero maximo para o nimero de células de um host para permitir a
“reserva’ de parte da capacidade de processamento da rede para programas externos ao MPS.
Todos esses dados, e mais alguns, sdo armazenados num arquivo de configuragdo que ¢ lido
pelo MPS a cada nova execugao.

E importante citar que se um host possui mais que uma instancia do simulador rodando
num dado instante (cada instancia alocada para uma célula de execugdo), essas instancias se-
rdo processos concorrentes na CPU do host de modo que a ordem de execugdo dos processos
esta condicionada ao algoritmo de escalonamento interno do sistema operacional do host e
ndo € mais controlada pelo MPS. -

3.2 O Algoritmo do MPS

Durante sua inicializagdo o MPS ¢ o arquivo de configuragdo mencionado no item ante-
rior e um arquivo de entrada gerado pelo usudrio (um usudrio comum ou um programa que
faga uso do MPS). Este arquivo de entrada contém as seguintes informagdes: (1) quais maqui-
nas fardo parte da maquina virtual do MPS, (2) qual simulador deve ser utilizado (o MPS da
suporte a mais de um simulador), (3) quais sdo os arquivos de entrada para o simulador esco-
lhido e (4) o valor do tempo de espera do MPS (que sera explicado adiante). Cada um dos
processos € entdo colocado na fila de execugdo e o processo de simulagdo passa a seguir o
algoritmo descrito no fluxograma a seguir.

Como mostra o fluxograma da Figura
(2), o MPS langa processos para células de @ ,( : )
execu¢do desalocadas enquanto isto for
vantajoso. Esta decisdo ¢ baseada no nu- sim
mero de processos restantes na fila de
execucdo e nas velocidades relativas das

a fila de execus-
a0 esta vazia?

‘ retire o processo da

células livres (desalocadas). Suponha que fila de T““‘Fﬁ" | nao
em um dado instante existem n processos ndo sim

~ . - v
na ﬁlzf de execugdo. A seguinte expressdo - —
¢ avaliada: rapida disponivel
4
el DA ot § (2)
Vex(n=1)

envie o processo

para a célula ‘
3

onde V. € a maior velocidade relativa
disponivel na maquina virtual e V. é a
maior velocidade relativa entre as células
desalocadas. Se a expressdo acima for ver-
dadeira, isto significa que mesmo que os n-
I processos restantes fossem enviados seqiiencialmente para a célula mais rapida na maquina
virtual, isto levaria mais tempo que a simulagdo do processo na célula em questdo. Neste caso
vale a pena enviar o processo para esta célula, caso contrario ¢ mais vantajoso esperar uma
célula mais rapida desocupar e entdo enviar o processo para esta célula.

Figura 2: Algoritmo basico do MPS

3.3 Lidando com Erros de Execu¢ao

O algoritmo mostrado no fluxograma acima néo inclui diversas verificagdes de integri-
dade da maquina virtual que pode estar comprometida por erros provocados por instabilidades

4
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nos hosts ou na propria rede de comunicagdo. Para detectar corretamente todos os erros que
podem ocorrer numa simulagdo, ¢ necessario ter uma descrigdo detalhada de todos os cddigos
de erro dos simuladores suportados. Sem estas informagdes, torna-se necessario projetar uma
rotina padrdo para tratar erros.

O MPS adota as seguintes agdes para lidar com os erros a seguir: (1) falta de meméria no
host: a célula em questdo € marcada como inutilizavel; (2) erro ao langar um processo para
um host: todas as células do host sio marcadas como inutilizaveis (o que efetivamente remove
0 host da maquina virtual); (3) nenhuma licenga disponivel: a célula corrente € marcada como
inutilizavel. Para codigos de erro desconhecidos, o procedimento padrdo é remover a célula
correspondente; se um host esta num estado no qual nenhum processo pode ser iniciado com
sucesso, este método eventualmente marcara todas as suas células como inutilizéveis.

O erro mais critico que pode ocorrer em uma execugdo do MPS ¢ a perda de processos
devido a uma falha em um dos hosts da maquina virtual. O gerenciamento de processos do
MPS ¢ baseado na troca de mensagens entre ele e seus processos filhos. Se um host rodando
processos do MPS falha e perde seus processos, o MPS ndo recebera informagdes sobre esses
processos filhos e assumira que eles ainda ndo acabaram. Um mecanismo de tempo de espera
(time-out) foi instituido para evitar fravamentos (deadlocks) neste caso.

E importante que o tempo de espera seja configurado para pelo menos o dobro do tempo
de execugdo do pior caso de simulagdo para garantir que o MPS ndo vai encerrar sua execugao
sem que haja necessidade para tal.

3.4 Limitagdes e Recomendagoes

A atual versdao do MPS ¢ fruto de uma série de melhorias incorporadas desde a primeira
versdo disponivel aos usuarios de simuladores de petroleo mas alguns pontos ainda merecem
ser trabalhados. Uma das limitagdes atuais é que o MPS baseia suas decisdes sobre o envio de
processos para hosts da maquina virtual numa visdo local da rede real. Isto implica que
quando as maquinas virtuais de mais de um usuario do MPS possuem estagdes na sua interse-
¢do, € possivel que os dados sobre velocidades relativas e nimero maximo de células nio re-
flitam a real condi¢do da rede. Uma maneira de superar este problema ¢ manter um registro
global dos processos sendo simulados em um arquivo compartilhado via NFS para todas as
instancias do MPS. Para garantir o acesso exclusivo a este arquivo por instancias concorrentes
do MPS, ¢ possivel adotar um mecanismo de arquivo de trava (lock-file) similar ao utilizado
por programas cliente de e-mail como o pine e elm para obter acesso exclusivo a caixa postal
de um usuario.

Outra limitagdo é que o programa MPS sempre usa 0 maximo de recursos computacio-
nais que ele pode alocar. Este comportamento pode ndo ser adequado em uma rede onde va-
rias outras tarefas intensivas em CPU estdo executando o tempo todo. Pode ocorrer também
que uma maquina virtual MPS ultrapasse os limites de uma rede local, tornando necessario
estabelecer uma politica de uso de computadores “remotos”. Ambos os problemas podem ser
amenizados estabelecendo pesos as velocidades relativas de certas células da méaquina virtual,
possivelmente em todas elas. O problema ficaria entdo reduzido ao problema de estabelecer
pesos adequados as células de modo que recursos computacionais ndo ficassem o0ciosos nem
que o MPS interferisse no desempenho das outras aplicagdes rodando na rede.

4. RESULTADOS

Sao mostrados neste trabalho, resultados da utilizagdo do MPS em 3 redes com caracte-
risticas diferentes.
1.Rede A - uma tipica rede homogénea que ¢ formada por 8 estagdes de trabalho de mesma
arquitetura com indices de performance semelhantes.
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2.Rede B - uma rede heterogénea formada por 5 estagdes de trabalho de 2 arquiteturas dife-
rentes, uma das estagdes tem performance muito superior as demais.

3.Rede C - outra rede heterogénea formada por 14 estagdes e duas arquiteturas, contém 9 ma-
quinas rapidas e 6 lentas.

A Figura (3) mostra as velocida-
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estagoes de trabalho nas 3 redes obtldg a0 variar 0 nimero de hosts na

maquina virtual apresentando o tempo

paralelo como uma porcentagem do tempo serial. A segunda analise, usa o speedup que ¢ uma
medida usada para verificar a performance de sistemas paralelos. A medida de speedup ¢ im-

portante para mostrar a partir de que nimero de hosts os ganhos com a paralelizagdo ficam
menores.
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Figura 4a - Economia de tempo (16 processos) Figura 4b - Speedup (16 processos)

As Figuras (4a) e (4b) mostram os desempenhos obtidos nas redes A, B e C para 16 pro-
cessos de simulagdo. Pode ser observado que redes homogéneas (rede A) sdo as que mais se
beneficiam com este tipo de paralelizagdo e, neste caso, os melhores resultados sdo obtidos
usando-se todas as 8 estagdes no processo. Os resultados da rede B (rede heterogénea) mos-
tram uma eficiéncia menor porque uma das estagdes ¢ muito mais rapida que as demais fa-
zendo com que o tempo serial (calculado nesta estacdo) se aproxime do tempo paralelo.
Mesmo assim, consegue-se até 60% de economia de tempo usando a paralelizagdo externa. A
rede C mostra economias de até 80% mas a analise de speedup (Figuras (4b) e (5b)) mostra
que os beneficios de acrescentar uma nova maquina no processo ficam cada vez menores a
medida que o nimero de estagdes cresce. O MPS leva isso em consideragdo automaticamente
e ndo envia simulagdes para as maquinas mais lentas a ndo ser que o numero de processos na
fila de execugdo seja muito grande.
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As Figuras (5a) e (5b) mostram os mesmos dados limitados 4 rede A (de melhor perfor-
mance) fixando o nimero de estagdes (8) e variando o numero de processos de simulagéo.
Ambas as figuras apresentam uma descontinuidade porque todas as estagdes tém aproxima-
damente a mesma velocidade relativa e, quando 9 processos sdo enviados, a eficiéncia de-
cresce pois um processo tem que aguardar a liberagdo de uma maquina ou uma das maquinas
estara rodando 2 processos simultaneamente. Esta descontinuidade somente ocorre em redes

1 15
© 13k v s s e 5 5 0 p oy
E 084\ -
@ & FT W e mccsm s o = & gl s |
0 06 {1 \-- - = 1Y T (RS s e
Q. °
g I B i, "R TR S §_ T 5o msrmon e o g gim & s =i = = 4
R <o il WP T, oo iR
g 0.2 R
¥ Hid: 5 ol s 5w o5 w w2 EreReEe
0 -' F———t—— 1 —
1 5 7 9 11 18 15 1 3 5 7 9 11 13 15
Numero de processos Numero de processos
Figura 5a - Economia de tempo (Rede A) Figura 5b - Speedup (Rede A)
homogéneas onde as estagdes apresentam velocidades relativas que seguem
(aproximadamente) a seguinte regra:
v
ks 28 | 3)

n
onde v indica a n-ésima velocidade relativa e v indica a velocidade relativa de 1 processo
(tempo serial) no host. Virtualmente todas as estagdes testadas com o MPS apresentavam este
comportamento, apenas 2 maquinas (lentas) da rede C apresentavam resultados melhores para
processos simultaneos que para processos seriais na maquina.

Observando-se todos os resultados é possivel concluir que a eficiéncia da paralelizagdo
externa varia com o tipo da rede utilizada e com o numero de processos enviados, mas em
todos os casos grandes beneficios puderam ser obtidos, especialmente aumentando o numero
de estagodes.

A melhor eficiéncia (tempo paralelo dividido pelo tempo serial) que pode ser obtida para
uma certa rede pode ser calculada a partir das velocidades relativas e usando a seguinte ex-
pressao:

v

g 4)
Zvi

i=1
onde v, € a velocidade da esta¢do mais rapida, v, € a velocidade da estagdo i e n, ¢ 0 nimero
total de estagdes de trabalho. Pode ser mostrado que a eficiéncia de um processo paralelo
aproxima-se de ¢ a medida que o numero de processos de simulagdo cresce.

A diferencga entre os resultados obtidos pelo MPS e a situagdo ideal ocorre pelos seguin-
tes motivos: (1) o tempo de comunicagdo entre os processos e (2) tempo de espera de estagdes
que ndo estdo sendo utilizadas no processo. Este ultimo é o que o MPS tenta minimizar.

Todas as aplicagdes que utilizam varias simulagdes podem ser mais eficientes atraves da
utilizagdao do MPS. Em alguns casos, como em andlise de sensibilidade (Machado, 1997) e
selecdo de imagens de propriedades dos reservatorios (Leitdo), as vantagens sdo muito gran-
des pois todas as rodadas sdo independentes e a eficiéncia € a propria do MPS. Em outros ca-
sos, como em algoritmos de otimizagdo (Leitdo), a eficiéncia pode ser um pouco menor, de-
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pendendo do método utilizado mas mesmo nesses casos pode-se obter tempos de execugdo
bem menores € programas mais robustos.

5. CONCLUSOES

O MPS foi desenvolvido para paralelizar as simulagdes de reservatorios de petroleo gera-
dos por problemas de ajuste de historico de produgdo e de otimizag¢do mas seu algoritmo pode
ser aplicado eficazmente em qualquer problema que seja caracterizado por ter processos de-
morados e numerosos. E importante que os processos sejam independentes para que se possa
roda-los todos em paralelo.

Diversos sdo os motivos pelos quais um usuario pode querer fazer uso do MPS: (1) o
MPS livra o usuario de ter que decidir a melhor seqiiéncia de envio de processos e conjunto de
maquinas envolvidas; (2) o MPS diminui o tempo global gasto com simulagdes; (3) o MPS
fornece ao usuario um nivel mais alto de tolerancia a falhas detectando e corrigindo erros; (4)
a interface com os simuladores ¢ uniformizada; (5) o MPS gera estatisticas de execugdo con-
tendo informagdes sobre problemas com Aosts e tempos de execugdo dos processos nas diver-
sas maquinas.

Se todas as simulagdes numa rede sdo feitas usando-se um software como o MPS, uma
maior eficiéncia pode ser obtida para todos os usuarios. O MPS também pode ser usado para
impor politicas de utilizagdo de recursos na rede editando-se as velocidades relativas das ma-
quinas no arquivo de configuragdo do MPS. Adicionalmente pode-se implementar diversas
politicas de utiliza¢do para vigorarem em horarios diferentes durante o dia. As mudangas das

versdes do arquivo de configuragdo podem ser agendadas para certos horarios com a aplicagdo
cron do UNIX.
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Abstract

Water production control is a difficult task and therefore has been extensively studied. It is characterized by a
fast growing in water production. drastically reducing oil production. This control can be made by many
techniques, the most common being: (1) changing the water-oil mobility ratio by using polymers and surface-
active agents and, (2) using artificial barriers to obstruct the water flux. However, the cost-benefit ratio of these
techniques is not always favorable. Sometimes, the only way to control the water coning is by the control of the
production parameters. The objective of this work is to develop an optimization routine to find the best values of
production rate and completion interval in order to maximize an objective function which represents the net
present value of oil production. The methodology used for this optimization is an iterative procedure with
separated optimization of production rate and completion interval, resulting in a computer program which uses a
reservoir simulator to optimize the objective function by successive simulations. This methodology was tested in
two water coning problems found in literature, showing good results.

Keywords
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1. Introducao

O petroleo ¢ encontrado no subsolo e em rochas porosas, constituindo uma jazida que
€ conhecida como reservatorio. Normalmente, este fluido é encontrado associado com a agua,
que por sua vez, pode preencher totalmente os poros da rocha e constituir uma regido deste
reservatorio conhecida como aqiifero (Figura 1). Em geral, ndo se consegue produzir todo o
oleo do reservatorio, sendo que a porcentagem de dleo recuperado em relagdo a todo odleo
existente no reservatorio, fator de recuperagido, ¢ em média muito baixa.

Em reservatorios conectados a aqiiiferos, a produgdo de agua pode sofrer variagdes
significativas, dependendo da maneira como os pogos sdo produzidos. Em casos extremos, a
quantidade de agua produzida pode inviabilizar a produgdo de 6leo, por ocasionar redugdo na
produtividade dos pogos, muitas vezes resultando em fatores de recuperagdo inferiores aos
esperados. Além da diminuigdo da produgdo de dleo dos pogos, ocorre a elevagdo dos gastos
com separacdo da dgua do 6leo. Em alguns casos, a simples separagdo da dgua do Oleo pode
ndo ser suficiente para trazer esta primeira a niveis de contaminagdo inferiores aos exigidos
pelas normas ambientais para descartes, necessitando uma nova etapa de tratamento. Desta
forma, torna-se fundamental o controle de parametros que afetam a producdo de agua.
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O principal fenémeno relacionado com a alta
—— = (leo | Produgdo de agua, chamado de cone de agua, ¢
caracterizado pela invasio da agua proveniente da
zona de agua na zona de oleo, seguido por uma
rapida e crescente produgdo de agua em detrimento
da produgdo de dleo. Esta invasio ndo ocorre com a
mesma velocidade em todos os pontos da fronteira de
separagdo agua-oleo (Figura 1). Este deslocamento

Zona

—

d = = ndo uniforme é maior nas regides proximas ao pogo €
'e cone diminui a medida que se afasta radialmente do
oleo ol R 1 mesmo, sendo proporcional ao gradiente de potencial
= - == induzido no pogo produtor. A deformagdo desta
o : OWC original frente de invasdo da agua na zona de Oleo assume
de visualmente, a forma de um cone, motivo pelo qual o
agua fenomeno ‘recebeu esta denominagdo. Isto ¢
representado na Figura 1 pelas linhas tracejadas. A

Figura 1- Cone de Agua linha continua representa a superficie de contato

agua-oleo original.

A invasdo da agua ocorre quando a vazdo de produgdo supera uma determinada vazdo
de equilibrio entre as for¢as dinamicas e o peso da coluna hidrostatica de agua situada abaixo
do contato dgua-oleo. As primeiras atuam para cima enquanto a ultima, para baixo.

Existem varias maneiras de se controlar o crescimento do cone, mas, muitas vezes, 0
custo destas operagdes € altu, € a unica técnica viavel consiste em se controlar o cresimento do
cone através dos parametros de produgdo: vazdo de produgido e completacdo (abertura do pogo
por onde sdo produzidos os fluidos do reservatorio). Esta foi a técnica escolhida para ser
otimizada neste trabalho.

O principal objetivo deste trabalho ¢ desenvolver uma metodologia de controle do
cone de agua através da otimizagdo da produgdo, maximizando uma fungdo-objetivo. A
produgdo ¢ otimizada através dos parametros que mais afetam a formagdo do cone:vazdo de
produgdo, localizagdo e comprimento da completagio.

Na literatura, existem varios modelos analiticos que tentam descrever o
comportamento do cone de agua através de equagdes diferenciais, solucionando-se
analiticamente as mesmas (Muskat, M. & Wyckoff, R. D ,1935; Wheatley, M. J., 1985;
Meyer, H. I. & Garder, A. O., 1954). No entanto, estes modelos apresentam limitagdes na sua
utilizagdo pratica, devido a simplificagdes na modelagem do fenémeno, realizadas para
contornar a dificuldade de tratamento destas equagdes ,que, muitas vezes, causam algumas
disparidades significativas nos resultados entre eles.

A utilizagdo do modelo numérico proporcionou também a vantagem de aplicagdo do
método de otimizagdo para casos mais genéricos, além dos sujeitos ao fenémeno de cone.

2. Metodologia

A otimizagdo de vazdo de produgdo consistiu em se determinar a vazdo total e inicial
de liquidos (dgua e oleo, que daqui para frente sera referida simplesmente de vazdo de
produgdo), em uma determinada posi¢do e comprimento da completagdo, que proporcionasse
o maior valor da fungio-objetivo.

Analogamente, a otimizagdo de completagdo consistiu em se determinar a melhor
localizagdo e comprimento da completagdo para um determinado valor de vazdo de produgio.
Uma vez que as espessuras das camadas foram determinadas pela malha de simulagdo
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escolhida, a otimizagido de completagdo foi realizada em incrementos que corresponderam as
espessuras das camadas, tornando-se uma variavel discreta no método de otimizagao.

A otimizagdo de vazido de produgao e completagdo poderia ser feita simultaneamente.
mas optou-se por otimizar uma variavel de cada vez, num processo iterativo, devido a
diferenca na natureza das duas varidveis. A vazdo de produgdo ¢ uma varidvel continua,
enquanto que a completagdo € uma variavel discreta.

3. Fun¢ao-Objetivo

Para tornar a otimizagdo automdtico, ¢ necessario que seja definido uma forma de
quantificar matematicamente o objetivo do processo. Isto ¢ feito definindo-se uma fungéo-
objetivo que neste trabalho consiste em calcular as receitas geradas pela produgido de 6leo,

deduzidas das despesas compostas por eventuais custos de separagdo de agua-Oleo e/ou
tratamento de dgua.

Estes valores sdo convertidos em valor presente, pela formula:

vy p_yp
i T Bl R
; (1+ B )

(D

onde N ¢ o numero de intervalos de tempo; Ry € o fator de desconto diario (ou taxa de juros); t
¢ o tempo e At, ¢ o intervalo de tempo, em dias; P, € o prego de oleo e Py, o da agua por

unidade de volume; V,,; € o volume de 6leo e V,,; 0 de agua, produzidos em At;.

4. Etapas seguidas na otimizagao

Apds inimeras tentativas, o melhor método de otimizagdo encontrado foi obtido
atraveés do tratamento das varidveis como independentes, otimizadas alternadamente num
processo iterativo conforme descrito a seguir.

O processo esta dividido em cinco etapas principais apresentadas abaixo, embora
existam outras que ndo foram apresentadas.

Etapa 1: otimizagdo de vazdo no topo escolhido da formacao.

Etapa 2: otimizagao de completagdo com o valor de vazdo obtido na etapa anterior.
Etapa 3: otimizagdo de vazdo na completagdo otimizada pela etapa anterior.

Etapa 4: otimizagao de completagdo com o valor de vazdo obtido na etapa anterior.
Etapa 5: otimizagdo de vazio na completagdo otimizada pela etapa anterior.

As Etapas 1 e 2 sdo realizadas incondicionalmente na otimizagdo de qualquer modelo
de reservatorio. Na Etapa 1, a otimizagdo de vazdo inicia-se a partir do valor limite de vazao
de produgio, com o pogo completado no topo da formagdo. Pode-se utilizar como referéncia,
o valor da capacidade da estrutura de produgao.

Apo6s a simulagdo com o valor limite de vazdo, a vazdo inicial das simulagdes
seguintes sdo calculadas a partir da vazio anterior, decrementada de um valor que se baseia na
variagdo que a vazdo produzida sofreu durante a simulagdo. Esta etapa ¢ finalizada quando a
fungao-objetivo diminui.

Na Etapa 2, o processo de otimizagio de completagdo € realizado com o valor de
vazdo otimizado pela etapa anterior, deslocando-se o topo e a base da completa¢do para cima
ou para baixo, dentro de um intervalo de completagdo, previamente determinado pelo usuario,
sendo realizado por 3 tarefas basicas:

e Tarefa A: deslocamento da base da completagdo para baixo.

e Tarefa B: deslocamentgo do topo da completagdo para baixo.
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e Tarefa C: deslocamento da base da completagdopara cima.

Cada uma destas tarefas é executada enquanto proporciona um acréscimo na fungio-
objetivo. Caso contrario, uma outra tarefa ¢ executada desde que o deslocamento da base ou
do topo, seja possivel.

Ao final de trés tentativas sucessivas, cada uma realizada por diferentes tarefas que ndo
proporcionem valor de fungdo-objetivo maior que o armazenado ou, que o incremento de
completagdo nao seja possivel de se realizar, a etapa ¢ finalizada. Em seguida, ¢ realizada uma
comparagdo dos valores méximos de fungdo-objetivo das duas etapas anteriores. Se a
diferenga entre estes valores for menor que uma determinada tolerancia ou se ocorrer um
decréscimo no valor maximo da Etapa 2 em relagdo a Etapa 1, o processo de otimizagdo €
finalizado.

Caso contrario, o processo prossegue com a Etapa 3 que consiste em otimizar a vazdo de
produgdo no intervalo de completagdo otimizado pela etapa anterior. A Etapa 4 € executada
em seguida, independente do valor de vazdo obtido na Etapa 3. A vazdo otimizada pela Etapa
3 ¢é testada em outra completagdo para verificar se ndo ocorre um acréscimo de fungdo-
objetivo. Finalmente, se esta segunda otimizagdo de completagdo for executada, Etapa 4, € a
diferenga do seu valor maximo em relagdo ao da etapa anterior for maior que a tolerdncia
adotada (no caso dos testes deste trabalho, 5%), uma terceira otimizag¢do de vazao é executada
desde que o valor de vazdo utilizado na Etapa 4 ndo seja a vazdo limite maxima. Esta ¢ a
Etapa 5.

E importante salientar que a otimizagdo dos pardmetros de produgdo ¢ estabelecida
para um determinado periodo de tempo, escolhido pelo usudrio. Esse tempo deve estar
relacionado com o objetivo do estudo.

5. Modelos Estudados

Foram escolhidos dois modelos de reservatorios onde ocorre o cone de agua, para
terstar a metodologia proposta neste trabalho.
e Modelo 1: modelo de reservatorio de Chappelear e Nolen (SPE1985).
e Modelo 2: modelo de reservatorio de Kuo e DesBrisay.

Mais detalhes sobre estes modelos podem ser encontrado em Kikuchi(1997).

5.1 Modelo 1

Este modelo de reservatério € heterogéneo, com permeabilidade absoluta vertical de

10% da horizontal e consiste em 15 camadas verticais. A

Figura 2 mostra o resultado da otimizagdo do Modelo 1 em forma de grafico. Os pontos
isolados correspondem a otimizagdo de completagdo. Apenas os pontos correspondentes as
completagdes que causaram mudangas significativas no valor fungdo-objetivo foram
escolhidos para serem apresentados. Os demais pontos foram omitidos por estarem muito
proximos, dificultando a visualizagio da figura.

As curvas correspondentes ao pontos conectados representam o processo de
otimizag¢do de vazdo. Enquanto a vazdo simulada foi superior a vazio maxima que o
reservatorio permite, o valor da fungdo-objetivo praticamente ndo sofreu alteragdo até que
uma vazdo menor fosse simulada. Este fato ficou mais acentuado devido a fixagdo do valor da
pressdo de fundo, que restringe a vazdo de produgdo. Desta forma, a magnitude da variagao
causada pela alteragcdo da vazdo inicial no valor da fungdo-objetivo foi pequena, devido a
pequena variagdo da vazdo média como ja mencionado anteriormente. Portanto, nota-se, que
neste caso, os parametros de completagdo causaram maior influéncia nos valores da fungao-
objetivo quando comparados com a vazao de produgio.
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Figura 2 - Otimizacao de vazao de producao e completa¢ao
do Modelo 1

A otimizagdo de
completagdo realizada
com uma vazdo de
produgio de 1.84 x107
m’/s (10000 barris/dia) é
mostrada separadamente
na Figura 3 para destacar
as variagdes que a fungado-
objetivo sofre com relagao
ao parametro localizagdo
de completagio e seu
comprimento. Observando
0 aumento do

comprimento das

completagdes das camadas 2 a 3, representado pelas completagdes até as camadas 2 a 13,
nota-se que o aumento do comprimento da completagido proporciona melhoras nos valores da
funcdo-objetivo. Nota-se também que o abaixamento do topo do intervalo, proporcionado pela
mudanc¢a de completagdo das camadas 2 a 13 para as camadas 3 a 13, causou acréscimo no
valor da fungio-objetivo.
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Figura 3 - Otimizagio de completacao 2 do Meodelo 1

Isto provavelmente ocorreu pelo fato da completagdo se afastar da capa de gas,
diminuindo a produgdo de gas e aumentando a produgdo de dleo. Esta tendéncia permaneceu
até a completagdo ter seu topo abaixado para a camada 9, ocasionando o intervalo 6timo para

este modelo.

A mudanca brusca que ocorre quando a completagdo ¢ alterada das camadas 9 a 13
para as camadas 11 a 13, € causada pela redu¢do de permeabilidade absoluta desta camada 11.
Esta redugdo de permeabilidade é de aproximadamente 75% do valor da permeabilidade da

camada 9.
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Comparando o valor presente para a completagdo nas camadas 2 até 3 com a
completagdo otimizada (9 até 13), nota-se que esta ultima € cerca de quatro vezes maior. A
causa para esta variagdo esta relacionada principalmente com a posi¢do da completagdo, o
comprimento ¢ a heterogeneidade das camadas.

Da mesma forma que a otimiza¢do de vazdo, o gradiente de pressdo disponivel na
otimizagdo de completagdo estda estabelecido e diminui com a deplecdo do reservatorio.
Porém, no caso da otimizagdo de vazdo, como a completacdo ndo € alterada durante esta
etapa, o valor maximo de vazdo fica determinado, assim como a vazdo média. Ja& na
otimizagdo de completacdo, a vazao média softre alteragdo conforme a completagdo € alterada,
proporcionando mudangas maiores na fungdo-objetivo.

5.2 Modelo 2

Este modelo de reservatdrio € homogéneo; sem zona de transi¢do capilar; e sem capa
de gas; composto de 6 blocos radiais e por 18 de blocos verticais.

-— As Figuras 4 e 5 representam a
otimiza¢do com o Modelo 2 e a sua
7 otimizagdo de completagio 2 em
o . destaque. Neste modelo, a variagdo da
= = fungdo-objetivo no processo de
O otimizagdo com relagdo a vazio foi da
207 — mesma ordem de grandeza quando
'i Camizagio de Vissin e Corrpiegho | . - C
- o s comparada a completagdo. Como no
m‘ i el exemplo anterior, 0S8 pontos
b4 i 3
A - Crm22 conectados na figura  seguinte,
200 — - Corrcis 23
correspondem  ao  processo  de
otimizagdo de vazdo, enquanto que os
1 que aparecem isolados, correspondem
& a otimizagao de completagao.
e ' ™ Neste exemplo, nota-se que
om 00 Q@ 12 16 = ~ LI
Vi g2 Ao o3 (mBid uma vazdo alta produz fungdo-objetivo

menor que uma vazdo de valor menor.
Isto caracteriza a ocorréncia do cone
de agua.

Neste modelo, a completagdo que produziu o melhor resultado na otimizagdo de
completagdo foi a realizada nas camada 1 a 2. No entanto, esta etapa proporcionou valor de
fungdo-objetivo menor que a anterior. Desta forma, o resultado do processo de otimizag¢do ndo
prosseguiu. Nota-se que o aumento do comprimento da completagdo (camadas 1 a 3) ndo
produz resultado positivo em termos de fungdo-objetivo. Diferente do modelo de reservatorio
anterior, a melhor completagdo consistiu em completar o mais distante possivel da zona de
agua. Isto provavelmente foi ocasionado por se tratar de um reservatorio bastante homogéneo,
com a ocorréncia de cone de agua e sem capa de gas.

Como o reservatério € homogéneo, a completagio ndo precisou ser testada nas
camadas inferiores a camada 3, diminuindo significativamente o numero de simulagdes no
processo. Neste caso, foram precisos apenas 6.

O resultado da otimizagdo deste modelo de reservatério pode ser resumido em: vazdo
inicial : 6.92 m * /d; produgdo acumulada de dleo: 3.35 x10° m *; valor presente de produgao:
0.238 milhdes de reais e completagdo na camada 2.

Figura 4 - Otimizagio de Vazao de Produgao e
Completacao do Modelo 2
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Figura 5 - Otimizacdo de Completacido do Modelo 2

6. Conclusoes

As conclusdes sobre varios aspectos da metodologia de otimizagdo estdo apresentadas
a seguir:

e Método de otimizagao

O método de otimizagdo utilizado funcionou bem em todos os casos testados. Embora
esse método tenha sido desenvolvido para otimizar problemas com cone de agua, os
resultados foram bons também quando ocorreu cone de gas e até em casos mais gerais.
Entretanto, para esses casos, um metodo mais eficiente pode ser investigado.

A metodologia adotada para a otimiza¢do de vazdo funcionou bem para todos os
exemplos estudados. A metodologia utilizada na otimizagdo de completagdo foi também
eficaz e funcionou tanto para reservatorio homogéneos quanto para heterogéneos. Entretanto,
quando o reservatorio ¢ heterogéneo, mais passos devem ser executados, aumentando-se o
numero de simulagdes necessarias.

e Vazio de produgido

Este parametro causou menor varia¢do nos valores da fungio-objetivo para os exemplos
testados, quando comparado com os parametros de completagdo. Isto ocorreu pela restri¢do de
vazio, devido a pressdo minima de fundo. Entretanto, mesmo com esta restri¢do, em varios
casos, a vazdo Otima de produgdo ndo é a vazdo maxima, mesmo com taxas de interesse
grandes. Isso mostra que o cone pode ser evitado através do controle de vazio.

o Completagdo

A localizagdo e comprimento da completagdo foi o parametro que causou a maior
influéncia nos valores da fungdo-objetivo, principalmente quando havia uma limita¢do na
pressdo de fundo de escoamento. A escolha deste parametro se mostrou fundamental para
minimizar a formagdo do cone de agua e gas.

e Fungdo-objetivo
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A escolha da funcdo-objetivo que representa o mteresse da empresa € também
fundamental para um bom desempenho do modelo, assim como o uso de valores corretos de
receitas € custos envolvidos no processo. Nem sempre a opgao que evita a formagao do cone €
a melhor economicamente. A taxa de interesse ¢ o tempo do projeto também devem ser
escolhidos com cuidado pois tém influéncia no processo de otimizagdo.

e Influéncia de outros fatores

Sdo varios os fatores que influenciam o escoamento das fases no reservatorio. Nem
sempre os efeitos da variagdo ou incerteza desses fatores, como por exemplo, a razdo de
densidades, viscosidade e espessura da zona de 6leo em relagdo a zona de dgua, sdo 6bvios na
determinacdo da vazdo de produgdo e localizagdo da completagdo. Por isso, o programa
desenvolvido neste trabalho pode ser uma ferramenta importante na explotagdo de campos de
petroleo.
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Abstract

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not enough to sustain the flow of
oil in the well up to the surface with satisfactory economic return. The gas-lift is a widely used method of
artificial lift; in some cases, the continuous gas-lift (CGL) is not efficient, and one must implement the
intermittent gas-lift (IGL), for which there are different design options. There are some empirical and
questionable rules of thumb to choose between the CGL and IGL, but almost no material exists in the literature
for the selection among the different intermittent gas-lift designs; furthermore, there are no published models or
behavior studies of their dynamics to help in the selection and design of IGL systems. This work presents a model
to study the novel IGL WITH PIG. In this system, a foam-pig separates the oil and gas flowing in the well, to
prevent fall-back of oil; a double column is used inside the well. This paper presents sample results for some
conditions of the petroleum reservoir. This work can aid the engineer in the determination of the optimum values
of the operational parameters, and in the choice of the IGL design for particular field conditions.

Keywords

petroleum, artificial lift, gas-lift, computer simulation, production optimization.

1. INTRODUCTION

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not
enough to sustain the flow of oil in the well up to the surface with satisfactory economic
return. Selection of the proper artificial-lift method is critical to the long term profitability of
the oil well; a poor choice will lead to low production and high operating costs. In practice,
after a decision has been made, it is rarely reviewed, later on, to determine whether it really
was and still is the best choice for the existing conditions. Besides, changing the system
implies additional costs, and also that the wrong decision was made in the first place; and so,
once a method is chosen, it usually stays in place. This situation stresses the importance of the
correct choice. However, proper selection of the best method still is based on past experience,
strong opinions, familiarity of operating personnel with the equipment, preferences of
company experts that favor some method, and unsubstantiated technical myths. There 1s a
strong need for reliable procedures of selection and design.

Gas-lift is a widely used method of artificial lift, where gas is injected at the bottom of the
well providing energy to the flow. In some instances, the continuous injection of gas, named
continuous gas-lift (CGL), is not efficient, and the intermittent (periodical) injection of gas,
named intermittent gas-lift (IGL), becomes the more economical alternative. Different design
options are available to implement the IGL: conventional IGL, IGL with plunger, IGL with
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chamber, pig-lift. There are some empirical, though questionable, rules of thumb to choose
between the CGL and IGL (Table 1), but almost no material exists in the literature for the
selection among the different IGL designs. Furthermore, there are no public models or studies
of the dynamics of the IGL process cycles, that are consistent for all designs (there may be
computer codes that are property of private or government companies, and that were
developed for one design only). The engineer needs a computer simulator to determine the
performance of the various designs, under certain field conditions, to tune the operational
parameters to their optimum values, and to choose the best IGL method.

This paper introduces a computer model to simulate the novel pig-lift (IGL with pig);
models for the other IGL methods are presented in other articles of the same authors (Santos
et al., 1997). The IGL works in cycles, and each cycle is made of stages that follow transient
flow processes. In this system, a foam-pig separates the oil and gas flowing in the well, to
prevent fall-back of oil; a double column is used inside the well and an operational scheme
was devised attempting to reduce the period of the IGL cycle. The computer simulation
employs sets of time-dependent differential equations that govern the various phases of the
IGL cycle. Sample results are presented for some conditions of the petroleum reservoir, and
for variations of the operational parameters. The performances of the different IGL designs are
compared on the basis of an economic criterion - with each design operating at its optimum
point.

Table 1: Practical Criteria for Selection of Continuous (CGL) and
Intermittent (IGL) Gas-Lift.
Productivity Index ( PI - m*/d.MPa )
Static Head ( 4,/ H,,) high (=20 ) medium ( 5 to 20 ) low (<5)
high ( 20.7) CGL CGL/IGL IGL
medium ( 0.4 t0 0.7 ) CGL/IGL CGL/IGL IGL
low (< 0.4) IGL IGL IGL

1.1 Literature Review

Clegg et al. (1993) presented an extensive overview of artificial lift design
considerations, comparison of methods and their normal operating conditions. Chacin (1994)
discussed the state of the art of the design of IGL methods, presented a simplified algorithm
for the calculation of the production rate, and a procedure to select the best IGL method,
according to his criteria - the one with the greater produced oil volume to gas injected volume
ratio. The pig-lift was developed very recently in one petroleum company, consequently very
few publications exist. Lima et al. (1993) developed a simulator to study the potentiality of
this new technique. Lima (1996) presented the working principles of the pig-lift, and argued in
favor of its advantages over the other IGL methods. The present model for the IGL with pig is
inspired on Liao’s model (1991) for the conventional IGL, but it includes several original
elements, that make it quite different.



MODELING AND PERFORMANCE OF PIG-LIFT

2. PIG-LIFT 3

2.1 The System Cycle and Parameters

Figure 1 illustrates the PL cycle and its stages. The motor valve controls the injection of
gas following a timer program. The double tubing is loaded with columns of liquid. The gas
pushes the pig, transfering the liquid to one leg, and then elevating the liquid slug. The fall-
back of liquid is admitted to be null for an ideal pig. The slug is produced at the surface, and
after that, the gas is produced also. The motor valve is closed, and the decompression of the
tubing begins. Finally, the reservoir pressure feeds the bottom of the well, reloading the
system for the next cycle, while the pig sinks back to its initial position.

L1 L2 . L1 L2 L1 L2

gas oil —1 7=y 9as
- o | 8 J_U_‘E
' '."i‘ﬂ'l': - 0 =
o | 55
_ s +
weell casing — [::: liquid
—s1ug
production &
tubing
PIG = L ges
packer
RESERVOIR | 1
OlL | ]
Transfer Elevation Production  Decompression

The main parameters of the system are shown in Table 2, with their values for the typical
case used in the present simulation. The following operating parameter was used to find the
optimum economic rate of produced oil volume to gas injected volume: /, - initial length of
the liquid slug. Besides, the values of the reservoir static pressure P, and reservoir productivity
index PI were varied to study the suitability of the IGL.

Table 2: System Parameters for the Simulation of the Typical Case.
H, welldepth 1500 m|{ P., well-head pressure 0.7MPa | v, oil sp. gravity ' 0.825
D,  casing diameter 512in|[ P, compressor pressure 7.0 MPa Y. ~watersp. gravity ! 1.07
D, tubing diameter 23/8in|| 7, surface temperature 2700 5, eas rel. density * 0.7
H, tubing length 1500 m || or temperature gradient 0.031 K/m || ¢, water volume fraction 50 %

! at standard conditions, relative to standard water.
bl . n .
* at standard conditions, relative to standard air.
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Table 3 shows the basic equations used in the simulation of the PL. The equations are
derived from fundamental mass and momentum balances applied to subsystems of the PL
(more details are found in Santos, 1997). Table 4 summarizes the closure equations. For each
stage of the cycle, a system of non-linear differential equations (Eq. 1) was formed following
the prescription in Table 5. The systems were solved with the aid of a commercial software of

mathematical tools.

mvar dx .

Y o, =B, n=1.meq (1)
i=1 dt
Table 3: Basic Equations for the Intermittent Gas-Lift with Pig.”
difis av
AJE;(pg;Hg]=pg.m(F;-ngi “ngQgp) (b3) ( "h )_!__;_(PQ PC)+
v“ H —h
' H, BH, ~he) + fi—-———+e=0 (b10)
Pcl fgi pgr 2 + pgng =0 (b4) ¢
D
5 Pczpwh+pgf3g(Hr_HJ‘) (bll)
Vo H,
BB ~ Lk “ZL_L P18, =0 (b4.1) d
’ 4,5 (hy=1 (b13)
v, h e
o = faPaiz ;’I Dg —Pgr28h, =0 (b4.2)
P — Py =pigh, (bl4)
Pwh = JP.rl +p.‘g(Hw _H;) (b6)
VsV =l (b15)
dh 4
}:_!: {hy < H,:v,;;0} (b8)
2
h dVg:_(P{:Z_PEI)_‘_ﬁLgf_f_S_vgkg:O
B by < Hivy 00 (b9) Ta Sk
dt G (bl6.1)
dv P,-P vi h
dh hf——"—+2v;—9L—-{ 4 3)+f|, 2" 5 +gh =0
—EL={h, >0:-v,,} (b9.1) dt 4, Py )
d (b16.2)
Variables Indexes
A flow area f friction factor | P pig produced ¢l injection leg top
F flow switch h  height Lx leg-x r reservoir €2 injection leg pig
H code variable ¢ std.flowrate | ¢ casing s surface (1 tubing bottom
P code variable ¢ time b bottom sc std. condition 12 gas-pig contact
P pressure v velocity g gas ¢t tubing 3 tubing at slug-top
T temperature p density h  head w well 4 liquid column top
¥V volume i  injection valve s tubing at surface
Z real gas factor [ liquid

* ideal pig with no fall-back - equation numbering is consistent with conventional IGL model (Santos et al., 1997)
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Table 4: Closure Equations for the Intermittent Gas-Lift with Pig.
o] :RI(YU‘YW'!"pw!pw) (Cl) ng ZQ«(H-l-ng;'v}Z-I!Sg) (CS) " =‘T|:i)‘,2 /4 (CI?]
pgx a P.rag / RaZxT; (C?_) Qgp = vg,rAngr.v / pg,n: (CIO) Vg: = {VP Yy ;0.5\-’3_‘_} (021}
Pgc = (Pget +Pge2) /2 (€3) | g5 =Vi4, (cll) | e=1{0:e,,} (c24)
Bgt = {Bgc’:pg('l :Egi,} (C‘ﬂ g, = Qr(Pwh' R’* PI} (CIS) Coik — kwh - VE /2 (025)
Per =(Pgr1 +Pgr2) /2 €5 | F,={0;1} , F.=1-F, (cl6)
ﬁng = (pgcl + pg.‘l ) /2 (C6)
EgLZ = (pgfi + p_(;:.\-) 12 (c6.1)
A=R,ZT. /gd, (c7)
g= 98 m/ 52 Ra = 286.6 Pa.m;’ kg.K kwb =06
Table 5: Description of Equation Set for Each Stage of the PL Cycle.
Stage Initial Event Equations
Transfer injection valve opens: [b3,b4,b6,b8.b9.1,b11,b15,b16.1,b16.2]
Fp=1 with Fi= 1, Fe, =0, Pe= Ps, He= Hr-he, Hi= by,
Bgt = Eg(' » V= Ve
Elevation injection leg unloaded: [b3,b4.1,b4.2,b6,b8,b9.b10,b11,b13,b14]
h2=0 Wi[th,-=I,FKP:O,PA:PR”,PC:P;},
Hy = Hi+h,, Hi= Ay,
Egr =Pels Pgrl =Pels Pgr2 = Pels> Ve =V, €= 0.
Production liquid slug reaches the [b3,b4.1,b4.2,b6,b9,b10,b13,b14]
surface line: h; = H, with Fiy= 1, Fp = 0, Py = Py, Pe= Puy,

Hy=H+h,, Hi=H,
6g, =Pels Pgli = Pcis PgL2 = Pels Ve = Vi, €= Eui
Decompression gas reaches the surface {b3,b4.1,b4.2,b6.,b13,b14]
line: h, = H, with F,, =0, F,, = 1,
P,q =Pg;l, Pr_v =Pmr;, Hg - ZH;, hg = Hr.
Egr =ng. s Per1 = ﬁgLI » Pgr2 = 53!.29 Ve = 0.5V,

Loading gas pressure relieved: [b6,b11,b13,b14]

Vg = 0 Py=Pu, Pc=Pu, H=h.
Cycle restarts liquid slug reloaded:

hy =112

The pig-lift without fall-back is an idealized system, useful as a sort of benchmark against
which the performance of the real system can be compared. After the experience acquired
with the development of the conventional IGL with fall-back (Santos, 1997), there are plans to

introduce the fall-back into the present model. The fall-back model will require empirical data
regarding the leakage of the real foam-pig.



3. SIMULATION, OPTIMIZATION AND SELECTION

3.1 Simulation
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Figure 2 shows examples of the simulation output for the typical system described in Table 2,
with a reservoir pressure P, = 8.35 MPa and a productivity index PI = 10 m’/d.MPa; this
pressure corresponds to a ratio of static head to well depth A,/ H, = 0.6. The motor valve bean
is 20/64”. The operating parameter, mentioned in section 2.1, is represented by the non-
dimensional { /, / h, }, defined as the ratio of the initial length of the liquid slug to the
reservoir static head; for the case shown below, the operating parameters is {0.25}.

Casing pressure at the injection point

6l / *
- /
= /
< /
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| |
2 ; \ .
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Figure 2: Sample of the Simulator Output
for the Typical Case.

Unfortunately, accurate laboratory data is
scarce for the gas-lift with foam-pig.
Nevertheless, the order of magnitude of the
elevation time obtained in the simulations is
in the range observed in the field, to the
best of the authors’ knowledge. The
velocity of the real pig would be influenced
by the fall-back, because the slug weight
would decrease along the way up to the
surface.

3.2 Optimization

Generally, maximum daily production
does not coincide with maximum daily
profit, because the marginal increase in the
volume of liquid does not pay for the cost
of the required increase in the volume of
injected gas. Therefore, the most economic
point of operation is taken up as the
criterion of comparison among the different
IGL methods. Considering the current
market values, in Brazil, and all factors
constant, but the volume of gas, the
economic condition adopted for an open
system is

DB 1000 )

dQs;

The economic point was found to be
{0.4} for the reservoir in case.
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Further simulations yielded the optimum operating point for the PL, under various reservoir
conditions (PI and P,), as shown in Table 6.

Each cell of Table 6 gives the daily

liquid production @, and daily gas Table 6:  Economic Points of the Pig-Lift.
consumption @, , with the parameter hs/Hw PI ( m’/d.MPa)
setting, for the economic point. (Mp;m 25 5 it 20
278 1200 2300 4248 7366
70 70 70 70
The present model was applied to the 0.4 ITT-;O 31233; 52§i?; 3;3'22
other IGL methods, accordingly to the 3.57 60 60 60 60
features of each design. The optimum 0.6 jlngI 52;% 83;?% 165‘:2
operating point was determined for each 8.35 40 40 %0 30
method, under different reservoir condition 0.8 214 39.5 65.4
(PI and P,). Then, the methods were ranked 11.13 5320 9223 '427564
following the economic criterion given by
Eq. 2. The continuous gas-lift (CGL) was Reading Key for the Table Cell
included in the analysis too. The result is Q) (m¥/d)
presented in Table 7, where the relative Oy (m'/d)
position of the PL is emphasized in gray. Lil hs s (%)

In some of the cases of Table 7, the
differences in gain are not too large

(detailed data is found in Santos, 1997), Table 7: Selection Rank for IGL Methods.
then other design and operational issues hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
will determine which method' to ghogse Pr 5 g 10 20
(Clegg et al. 1993). If the selection criterion (MPa)
of maximum liquid production is adopted, 'ﬁtﬁ 'EEE :glig :gtg
the ranking will be modified somewhat. 0.2 cGL PL IGL GL
2.78 PL IGL PL PL
IGL CGL CGL CaL
4. CONCLUSION IGLC IGLC IGLC GLC
0.4 IGLP GLP IGLP IGLP
i G . . ’ | |
In 1993, gas-lift installations were in 557 E[_ lg{‘ ELL Sﬁ'
operation in 53% of about 100,000 U.S.A. %i'é E;?E: I%GLE l%fé
. 3 "
wells with Q,,,; >15m ;"d, and accounted, 0.6 IGLP IGLP IGL 1GL
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The present work provides a useful tool for the task of comparing intermittent gas-lift
methods - a consistent model for all known IGL designs (see also Santos et al., 1997). The
tables shown here can aid as ballpark assessment of the methods suitability, and optimum
settings of the operating parameters. The model can also be used to study the effect of the
system variables on the performance of a particular system; in fact, a detailed analysis of the
system variables was done by Santos (1997). The model can also be coupled to selection
criteria others than the one adopted here.

In general, this work determined that the ideal pig-lift performs poorly for high pressure
reservoirs, mainly because of the high gas consumption. For low pressure reservoirs the ideal
PL does better than the CGL, but, again, it falls behind the other methods due to the gas input,
even though its liquid output is as good as the IGLP and better than the IGL. It must be noted
that the PL installation is simpler than all the others.

Further work will be pursued to perfect the present model. However, what is most
needed, today, is carefully controlled experimental work, with large scale fully instrumented
apparatus, and more accurate and reliable field data.
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Abstract

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not enough to sustain the flow of
oil in the well up to the surface with satisfactory economic return. The gas-lift is a widely used method of
artificial lift; in some cases, the continuous gas-lift (CGL) is not efficient, and one must implement the
intermittent gas-lift (IGL), for which there are different design options. There are some empirical and
questionable rules of thumb to choose between the CGL and IGL, but almost no material exists in the literature
for the selection among the different intermittent gas-lift designs; furthermore, there are no published models or
studies of their dynamics to help in the selection and design of IGL systems. This work presents a model to study
the IGL WITH PLUNGER. In this system, a solid plunger separates the oil and gas flowing in the well, to
prevent fall-back of oil. This paper presents sample results for some conditions of the petroleum reservoir, and
for variations of the operational parameters. This work can aid the engineer in the determination of the optimum
values of the operational parameters, and in the choice of the IGL design for particular field conditions.

Keywords
petroleum, artificial lift, gas-lift, computer simulation, production optimization.

1. INTRODUCTION

Artificial lift 1s used in petroleum production when the energy of the reservoir is not
enough to sustain the flow of oil in the well up to the surface with satisfactory economic
return. Selection of the proper artificial-lift method is critical to the long term profitability of
the oil well; a poor choice will lead to low production and high operating costs. In practice,
after a decision has been made, it is rarely reviewed, later on, to determine whether it really
was and still is the best choice for the existing conditions. Besides, changing the system
implies additional costs, and also that the wrong decision was made in the first place; and so,
once a method is chosen, it usually stays in place. This situation stresses the importance of the
correct choice. However, proper selection of the best method still is based on past experience,
strong opinions, familiarity of operating personnel with the equipment, preferences of
company experts that favor some method, and unsubstantiated technical myths. There is a
strong need for reliable procedures of selection and design.

Gas-lift is a widely used method of artificial lift, where gas is injected at the bottom of the
well providing energy to the flow. In some instances, the continuous injection of gas, named
continuous gas-lift (CGL), is not efficient, and the intermittent (periodical) injection of gas,
named intermittent gas-lift (IGL), becomes the more economical alternative. Different design
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options are available to implement the IGL: conventional IGL, IGL with plunger, IGL with
chamber, pig-lift. There are some empirical, though questionable, rules of thumb to choose
between the CGL and IGL (Table 1), but almost no material exists in the literature for the
selection among the different IGL designs. Furthermore, there are no public models or studies
of the dynamics of the IGL process cycles, that are consistent for all designs (there may be
computer codes that are property of private or government companies, and that were
developed for one design only). The engineer needs a computer simulator to determine the
performance of the various designs, under certain field conditions, to tune the operational
parameters to their optimum values, and to choose the best IGL method.

This paper introduces a computer model to simulate the IGL with plunger; models for the
other IGL methods are presented in other articles of the same authors (Santos ef al., 1997).
The IGL works in cycles, and each cycle is made of stages that follow transient flow
processes. In this system, a solid plunger separates the oil and gas flowing in the well, to
prevent fall-back of oil. The computer simulation employs sets of time-dependent differential
equations that govern the various phases of the IGL cycle. Sample results are presented for
some conditions of the petroleum reservoir, and for variations of the operational parameters.
The performances of the different IGL designs are compared on the basis of an economic
criterion - with each design operating at its optimum point.

Table 1: Practical Criteria for Selection of Continuous (CGL) and
Intermittent (IGL) Gas-Lift.

Productivity Index ( PI - m’/d.MPa )
Static Head ( 4,/ H,,) high (220) medium ( 5 to 20 ) low (<5)
high ( 20.7) CGL CGL/IGL IGL
medium ( 0.4 to 0.7 ) CGL /IGL CGL/IGL IGL
low (<0.4) IGL IGL IGL

1.1 Literature Review

Clegg et al. (1993) presented an. extensive overview of artificial lift design
considerations, comparison of methods and their normal operating conditions. Chacin (1994)
discussed the state of the art of the design of IGL methods, presented a simplified algorithm
for the calculation of the production rate, and a procedure to select the best IGL method -
according to his criteria, the one with the greater produced oil volume to gas injected volume
ratio. White (1982) conducted tests without and with a plunger to demonstrate the reduction
of liquid fall-back in the plunger case. Mower and Lea (1985) used different plungers to study
the effect of plunger geometry on the fall-back. Chacin ez al. (1992) developed a mechanistic
model, introducing the empirical findings of Mower and Lea into the model. The present
model for the IGL with plunger is inspired on Liao’s model (1991) for the conventional IGL,
but it includes several original elements, that make it quite different.
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2. IGL WITH PLUNGER -
2.1 The System Cycle and Parameters

Figure 1 illustrates the IGLP cycle and its stages. The motor valve controls the injection
of gas following a timer program. The gas-lift valve is set to open at a certain pressure in the
casing; at this point the tubing is already loaded with a column of liquid. The gas pushes the
plunger up elevating the liquid slug. The fall-back of liquid is admitted to be null for an ideal
plunger. At some point, the motor valve is closed. The slug is produced at the surface, and
after that, the gas is produced also. The gas-lift valve closes, and the decompression of the
tubing begins. Finally, the reservoir pressure feeds the bottom of the well, reloading the
system for the next cycle, while the plunger plummets back to its initial position.

motor
RORRE ] ion %3 =y =
-

wrell casing — ﬁ:ll
production gas-fift

tubing valve

PLUNGER N /check

packer valve

RESERVOIR =
OlL =

Injection Elevation Production Decompression Loading

iiigure 1-The Cychle' of the Intermittent Gas-Lift with Plunger.

The main parameters of the system are shown in Table 2, with their values for the typical
case used in the present simulation. The following operating parameters were used to find the
optimum economic rate of produced oil volume to gas injected volume: V,, - injected volume
per cycle; /[, - initial length of the liquid slug; P., - casing pressure to open the gas-lift valve.
Besides, the values of the reservoir static pressure P, and reservoir productivity index PI were
varied to study the suitability of the IGLP.

Table 2: System Parameters for the Simulation of the Typical Case.
H, welldepth 1500 m | P,., well-head pressure 0.7 MPa | v, oil sp. gravity ' 0.825
D,  casing diameter 512in|| P, compressor pressure 7.0 MPa | vy,  watersp. gravity ! 1.07
D, tubing diameter 238in{l 7, surface temperature 27°C|| &, easrel density 2 0.7
H, depthofgl-valve 1480 m || o temperature gradient 0.031 K/m || ¢, water volume fraction 50 %

! at standard conditions, relative to standard water.
) L1 . :
* at standard conditions, relative to standard air.
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2.2 The System Model

Table 3 shows the basic equations used in the simulation of the IGLP. The equations are
derived from fundamental mass and momentum balances applied to subsystems of the IGLP
(more details are found in Santos, 1997). Table 4 summarizes the closure equations. For each
stage of the cycle, a system of non-linear differential equations (Eq. 1) was formed following

the prescription in Table 5. The systems were solved with the aid of a commercial software of
mathematical tools.

mvar dx -
o, —= ,n=1l.me 1
ig;‘ m d! ﬁﬂ n q ( )
Table 3: Basic Equations for the Intermittent Gas-Lift with Plunger. *
d Py dh
Vet = 0Pyt ~ Fos) b)) | S th < Hyivg:0) (b9)
Pp = Fyexp(Hg, /1) (b2) (H;—Hg)‘a&—L(Rz P BPY
dt Pi A:
4 (Pute) =P Py = Fiptiy)  (03) g, 1)+ L m e e=0  (b10)
]
2
v, H - s

P ~By= fgfﬁgi £ L, BgrgHg (b4) Fe=Fu+ pgmg(Hgl' H) (bl 1)

‘ 2 D

ALy =g, (b13)
Pwh = F:l + pfg{Hw =1 H‘:;\-} (bé) dt
B, — P, =p;gh, bl4
dt
Variables ' Indexes

A flow area S friction factor | P plunger p produced ¢l casing at inj-valve
F flow switch h  height ¢ casing r  TEeservoir ¢2 casing at gl-valve

H code variable ¢ std.flowrate |5 bottom s  surface 1 tubing at gl-valve

P code variable ¢ time g gas sc std. condition 2 gas-plunger contact
P pressure v velocity h  head ¢ tubing 3 tubing at slug-top

T temperature w  weight i injectionvalve v gas-liftvalve 4 liquid column top

¥ volume p density { liquid w well s tubing at surface

Z real gas factor

" ideal plunger with no fall-back - equation numbering is consistent with conventional IGL model (Santos ez al., 1997)
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Table 4: Closure Equations for the Intermittent Gas-Lift-with Plunger.
P = RI(TU‘YW"(DW'JPWJ (Cl} ng =Q¢(F:_-I1Pg;‘7 T,:"l-rsg) (CS) Ar ZTED!Z /14 (Cl?)
P =P8, /RZ.T, (€2) | 99 =Q(F2, F1,T2.8,)  (9) | V. =H, (D} -D})n/4 (c20)
Egc = (Pgc1 +Pge2) /2 (€3) | gp = Vs AP yss P (€10) | vy ={v;;05v,} (c21)
Egr = {pgrl ;ngl.r;ﬁgi‘ﬁl.\'} (C4) q.’p =N Al (CI l) e= {0 ’ ew.ﬁ} (024)
Perts = (Pgin +Pgis) /2 (c5) | 9, =Q, (P, B.P]) (c15) | e, =k, vii2 (c25)
Pgras = (Pgra +Pgs) /2 (c6) | F. =01} F.=1-F, (cl6)
A=R,Z.T./gd, (c7)
g= 98 m/ 52 l;{[‘I = 286.6 Pa.m/ kg.K kwh =06
Table 5: Description of Equation Set for Each Stage of the IGLP Cycle.
Stage Initial Event Equations
Injection injection valve opens: [bl,b2]
ng:l Witth;':l,F,‘n-:O.
Elevation gas-lift valve opens: [bl,b2,b3.,b4,b6.b8,b9,b10,b11.,b13,b14]
Fo=1 with Fy =1, F=1, F,,=0,
P.4 = P;,qi, PB = Pa, PC = P;}. ng hg, H.r = hh
Pt =Pgis Vu=V,e=0.
Production liquid slug reaches the [b1,b2,b3,b4,b6,b9,b10,b13,b14]

surface line: h; = H,,

with Fy= 1, Fpu=1, Fpp=0,
PA':erla PB=P:2-, Pt‘:Pw!n Hg=hgs H.‘=sz
5_.;: = Pgri s Ver = Vi € = .

Decompression [

gas reaches the surface
line: h, = H,,

[b1,b2,b3,b4,b6,b13,b14]

with F= {1:0}, Fo=1, Fp=1,
P)I = Pzrh PB = Pwhg H;: =Hxv,

Eg.' = 53;],‘ s Vo = 0.5V,

Decompression II

gas-lift valve closes:
Fo=0

[b3,b4,b6,b13.b14]

WIth Fg\ :O, Fﬂ": ],

P’f = PM’ PB = PW-N: HR = Hm"hb's
Egr = 53!4.\' s Vo = O-Svg\c-

Loading

gas pressure relieved:
Ve, =0

[b6,b11,b13,b14]
P.=Pu, Pc=Pu, Hi= hy.

Cycle restarts

liquid slug reloaded:
h.l'r = Lf

The IGLP without fall-back is an idealized system, useful as a sort of benchmark against
which the performance of the real system can be compared. After the experience acquired
with the development of the conventional IGL with fall-back (Santos, 1997), there are plans to

introduce the fall-back into the present model. The fall-back model will require empirical data
regarding the leakage of the real plunger.
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3. SIMULATION, OPTIMIZATION AND SELECTION

3.1 Simulation

Figure 2 shows examples of the simulation output for the typical system described in
Table 2, with a reservoir pressure P, = 8.35 MPa and a productivity index PI = 10 m*/d.MPa;
this pressure corresponds to a ratio of static head to well depth A,/ H, = 0.6. The gas-lift valve
has a seat diameter d,, = 0.5 in. The operating parameters, mentioned in section 2.1, are
represented by the non-dimensional trio { [,/ h,, P,,/ P, , Vo / V. }, defined as:

e [/ h,, ratio of the initial length of the liquid slug to the reservoir static head;

e P,/ P, , ratio of tubing pressure to casing pressure to open the gas-lift valve;

o V,./ V,. , ratio of the gas volume injected per cycle to the reference volume.

The reference volume is the required volume calculated by Liao’s formula. For the case
shown below, the operating parameters are {0.5,0.7,0.8}.

Unfortunately, accurate laboratory data is

Casing pressure at the injection point

- — i itin. Yol scarce for the gas-lift with plunger.
[ ' Nevertheless, the order of magnitude of the
3 60 ﬁ\\ ' elevation time obtained in the simulations is
3 \ ‘ close to that observed in the field, to the
g 55 \ L best of the authors’ knowledge. The
t _ J velocity of the real plunger would be
5 5 5{']0 e '00 P G influenced by the fall-back, because the slug
_ ° 2000 weight would decrease along the way up to
Fe the surface.
i Bottom-hole pressure 3.2 Optimizaﬁon
L l
6 oy ; . :

§ l‘\. B | Generally, maximum daily production
SR - does not coincide with maximum daily
:% i [ \ / ‘ profit, because the marginal increase in the
[ volume of liquid does not pay for the cost
0 e e e e of the required increase in the volume of

0 500 1000 1500 2000

injected gas. Therefore, the most economic
point of operation is taken up as the

e R A criterion of comparisor} among the different
1500 IGL methods. Considering the current
S market values, in Brazil, and all factors

t(s)

~ 1000 constant, but the volume of gas, the
e £h . economic condition adopted for an open
:: SOOT £ system is
0 - . | ngas
0 100 200 300 400 500 40, L (2)
1(s)
Figure 2 - Sample of the Simulator Output The economic point was found to be
for the Typical Case. {0.3,0.6,0.58} for the reservoir in case.
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Further simulations yielded the optimum operating point for the-IGLP, under various reservoir

conditions (PI and P,), as shown in Table 6.

Each cell of Table 6 gives the daily
liquid production @, and daily gas
consumption @, , with the parameter
settings, for the economic point.

3.3 Selection

The present model was applied to the
other IGL methods, accordingly to the
features of each design. The optimum
operating point was determined for each
method, under different reservoir condition
(PI and P,). Then, the methods were ranked
following the economic criterion given by
Eq. 2. The continuous gas-lift (CGL) was
included in the analysis too. The result is
presented in Table 7, where the relative
position of the IGLP is emphasized in gray.

In some of the cases of Table 7, the
differences in gain are not too large
(detailed data is found in Santos, 1997),
then other design and operational issues
will determine which method to choose
(Clegg et al. 1993). If the selection criterion
of maximum liquid production is adopted,
the ranking will be modified somewhat.

4. CONCLUSION

In 1993, gas-lift installations were in
operation in 53% of about 100,000 U.S.A.
wells with Q,, > 1.5 m3fd; and accounted,
by far, for the majority of off-shore wells
(Clegg et al. 1993). Most of these gas-lift
installations employed the CGL method.
Although few public data is available, it is
certain that gas-lift is largely used in Brazil
also. Therefore, the importance of proper
selection and optimization is very
significant. The design engineer needs the
hard numbers of computational models to
estimate the economic potential of the
various design options.

Table 6: Economic Points of the
IGL with Plunger.
hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
(;;a j 25 5 10 20
0.2 3.0 5.8 10.6 179
378 670 1273 2319 3912
’ 50,60.70 | 50.60.70 | 50.60.70 | 50.60.70
0.4 92 17.2 28.1 473
557 1765 3303 4491 8347
’ 30.,60.70 | 3060,70 | 40.70,70 | 40,60.70
0.6 14.8 277 48.1 705
835 2509 4708 7002 10052
) 30,60.70 | 306070 | 306058 | 50.70.70
0.8 202 37.9 673 100.0
1113 2736 5122 9026 12812
: 30,6058 | 30.60.58 | 30,6058 | 40.65.60

Reading Key for the Table Cell

Qp (m'/d)
QR; (mjl'{d)
Lil hy, Pl Py, Vi | Vigey  (%,%,%)

Table 7: Selection Rank for IGL Methods.

hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
Pr
anil 25 5 10 20
1GLC IGLC IGLC 1GLC
02 IGLP IGLP IGLP IGLP
; CGL PL IGL IGL
2.78 PL IGL PL PL
IGL CaL CGL CGL
IGLC 1GLC 1GLC IGLC
04 IGLP IGLP IGLP IGLP
; PL IGL IGL IGL
5.57 IGL PL PL PL
CGL CaL CGL CaL
1GLC 1GLC IGLC IGLC
0.6 IGLP IGLP IGL IGL
’ IGL IGL IGLP IGLP
8.35 CGL CGL CGL PL
PL PL PL CaL
1GLC IGLC IGLC GL
0.8 IGLP IGLP IGL IGLC
. IGL IGL IGLP CGL
1113 ] caL CaL CGL IGLP
PL PL PL
Legend

CGL continuous gas-ift IGLC igl with chamber
IGL intermitient gas-lift ~ PL  pig-lift
IGLP gl with plunger
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The present work provides a useful tool for the task of comparing intermittent gas-lift
methods - a consistent model for all known IGL designs (see also Santos et al., 1997). The
tables shown here can aid as ballpark assessment of the methods suitability, and optimum
settings of the operating parameters. The model can also be used to study the effect of the
system variables on the performance of a particular system; in fact, a detailed analysis of the
system variables was done by Santos (1997). The model can also be coupled to selection
criteria others than the one adopted here.

In general, this work determined that the ideal IGLP performs very well for low pressure
reservoirs. For high pressure reservoirs with high PI, the IGLP performance drops below the
conventional methods - IGL and CGL. It must be noted that the conventional IGL comes a
close second to the ideal IGLP, and may be selected due to the simplicity of its installation,
specially if the gains offered by the ideal IGLP are only marginal, as in the case of high
pressure and low PIL.

Further work will be pursued to perfect the present model. However, what is most
needed, today, is carefully controlled experimental work, with large scale fully instrumented
apparatus, and more accurate and reliable field data.
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Abstract

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not enough to sustain the flow of
oil in the well up to the surface with satisfactory economic return. The gas-lift is a widely used method of
artificial lift; in some cases, the continuous gas-lift (CGL) is not efficient, and one must implement the
intermittent gas-lift (IGL), for which there are different design options. There are some empirical and
questionable rules of thumb to choose between the CGL and IGL, but almost no material exists in the literature
for the selection among the different intermittent gas-lift designs; furthermore, there are no published models or
behavior studies of their dynamics to help in the selection and design of IGL systems. This work presents a model
to study the IGL WITH CHAMBER. In this system, a chamber is used to accumulate oil at the bottom of the
well. This paper presents sample results for some conditions of the petroleum reservoir, and for variations of the
operational parameters. This work can aid the engineer in the determination of the optimum values of the
operational parameters, and in the choice of the IGL design for particular field conditions.

Keywords
petroleum, artificial lift, gas-lift, computer simulation, production optimization.

1. INTRODUCTION

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not
enough to sustain the flow of oil in the well up to the surface with satisfactory economic
return. Selection of the proper artificial-lift method is critical to the long term profitability of
the oil well; a poor choice will lead to low production and high operating costs. In practice,
after a decision has been made, it is rarely reviewed, later on, to determine whether it really
was and still is the best choice for the existing conditions. Besides, changing the system
implies additional costs, and also that the wrong decision was made in the first place; and so,
once a method is chosen, it usually stays in place. This situation stresses the importance of the
correct choice. However, proper selection of the best method still is based on past experience,
strong opinions, familiarity of operating personnel with the equipment, preferences of
company experts that favor some method, and unsubstantiated technical myths. There is a
strong need for reliable procedures of selection and design.

Gas-lift is a widely used method of artificial lift, where gas is injected at the bottom of the
well providing energy to the flow. In some instances, the continuous injection of gas, named
continuous gas-lift (CGL), is not efficient, and the intermittent (periodical) injection of gas,
named intermittent gas-lift (IGL), becomes the more economical alternative. Different design
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options are available to implement the IGL: conventional IGL, IGL with plunger, IGL with
chamber, pig-lift. There are some empirical, though questionable, rules of thumb to choose
between the CGL and IGL (Table 1), but almost no material exists in the literature for the
selection among the different IGL designs. Furthermore, there are no public models or studies
of the dynamics of the IGL process cycles, that are consistent for all designs (there may be
computer codes that are property of private or government companies, and that were
developed for one design only). The engineer needs a computer simulator to determine the
performance of the various designs, under certain field conditions, to tune the operational
parameters to their optimum values, and to choose the best IGL method.

This paper introduces a computer model to simulate the IGL with chamber; models for
the other IGL methods are presented in other articles of the same authors (Santos et al., 1997).
The IGL works in cycles, and each cycle is made of stages that follow transient flow
processes. In this system, a chamber is used to accumulate the oil at the bottom of the well,
reducing the back-pressure against the reservoir formation. The computer simulation employs
sets of time-dependent differential equations that govern the various phases of the IGL cycle.
Sample results are presented for some conditions of the petroleum reservoir, and for varations
of the operational parameters. The performances of the different IGL designs are compared on
the basis of an economic criterion - with each design operating at its optimum point.

Table 1: Practical Criteria for Selection of Continuous (CGL) and
Intermittent (IGL) Gas-Lift.
Productivity Index ( PI - m*/d.MPa )
Static Head ( 4,/ H,,) high ( 220 ) medium ( 5 to 20) low (<5)
high ( 20.7) CGL CGL /IGL IGL
medium ( 0.4 t0 0.7 ) CGL/IGL CGL/IGL IGL
low (<0.4) IGL IGL IGL

1.1 Literature Review

Clegg et al. (1993) presented an extensive overview of artificial lift design
considerations, comparison of methods and their normal operating conditions. Chacin (1994)
discussed the state of the art of the design of IGL methods, presented a simplified algorithm
for the calculation of the production rate, and a procedure to select the best IGL method,
according to his criteria - the one with the greater produced oil volume to gas injected volume
ratio. Brown described the advantages of IGL with chamber to reservoirs with low static head
and low productivity index, and provide a simplified procedure to estimate the average flow
pressure at the bottom of the well. Winkler and Camp (1956) applied the IGL with chamber to
reservoirs of low static head but high productivity index. Berdeja and Mariaco (1971)
discussed the principles that should be applied to the analysis of the IGL with chamber,
optimization of the method, and listed results of field cases. Acevedo and Cordero (1991)
presented field experiments showing an increase of oil production and decrease of gas
consumption. The present model for the IGL with chamber is inspired on Liao’s model (1991)
for the conventional IGL, but it includes several original elements, that make it quite different.
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2. IGL wiTH CHAMBER

2.1 The System Cycle and Parameters

Figure 1 illustrates the IGLC cycle and its stages. The motor valve controls the injection
of gas following a timer program. The gas-lift valve is set to open at a certain pressure in the
casing; at this point the chamber is already loaded with liquid. The gas pushes the liquid into
the tubing, and then elevates the liquid slug, leaving behind a film of liquid - the fall-back. At
some point, the motor valve is closed. The slug is produced at the surface, and after that, the
gas is produced also, dragging the liquid film and droplets dispersed in the gas. The gas-lift
valve closes, and the decompression of the tubing begins. Finally, the reservoir pressure feeds
the bottom of the well, reloading the chamber for the next cycle.

ol gas

5 gas

well casing —| liguid
slug

] licquici
production gas-lift — fim

tubing

packer
CHAMBER
packer

RESERVOIR
OolL

il g

Transfer Elevation Production Decompression  Loading

_-Fi@ re 1 - The C_ybleTaf the Intermittent Gas-Lift with Chamber.

The main parameters of the system are shown in Table 2, with their values for the typical
case used in the present simulation. The following operating parameters were used to find the
optimum economic rate of produced oil volume to gas injected volume: V,, - injected volume
per cycle; [, - initial length of the liquid slug. Besides, the values of the reservoir static
pressure P, and reservoir productivity index PI were varied to study the suitability of the IGL.

Table 2: System Parameters for the Simulation of the Typical Case.
H, welldepth 1500 m{ P., well-head pressure 0.7 MPa Yo oil sp. gravity : 0.825
D, casing diameter 512in| P, compressor pressure 7.0 MPa | vy, watersp. gravity ' 1.07
D, tubing diameter 2 3/81in T.  surface temperature 27°C 5, eas rel. density * 0.7
H,, tube orifice depth 1480 m || o« temperature gradient 0.031 K/m @, water volume fraction 50 %

! at standard conditions, relative to standard water.
2 s . .
“ at standard conditions, relative to standard air.
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2.2 The System Model

Table 3 shows the basic equations used in the simulation of the IGLC. The equations are
derived from fundamental mass and momentum balances applied to subsystems of the IGLC
(Santos, 1997). Table 4 summarizes the closure equations. For each stage of the cycle, a
system of non-linear differential equations (Eq. 1) was formed following the prescription in
Table 5. The systems were solved with a commercial software of mathematical tools.

Z .n=1.meq (1)
Table 3: Basic Equations for the Intermittent Gas-Lift with Chamber.
d§_¢- dV; A Ag N
Vr d: = pg.\'c'(FgEQgi — ngqg.,} (bl) (HJ = Hg)? - (1 _;"')V,f *’A_;Vg;
Ll i ¥ g(H, -H,)+
B.‘Z = ‘PL‘I exp(Hgv IX) (b2) Py *
_ f"’fﬂf_iﬂ::o (b10)
dPges  d ! D
A.,,h.,,-ﬂ+—(ﬁ AH, )= '
= di v ETETE
Pose(Fotier = Fipln) ®3) | Po= R+ pstHy -H) (b11)
d— -
Adi _(pgch(hch = hg }) = pg.\'ngvqgv (b31) dvf D dy fg Pgt 2 Hg
i G, Y e TR o L i N Rt B S
dt A, o + 2m( v, % B o i)
_ Vv, H Lo D A PamPu oy o (b2
Py ~Pa = Sy -+ Pty (b4) i e R (b12)
- d -
Pc‘3 i PD = pgrhg(ch'h) (b41) E(( Ach + Ag)hfr) = E‘Qr + Ff‘?f (b13)
e T (bS) By By =pigh, (b14)
t
ViA4, — Vo dp =4, (bl5)
Py =By +pi8(H, - Hy) (b6) P
AV — AV = AV, (b7) hdvgr_(ﬁx;‘P)JrféL_gh -0
A g gt o R e " o ! 2 D, @
dh, (b8) (bl6.1)
—— =1l < H,:v50}
dt h,ﬁ+v,—A-‘i 7 Ao |42 |-
dt A, A, A,
dh, 5
—£ = {h, < Hj:v 0} (b9) (F, —33)_'_ -f;_h_r+ hiaD (b16.2)
dt —p Ji 2D en
[ !
dh,
d__{h‘g)O:_vgf:o} (bg.l)
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Table 3 (continued) s

Variables Indexes
A flow area f friction factor | ¢ casing p produced el casing at inj-valve
F flow switch h  height eh chamber r  reservoir ¢2 casing at gl-valve
H code variable ¢ std.flowrate |5 bottom s surface ¢3 chamber at gl-valve
P codevariable ¢ time / film sc std. condition ¢4 ch. gas-liq. contact
P pressure v velocity g gas ¢ tubing 1 tubing orifice
T temperature vy film thickness | # head v gas-lift valve 2 gas-slug contact
V' volume p density i injection valve w well 3 tubing at slug-top
Z real gas factor ! liquid s tub. atsurface 4 liquid column top

Table 4: Closure Equations for the Intermittent Gas-Lift with Chamber.
Pr = Ri(Y 457 s PsPyy) (c]) = Qi(F, Pyi» T458,) (c8) | 4, =nD? /4 (c17)
Pe= BB, I RZT, (c2) qu = 0P, Fi3T2.8,)  (€9) | 4, =n(D, -2y)* /4 (c18)
Pec =(Pge1 +Pge2) /2 (€3) | Ggp = VgAdePusis ! Pysc (c10) | A, =4,-4, (c19)
Pocsa =(Pges +Pgea) /2 (€3.1) | g =4, (i) | v, = H(D? -D})mn/4 (c20)
EgCSS :(pgc3+pg,,)f2 (€3.2) | gz =V, 4y (€12) | Vg ={Vgou s V5305V, } (c21)
ot = WPerts Pertss Pgrds ) (c4) | 95 =097(P1s1;,D;,8.7) €13) | vp—v,=a-vy =V, (c22)
Perts = (Pt +Pgy) /2 (5) | 9y =445:9pm} (c14) | v, =bygD, (c23)
Peras = (Pgra +Pgs) /2 (c6) | 9, =Q (P, F.PI) (c15) | e=1{0:ey} (c24)
A=R,ZT./gd, €7 | F,={0;1y , F.=1-F, (c16)| ewp =kyu-vi/2 (c25)
g=98m/s R, = 286.6 Pa.m/kg.K a = 0025 b =035 k., =06
Table 5: Description of Equation Set for Each Stage of the IGLC Cycle.
Injection (injection valve opens: F, = 1) Decompression II (gas-lift valve closes:F,, = 0)
set [b1,b2] set [b3,b4,b4.1,b5,b66,b12,b13,b14]

with Fu=1, Fr. = 0. with Fi. =0, F,= 1, F. =0, _—!F; 0,

Transfer (gas-lift valve opens: F,, = 1) Py= P, Pg=Pus, Ho= H-hy, He= H,-hy,

set [b1,b2,b3.1,b4.1,b6,b8,b9.1,b11,b15.b16.1,b16.2] chh Pec3» Pg; pgm s Ve = 0.5V, gr=gs.

with F=1, Fu=1, Pe=Ps, Po=Py, Hi=hy,
H_ﬂ‘ﬁ = h{.‘h _h

Elevation (chamber unloaded: 4, = 0)

set [b1,b2,b3,b4,b4.1,b5.b6,b7,b8,69,b10,b11]
with Fu=1,Fo.=1,F,=0F,=1,P,=P,, Psg=P,,
Pe=Pa, Pp= Py, Hy = hy, He= he, Hi= hyy Hyon = hea,
pgc:ij E] pg; = pg;] s Ve = Vo, gr=4gp, €= 0.

Production (slug reaches the surface: 1, = H,))
set [b1,b2,b3,b4,b4.1,b5,b6,b7.69,b10]
W.lt.thi= 1, ng= ]., Fm=0, F.= 1, P,4=Pr]., P5=P;2,
Pc = P,.-,a,, Pp = P“*. Hz = .”Jg, Hf——— }fg, H,f = Hr:, 4= 4,
Heer = heny Pgen = = Pgr1 s Ver = Vi €= .

Decompression I (gas reaches the surface: 4, = H,))
set [b1,b2,b3,b4,b4.1,b5,b6,b12]
w1thFH¢ {1:0}, Fa=1,Fp=1,F,=1,P,=P,,
=P Po=Py, H = H,, Hf- H,, Hgm = Rop,

= 53035 » ng =0.5vy, qr= qs-

pgf.h pgl. 34> Ver = Vieeh -

pgfh

pgc‘35 ' pg:

pgfh = pg!' Iy s Vo

Decompression III (film flow reverses: v, =
set [b3,b4,b4.1,b5,b6,b13,b14]

0)

with Fo=0, Fy,= 1, F,=0, F.=1,F=1,
PA = PM. PB‘ = Phih H Hn' hh, }'I,r .r.f-.
ﬁgcﬁ = Pge3s 5_-;: pg.uls s Ve =0.5Ve,, gr=gp.

Loading (gas pressure relieved: v, = 0)
set [b5,b6,b11,b13,b14]

F,=0, F, =1,F=1,

PC = Pr4, H,= h.fr, Hf= Hu, qr=gm-

Cycle restarts (system reloaded: A, = I A/(A+Au)

* loop back *
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3. SIMULATION, OPTIMIZATION AND SELECTION

3.1 Simulation

Figure 2 shows examples of the simulation output for the typical system described in
Table 2, with a reservoir pressure P, = 8.35 MPa and a productivity index PI = 10 m*/d.MPa;
this pressure corresponds to a ratio of static head to well depth &,/ H,, = 0.6. The gas-lift valve
has a seat diameter d,, = 0.5 in. The operating parameters, mentioned in section 2.1, are
represented by the non-dimensional duo { [,/ A, , V,/ V., }, defined as:

e [,/ hy, ratio of the initial length of the liquid slug to the reservoir static head;

oV, /| V., ratio of the gas volume injected per cycle to the reference volume.

The reference volume is the required volume calculated by Liao’s formula. For the case
shown below, the operating parameters are {0.1,0.8}.

_ A Unfortunately, accurate laboratory data
Casing pressure at the injection point

75 does not exist for the gas-lift with chamber.
' The order of magnitude of the production
S 70 gains, over the CGL and IGL, calculated in
S * \ the simulations are in the range that is
i; 65 E \\ observed in the field, to the best of the
} authors’ knowledge.
60 — : :
0 500 s 1000 1500 3.2 Optimization
Bon I Generally, maximum daily production
8 = does not coincide with maximum daily
6l \ profit, because the marginal increase in the
3 volume of liquid does not pay for the cost
2 4} \ of the required increase in the volume of
;’% ‘ \ injected gas. Therefore, the most economic
21 \,ﬂﬂ_ﬁf—-—* point of operation is taken up as the
0 : criterion of comparison among the different
0 500 1000 1500 IGL methods. Considering the current

(f . .
% market values, in Brazil, and all factors

Heights of slug top (h!) and bottom (hg) constant, but the volume of £as, the

[ economic condition adopted for an open
system is
§ 1000 ¢
< d
= 500 Hus _ 1000. 2)
L il
0 100 200 300 400 The economic point was found to be
t(s) {0.1,0.49} for the reservoir in case.

Further simulations yielded the
optimum operating point for the IGLC,
for the Typical Case. under various reservoir conditions (Pl and

P.), as shown in Table 6.

Figure 2 - Sample of the Simulator Output
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Each cell of Table 6 gives the daily liquid production Qp and daily gas consumption Q,, ,
with the parameter settings, for the economic point.

3.3 Selection !

Table 6: Economic Points of the
The present model was applied to the IGL with Chamber.
other IGL methods, accordingly to the hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
features of each design. The optimum Pr
operating point was determined for each (MPa) 23 2 " “
method, under different reservoir condition 0.2 4.4 7.1 13.5 24.6
(PIand P,). Then, the methpds_ were ranked 2.78 5]{;‘.';0 ;3‘;‘; 3238593 ;‘jii
following the economic criterion given by 0.4 9.6 17.8 329 54.8
Ea. 2. Th - Y 557 1435 2634 5272 8578
q. 2. The continuous gas-lift (CGL) was : S50 30,60 20.70 20.70
included in the analysis too. The result is 0.6 16.0 295 514 83.9
presented in Table 7, where the relative 38 § 29 i e e
position of the IGLC is emphasized in gray. 0.8 219 %00 688 109.0
3107 5447 8804 12620
. In some'of thf.: cases of Table 7, the 11.13 Tkt ek 10.60 10.60
differences in gain are not too large
(detailed data is found in Santos, 1997), Reading Key for the Table Cell
then other design and operational issues 0, (m¥/d)
. . . P
will determine which method to choose Q. (m/d)
(Clegg et al. 1993). If the selection criterion il by \ Vil Varey (%,%)
of maximum liquid production is adopted,
the ranking will be modified somewhat.
Table 7: Selection Rank for IGL Methods.
hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
4. CONCLUSION %
(MPa) 25 5 10 20
In 1993, gas-lift installations were in IGLC IGLC IGLC IGLC
operation in 53% of about 100,000 U.S.A. 0.2 e o o il
wells with 0,, > 1.5 m’/d; and accounted, 2.78 PL IGL PL PL
- ; IGL CGL CGL CGL
by far, for the majority of off-shore wel.ls T LG G T
(Clegg et al. 1993). Most of these gas-lift 0.4 IGLP IGLP IGLP IGLP
installations employed the CGL method. 5.57 gﬂ IEIE E‘t EI}
Although few public data is available, it is CGL CGL CGL CGL
certain that gas-lift is largely used in Brazil IGLG IGLC IGLC IGLC
] 0.6 IGLP IGLP IGL IGL
also. Therefore, the importance of proper pirs IGL IGL IGLP IGLP
selection and optimization is very : - L o o
significant. The design engineer needs the IGLC IGLC IGLC 1GL
hard numbers of computational models to 0.8 '%_P '%LP rngi? 'g‘éf
estimate the economic potential of the 1113} caL caL CaL IGLP
various design options. The present work PL i i
provides a useful tool for the task of Fonend
comparmg lgtermaent gas—hft mEthOdS_ -a CGL continuous gas-lit ~ IGLC igl with chamber
consistent model for all known IGL designs IGL  intermittent gas-ift ~ PL  pig-it
(Santos et al., 1997). IGLP - ighwith plunger
7
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The tables shown here can aid as ballpark assessment of the methods suitability, and
optimum settings of the operating parameters. The model can also be used to study the effect
of the system variables on the performance of a particular system (Santos, 1997). The model
can also be coupled to selection criteria others than the one adopted here.

In general, this work determined that the IGLC performs very well for all the reservoirs
studied, with the advantage that its performance does not degrade too much, comparatively to
the other methods, as the reservoir pressure decreases. The pressure depletion will occur along
the life of the reservoir, therefore, the IGLC would be a good long term choice. The IGLC
fares better than its competitors because its liquid production compensates its gas
consumption, even when the gas input is greater than that of the other methods, specially the
CGL. The installation of the IGLC is very similar to the IGL; at the same time the IGLC
produces more liquid and is more economic than the IGL.

Carefully controlled experimental work, with large scale fully instrumented apparatus,
and more accurate and reliable field data are needed to improve the simulator model.
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Abstract

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not enough to sustain the flow of
oil in the well up to the surface with satisfactory economic return. The gas-lift is a widely used method of
artificial lift; in some cases, the continuous gas-lift (CGL) is not efficient, and one must implement the
intermittent gas-lift (IGL), for which there are different design options. There are some empirical and
questionable rules of thumb to choose between the CGL and IGL, but almost no material exists in the literature
for the selection among the different intermittent gas-lift designs; furthermore, there are no published models or
studies of their dynamics to help in the selection and design of IGL systems. This work presents a model to study
the CONVENTIONAL IGL. The IGL works in cycles, and each cycle is made of stages that follow transient flow
processes. Vertical two-phase flow occurs in the well. This paper presents sample results for typical conditions of
the petroleum reservoir, and for variations of the operational parameters. This work can aid the engineer in the
determination of the optimum values of the operational parameters, and in the choice of the IGL design for
particular field conditions.

Keywords

petroleum, artificial lift, gas-lift, computer simulation, production optimization.

1. INTRODUCTION

Artificial lift is used in petroleum production when the energy of the reservoir is not
enough to sustain the flow of oil in the well up to the surface with satisfactory economic
return. Selection of the proper artificial-lift method is critical to the long term profitability of
the oil well; a poor choice will lead to low production and high operating costs. In practice,
after a decision has been made, it is rarely reviewed, later on, to determine whether it really
was and still is the best choice for the existing conditions. Besides, changing the system
implies additional costs, and also that the wrong decision was made in the first place; and so,
once a method Is chosen, it usually stays in place. This situation stresses the importance of the
correct choice. However, proper selection of the best method still is based on past experience,
strong opinions, familiarity of operating personnel with the equipment, preferences of
company experts that favor some method, and unsubstantiated technical myths. There is a
strong need for reliable procedures of selection and design.

Gas-lift is a widely used method of artificial lift, where gas is injected at the bottom of the
well providing energy to the flow. In some instances, the continuous injection of gas, named
continuous gas-lift (CGL), is not efficient, and the intermittent (periodical) injection of gas,
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named intermittent gas-lift (IGL), becomes the more economical alternative. Different design
options are available to implement the IGL: conventional IGL, IGL with plunger, IGL with
chamber, pig-lift. There are some empirical, though questionable, rules of thumb to choose
between the CGL and IGL (Table 1), but almost no material exists in the literature for the
selection among the different IGL designs. Furthermore, there are no public models or studies
of the dynamics of the IGL process cycles, that are consistent for all designs (there may be
computer codes that are property of private or government companies, and that were
developed for one design only). The engineer needs a computer simulator to determine the
performance of the various designs, under certain field conditions, to tune the operational
parameters to their optimum values, and to choose the best IGL method.

This paper introduces a computer model to simulate the conventional IGL; models for the
other IGL methods are presented in other articles of the same authors (Santos et al., 1997).
The IGL works in cycles, and each cycle is made of stages that follow transient flow
processes. Vertical two-phase flow of oil and gas occurs in the well. The computer simulation
employs sets of time-dependent differential equations that govern the various phases of the
IGL cycle. Sample results are presented for typical conditions of the petroleum reservoir, and
for optimization of the operational parameters. The performances of the different IGL designs

are compared on the basis of an economic criterion - with each design operating at its
optimum point.

Table 1: Practical Criteria for Selection of Continuous (CGL) and
Intermittent (IGL) Gas-Lift.

Productivity Index ( PI - m*d.MPa )
Static Head ( h,/ H,,) high ( 220) medium ( 5to 20) low (<5)
high ( 20.7 ) CGL CGL/IGL IGL
medium ( 0.4 to0 0.7 ) CGL /IGL CGL/IGL IGL
low(<04) IGL IGL IGL

1.1 Literature Review

Clegg et al. (1993) presented an extensive overview of artificial lift design
considerations, comparison of methods and their normal operating conditions. Chacin (1994)
discussed the state of the art of the design of IGL methods, presented a simplified algorithm
for the calculation of the production rate, and a procedure to select the best IGL method -
according to his criteria, the one with the greater ratio of produced oil volume to gas injected
volume. Brown and Jessen (1962), Brill er al. (1967), and Neely et al. (1974) did some
experimental work on specific field installations of conventional IGL, establishing empirical
rules for the setting of the operational parameters. Although they provide useful guidelines,
those rules lack in generality. White er al. (1963) developed the first simple mathematical
relationships for the method and did experiments on laboratory installations; Machado (1988)
developed a mechanistic model coupling physical principles and empirical correlations to
calculate some variables of the system; Liao (1991) obtained theoretical results that showed
good agreement with Brow, Brill and Neely. Although the present model is inspired on Liao’s
work, it includes several original elements that make it quite different and complete, such as
the liquid film and the fall-back.
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2. CONVENTIONAL IGL -

2.1 The System Cycle and Parameters

Figure 1 illustrates the conventional IGL cycle and its stages. The motor valve controls
the injection of gas following a timer program. The gas-lift valve is set to open at a certain
pressure in the casing; at this point the tubing is already loaded with a column of liquid. The
gas elevates the liquid slug, leaving behind a film of liquid - the fall-back. At some point, the
motor valve is closed. The slug is produced at the surface, and after that, the gas is produced
also; some liquid is produced by the dragging of the liquid film and droplets dispersed in the
gas. The gas-lift valve closes, and the decompression of the tubing begins. Finally, the
reservoir pressure feeds the bottom of the well, reloading the system for the next cycle.

maxor oil gas

=] valve o =

well casing —

production
tubing

packer

Injection Elevation Production Decompression  Loading

Figure 1 - The Conventional Intermittent Gas-Lift Cycle.

The main parameters of the system are shown in Table 2, with their values for the typical
case used in the present simulation. The following operating parameters were used to find the
optimum economic daily rate of produced oil volume to gas injected volume: ¥, - injected
volume per cycle; [, - initial length of the liquid slug; P,, - casing pressure to open the gas-lift
valve. Besides, the values of the reservoir static pressure P, and reservoir productivity index
PI were varied to study the suitability of the IGL.

Table 2: System Parameters for the Simulation of the Typical Case.
H, welldepth 1500 m || P,, well-head pressure 0.7 MPa Yo oil sp. gravity ¢ 0.825
D, casing diameter 512in| P,  compressor pressure 7.0 MPa ¥, ~watersp. gravity ! 1.07
D,  tubing diameter 238in| 7, surface temperature 27°C| 5, sasrel. density” 0.7
H,, depthofgl-valve 1480 m || o temperature gradient 0.031 K/m || ¢, water volume fraction 50 %

! at standard conditions, relative to standard water.
? at standard conditions, relative to standard air.
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2.2 The System Model

Table 3 shows the basic equations used in the simulation of the conventional IGL. The
equations are derived from fundamental mass and momentum balances applied to subsystems
of the IGL (more details are found in Santos, 1997). Table 4 summarizes the closure
equations. For each stage of the cycle, a system of non-linear differential equations (Eq. 1)
was formed following the prescription in Table 5. The systems were solved with the aid of a
commercial software of mathematical tools.

mvar dx
—L = ,n=1.me 1
E & i dt B, q ( )
Table 3: Basic Equations for the Conventional Intermittent Gas-Lift.
dﬁgc d\’; 2 g2 g 2
¢ =pg§‘c(ﬁ;’fqgi _ngng) (bl) (H!_-Hg)_+vf -(1—'—-—)Vf—'—-“*\’g! 22
dt dt ; ,
12 C -
Py = Py exp(H,, /%) (b2) o TEH =H)w
2H,-H
d %L —E4e=0 (b10)
:;,;(pgr AgHg) = pg.\'c(Fg\'q_gv T ng(fgp) (b3) f
5 Pe = Py +pes@(Hg, —H)) (bll1)
- WMy
PA -Py =fgrpgtTTD_+pg.rgHg (b4)
3 dvl
Af| ——+g |+
dA TLdt
!
H,—~=Fq, - b5 =
A o o f, & SBus By
2n( vy ot -
2 Tdt 8 p H.,
Py =Fi+p8(H, - Hy,) (b6) fi i-n*‘—DL~ A P, - P, B (b12)
4. - 2 Hg\' P
AV = AV = AV, (b7)
dh _::_(Aghfr) =Fg, + Frgy (b13)
== {hy < Hyp: 30} (b8) ®
By — By =ph, (bl14)
dh
—dri = {h, < H,,: v, ;0} (b9)
Variables Indexes
A flow area S friction factor | ¢ casing p produced cl casing at inj-valve
F flow switch h  height b  bottom r  reservoir ¢2 casing at gl-valve
H code variable ¢ std. flowrate | film s surface 11 tubing at gl-valve
P code variable ¢ time g gas se std. condition 2 gas-slug contact
P pressure v velocity h  head t tubing 3 tubing at slug-top
T temperature vy filmthickness | i injection valve v gas-liftvalve 4 liquid column top
V' volume p density 1 liquid w  well s tubing at surface
Z real gas factor
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Table 4: Closure Equations for the Conventional Intermittent Gas-Lift.
Pr = Ri(Y 0¥ s @ Pyy) (cl) = 0.(Py, By, T1,8,) (c8) | 4, =nD?/4 (c17)
Pge =P8,/ RZ.T, (c2) qgv = Qv(PmP,.,?Lz-S ) (9| 4, =n(D,-2y)* /4 (c18)
Py = (Pgct +Pgc2) /2 (63) | Qo =" 5laPsi{ Pose (c10) Ay = A, — A, (c19)
Pt = {Pgri Paris Peras} (c4) | g =vi4, (1) | v, =H, (D} -D})n/4 (c20)
Petts = (Pgr1 +Pyi) /2 (c5) | g5 =v,4; (€12) | vy ={vj;05v,} (c21)
Pgras =(Pgra +Pgy) /2 (c6) | 9 =0Qr (P11, D;,8.7) (€l3) | Vi—Vi=a-V; =V, (c22)
A=R,Z.I./gd, €D | g, ={q5:9p) (c14) | v,, =b,eD, (c23)
4, = Q,(Py, P, PI) (cl5) | e=1{0;e} (c24)
F ={0;1} , F.=1-F, (cl6)| e, =k, v} /2 (c25)
g=98m/s’ a=0.025 Ky = 0.6
R, = 286.6 Pa.m/kg.K b =035

Table 5: Description of Equation Set for Each Stage of the IGL Cycle.
Stage Initial Event Equations
Injection injection valve opens: [bl,b2]
Fua=1 with F,=1, F.=0.
Elevation gas-lift valve opens: {b1,b2,b3,b4,b5,b6,b7,b8,b9,b10,b11]
Fo=1 with Fu=1,Fn=1, Fp=0,F. =1,
P,=P, Py=Py, Pc=Ps, Hy=hy, Hy= he, Hi= hy,
p = pgrl Vo =Vu gr=(qr, €= 0.
Production liquid slug reaches the [bl1,b2,b3,b4,b5,b6,b7,b9,b10]

surface line: h; = H,,

with Fu=1, Fp=1, Fp=0, F. =1,
Py=Py, Ps=Pp, Pc=

5g.r = pg!l s Voo = Ve 1= gfss € = o

Ph\'{ th Hfzhg,H.i:Hﬂw

Decompression 1

gas reaches the surface
line: h, = H,,

[b1,b2,b3,b4,b5.b6,b12]

with Fyy= {150}, Fo=1, Fp=1,F,=1,
PJ‘PJI\ PB" uth Hg'nHI H BV
p‘gll\1 OSVH,,Q; qs-

Decompression II

gas-lift valve closes:
Fo=0

[b3.b4,b5,b6,b12,b13.b14]

with F=0, Fy =1, F,=0,F. =1, F;=0,
Pi=Pu, Ps=Pus Ho= Ho-hy, Hy= Hohyr,
P pg:dsv\"xr 0.5V, gr= g

Decompression III

liquid film flow reverses
to the bottom:
vi=0

[b3,b4,b5,b6,b13,b14]

with Fo=0, Fy= 1, F,=0, F.=1, Fy=1,
P,=Pua, Py= P, Hy= Ho-hy, Hi= Hy,
Eg.r - 53!4.»‘ s Vo =0.5Vgs, ¢/=gp.

Loading

gas pressure relieved:
Vi, =0

[b5.b6,b11,b13,b14]

F.=0, F, =1,Fy=1,Pc=Pu Hi=h,, H=H,

By q.f

qb

Cycle restarts

liquid slug reloaded:
h.’( = [u'
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3. SIMULATION, OPTIMIZATION AND SELECTION
3.1 Simulation

Figure 2 shows examples of the simulation output for the typical system described in
Table 2, with a reservoir pressure P, = 8.35 MPa and a productivity index PI = 10 m’/d.MPa;
this pressure corresponds to a ratio of static head to well depth A,/ H, = 0.6. The gas-lift valve
has a seat diameter d,, = 0.5 in. The operating parameters, mentioned in section 2.1, are
represented by the non-dimensional trio { [,/ h, , P,/ P, , Vo / Vo }, defined as:

e [,/ hy, ratio of the initial length of the liquid slug to the reservoir static head;

e P,/ P, ,ratio of tubing pressure to casing pressure to open the gas-lift valve;

o V,./ V.., ratio of the gas volume injected per cycle to the reference volume.

The reference volume is the required volume calculated by Liao’s formula. For the case
shown below, the operating parameters are {0.5,0.7,0.8}.

Cai i The simulator was also run against
te t t N . .
65 o roone TTC TP Liao’s computations (Table 6), which were

‘ tuned to the data of Brown, Brill and Neely.
5 60 [/ i
S | | Table 6: Comparison of Liao’s Model
$ 55 | X ‘ with the Present Model.
| Variable Liao’s | Present
50 , , . Model | Model
‘ volume of liquid slug reaching 0.309 0.299
0 500 ;) 1000 1500 the surface (m’)
time for elevation (s) 275 289
average bottom-hole flowing 34 38
Bottom-hole pressure pressure (MPa)
(o (I S
l. |
& 0 m 1 foun2
g \ - 3.2 Optimization
z 4! '\\ e ‘
] 1 \ 5 . ”
£ 5 } \/ Generally, maximum daily production
I | does not coincide with maximum daily
0 b + | . . .
because the marginal increase in the
0 500, 1000 1500 pHOLE, Hewuse! g
: volume of liquid does not pay for the cost
o of the required increase in the volume of
5l Hsighis o sug iR and bontonthis injected gas. Therefore, the most economic
f point of operation is taken up as the
| i : .
— criterion of comparison among the different
& r | IGL methods. Considering the current
& [ I market values, in Brazil, and all factors
X 0 { _ -. constant, but the volume of gas, the
{ ' economic condition adopted for an open
0 — : ' system is
0 100 200 300 400
1(s)
d
_ s _ 1000 )
Figure 2 - Sample of the Simulator Output dQ;

for the Typical Case.
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The economic point was found to be {0.3,0.7,0.5} for the reservoir in case. Further
simulations yielded the optimum operating point for the conventional IGL, under various
reservoir conditions (PI and P,), as shown in Table 7.

Each cell of Table 7 gives the daily

liquid production @, and daily gas Table 7: Economic Points of the
consumption Q, , with the parameter Conventional IGL.
settings, for the economic point. hs/Hw PI ( m*/d.MPa)
Pr
3.3 Selection (MPa) 2 i 1 20
0.2 2.2 44 8.4 16.9
. 965 1750 2500 5312
The present model was E{pplled to the 298 wsinni | wome | saomsn | abiess k
other IGL methods, accordingly to the 0.4 8.6 14.8 276 42.5 o
: : 2518 3032 4886 6328
features of each design. The optimum 337 b 307041 | 407041 | a07050 | s0.70.50
operating point was determined for each 0.6 14.0 259 48.0 80.0
. . " 22 4136 6773 11469
method, under different reservoir condition 8.35 Sdcki | ki | aboeso .} 90knss
(PI and P,). Then, the methods were ranked 0.8 194 36.8 67.9 106.0
: b Rt : 2726 4705 8539 9868
following the economic criterion given by 13N sidoar | somom. | somos | sa04
Eq. 2. The continuous gas-lift (CGL) was
included in the analysis too. The result is Reading Key for the Table Cell
presented in Table 8, where the relative 0, (mY/d)
position of the conventional IGL is Op (m¥/d)
emphasized in gray. Lil B, P! Py Vil Vrer (%,%,%)

In some of the cases of Table 8, the {
differences in gain are not too large _ %
(detailed data is found in Santos, 1997), Table 8: Selection Rank for IGL Methods.
then other design and operational issues hs/Hw PI ( m"/d.MPa)
will determine which method to choose Pr i " o -

(Clegg et al. 1993). If the selection criterion (MPa) )

of maximum liquid production is adopted, IGLC IGLC IGLC IGLC
. . . 02 IGLP IGLP IGLP IGLP
the ranking will be modified somewhat. . L PL 1GL IGL

X .
: PL IGL PL PL
IGL CGL CGL CGL
4. CONCLUSION iGLC IGLC IGLC IGLC
0.4 IGLP IGLP IGLP IGLP
2% b - . y P L IGL

In 1993, gas-lift installations were in 5.57 lGli. ﬁ' lg,_ EL
operation in 53% of about 100,000 U.S.A. l%?{li ;%f!é I((:E?_IC-: gi‘(-:
wells with Q,;, > 1..5 m’/d; and accounted, 6.6 IGLP IGLP 1GL IGL
by far, for the majority of off-shore wells 8.35 (l%_ ('%L '(%E I%If.P
(Clegg et al. 1993). Most of these gas-lift PL PL PL CGL *
installations employed the CGL method. 1GLg llgtg i%f |EGL|_C
Although few pu_blic data is available, it is 0.8 %L IGL GLP caL
certain that gas-lift is largely used in Brazil 11.13 CpCli_l- CPGLL CPGLL IGLP
also. Therefore, the importance of proper
selection and optimization is very Legend
significant. CGL continuous gas-ift ~ IGLC  igl with chamber

IGL  intermittent gas-lift PL  pigHift
IGLP igl with plunger

The engineer needs computational models to estimate the economic potential of the
various design options. The present work provides a useful tool for the task of comparing
intermittent gas-lift methods - a consistent model for all known IGL designs (see also Santos
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et al., 1997). The tables shown here can aid as ballpark assessment of the methods suitability,
and optimum settings of the operating parameters. The model can be used to study the effect
of the system variables on the performance of a particular system (Santos, 1997). The model
can also be coupled to selection criteria others than the one adopted here.

In general, the conventional IGL performs reasonably well, ranging from average to best
economic performance, usually outdoing the CGL. Although the conventional IGL is not
always the best among the IGL methods, it may still be selected due to its simplicity and
reliability, specially when the gains offered by the other methods are only marginal.

Carefully controlled experimental work, with large scale fully instrumented apparatus,
and more accurate and reliable field data are needed to improve the simulator model.
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ELECTRICAL CURRENT IN PETROLEUM RECOVERY

ROSANE OLIVEIRA MOTA

PETROBRAS - E&P-BA, Av. Antonio Carlos Magalhdes, 1113, Sala 433

CEP.: 41856-900 Salvador, BA, Brasil - E-mail: rosane@ep-ba.petrobras.com.br
EUCLIDES J. BONET & OSVAIR V. TREVISAN

Departamento de Engenharia de Petréleo, Faculdade de Engenharia Mecanica - UNICAMP - Caixa Postal 6052
CEP.: 13081-970 - Campinas, SP, Brasil - E-mail: trevisan@columbia.dep.fem.unicamp.br

Abstract

The aim of this work was to investigate the effects of applying a direct electrical field and to measure its
significance in oil recovery through electro-osmosis and/or physical-chemical modifications on clay structure
due to the electrochemical treatment.A series of laboratory experiments was conducted with linear porous
media saturated with oil and water.Values for the coefficient of electro-osmotic permeability for porous media
in different water saturation stages are also presented.Results are presented as graphics such as oil recovery
curves, relative permeability curves and production water-oil ratio curves.In the results, it may be noted the
beneficial effect of the electrical current in additional oil recovery and in the production water-oil ratio
reduction.

Palavras-Chave
Electro-osmosis, Oil Recovery, Direct Current

1. INTRODUCAOQO

A producdo convencional de petrdleo envolve basicamente o fluxo de matéria (6leo, dgua,
gas natural, ions, solidos em suspensdo) através do meio poroso que a armazena (as rochas-
reservatorio).

Devido aos efeitos de superficie causados pela caracteristica de ndo-miscibilidade entre os
hidrocarbonetos e a fase aquosa, e a heterogeneidade das rochas sedimentares, a eficiéncia da
recuperagdo convencional ¢ em geral muito baixa, situando-se em média na faixa de 20 a 30%
do dleo "in place".

Indicagdes de melhoria na produgdo de petroleo e alteragoes fisico-quimicas das reagdes
fluido-fluido e fluidos-rochas sob aplicagio de métodos elétricos tém motivado o
desenvolvimento de pesquisas na area.
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Entre os efeitos resultantes da aplicagdo de campo elétrico, abordados na literatura, sdo
destacados os efeitos eletrocinéticos, os efeitos eletroquimicos, os efeitos de aquecimento, e os
efeitos eletro-hidrodinamicos.

Casagrande (1995) foi o pioneiro na aplicagio da eletro-osmose em engenharia, para
secagem e estabilizagdo de taludes. Em seus calculos, ele considerou o coeficiente eletro-
osmotica (k.), dado em cn/s por volt/cm.

Apo0s relativamente pouca atengdo aos escoamentos acoplados em solos por alguns anos,
recentemente houve um renovado interesse no assunto devido a novos problemas e aplicagdes.
Esses incluem o transporte de contaminantes no solo, a limpeza e despolui¢do de solos e de
aqiiiferos, ¢ a medi¢do de propriedades de solo “in situ”, conforme Bruell, Segall e
Walsh(1992) ¢ Hamed e Acar(1991).

A aplicacdo de corrente elétrica visando a melhoria na recuperagdo de petréleo tem sido
objeto de algumas patentes e as investigagdes tém enfatizado apenas efeitos de aquecimento
do meio poroso com conseqiiente redugdo de viscosidade do oleo. Entretanto, ha indicagdes
da existéncia de outros efeitos, além do aquecimento. Amba(1963) e Amba & Chilingar &
Beeson(1964) foram os primeiros pesquisadores a publicar resultados de testes laboratorias na
area. Mais recentemente, Aggour & Munhammadain(1992) obtiveram resultados positivos em
laboratorio sobre o efeito do gradiente de potencial elétrico na recuperagdo de petrdleo,
produgdo de agua, e razdo agua-oleo durante injegdo de agua.

Este trabalho tem como objetivo investigar os efeitos da aplicagdo de campos elétricos
sobre 0 escoamento e sua importancia na recuperagdo de petrdleo, verificando a ocorréncia de
eletro-osmose e/ou alteragdo na estrutura das argilas devido ao tratamento eletroquimico, em
uma série de experimentos laboratorias em meios porosos lineares saturados com dleo e agua.

2. FUNDAMENTOS TEORICOS

Num meio poroso, Mitchell (1991) mostra que podem ser identificados 4 tipos de
escoamentos diretos, cujos fluxos sdo causados por um gradiente da mesma natureza. Sao eles
os escoamentos hidraulico, elétrico, térmico e quimico. Estes escoamentos sdo regidos pelas
leis fenomenologicas de Darcy, Ohm, Fourier e Fick, respectivamente. Estas leis podem ser
genericamente expressas como:

Além dos escoamentos diretos, nos meios porosos podem ocorrer escoamentos
acoplados. Um escoamento acoplado ¢ um escoamento de uma natureza, tal como hidraulico,
por exemplo, causado por um gradiente de outra natureza, como por exemplo, o gradiente
elétrico. A Tabela 1 apresenta os tipos de escoamentos acoplados que podem ocorrer segundo
esse conceito, e suas denominagdes usuais.

Tabela 1. Escoamentos acoplados.

FLUXO GRADIENTE X
J PRESSAO TEMPERATURA | POTENCIAL | CONCENTRACAO
HIDRAULICA ELETRICO QUIMICA
FLUIDO lei de Darcy Termo-osmose eletro-osmose osmose quimica
CALOR troca isotérmica de calor Lei de Fourier efeito Peltier efeito Dufour
ELETRONS potencial de corrente Efeito Thompson lei de Ohm potencial de membrana
IONS potencial de corrente Efeito Soret eletroforese lei de Fick

-
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O fenémeno do escoamento acoplado pode ser genericamente expresso como:

1g = Lij . Xj (2)

onde os termos Ljj sdo chamados coeficientes de acoplamento e sdo propriedades
caracteristicas de cada escoamento, dependendo dos tipos de materiais envolvidos. O primeiro
subscrito indica o tipo de escoamento € o segundo, o tipo de for¢a motriz.

O escoamento hidraulico que ocorre devido a aplicagdo de um gradiente de potencial
elétrico através de um meio poroso saturado com uma solugdo eletrolitica resulta do
movimento de cétions em diregdo ao polo negativo, ou catodo. Isto porque, nos capilares,
ocorre um excesso de cations para neutralizar as cargas negativas das superficies solidas (grdos
dos solos e reservatorios de petroleo, por exemplo). Ao migrarem para o catodo, esses cations
conduzem moléculas de agua por arraste viscoso, causando o escoamento hidrdulico. Os
anions também arrastam agua com eles, porém em propor¢do muito menor do que o fluxo para
o catodo; logo, o escoamento resultante no sentido de catodo é maior.

Sendo a eletro-osmose um escoamento acoplado, pode ser descrita por uma expressao na
forma da equagdo (1). Em um caso geral, pode haver escoamentos hidraulico, quimico, elétrico
e térmico. Os fluxos quimicos podem ser subdivididos de acordo com espécies particulares
presentes. Conforme discutido anteriormente, cada tipo de fluxo pode apresentar contribuigdes
causadas por gradientes de outro tipo, com sua importancia relativa dependendo dos valores
de Ljj e Xj ; dai, a descrigdo completa e precisa de todos os fluxos ser uma tarefa
extremamente complexa. Entretanto, em muitos casos, podem ser de interesse apenas fluxos de
um ou dois tipos, alguns gradientes podem ndo existir, e/ou alguns dos coeficientes de
acoplamento podem ser conhecidos ou ter pouca importancia. A matriz de fluxos e forgas fica
entdo significativamente reduzida e a determinagdo dos coeficientes ¢ simplificada. Tomando
apenas o fluxo de fluido:

qw=Lyyg V(-PH)+Lyg V(-E)+Lyc V(-O) (3)

Na condigao de auséncia de gradientes hidraulico, quimico ou térmico, o fenémeno pode
ser representado por:

qh = Lye Xe 4)
Na pratica, essa relagdo é usualmente apresentada como:

q=vA=ke-A—f-A 5)

O coeficiente de permeabilidade eletro-osmotica k. €, entdo, uma propriedade dos meios
porosos que indica a velocidade de escoamento hidraulico sob um gradiente elétrico unitario,
de modo analogo a condutividade hidraulica, que ¢ a velocidade de escoamento hidraulico sob
um gradiente hidraulico unitario, expressa pela lei de Darcy .

A medi¢do de k. pode ser feita pela determinagdo da vazdo da agua atraves de uma
amostra de meio poroso de comprimento e area de se¢do transversal conhecidas, sob a ag¢do de
um gradiente elétrico conhecido e gradiente hidraulico nulo. Segundo Mitchell (1991), os
valores encontrados para k, situam-se geralmente na faixa de 1 x 10-5a 10 x 10-5 cm?/V.s.
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Quando aplicados simultaneamente, os gradiente elétricos e hidraulicos tem os seus
efeitos somados linearmente no caso do escoamento monofisico. No caso de escoamento de
dois fluidos imisciveis, a eletro-osmose devera provocar efeitos diferenciados sobre o
movimento das fases. Além de induzir o escoamento destas, o campo elétrico devera atuar
sobre as cargas interfaciais e mudar a molhabilidade da rocha pelos fluidos, resultando em
campo elétrico aplicado sobre escoamento de mais de uma fase.

3. PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

Com a finalidade de investigar a ocorréncia da eletro-osmose € a alteragdo na estrutura
das argilas devido ao tratamento eletroquimico, foi realizada uma série de experimentos com
meios porosos lineares, utilizando areia pura (granulometria 35-140 mesh) e a mesma areia
com 10% (em peso) de argilas (ilita,esmectita,clorita,caulinita), saturados com querosene ou
petroleo cru desidratado do campo de D.Jodo, com aplicagdo de gradiente de potencial elétrico
em duas configuragdes distintas: (1) catodo na extremidade de produgdo e anodo na
extremidade de inje¢do e (2) anodo na extremidade de produgido e catodo na extremidade de
injegao.

A Figura 1 mostra esquematicamente o aparato experimental utilizado. Detalhes sobre o
projeto e montagem, preparo das amostras e programagdo dos testes podem ser encontrados
em Mota (1994).

Sesde para cilingre

Enirada do fhuida grodundo

Para fonte D.C. (+) |_Pressao Pore fonte D.C. [-)
e AT o . o

Mero poroso

Eletrodo

Figura 1 - Desenho esquematico dos componentes do conjunto amostra - células.

Os materiais utilizados na construgdo do meio poroso tiveram como objetivo a obtengdo
de um meio homogéneo, livre de impurezas que pudessem mascarar os fenomenos de
interesse. Entretanto, buscou-se ainda simular as caracteristicas médias da formagdo Sergi do
campo de D. Jodo.

Foram preparadas amostras de meio poroso com coletada em margem de rio, limpa e
esterilizada através de lavagem dcida seguida de sucessivas lavagens com agua destilada e
secagem em estufa. Nos meios porosos sintéticos utilizou-se argila triturada em moinho de
bolas. A amostra foi compactada dentro de uma mangueira de polietileno de 1 1/2” de
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diametro e comprimento em torno de 25 cm, contidas por discos de 5 mm de espessura de
rocha consolidada. Nas extremidades foram ainda colocados anéis de acrilico de 10 mm de
espessura, para as conexdes das linhas de injegdo ou produgdo de fluidos, dos transdutores de
pressdo, dos termopares e dos eletrodos de platina. As amostras foram entdo submetidas a
eccapsulamento com resina epoxi e compactagdo sob pressdo de 700 psi.

Na montagem da bancada as amostras foram isoladas hidraulicamente das celulas
eletroquimicas por ponte salinas de agar-agar.

Os procedimentos de cada teste seguiram a rotina:
. medi¢do de permeabilidade ao ar.
. saturagdo da amostra com solugdo salina, apos submeté-la a vacuo.
. medi¢do de permeabilidade a dgua.
. medi¢do da permeabilidade eletro-osmotica (k.), com a amostra em 100% de agua.
. inje¢do de dleo (ou querosene) até atingir a saturag@o de agua irredutivel (Sy;).
. medi¢do de permeabilidade ao 6leo, na Syi.
. medi¢do da permeabilidade eletro-osmotica com amostra saturada de oleo, S,
. inje¢do de dgua, com ou sem corrente elétrica, até a saturagdo de 6leo residual (S).
. medigdo da permeabilidade eletro-osmotica com amostra saturada de agua, na S.

O e -1 Bk —

4. RESULTADOS
Foram realizados testes em dez amostras. Os resultados obtidos para os coeficientes de

permeabilidade eletro-osmotica, em diversos niveis de saturagdo de oleo e agua, estdo
resumidos na Tabela 2.

Tabela 2. Coeficientes de permeabilidade eletro-osmotica medidos

TESTE F.E,C K. (5,=100%) Ke (Swi) Ke (Sor) Swi Sor
(cm?/V.s) (cm?/V.s) (cm?/V.s) (%) (%)

1 Q.N.,- 220 x 10° | 7,31 x 107 | 6,50 x 10° 50 30,5

2 Q.S,1 1,78 x 10° | 3,61 x 10° | 1,19 x 10° 39,6 38,6
3 Q.S.2 2,09 x 10° | 2,31 x 10° 39,6 42,7
4 O,N.- 2,91 x 10° | 6,28 x 10° | 1,11 x 107 51,7 6,4
5 0,S,1 223 x 10° | 585 x 10° | 1,31 x 107 52,8 5,0
6 0.S,2 2,27 x 10° | 3,61 x 10® | 1,37 x 10° 46,9 13.7
H=3) Q.S,2 2,88 x 10° | 4,63 x 10® | 9,30 x 10° 47,8 36,0
8(=4) ON.- 2,80 x 10° | 9,19 x 10° | 2,74 x 10° 47,4 13,6
9 N,S,2 1,19 x 10° | 2,03 x 10®° 21,9 26,4
10(=5) 0,S,1 444 x 10° | 1,19 x 10° | 1,58 x 10° 40,4 12,2

F (fluido ndo molhante): Q = querosene de aviagdo, O = 6leo de D.Jodo, N = nujol
E (aplicagdo de corrente elétrica durante o deslocamento bifésico): S = sim, N = ndo
C (configuragio): 1 = catodo produtor, 2 = catodo injetor

Dos valores apresentados na Tabela 2, pode-se observar, como tendéncia em todos os
testes, que quanto maior a saturagdo de agua no meio poroso, maior é o valor do coeficientes

ke.
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O grafico da Figura 2 mostra que o efeito do campo elétrico, com a passagem da corrente
elétrica continua na configuragdo 1, em relagdo a rodada base (sem aplicagdo de gradiente de

potencial elétrico) , proporcionou, nos testes realizados, aumento no fator de recuperagdo que
variou entre 10 e 20% do volume original de 6leo "in place".

‘—=f— Rodada Base (1)
,—»— Rodada Base {2}

i—— - Catodo produtor (1)

Camiﬂo produtor (2)

Recuperagdo de 6leo , Np*= Np/N (% OOIP)

oo . a8 10

02 04 e
Volume poroso injetado - Vpinj {fragao)

Figura 2 - Curvas de Recuperagao

Pode-se observar que em sistemas bifdsicos nao é possivel aplicar ou entender o modelo
matematico de sistemas monofasicos, caso em que deveria ocorrer sempre um aumento da
permeabilidade relativa a agua. Em sistemas bifasicos o efeito do campo elétrico ndo pode ser
computado apenas de maneira aditiva, pois muito provavelmente, hd uma alteragdo nas
molhabilidades preferenciais, tornando a rocha mais molhavel a 4gua, como pode ser detectado
pelas curvas de permeabilidades relativas encontradas nos testes realizados. Na mesma
configuragdo 1 ocorreu, sempre, uma antecipagdo da erup¢do de dgua acompanhada em
seguida de uma redugdo da permeabilidade relativa a agua, conforme pode ser observado pela
comparagao dos gréficos das Figuras 3 e 4.

Kro , Krw (fragdo)
Kro Krw (fragdo)

B 5 R T Tl T i i W
o8 0r 4 B3 44 Ins 08 &7 68 3% 1@
Saluragéo de agua, Sw (fragdo)

B8 01 B2 #3 24 95 w8 ET IR 0%

Saluragdo de agua,Sw (fragdo)
Figura 3 - Permeabilidades relativas Figura 4 - Permeabilidades relativas

Sistema Oleo-agua - Teste 8 Sistema oleo-dgua - Teste 10

-
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Na configuragdo 2, o aumento do fator de recuperagdo foi de, no maximo, 10% do dleo
original "in place”. Foi observado um efeito bastante pronunciado de retengdo da fase aquosa
fazendo com que a erupgdo de agua s6 ocorresse quando a amostra ja se encontrava proxima a
saturagdo de oleo residual. No teste com Nujol, o campo elétrico foi aplicado apenas apds a
erupgdo de agua, ou seja, quando a saturagdo de oleo ja havia atingido valores muito proximos
ao valor residual. Observou-se que, também neste caso, hd um aumento da recuperagao final,
da mesma ordem verificada nos casos em que o campo € aplicado durante todo o tempo do
deslocamento bifasico.

As curvas de razdo agua-oleo (Figura 5) mostram que o efeito da passagem da corrente
elétrica continua € sempre favoravel, causando a redugdo da produgdo de agua em ambas as
configuragdes dos eletrodos.

1 —+— HRodada Base i}

-1 —3— Rodada Base (2} ,

— - Catedeo produtor (1)

Catodo produtor (2}

Razao Agua - Oleo (RAO) - Wp /Np
|

0.0 08

0.2 G4 08
Volume poroso injetado - Vpinj (fragao)

Figura 5 - Curvas de Razio Agua - Oleo

Concluidos os testes, os corpos de prova foram serrados e de cada um deles foi coletada
uma amostra do meio poroso. Essas amostras foram submetidas a anadlise de difratometria de
raios X com o objetivo de verificar os efeitos dos fluidos e do campo elétrico sobre os
argilominerais do sistema estudado. Ndo foi observada variagdo da mineralogia das argilas
contidas nas amostras apds os testes. Convém ressaltar que as amostras continham baixo teor
de esmectitas expansivas, as quais seriam mais sensiveis ao efeito da corrente elétrica.

Algumas medidas adicionais permitiram ainda observar que a permeabilidade hidraulica
efetiva ndo se altera com a passagem da corrente elétrica. Confirma-se indiretamente assim que
a aplicagdo do campo elétrico ndo provoca alteragdes na estrutura do meio poroso.

5. CONCLUSOES

Os cuidados tomados na montagem e preparagdo dos ensaios foram adequados para
proporcionar boa repetibilidade na medi¢do dos coeficientes de permeabilidade eletro-osmotica
para o sistema estudado, em diversos niveis de saturagdo. Os valores encontrados para as
situagdes de amostras completamente saturadas estdo situados na faixa de valores reportados
na literatura (Mitchel,1991). Nas situagdes de saturagdo com agua e 6leo, verificou-se que k. €
proporcional a saturagdo de agua. Isto evidencia o carater apolar ou fracamente polar dos
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petroleos em geral, e particularmente o do campo de Dom Jodo e corrobora os modelos para a
eletro-osmose nos quais as solugdes salinas aquosas desempenham papel fundamental.

A passagem de corrente continua elétrica através do meio poroso, para o sistema
estudado, resultou em um aumento de recuperagdo da ordem de 15% do dleo original “in
place” em ambas as configuracdes testadas. A passagem de corrente provocou também um
retardamento da erupg@o da agua na configura¢do com o catodo na extremidade de inje¢do e
uma redugdo nos volumes produzidos de agua em ambas as configuragdes.

Em reservatorios de petrdleo nos quais o aquecimento dos fluidos e em particular do éleo
seja benéfico para a sua recuperagio, como no caso dos oleos parafinicos com ponto de névoa

proximo a temperatura do reservatorio, o efeito eletro-osmotico representaria uma parcela
adicional importante.
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Abstract
Fluid temperature is an important parameter in production or injection wells. This paper presents an analytical
solution, in Laplace space, to the liquid temperature in injection operations. The model proposed for the heat
transfer along the column incorporates heat accumulation ( in the column and in the annulus) to the heat ex-
change between the wellbore and the semi-infinite surroundings. The problem was solved by Laplace transforms
and the Stehfest’s algorithm is used to invert the solution to real domain. Results show that the liquid temperature

is very sensitive to the injection flow rate and the short time behaviour is affected by heat accumulation in the
column and the annulus.
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1. INTRODUCAO

As operagdes envolvendo injegdo de liquido através da coluna de produgdo constituem
ferramentas bastante utilizadas no inicio e na manutengdo da vida produtiva de um pogo de
petroleo. A determinagdo da temperatura do fluido durante o periodo de inje¢do torna-se im-
portante as avaliagdes dos esforgos mecanicos nos equipamentos do pogo e do desempenho de
varios produtos quimicos (normalmente sensiveis a temperatura) utilizados nestas operagoes.

O calculo da temperatura do fluido na coluna de produgao, durante uma operagao de inje-
¢do de liquido de curta duragdo, deve ser feito levando-se em conta uma caracteristica peculiar
deste tipo de servigo: o fluxo de calor entre a formagao e o liquido na coluna apresenta varia-
¢Oes significativas com o tempo. Os diversos meios fisicos que separam o fluido dentro da

coluna do contato direto com a formagio também podem exercer uma influéncia significativa
no calculo da temperatura.
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Considerando as caracteristicas fisicas descritas, um modelo que pretenda representar
adequadamente o problema da temperatura do fluido na coluna de produgio deve considerar o
fluxo de calor variavel entre a formacgao e o fluido, como também permitir a inclusdo do efeito
do pogo (coluna, anular, revestimento e cimento) no calculo da temperatura.

2. CONSERVACAO DA ENERGIA TERMICA

Os modelos que representam o comportamento da temperatura em sistemas fisicos sdo
desenvolvidos a partir da equagdo geral da conservagdo da energia associada a hipoteses sim-
plificadoras adequadas ao problema que se deseja modelar. A equagdo da conservagdo da

energia térmica para fluido Newtoniano, incompressivel com perdas por fric¢do despreziveis €
apresentada em Burger et al.(1985)

2 - o~
é?(pu)+V(pu).ﬁ =V.(k&.VI) (1)

Utilizando as relagdes termodindmicas envolvendo energia interna, entalpia, entropia,
pressdo, volume, trabalho e considerando variagoes destas grandezas apenas na dire¢do unia-
xial; além disso, assumindo as hipéteses de pequeno coeficiente de dilatagdo volumetrica do
fluido, pogo vertical e gradiente de temperatura desprezivel na dire¢do radial, obtemos a for-
ma simplificada da equagdo da conservagao da energia térmica:

— pva_. E = 2)

Na equagdo (2) o termo a esquerda corresponde a acumulagdo de calor, enquanto o termo
central representa o termo de convecgdo no elemento infinitesimal do fluido dz mostrado na
Figura 1.

Esta equagdo reflete apenas o balango de calor no elemento do fluido, ndo considerando o
fluxo de calor para a sua vizinhanga. No caso do fluido na coluna de produgéo, este fluxo de
calor pode ser quantificado pela Lei de Fourier aplicada a interface do fluido com a formagdo

vizinha.
oT,
or

b i~y 3)

r=ry

Acrescentando o termo do fluxo de calor para formagdo em volta da coluna e rescrevendo

a equagdo (2) em termos do fluxo de calor por unidade de comprimento na direg¢do z, obte-
mos:

6T aT
8 or

Ty pC =, g, pC =0 (4)

0
P ot r=r

A equagio (4) ndo leva em conta os efeitos do pogo. Isto significa dizer que todos os
meios fisicos entre o interior da coluna e a formagio, possuem as mesmas propriedades térmi-
cas da propria formagdo. Esta hipotese ¢ bastante inadequada, pois os materiais que separam
fisicamente o fluido da formagdo normalmente possuem propriedades térmicas distintas.

A inclusdo do efeito do pogo no calculo da temperatura do fluido na coluna foi proposta
por Ramey(1962), baseada na hipotese de fluxo de calor em regime permanente nos meios
fisicos compreendidos entre o fluido e a formagdo. Este efeito ¢ quantificado pelo coeficiente
global de transferéncia de calor (U) e tem sido utilizado na maioria dos modelos subsequentes
ao trabalho de Ramey(1962). _
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3. EQUACIONAMENTO DO
PROBLEMA

v

v A Figura 1 mostra esquemati-
camente o modelo proposto para o
calculo da temperatura na coluna. No
elemento dz do fluido na coluna ¢
aplicada a forma simplificada da
equagdo da conservagdo da energia
térmica com o termo de acumulagdo
no tempo, convec¢do forgada na va-
riavel z e fluxo de calor para a vizi-
nhanca na variavel r. Os efeitos do
poco sdo computados pelos coefici-
entes globais de transferéncia de ca-
z | lor (Urc e Urit), através da hipotese
_ , de fluxo permanente entre o fluido
Figura 1: Esquema para o Calcuio da Temperatura do Flui- .
do na Coluna. na coluna e o fluido no anular e entre
o fluido do anular e a formagdo em
volta do pog¢o. O comportamento da
temperatura na formagdo € obtido com a equac¢do da difusividade térmica unidimensional na
variavel r.

A condigdo inicial ¢ assumida em todo o espago, sendo dada pela soma da temperatura na
superficie com um gradiente geotérmico linear com a profundidade.

As condigdes de contorno radiais sdo obtidas considerando o meio ndo perturbado para
raios muito grandes € o fluxo de calor em regime permanente no espago entre a formagédo € o
fluido no anular e entre o fluido no anular e o fluido na coluna.

Considerando a hipotese de fluxo de calor permanente nos meios fisicos entre o fluido e
o anular, a equagdo (4), incluindo os efeitos do pogo, pode ser escrita como:

an Ty,
i (0Cp) o+ 41(PCp) o ——+ 21 Uy (T = T, ) = 0 (5)

Fluid

Coluna

Anular

Formagio

dz¢ nf Ul

Revestime

Cimento

A diferenga entre as equagdes (4) e (5) esta no termo correspondente ao fluxo de calor
para a vizinhanga. Enquanto na equagdo (5) considera-se fluxo de calor permanente entre o
fluido na coluna e o fluido no anular; na equagéo (4) este termo ¢ definido pela lei de Fourier
aplicada a temperatura da formagao.

A condigdo inicial é dada pela soma da temperatura ambiente na superficie com o gradi-
ente geotérmico linear.

T7(0,2) =T, +wz (6)

A condigdo de contorno na variavel z € obtida com a temperatura de inje¢do constante.
ch(!’o) = T;'nj (?)

Para solugdo da temperatura do fluido através da equagdo (5), € necessario o conheci-
mento da temperatura no espago anular entre a coluna e a formagao. Utilizando a hipotese de
fluxo de calor em regime permanente entre o anular e a formagdo obtemos uma relagdo entre a
temperatura do fluido no anular e a temperatura da formagdo. A temperatura da formacio ¢é
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obtida pela solugdo da equagdo da difusdo térmica no meio poroso, dada por Carslaw et
al(1959):

o°T, 10T, (PCp)se 3T,

o ror ko ®)
Com a condigdo inicial
T.(0,r)=T, +wz 9)
A condi¢ao de contorno para r muito grande assume 0 meio nao perturbado:
lim 7. (0,r)=T, + wz (10)
F—0

Na fronteira pogo-formagdo, a condigdo de contorno ¢ obtida pela hipotese de fluxo de
calor em regime permanente entre a formagao e o anular:

art' UJ'C
1 =TTl (a1
"

= kg r=r

Uma vez que o fluxo de calor entre o fluido no anular e a formagdo ¢ assumido em regi-
me permanente, o fluxo de calor na interface entre o fluido no anular e o revestimento tem o
mesmo valor do fluxo de calor na interface entre o raio externo do pogo e a formagéo, poden-
do ser quantificado aplicando-se a Lei de Fourier a temperatura da formagao.

A resolugdo da equagdo (8) com as condigdes (9)-(11) permite explicitar a temperatura do
anular T, em fungdo da temperatura da formagdo Ts. A temperatura do fluido na coluna Ty, €
relacionada com a temperatura do fluido no anular e com a temperatura da formagao atraves

do balango dos fluxos de calor no anular. A Figura 2 mostra esquematicamente o balango dos
fluxos de calor no espago anular.

i Te T, Pelo balango de calor no anular:
| l
| Urit T Urc _| 9 Hea — 49 Has = 4 Haca (12)
Qitea Qttas > Considerando o fluxo de calor em regime per-
‘ manente entre a coluna e o anular e entre o anular e a
Figura 2: Balanco dos Fluxos de formagdo temos:

Calor no Anular
9 Hea = 271y Uit (Tye = Tg,) (13)

oT.
G Has = =27k, — (14)

e ar F=r,
i

O calor acumulado no anular ¢ dado por:

oT
S
Ghaca =707 = 1a)OC,) o (1)
Substituindo o valor de qyica, QHas € GHaca » Na equagdo (12) obtemos:
oT. o1y,
2EP}IUHI(T[C - Tfa) ¥ znksr.ia_: =TE(I}E —!’j )(pcp)fa __éf_ (16)

r=r,
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A equagdo (16) relaciona as temperaturas do fluido na coluna, no anular e na formagao.

O conjunto de equagdes diferenciais e condi¢des de contorno apresentadas, mais a hipo-
tese de propriedades térmicas constantes, representam o equacionamento proposto para o mo-
delo com acumulagdo no anular e formagdo homogénea.

3.1 Solugao

A aplicacdo da transformagdo de Laplace as equagdes diferenciais e condi¢des de contor-
no apresentadas, com o uso de variaveis adimensionais convenientes, torna bastante simples a
obteng¢do de uma solugdo analitica no dominio de Laplace para a temperatura do fluido na
coluna. Utilizando, respectivamente, as seguintes variaveis adimensionais para temperatura,
tempo, raio e profundidade:

Try

) (17)

~|n

0.9 ¥
= Tj—(Ta+WZ) IWL, fD:r_zt., rD.-:_r'_ e Ip=
c ' ¢

Aplicando a transformada de Laplace ao problema da temperatura na formagdo proposto
pelas equagdes (8) a (11) com as variaveis adimensionais definidas pelas equagdes (17), ob-
temos a solugdo no dominio de Laplace :

T, ,zn)K :
7o pfa($32p) 0 (rps) (18)

[Ko(J5) + o¥s K, (49)]
De modo semelhante, aplicando a transformagao de Laplace as equagdes (5) , (7), e (16),
utilizando as variaveis adimensionais e substituindo o valor de 7, dado pela equagdo (18),
obtemos a solugdo para temperatura do fluido na coluna dada por:

_ e—-A(s)zD e-A(S)zD 1
Tri = ————+ Tryn; s 19
D= "4y | Dm T g SA(s) (19)
onde A(s), T, ,0,...0.. € 6,.,,sdo fungdes e constantes adimensionais dadas por:
A(s) = s0 +~—1— _9£+ 0 (20)
§) =SY4¢c ,Y(s) )L(S) $Yaca
Toing =| Ty = Ta ]/ L @1)
(o 8 m;-fL
B B (22)
r, 41
2nk L
c =(—C)‘ (23)
q;\p p fe
.
a, n(r; —r;)L (PC))
Bacaz ; (r” ez) p’fa (24)

q; (Pcp ) e
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Tpinj € 0 valor adimensional correspondente a temperatura de injegdo na superficie; 0, €
0.ca representam a contribuigio dos termos de acumulagdo na coluna e anular, respectivamente
e 0. representa a contribuigdo do termo de perdas para formagdo em volta do pogo.

A(s) e y(s) sdo fungdes adimensionais da variavel de Laplace (s):

Vs K (s)

A(s) = (25)
(Ko (/) + 045 K (9]
) : a, (7 =ra)XPCh) o
=t TiU pi M(s) #ak rcz 2r, U, : B2

onde ¢ € uma constante adimensional definida por:

k

= 5
(P r(‘ UJ"C

(27)

A deducao detalhada das equagdes (18) a (27) € apresentada em Medeiros Jr.(1996)

A solugdo no espago de Laplace dada pela equagdo (19) ndo possui uma transformada in-
versa conhecida. Neste caso, o valor da temperatura do fluido na coluna no dominio do tempo
pode ser obtido através da integral complexa para inversdo da fungdo no espago de Laplace,
ou aplicando-se a deconvolugdo no tempo ou pelo uso de algoritmos numéricos. A aplicagdo
da férmula da integracdo complexa ou a deconvolugdo conduz a solugdes no dominio do tem-
po na forma de integrais envolvendo fung¢des de Bessel (Yu-Shu-Wu et al(1990), Squier et
al(1962),  Carslaw et
al(1959)), cujos valores s6
podem ser calculados nu-
mericamente.

0) algoritmo de
Stehfest(1970) para inver-
sdo numérica de fungdes no
espago de Laplace ¢ uma
ferramenta de uso consa-
grado na Engenharia do
Petroleo, com as caracte-
risticas de facilidade de
e 1o o2 Twen e ‘wenr | programagdo e rapido tem-

Tempo (h) po de resposta, sendo utili-

zado neste texto para o cal-
Figura 3 - Temperatura do Fluido na Coluna culo do valor da

Temperatura (K}
§

temperatura no dominio do
tempo.

Uma das variaveis de controle nas operagdes de injegdo de liquido € a vazdo na qual o
fluido ¢ injetado, apresentando variagdes entre 0,1 e 10 bpm. O grafico na Figura 3 apresenta
o comportamento da temperatura na profundidade de 1000 metros em fun¢do do tempo para
valores tipicos de vazdes de inje¢do usadas nas operagdes de injegdo de liquido. Para obtengédo
das curvas foi utilizado o conjunto de dados daTabela 1.

Nesta figura, o valor inferior da escala do eixo das ordenadas indica a temperatura de in-
jegdo do fluido na superficie, enquanto o valor superior corresponde a temperatura inicial do
fluido na profundidade de 1000 metros. A Figura 3 mostra que mesmo para intervalos de tem-
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po inferiores a 10 horas, a temperatura do fluido na coluna pade estar muito proxima da tem-
peratura de injecdo na superficie. A sensibilidade da temperatura ao valor da vazdo injetada

também ¢ bastante evidenciada.

Tabela 1. Dados Tipicos para o Calculo da Temperatura (em unidades Sl)

Pogo
Temperatura ambiente 2.98x10™ Gradiente geotérmico 2.00x10™
Raio externo do revestimento 8.89x10% Raio do anel de cimento 8.90x10™"
Condutividade térmica do cimento 9.00x10™' Raio interno do revestimento 8.08x10™
Condutividade térmica do revestimento 4.32x10™"' Raio externo da coluna 3.65x10"
Condutividade térmica da coluna 4.32x10™ Raio interno da coluna 3.10x10™
Fluido no Anular
Coeficiente de convecgio anular-coluna 1.00x10™” Massa especifica do fluido 1.00x10™
Coeficiente de convecgdo anular-revest. 1.00x10™ Calor especifico do fluido 4.18x10"”
Fluido na Coluna -
Temperatura de injegdo na superficie  2.98x10™” Massa especifica do fluido 1.00x10™
Coeficiente de convecgio fluido-coluna 1.00x10™ Calor especifico do fluido 4.18x10""
Formacio
Massa especifica da matriz da rocha  2.15x10"” Grau API do ¢6leo na rocha 2.50x10™"
Massa especifica do fluido 1.08x10"% Porosidade 3.00x10™”!
Condutividade térmica 3.60x10™% Saturagdo de dgua 9.00x10"'

4. COMPARACAO COM OUTROS MODELOS

—w— Ramey

—— Acumulagao

------ Yu-Shu-Wu

Temparatura (K)
§ L
|

a0z - e e
WO

|
268 4
1.00E-02

1,00E-D1 1.00E+00

Tempo (h)

1,00E+07

Figura 4 - Comparagéao de Resultados (T em fungao de t)

A Figura 4 mostra a
influéncia da acumulagdo
de calor no anular no peri-
odo entre 6 minutos e 1
hora e a inadequagdo da
equagdo proposta por Ra-
mey(1962) para tempos
inferiores a 100 horas.

Desta forma, este tra-
balho confirma as afirma-
¢oes de outros autores (Yu-
Shu-Wu et al(1990), Hasan
et al(1992), recomendando
a aplicag¢do da equagdo de
Ramey(1962) para tempos
maiores que | semana,

onde o modelo da fonte linear com fluxo de calor constante apresenta resultados bem proxi-
mos do modelo da fonte cilindrica com fluxo de calor variavel. Verifica-se também que o
termo de acumulagao de calor do anular pode modificar significativamente o valor da tempe-
ratura do fluido na coluna para tempos de inje¢do inferiores a 10 horas. Especificamente nos
casos onde o anular esta preenchido com fluido base dgua, conseqiientemente com grande ca-
pacidade de acumular calor. Esta ¢ uma contribuigdo definitiva do presente trabalho, uma vez
que nenhum dos trabalhos anteriores publicados leva em consideragdo este importante aspec-

to.
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5. CONCLUSOES

O comportamento de curto tempo para a temperatura do fluido na coluna sofre uma in-
fluéncia significativa da acumulagdo de calor no anular e na coluna de produgéo.

O valor da temperatura do fluido no fundo do pogo é bastante sensivel a vazdo de injegdo
do liquido. Em operagdes com vazdes da ordem de 1 bpm, a temperatura do fluido no fundo

do pogo pode atingir valores proximos da temperatura na superficie, mesmo para intervalos de
tempo inferiores a 10 horas.

6. NOMENCLATURA

Cp Calor Especifico (J/kg.K) o  Difusividade Térmica (m?/s)

k Condutividade Térmica (W/m.K) p Massa Especifica (kg/m3)

I Profundidade do Reservatorio (m) Subscritos

qu  Fluxo de Calor (W/m) ¢ Cimento

ql  Vazio de Inje¢do de Liquido (m3! s) D  Valor Adimensional

r Raio em Coordenadas Cilindricas (m) e Valor equivalente

s Variavel de Laplace fa  Fluido no Anular

T  Temperatura (K) fc  Fluido na Coluna

T,  Temperatura Ambiente na Superficie(K) ] indice genérico

t Tempo (s) 1 Interno

u  Energia Interna Especifica(J/kg) r Revestimento

U  Coeficiente. Global de Transmissdo de Calor s Formacgdo em Volta do Pogo
(W/m* K)

v Velocidade de Injecao do Fluido (m/s) t Coluna

w  Gradiente Geotérmico Linear (K/m) inj Inje¢do na superficie

z Direcdo Axial em Coordenadas Cilindricas (m)
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Abstract

This work presents the results of a comparative exergetic analysis of plants of clinker production for the cement
Portland manufacturing . The first installation is compose of the rotary kiln with a four-stage preheater and the
other of a rotary kiln with preheater and a precalciner. In this analysis it is utilized the concept of rational
efficiency defined by Kotas, considering the exchange of the exergy between the current of the solids and the
current of the gases, as well as the transference of the mass between the solids and gases. Through of the
calculus of the irreversibilities generated in each step of the process, the Grassmann’s diagram correspondent
obtained, comprising the burning of the fuels in the rotary kiln burner and in the precalciner.

Keywords
Exergy; Cement Plants; Rational Efficiency; Exergetic Analysis; Irreversibilities.
Exergia; Fibricas de Cimento; Eficiéncia Racional, Andlise Exergética, Irreversibilidade.

1. INTRODUCAO

A analise de processos industriais pela 2° Lei da Termodinamica permite a identificagdo
dos pontos do processo onde existe maior destrui¢do de exergia. Nos processos de produgdo de
cimento, alguns de seus subsistemas apresentam grandes perdas de calor e maior destruigdo de
exergia que outros. Assim, este trabalho apresenta uma analise de eficiéncia térmica, baseada na
Segunda Lei da Termodindnica. O trabalho apresenta uma nova abordagem sobre a anélise
térmica desses sistemas, permitindo conhecer os equipamentos nos quais as melhorias de
projeto tendem a ser mais significativas. O seu desenvolvimento foi baseado principalmente nos
trabalhos de Kotas (1985) e Szargut et al. (1988). As quatro etapas do processo de produgdo de
cimento foram analisadas, tomando-se para isto, dados operacionais de um forno com
preaquecedor de quatro estagios, e um forno com preaquecedor e precalcinador. As quatro
etapas analisadas sdo: preaquecimento, calcinagdo, clinquerizagio e resfriamento do clinquer.

-
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2. DEFINICAO DA EFICIENCIA RACIONAL %

A eficiéncia dos sistemas pode ser avaliada utilizando o conceito de eficiéncia exergética,
a partir de uma analise dos fluxos de exergia dos solidos e dos gases, considerado o sistema
global e os subsistemas: preaquecedor, precalcinador, forno rotativo e resfriador de clinquer.

Recentes desenvolvimentos na Analise Exergética permitem a defini¢do de um novo
critério de performance, que oferece algumas vantagens sobre os tradicionais. Varios autores,
incluindo Bosnjakovic e Fratzscher apud (Kotas, 1985), tém proposto critérios gerais baseados
no conceito de exergia. Szargut e Petela apud (Kotas, 1985) definem a eficiéncia exergética para
um particular nimero de plantas térmicas, enquanto Horlock trata principalmente a combustéo,
assim como Arpaci e Selamet (1988).

A eficiéncia exergética dos sistemas de produgdo de clinquer analisados neste trabalho, ¢
computada através do quociente entre a exergia adicionada a corrente fria de solidos, pela
corrente quente de gases, no interior dos preaquecedores, fornos rotativos e precalcinadores, e
denominada de eficiéncia racional. Nos resfriadores de clinquer, a corrente quente passa a ser
representada pelos solidos e a corrente fria pelo ar de resfriamento, sendo uma parte deste
aproveitado como ar de combustdo, ou seja, ar primario e/ou ar secundario, sendo este ultimo,
aquecido em niveis de temperaturas acima de 800°C em fornos de via seca.

A eficiéncia global dos sistemas ¢ obtida pelo quociente entre a exergia adicionada ao
material (transformagdo do cru em clinquer) durante todo o processo, e a exergia liberada pela
queima de combustiveis. Em algumas instalagdes existe o aproveitamento da exergia contida
nos gases de exaustdo dos sistemas, os quais sdo utilizados normalmente para secagem dos
materiais dentro dos moinhos de cru, secagem de carvdo ou outros materiais. Assim, assumindo
a existéncia de duas correntes distintas dentro de um volume de controle, representado neste
caso por uma instalagdo completa de produgdo de clinquer, ou de seus subsistemas, isto €,
corrente de gases e corrente de solidos (cru ou clinquer), a eficiéncia racional (y) pode ser
definida de acordo com Kotas (1985), como:

__(Be‘Bi)S

= (1)
( Bi-Be )g
onde: B, - exergia de saida da corrente no V.C.; B; - exergia de entrada da corrente no V.C.; os
sub indices *“s” e “‘g” referem-se respectivamente aos solidos e aos gases.
Os valores para a exergia dos solidos e gases podem ser calculados levando-se em conta a
varia¢do da exergia fisica e quimica dos compostos solidos e gasosos. Assim, segundo Kotas
(1985) os valores para a exergia dos gases (B,) podem ser calculados por:

By = nmg - b0y, * (Te = To)- Tk ng - Cpbgk (2)

onde: o primeiro termo corresponde a parcela da exergia quimica e o segundo termo, a exergia
fisica; nyg - nimero total de moles dos gases; T, - temperatura dos gases; T, - temperatura de
referéncia; n, - numero de moles do gds. A exergia quimica de mistura (b°y) ¢ definida
conforme a Eq.(3):

bOMg = Yk Ygy - bogk ¥ RiTy T (ygk .In ygk) 3)

onde: y, - fragdo molar do gas; b’ - exergia quimica padrdo do gas; R - constante universal dos
gases. O valor de Cphgk utilizado na Eq. (2) leva em conta a variagdo da entalpia e entropia num
dado intervalo de temperatura, sendo definido como apresentado a seguir:




——
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b l dT
Cp°, = 2 . [ ] CpydT-Tyg. [ Cpp— 1] (4)
8 Tg-To Tg-To To To T

A exergia quimica padrio ¢ definida por Szargut (1988) como:

b’ TAG’* Za-na-b’y ()

Nos sistemas de producdo de clinquer existe uma intensa transferéncia de calor e massa
entre os solidos e os gases, o que exige cuidado em sua andlise. A composi¢do do gas de
combustdo, necessiria ao calculo da exergia, pode ser obtida através de um balango
estequiométrico das reagdes de combustio do combustivel, considerando uma dada
percentagem de oxigeénio livre no sistema de exaustdo da instalagdo. A composigdo original dos
gases de combustdo € alterada ao longo da passagem destes pelo interior da instalagdo, devido a
incorporagdo do CO; oriundo da reagdo de calcinagdo do carbonato de calcio (CaCOs) e da
descarbonetagdo do carbonato de magnésio (MgCO;), bem como pela incorporagio da agua
evaporada do cru em sistemas de via seca.

No caso dos solidos, a exergia na entrada das instalagdes ¢ calculada, levando-se em conta
a mistura dos oxidos que formam o cru, considerando-se também as suas transformacoes
quimicas ocorridas no interior do forno rotativo, preaquecedor, precalcinador e resfriador de
clinquer. Assim, a exergia da mistura de solidos (Bs) € dada por:

Bg = nms . bOMS + X nk - {(h = h())" To-(s = SO) ]k (6)
onde:
Ts Ts dT
Znk - [(h-ho) - To-(-so)lx = Z ng - [[ Cpy.dT - To. | Cpk-?] (7)
To TO

Os valores relativos aos calores especificos dos compostos, utilizados nos cdlculos da
exergia dos gases, pasta ou cru e clinquer, foram obtidos a partir dos dados repqrtados por
Carvalho et al. (1977) e Perry and Chilton (1982). Ja os dados relativos a exergia quimica
padrido foram obtidos de Szargut et al.(1988).

3. DADOS UTILIZADOS NO CALCULO DA EFICIENCIA EXERGETICA

Apds um levantamento dos principais compostos presentes nas matérias-primas, 0s quais
entram na composi¢do do clinquer, pode-se definir o niimero de compostos considerados na
mistura do cru, os quais sdo apresentados na Tabela 1. Os tragos de outros elementos presentes,
devido a sua baixa concentragdo serdo aqui desprezados, para efeito de calculo da exergia.

Em decorréncia das reagoes de formagdo do clinquer, as quais ocorrem entre 0s
compostos presentes no cru ou na pasta, sio gerados compostos como: silicatos de calcio,
aluminatos de calcio, ferro-aluminato de calcio, assim como as impurezas, presentes sob a
forma de periclasio, bem como sulfatos alcalinos e de calcio. Os principais compostos
considerados na composigdo do clinquer também sdo listados na Tabela 1. _

A variagdo de entalpia e entropia dos compostos quimicos em fungao da temperatura foi
calculada segundo as Egs. (8) e (9) abaixo, com a temperatura de referéncia T, = 298,15 K.
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Tabela 1 - Principais componentes do cru ou pasta e do clinquer.

Compostos Compostos presentes Nomenclatura usual para
Presentes no cru. no clinquer. o0s compostos do clinquer.
CaCO; 3Ca0.SiO, C;S - silicato tricdlcico
Si0, 2Ca0.Si0, C,S - silicato dicalcico
Al,O; 3Ca0.Al,0O; C;A - aluminato tricalcico
Fe,0, 4Ca0.Al,0,.Fe>04 C4AF - ferro aluminato tetracélcico.
MgCO; MgO MgO - periclasio
SO; CaO livre CaO -cal livre
K>O K,S0, K>SO, - sulfato alcalino
Na,O Na,SO, Na,SO, - sulfato alcalino
TiO, CaSOy CaS0, - sulfato de calcio
H,0 TiO, TiO, - oxido de titinio

- Tg A C l 1
(s-50) = 4,186.(A.In(=2) + 2.B.1x1073.(Ts-To) + —1X10°.(— -—5)) (8)
So TO S 0 2 T% T%

(h-ho) = 4,186.(A.Tg + B.(1x1073.T2) + c.lxloS.Ti + D) 9)
S

As constantes utilizadas nas Egs. (8) e (9) foram obtidas de Carvalho et al. (1977), e a
exergia quimica padrdo de Szargut (1988). Os valores utilizados para o calculo da exergia dos
solidos, compostos do cru e do clinquer, sdo apresentados no trabalho de Silva (1994).

Para o calculo da exergia dos gases, levou-se em conta uma mistura formada de 7 gases, a
saber: CO,, H,0, SO,, O, Nz, K;0 e Na,O, sendo desconsiderada a quantidade de NOx
presente nesta mistura, devido a grande imprecisdo na sua estimativa. Os valores para o célculo
da variagdo de entalpia e entropia com a temperatura, bem como a exergia quimica padrio para
os gases, foram obtidos de Carvalho et al. (1977), Szargut (1988).

4. ANALISE DOS SISTEMAS DE PRODUCAO DE CLINQUER

4.1 Forno com Preaquecedor de Quatro Estagios

A instalagdo analisada possui um forno rotativo de via seca, com as seguintes
caracteristicas: & 5Sm de diametro por 80m de comprimento, inclinag¢do de 3,5%, preaquecedor
de ciclones de 4 (quatro) estagios em série. O forno apresenta uma capacidade produtiva nominal
de 2.000 t/dia de clinquer, para uma rotagdo de 3 r.p.m., operando com carvio pulverizado, que
possui um poder calorifico inferior de 29.092 kJ/kg e teor de cinzas de 14,9%. O resfriador de
clinquer ¢ do tipo grelhas inclinadas. Os dados utilizados relativos a composi¢do dos solidos,
gases, bem como as temperaturas relativas a varios pontos da instalagio, foram obtidos a partir
do trabalho de Silva (1994). O consumo de carvdo mineral do forno rotativo corresponde a um
consumo especifico de calor de 3.600 kl/kg de clinquer produzido. Os resultados obtidos para
esta instalagio quanto a eficiéncia de 1* Lei e quanto a eficiéncia racional (Eficiéncia pela 2°
Lei), sdo apresentados na Tabela 2.

O diagrama de Grassman correspondente a este processo ¢ apresentado na Figura I, onde
podem ser visualizadas as etapas onde ocorrem as maiores irreversibilidades.

4.2 Forno com Precalcinador e Preaquecedor

O forno rotativo analisado ¢ dotado de precalcinador e preaquecedor de 4 estagios, e

refere-se a uma fabrica de cimento da Osaka Cement Co., reportados por Kobayashi et al.
(1980).
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Tabela 2 - Comparagao entre a Eficiéncia de 1% e 2° Lei para
o forno rotativo de via seca com preaquecedor de 4 estagios.

Volume de Controle Eficiéncia de 1" Lei Eficiéncia de 2° Lei
Preaquecedor (Est. 1 a 3) N1 i = 0.856 v = 0,677
4° Estagio NiLei = 0,870 W= 0,770
Forno Rotativo N = 0,616 w=10,321
4° Est.+Forno Rot. N1 i = 0,676 v =0,397
Resfr. de Clinquer 11 16 =0,919 y = 0,727
Eficiéncia Global N 1ei = 0,576 v =0,267
3|
= |
PREAQUECEDOR |
NI r— =1 F
i T\ KR 'llll’llllllllllz
o
//// f
/ A //
: |
| SIRVICPRTLCRRCS
108300 _ i
2
RESFRIADOR &

BIXXX Irreversibilidade

W Exergia

Figura 1 - Diagrama de Grassman relativo ao forno rotativo dotado de preaquecedor
de quatro estagios em série [unidades utilizadas - kJ/kg de clinquer].

A instalagdo possui uma capacidade nominal de produgdo de clinquer da ordem de 3.000
toneladas/dia, sendo constituida de um forno rotativo de via seca com as seguintes

caracteristicas: dimensdes do farno, & 3,8m x 79,0m; inclina¢do de 4%; rotagdo variavel de 0,8
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a 4,0 r.p.m.; queimador do forno com capacidade maxima <e 5 toneladas/hora de carvdo
mineral. O sistema de preaquecimento e precalcinagdo € constituido por uma torre de ciclones e
preaquecedores de 4 estagios, com altura total de 57 m; um precalcinador tipo “flash™ (NSF-
IHI) com didmetro de & 7,0 m, possuindo uma capacidade maxima de queima de 2,5 t/h, em
cada um dos seus trés queimadores. Esta fabrica foi a primeira no mundo a ter um precalcinador
operando com [00% de carvdo mineral em 1979. O resfriador de clinquer € do tipo grelhas
horizontais de 3 (trés) estagios, com area efetiva de troca de calor de 72 m>. O ar de
resfriamento, ndo utilizado como ar de combustdo no forno rotativo ou no precalcinador tem seu
calor residual aproveitado numa caldeira de recuperagdo, antes de ser somado aos gases de
exaustdo do sistema, que sdo utilizados nos moinhos para a secagem de carvdo e do cru. O
combustivel utilizado € carvdo mineral, o qual possui poder calorifico inferior de 29.586 kJ/kg.
A instalagdo consome cerca de 60% do carvdo necessdrio ao processo no precalcinador.

A composi¢do do clinquer foi calculada utilizando o método de Bogue (1952),
considerando a formagdo de Cal livre de acordo com o método de Fundal (1979).

Os valores relativos a porcentagem de calcinagdo do CaCOs no precalcinador e 4° estagio
foram obtidos fazendo-se um balango de energia, a partir dos dados disponiveis de temperatura
dos fluxos, e considerando, para este volume de controle, uma eficiéncia de 1* Lei similar a do
4° estagio do forno, analisado anteriormente. Com base nesse balango de energia, chegou-se a
um grau de calcinagdo de 62,5%, o qual corresponde a uma perda de calor de aproximadamente
10% no precalcinador, o que aparentemente € compativel com as caracteristicas do mesmo,
visto este ser isolado internamente com um revestimento de refratarios, € os solidos estarem em
contato intimo com os gases de combustdo e a chama.

No calculo das composigdes quimicas dos gases de exaustio do fomo, foram
consideradas as inclusdes de CO; oriundas da calcinacdo do carbonato de calcio e da
descarbonetagdo do carbonato de magnésio, assim como do vapor d'agua oriundo da umidade
do cru, nos varios pontos da instalagao.

Os resultados dos calculos das Eficiéncias de 1° Lei e de 2° Lei (Eficiéncia Racional) para
a instalagdo do forno rotativo com precalcinador e preaquecedor de quatro estagios sdo
apresentados na Tabela 3. O diagrama de Grassmann correspondente ao processo de via seca
com forno dotado de precalcinador e preaquecedor € apresentado na Figura 2.

Tabela 3 - Comparagao entre a Eficiéncia de 1% e 2° Lei para o forno rotativo via seca
com precalcinador_tipo "Flash" NSF-IHI e preaquecedor de 4 estagios.

Volume de Controle Eficiéncia de 1* Lei Eficiéncia de 2" Lei
Preaquecedor de Ciclones M= 0,909 ¥ =0,664
(Estagios de 1 a 3)

Precalcinador + 4° Estagio Ny = 0,875 ¥ =0,583
Forno Rotativo Ny = 0,738 ¥ =0471
Precalcinador + 4° Estagio + Forno = 0,842 ¥ =0,365
Resfriador de Clinquer M = 0,786 ¥ =0,581
Eficiéncia Global Ny = 0,669 Y =0318

5. COMPARACAO DE RESULTADOS E DISCUSSAO

Analisando o forno com sistema de precalcinagdo, no qual cerca de 60% do calor
necessario ao processo, oriundo da queima do combustivel, sdo fornecidos ao precalcinador,
verifica-se que o mesmo apresenta a maior eficiéncia térmica se comparado aos demais
processos industriais de producdo de clinquer. Convém lembrar que a queima de combustivel
no precalcinador ocorre em temperaturas mais baixas do que aquelas verificadas no forno (entre
900 e 1200°C), e que existe uma intensa troca de calor dos gases com os solidos em suspensio, o
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que contribui para uma diminuigio da geragdo de irreversibilidade na etapa de calcinagdo (Silva
e Nebra, 1994a), (Silva e Nebra, 1994b).
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Figura 2 - Diagrama de Grassman relativo ao forno rotativo dotado de
precalcinador e preaquecedor [unidades utilizadas - kd/kg de clinquer].

Ocorrendo a maior parte da reagao de calcinagdo no precalcinador, externamente ao forno
rotativo, este, por ser mais curto, apresenta um aumento em sua Eficiéncia Racional (¥ ), em
relagdo aos fornos rotativos dos demais processos. Refazendo-se os calculos para o0 mesmo tipo
de carvao mineral e composigdo quimica do cru e do clinquer, nos dois processos, obteve-se 0s
resultados apresentados na Tabela 4. Verifica-se nesta Tabela, que o subsistema constituido pelo
forno rotativo continua sendo a parte do processo, onde ocorrem as maiores irreversibilidades,
seguido do subsistema constituido pelo precalcinador e o quarto estagio.

O maior teor de cinzas do carvdo mineral leva a uma redugdo da quantidade de cru
introduzida no sistema, a fim de obter-se um clinquer com caracteristicas idénticas as anteriores.
Isto leva a um aumento da eficiéncia global do sistema, em fungdo do aproveitamento maior dos
gases de exaustdo do forno no preaquecimento do cru, e também do ar de resfriamento como ar
de combustdo.

O processo com forno rotativo dotado de preaquecedor de ciclones, quando utilizando um
combustivel de maior teor de cinzas, apresenta uma maior Eficiéncia Racional, 0 mesmo
ocorrendo com o forno dotado com precalcinador, alcangando-se neste caso niveis maiores. Com
esta analise, constata-se que os fornos de via seca sd3o os mais apropriados para 0 uso de
combustiveis com maior teor de cinzas.
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Tabela 4 - Eficiéncia Racional para o Processo de Forno com Preaquecedor e Forno
com Precalcinador e Preaquecedor, Operando com Carvao Mineral
de Pci= 25.392 kJ/kg e teor de cinzas de 24,9%.

Eficiéncia Racional do Forno Rotativo com Forno Rotativo com

Voluiiie de Cotitrole Preaquecedor de 4 Estagios Precalcinador e Preaquecedor
Preaquecedor (3 estagios) ¥ =0,707 ¥ =0,802

4° Est. + Precalcinador + Forno ¥ =0,422 v =0,472
Resfriador de Clinquer ¥ =0,652 ¥ =0,684
Eficiéncia Global Y =(,288 ¥ =0,329
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Abstract

Despite the advantages of cogeneration process for sugar/alcohol plants, as well as for electric sector and the
whole Brazilian society, the protocol signed between the Government of Sio Paulo State and this industrial
segment has not yet achieved its stated objectives. Besides other difficulties, one of the main problems is the
sale’s price of electricity. This paper intends to contribute to such discussion, by adapting thermoeconomic
analysis to cogeneration process in a sugar/alcohol plant of Sao Paulo. Exergy-based costs of process steam and
electricity are evaluated for different configurations, from existing estimates of surplus electricity and
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Generation costs are calculated and compared to current electricity purchase’s price proposed by the utilities,
leading to the discussion of mechanisms to improve a large scale cogeneration program in Sdo Paulo State.
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1. INTRODUCAO

As dificuldades do setor elétrico agravaram-se durante o periodo de 1979 a 1996, em
virtude do elevado crescimento no consumo de eletricidade (mais de 100%) neste periodo.
Somente no Estado de Sdo Paulo, o consumo de eletricidade em 1995 foi de 88168 GWh,
36% importado de outros estados (BEE, 1996). Por outro lado, apesar do Programa de
Cogeracdo existente desde 1993 entre o Governo do Estado e o segmento sucro-alcooleiro, o
qual poderia colaborar na oferta de eletricidade principalmente durante o periodo seco, apenas
96 GWh de eletricidade excedente foram comprados pelas concessionarias, correspondendo a
uma capacidade excedente instalada de 26MW (620MW total para o setor). Para 1998/99
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existe a perspectiva de serem instalados mais SOMW excedentes na area de concessdo da
CPFL, em conseqiiéncia de uma licitagdo langada pela concessionaria. No entanto estes
numeros sdo ainda reduzidos quando comparados com o potencial do setor (3000MW,
segundo o Protocolo de Cogeragao).

Apesar das possibilidades oferecidas pela lei 9074 do Produtor Independente, ha ainda
entraves como, por exemplo, a falta de regulamentagio do custo de transporte da eletricidade,
a cargo do Governo Federal (Coelho e Zylbersztajn, 1996). Porém uma das grandes
dificuldades ¢ a falta de consenso entre as partes com relagdo ao prego de venda do excedente
de eletricidade a concessionaria' . O Protocolo estabelece como limite maximo para compra
de excedentes - em contratos de longo prazo - o custo marginal de expansdo da geracgdo da
regido Sudeste, estabelecido pela Eletrobras em R$38/MWh’ (Eletrobras, 1996), valor em
geral ndo considerado interessante pelas usinas.

Com o objetivo de colaborar com essa discussdo, o presente trabalho avalia o custo de
geragdo de eletricidade para diferentes configuragdes de sistemas convencionais, a partir do
estudo existente para uma usina (real) do Estado de Sao Paulo (Copersucar, 1991). A partir
destas andlise, sdo avaliados os custos de produgdo (em base exergética) do vapor e de
eletricidade para opg¢des mais eficientes de cogeragao, através dos métodos da igualdade,
extragdo e trabalho como subproduto, da analise termoecondmica. As configuragdes adotadas
correspondem a sistemas atualmente comercializados de ciclos Rankine, incluindo desde a
avaliagdo da operagdo nas condig¢des atuais até a introducdo de niveis de pressdo mais
elevados e turbinas de condensagio-extragao.

Os resultados obtidos sdo discutidos e comparados com os valores atualmente propostos
pelas concessionarias para a compra dos excedentes de eletricidade, analisando-se quais
configuragdes sao mais convenientes do ponto de vista econémico.

Apesar de ser considerado o maior programa de utilizagdo comercial de biomassa no
mundo, sdo conhecidas as atuais dificuldades do Proalcool, principalmente devido a falta de
competitividade econdémica do etanol quando comparado com a gasolina. Por este motivo, a
venda de excedentes de eletricidade pelas usinas de agucar e dlcool, num programa de
cogeracdo de larga escala, poderia colaborar para diversificar o segmento sucro-alcooleiro,
além de permitir ao setor elétrico garantir a oferta de eletricidade, justamente durante o
periodo seco, que corresponde a safra de cana na regidao Sudeste.

2. METODOLOGIA

Num processo de cogeragdo, como ocorre numa usina de agucar e alcool, a combinagao
da analise exergética (combinagdo de analises envolvendo os balagos de energia e entropia de
sistemas térmicos), em conjunto com métodos de particdo de custos, permite avaliar
rigorosamente os custos de produgdo da eletricidade e do vapor de processo, uma vez que 0
conceito de exergia quantifica de forma diferente trabalho (exergia pura) e calor. Este conceito
é particularmente importante pois, como se sabe, uma dada quantidade de calor ndo pode ser
integralmente transformada em trabalho, enquanto o processo inverso ¢ sempre possivel.

Segundo Szargut, 1988, exergia é “a quantidade de trabalho obtida quando uma massa ¢
trazida até um estado de equilibrio termodindmico com os componentes comuns do meio
ambiente, através de processos reversiveis, envolvendo apenas interagdo com 0s componentes
do meio ambiente”.

' Enquanto a venda de excedentes a terceiros nio for regulamentada, a tnica opgdo para o cogerador ¢é a venda a
concessionaria,
? R$1,07/USS, taxa de cambio em junho de 1997.
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2.1. Hipoteses Basicas

Este estudo utiliza a analise termoecondmica para comparar os custos de cogeracdo de
eletricidade e vapor na usina de agucar e alcool escolhida (Copersucar, 1991). O custo total de
geragdo em base exergética € o produto do custo especifico em base exergética pela exergia do
fluxo em questdo.

Sao aplicados os métodos (Bejan et al., 1996; Vertiola e Oliveira Jr., 1996) de igualdade,
extragdo e “trabalho como subproduto™ (parti¢do), a partir das seguintes hipoteses:

e Método da igualdade: admite-se iguais os custos especificos da eletricidade e do vapor
de processo, para cada configuragdo. No presente trabalho, este método ¢ também utilizado
para a andlise da situagdo adotada como atual (“casos base” para o método do trabalho como
subproduto): neste caso considerou-se que as instalagdes ja estdo amortizadas e a produgdo de
energia € apenas para consumo proprio, ndo havendo geragdo de excedentes.

e Método da extragao: neste caso, a amortizagdo dos novos sistemas de turbo-gerador €
tributada integralmente a geragdo de eletricidade adotando-se, portanto, como iguais 0s custos
do vapor na entrada ¢ na saida das turbinas.

e Método do “trabalho como subproduto”: neste método € admitido o custo do vapor,
a partir do qual é calculado o custo da eletricidade (“trabalho™). Neste estudo, para a avaliagdo
do custo do vapor, sdo adotados dois casos base, como detalhado adiante.

Em todos os métodos, é considerada a venda do bagago excedente, sendo a receita
correspondente utilizada para amortizagao parcial dos investimentos. Além disso, o custo
especifico da agua de alimentagdo da caldeira (retorno do condensado) ¢ adotado igual ao
custo especifico do vapor de processo.

A usina estudada consome 24 kWh de eletricidade/energia mecanica’ e 465 kg de vapor
(@ 1,5 bar, 137°C) por tonelada de cana moida (300 toneladas de cana moidas por hora)
(Copersucar, 1991).

Para avaliar os custos exergéticos de geragdo, as seguintes hipoteses sdo adotadas:

e condigdes financeiras: taxa de juros de 15% a.a., vida util de 20 anos (condigdes
geralmente aceitas pelo setor industrial);

e custo de oportunidade do bagago para usina: USS$7,5 por tonelada de bagago com 50%
de umidade (descontado frete e imposto)

e horas de operagdo: 3190 horas para a safra e 7000 horas, para operagdo durante todo o
ano (safra-entressafra). O estudo tomado. como referéncia (Copersucar, 1991) considera a
possibilidade de estocagem de bagago da safra para a entressafra ou a compra de bagaco,
também para a entressafra. No entanto, com as possibilidades atuais de introdugédo da colheita
de cana crua, ha também a opg¢ao futura de utilizagdo de palhas e pontas para a entressafra.

As Configuragoes Adotadas

As tecnologias de cogeragao mais eficientes sdo inumeras, incluindo desde configuragdes
mais simples (e com menor investimento) até processos de maior rendimento e,
conseqiientemente, necessitando de maiores investimentos. No presente estudo foram
escolhidas algumas destas configuragdes, de forma a ilustrar a relagdo custo de geragdo-
geragdo de excedentes. Desta forma, a configuragdo A representa a simples troca de
equipamentos, mantendo-se o mesmo nivel de pressio nas caldeiras e turbinas de

* Aproximadamente 50% se refere ad consumo de energia mecénica (acionamento de moendas, picadores, etc.).
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contrapressdo, com pequeno investimento em técnicas relativas-a uso racional de energia. A
geracdo de excedentes €, assim, bastante reduzida, uma vez que a principal finalidade, neste
caso, € atingir a auto-suficiéncia energética.

As configuragbes B e C correspondem a maiores niveis de pressdo e grandes
investimentos em uso racional de energia, incluindo a eletrificagdo total do processo (em
substitui¢do as turbinas acionadoras de moendas). A diferenga basica entre estas duas
configuragdes € o tipo de turbina que, na primeira, é de contrapressdo ¢, na segunda, ¢ de
extragdo-condensagdo produzindo, neste caso, significativo excedente de eletricidade.

A Tabela 1 relaciona essas configuragdes escolhidas, bem como os correspondentes
investimentos ¢ o excedente de eletricidade gerado; os dados termodinamicos e os
investimentos foram obtido do estudo efetuado por Copersucar, 1991. Os investimentos
indicados incluem os equipamentos novos (caldeiras, turbo-geradores, condensadores,
bombas, etc.), a eventual reforma de equipamentos existentes, bem como o sistema de
armazenamento de bagago e medidas visando a racionalizagdo de energia no processo de
produgdo de agucar e alcool. Os custos sdo totais, isto €, incluem o sistema de tratamento de
agua da caldeira, bombas de alimentagao, sistemas de automagao, etc.

Como no método do trabalho como subproduto o custo da eletricidade € calculado a
partir de um valor pré-definido para o custo do vapor de processo (em base exergética), neste
estudo sdo considerados dois casos base para avaliar este custo:

e Caso base I: considera-se que a usina ainda opera com equipamentos originais
(caldeiras de 21 bar, 300° C e turbinas de contrapressdo), ja amortizados. Assim, nesta
avalia¢do dos custos de vapor e de eletricidade sdo incluidos apenas o custo do bagago ¢ o
custo da agua de alimentagdo (retorno de condensado), bem como a receita da venda do
bagaco excedente (26,5% do bagago produzido).

e Caso base II: ¢ analisada a condigdo em que parte dos equipamentos (caldeiras) j4 estdo
obsoletos e necessitam ser substituidos. Desta forma, a usina muda os equipamentos, porém

sem alterar o processo de cogeragdo. Esta configuragdo corresponde a configuragdo A da
Tabela 1.

Estes dois casos se baseiam na hipotese de que o custo do vapor de processo ndo deva ser
alterado, do ponto de vista dos custos da produgdo. Para o calculo do custo do vapor, em cada
caso acima, ¢ adotado o método da igualdade, isto é, custo do vapor igual ao da eletricidade.

Os investimentos indicados na Tabela 1 correspondem aos dados do estudo da
Copersucar, 1991, sem atualizagdo, admitindo-se que se mantiveram constantes.

2.3. Balancgos de Custos em Base Exergética:

A andlise termoecondmica utilizada esta baseada nas seguintes equagdes (1) e (2) de
custos exergéticos (Bejan et al., 1996):

e para sistema de caldeiras: ¢,aBva = ChagBbag + Ceald + CagBag (1)
e para turbinas a vapor: c.W. + cy,Byp = ¢vaBva + Cuurb (2)




ANALISE TERMOECONOMICA DA COGERACAO DE ELETRICIDADE....

Tabela 1: Sistemas de cogeracdo para uma usina de acucar e alcoo! (Copersucar, 1991)

Investimentos Variagao no Excedente de
Configuragao"”’ consumo de eletricidade
energia da usina
(%)
US$/kW"™ vapor electricid. kWh/tc

A:uma nova caldeira de 21 bar, reforma de
caldeiras existentes, um novo turbo-gerador de 692 0% + 2% 4,41
contrapressao (9%) (safra)
B: troca das caldeiras de 21 bar por caldeiras
de 80 bar/470°C, um novo turbo-gerador de 1540 -29% +10% 22,90
contrapressao, redugao no consumo de vapor (29%) (safra)
de processo, eletrificacao total
C: troca e caldeiras de 21 bar/300°C por 80
bar/470°C, instalagao de um turbo-gerador de 1706 -29% +27% 45%
extragdo/condensagao, redugiao no consumo (31%) (safra-
de vapor, eletrificacao total entressafra)

Notas: (1) Configuragdo existente: caldeiras de 21 bar, 300°C, turbinas de contrapressao,
moendas, picadores, etc., acionadas por turbinas de contrapressao.
(2) Valor médio.

(3) Investimentos em US$ de 1990, conforme Copersucar, 1991. As porcentagens entre
parénteses se referem a fragao do investimento total em racionaliza¢ao de energia e sistema de
bagago (Copersucar, 1991).

onde: c,, = custo do vapor de alta pressao de cada caldeira; B,, = fluxo exergético do vapor de
alta pressdo; Cpayg = custo de oportunidade do bagago, em base exergética; By, = fluxo
exergético do bagacgo; C.ug = custo de capital da caldeira (incluindo sistema de bagago e
conservagdo de energia e descontada a receita com a venda de bagago excedente, nos casos A
e B); cag = custo da agua de alimentagdo (adotado igual ao custo do vapor de baixa do
processo); B,, = fluxo exergético da dgua de alimentagdo; c. = custo de geragdo da
eletricidade; W, = poténcia total gerada; cy, = custo do vapor de baixa pressdo; By, = fluxo
exergético do vapor de baixa pressdo; Cup = custo de capital do turbo-gerador (e do
condensador, no caso de turbina e extragdo/condensagio).

Aplicando-se as equagdes acima para cada configuragdo adotada e introduzindo as
hipoteses de cada método, obtém-se os sistemas de equagdes que, resolvidos, originam os
custos em base exergética do vapor de processo e da eletricidade gerada:

e método da igualdade: ¢y, = Ce

e método da extragdo: ¢y, = ¢yp para cada turbina da configuragio

e método do trabalho como subproduto para cada caso-base:
caso base I: ¢, = custo do vapor de baixa (processo) para a configuragdo atual
caso base II: c,, = custo do vapor de baixa (processo) para o caso de troca de
equipamentos obsoletos.

3. RESULTADOS OBTIDOS - DISCUSSAO

A Tabela 2 ilustra os resultados obtidos para cada método, aplicado a cada uma das tres
configuragdes adotadas.
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No método do trabalho como subproduto, os custos exergéticos do vapor de processo
(vapor de baixa pressdo), obtidos através da hipotese c. = ¢y, 530 0s seguintes:

e caso base I: USS 11/ MWh
e caso base II: US$ 22/MWh

A partir destes valores sdo calculados os custos da eletricidade para cada configuragdo,
cujos resultados estao indicados na Tabela 2.

Como no método da igualdade os custos sdo repartidos entre o vapor e a eletricidade, o
custo da eletricidade tende a ser competitivo, mas o custo do vapor de processo cresce
significativamente, quando comparados com o do caso atual (c. = ¢yp, US$11/MWh). Ja no
método da extragdo, como todo o custo do turbo-gerador é amortizado pela eletricidade
gerada, os custos da eletricidade sdo mais elevados.

Tabela 2: Custos da eletricidade e do vapor de processo numa usina de agucar e alcool para
diferentes configuracdes (em base exergética):

Método Custos de Cogeracao das Configuragdes Propostas (US$/MWh)
Conf. A Conf. B Conf. C'"

Igualdade c(vapor)=cyy, 22 45 33
c(eletric)=c, 22 45 33

Trabalho c/ subproduto:

e caso-basel c(vapor)=cy, 11 11 11
c(eletric)=c, 45 77 44

e caso-base ll c(vapor)=cyp 22 22 22
c(eletric)=c, 22 67 38

Extragao c(vapor)=cy, 15 25 20
c(eletric)=c, 35 64 34

Notas: (1) Custo de geragao de eletricidade na safra.

No meétodo do trabalho como subproduto, como o custo do vapor do caso base I
(US$11/MWh) ¢ reduzido, o custo da eletricidade torna-se elevado. Para o caso base Il
(US$22/MWh), os custos da eletricidade sdo menores, pelo maior custo do vapor de processo.
Por outro lado, na hipotese de que a usina pretenda manter seus custos de energia, o excedente
de eletricidade deve ser vendido a um prego que mantenha constante o custo da eletricidade
consumida no processo. Estes pregos, para os investimentos adotados, sdo indicados na Tabela
3 e discutidos a seguir.

O objetivo da hipotese adotada acima é manter os custos energéticos da produgdo de
agucar e alcool aproximadamente constantes. No entanto, a influéncia destes custos no custo
total de produgdo é, na verdade, reduzido: para US$11/MWh, o vapor de processo e a
eletricidade consumida sdo responsaveis por aproximadamente 2% dos custos de produgdo do
alcool” .

* Considerando-se uma produtividade industrial de 90 Vtc, 12kWh/tc ¢ 420 kg de vapor de processo consumidos,

para um custo de produgio do alcool aproximado de US$76/barril (dados da FGV, safra de 96/97, dlcool anidro,
conforme Nastari, 1997).

e e ———
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Tabela 3: Prego de venda dos excedentes de eletricidade para que o custo da eletricidade
consumida no processo seja constante (método do trabalho como subproduto):

Caso-base Preco de venda do excedente (US$/MWh)
Configuracéo A Configuracdo B Configuragéo C

- caso base | 234 151 62

- caso base || 2 118 48

Observa-se¢ que, para o caso base I, com os investimentos adotados, nenhuma das
configuragoes € indicada quando comparada com o preco proposto pela concessionaria. Ja na
condi¢do de troca obrigatoria de equipamentos (caso base II), as configuragdes A e C se
mostram competitivas.

A configuragdo A tem menor prego de venda de excedente, porém a eletricidade
excedente ¢ reduzida (4,4 kWh/tc, apenas na safra), enquanto a configuragdo C, apesar de
apresentar maior preco de venda, ¢ mais eficiente (57 kWh/tc na safra e 33 kWh/tc na
entressafra, correspondendo a média anual de 45 kWh/tc). A geragdo na safra €, neste caso
superior a da entressafra porque a configuragio mantém uma turbina de contrapressdo ja
existente, que ndo opera na entressafra por ndo haver consumo de vapor de processo.
Resultados semelhantes sdo verificados para os outros métodos.

O desligamento da turbina de contrapressdo na entressafra também explica o maior custo
da eletricidade na entressafra para a configuragio C, US$ 80/MWh, pela menor poténcia
instalada neste periodo, além de ndo haver o custo do vapor de processo para a parti¢do de
custos. Por este motivo o custo da eletricidade na entressafra ndo ¢ afetado pelo método de
analise termoeconomica.

4. CONSIDERACOES FINAIS

Os resultados do presente estudo mostram que, para implementagdo de um programa de
cogera¢do amplo, com maior geragdo de excedentes de eletricidade por parte das usinas, o
preco de compra proposto pela Eletrobras ndo parece adequado, ao menos para os niveis
investimentos mencionados. Na época, estes valores (Copersucar, 1991) foram considerados
superestimados porém esta ainda ¢ a referéncia existente atualmente para os investimentos em
questdo, indicando a necessidade de sua atualizagdo, de forma a confirmar os custos obtidos.

Com os custos obtidos, verifica-se que ¢é possivel, de fato, gerar excedentes a preco
reduzido (por exemplo, configuragdo A, caso base II), mas a eficiéncia do processo € reduzida
(menos de 5 kWh/tc excedentes, apenas na safra). Porém, para introdugdo de tecnologias mais
eficientes (por exemplo, 45 kWh/tc médios excedentes, ao longo do ano), sdo necessarios
outros mecanismos para sua viabilizagdo (Coelho e Zylbersztajn, 1996), tais como a venda de
eletricidade a terceiros (apds a regulamentagdo dos custos de transporte pelo DNAEE) ou a
incorporagdo de externalidades na avaliagdo de custos de geragdo em sistemas convencionais
(Coelho e Bolognini, 1996).

Apesar de existirem atualmente outras opgdes para diversificagdo dos subprodutos da
cana de agucar, inclusive no contexto de auséncia de subsidios para o alcool, o presente estudo
teve como objetivo principal analisar a gera¢do de excedentes de eletricidade. O motivo desta
op¢do € a perspectiva de crise no fornecimento de energia elétrica, como discutido
anteriormente, e o presente estudo pretende fornecer subsidios para que tanto o Governo como
o setor sucro-alcooleiro possam decidir a melhor politica a ser implantada.

g
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Abstract

The paper intended to give the science and technology of hydroxyapatite production and usage the suitable
equilibrium diagrams capable to show clearly the conditions under which carbonateapatite can result as a
transformation product of the former apatite; that knowledge is highly valuable to understand the behavior of the
hydroxyapatite coating metallic implant biomaterials in human fluid body solution. Therefore, free energy of the
carbonateapatite at 25°C was estimated from similarity between the formation reaction of the hydroxyapatite
from beta-tricalcium phosphate and calcium hydroxide and of the carbonateapatite from beta-tricalcium
phosphate and calcium carbonate. The molar entropy and heat capacity at constante pressure of the
carbonateapatite were determined through estimation conventional methods everywhere available. Then,
potential-pH diagrams of the Ca-C-P-H,O system at 25 and 100°C have been calculated and drawn using the
Computing Software Chemistry for Windows 2.0 from Outokumpu Oy, Finland, as licensed to the
COPPE/UFRJ. In the following, activity-pH diagrams have been drawn at these two temperatures and analyzed.
The conditions of the stability of the carbonateapatite have been well set up.
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1. INTRODUCAO

Experiéncias até hoje realizadas indicam que a osteointegracdao de implantes metéalicos
(por exemplo, de titdnio), no corpo humano em substitui¢io a dentes e partes de ossos €
acelerada pela presenga de uma pelicula de hidroxiapatita revestindo a superficie dos
referidos implantes. A avaliagdo dessa melhoria de bioatividade em implantes metalicos €
feita em solug¢do simulativa do soro humano (“simulated body fluid ou SBF”) que inclui
anions bicarbonato, uma vez que este dnion é componente muito presente na solugdo
sorolégica humana.

Assim sendo, imerso numa solug¢do simulativa do fluido do corpo (SBF), um implante
bioativo devera ser capaz de incorporar nova camada hibrida de hidroxiapatita e carbonato-
apatita, consumindo ions de célcio, fésforo e carbonato a partir da solugdo aquosa, conforme
relatado por Castafio et al.(1996), Li et al.(1993), Abe et al.(1990) e Cuisinier et a.(1995).

Para um trabalho consciente e rigorosamente controlado tanto do teste de bioatividade de
implantes revestidos com hidroxiapatita quanto do proprio trabatho de revestimento de
implantes a partir de solu¢des aquosas de fosfato-carbonato de célcio (no caso da opgdo por
esta rota), seria desejavel dispor-se de diagramas de atividade-pH suficientemente claros e



precisos em que se pudesse basear a execugdo pratica da correspondente quimica de solugoes.
Entretanto, embora a carbonato-apatita, Ca;o(PO4)sCO; , ja tenha sido sintetizada por via
seca, conforme relatado por Elliot (1994), e a existéncia pratica da carbonato-hidroxiapatita,
por exemplo Cajo(PO4)s(CO3)923(OH); 54 tenha sido comprovada e caracterizada
cristalograficamente [vide Aoki (1994)], a inexisténcia de dados termodindmicos
correspondentes a estas apatitas tem impedido a abordagem termodindmica analitica. O
maximo que tem sido possivel € um diagrama de atividade-pH com hidroxiapatita € outros
fosfatos de célcio competindo com o carbonato de calcio, como feito por Attia & Fuerstenau
(1988/89).

Diante disso, teve-se a iniciativa de contribuir para o avango cientifico deste segmento de
produgdo de biomateriais revestidos com hidroxiapatita e sua utilizagdo como implantes,
realizando a estimativa de entropia, entalpia e energia livre de formagdo da carbonato-apatita
em temperaturas compreendidas entre 25°C e 300°C. O objetivo final deste trabalho foi
construir diagramas potencial eletroquimico-pH e atividade-pH do sistema Ca-C-P-H;O nessa
rerferida faixa de temperatura, a fim de determinar o campo de predominancia da carbonato-
apatita em questdo.

2. DADOS TERMODINAMICOS

A maioria dos dados termodindmicos necessarios ao desenvolvimento dos diagramas Eh-
pH e atividade-pH foram encontrados na Base de Dados Principal do Programa Aplicativo
HSC Chemistry for Windows 2.0, da Outokumpu Oy, Finlandia, em sua forma licenciada ao
Programa de Engenharia Metaltrgica e de Materiais da COPPE/UFRIJ. As fontes originais
dos referidos dados termodinamicos sdo Barin et al.(1973/77), Wagman et al.(1973), Barin
(1993), Knacke et. al. (1991), Robie et al. (1979), Bailey et al.(1982), Chase et al.(1985),
Ruzinov et al. (1975) e Helgeson et al.(1978).

A energia livre de formagao da carbonato-apatita a 25°C foi estimada a partir da admitida
similaridade das reagdes de formagdo da hidroxiapatita a partir de beta-fosfato tricalcico e de
hidréxido de célcio ¢ de formagao da carbonato-apatita a partir de beta-fosfato tricalcico e de
carbonato de céilcio, isto é:

3 B-Ca3(POs); + Ca(OH), = Ca;o(PO4)s(OH), (1)
3 B-Ca3(POy); +CaCO; = Ca;o(PO4)sCO; (2)
AGOR”) f[3AGUf Ca;(P04)2 +. QGO[' Ca(OH)g] = AGOR(z) J"[3AG0{ Ca3(PO4)2 + AGOf CaCO3] (3)

A solucdo da equacdo (3) é imediata, ja que as energias livres de formagdo do beta-fosfato
tricalcico, da hidroxiapatita, do hidréxido de célcio e do carbonato de célcio sdo todas
conhecidas, e fornecem o valor da energia livre da reagdo (2), isto é, AG’r(2) . De posse do
valor desta ultima, o célculo da energia livre de formagdo da carbonato apatita € imediato,
uma vez que AG’rp2) = AG’r Ca;o(P04)sCO; - 3 AG’ B-Ca3(POy); - AG’r CaCO; e as duas
ultimas energias livres de formagao sdo conhecidas.

O cilculo da energia livre de formagdo da carbonato-apatita em temperaturas maiores
que 25°C requer o conhecimento da entropia molar e da capacidade calorifica molar dessa




espécie a 25°C, bem como a variagdo da capacidade calorifica molar da mesma espécie como
uma fung¢do da temperatura. Uma vez restringida a faixa de utilizacdo dos dados de energia
livre de formagdo da carbonato-apatita assim calculados para o intervalo de 25 a 300°C,
torna-se perfeitamente aceitavel supor que Ac,’ da reagéo de formagdo da carbonato-apatita a
partir de seus elementos (C, O,, Ca e P) seja constante no mesmo intervalo de temperatura.
Os caélculos envolvidos aqui s3o meramente convencionais e de dominio piblico em qualquer
texto basico de termodindmica quimica, dispensando, portanto, detalhamento adicional.

3. CONSTRUCAO DOS DIAGRAMAS

Usando a Segdo Potencial Eh-pH do supra-citado Programa Aplicado HSC Chemistry for
Windows 2.0, diagramas Eh-pH do sistema Ca-C-P-H,0 a 25 e a 100°C foram construidos
para um suficientemente alto conjunto de atividades de Ca, C e P em solugdo aquosa. A partir
desses diagramas Eh-pH, foram extraidos os pares de valores de atividade-pH
correspondentes ao limites dos dominios de existéncia das espécies predominantes €, a
seguir, construidos os diagramas pi-pH (onde pi = - logjo ai , parai = Ca, P ¢ C na
estequiometria de interesse, conforme a formulag¢do quimica da carbonato-apatita).

4. APRESENTACAO E INTERPRETACAO DOS DIAGRAMAS

As Figuras 1 e 2 apresentam os diagramas pi-pH do sistema Ca-C-P-H,0 a 25 e 100°C
para a inter-relagdo de atividades acima definidas. Pode-se observar que em ambas as
temperturas o campo de predomindncia da carbonato-apatita ocupa toda a faixa de pH 4cido e
neutro ¢ moderamente alcalino, limitando o reinado da hidroxiapatita a reunido extremamente
alcalina (isto é, para pH>14,2 a 25°C e pH>12,3 a 100°C), para atividades de Ca e P
suficientemente altas. Naturalmente, se as atividades de calcio e fosforo na solu¢do forem
muito baixas havera predominancia das espécies dissolvidas tanto do Ca quanto do P.

5. DISCUSSAO FINAL

Os diagramas mostrados acima assinalam claramente os dominios atividade-pH em que
se deve trabalhar durante a sintese do revestimento de apatita sobre substratos bioestruturais
(isto é, liga de titanio, por exemplo) para posterior implante. Se o que se deseja € ter apenas
hidroxiapatita, deve-se controlar rigorosamente o pH do meio de sintese. Se o que se quer €
um revestimento de carbonato-apatita, entdo deve-se evitar a regido excessivamente alcalina.
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Por outro lado, um implante revestido com apatita se comportard similarmente no meio
sorologico humano, isto €, durante a vida em servigo apos implantado. Se o teor de carbonato
do soro fisiolégico decrescer, entdo, o resultado sera a conversdo da carbonato-apatita em
hidroxiapatita. Se o teor de carbonato crescer, entdo acontecera o inverso.

Certamente, ndo ¢ preciso dizer que a escassez de célcio e/ou fosforo provocara a
dissolugdo das apatitas (tanto da hidroxiapatita, quanto da carbonato-apatita). O resultado € a
bem conhecida osteoporose.

Um outro aspecto que interessa € aquele relacionado com o comportamento térmico da
carbonato-apatita, isto €, o que acontece com esta apatita quando ela for aquecida até altas
temperaturas, por exemplo 1000°C? Esta situagdo acontece quando um revestimento aplicado
sobre um substrato metalico for aquecido até altas temperaturas (1100, 1200°C) pensando na
consolidagdo da camada de revestimento por sinterizagdo. Outra situagdo parecida € aquela
em que um péd de carbonato-apatita € sinterizado a partir de solu¢des aquosas € a seguir €
manipulado num equipamento de plasma para revestimento de substratos metalicos por esse
método.

Para analisar esse comportamento térmico da carbonato-apatita, seria necessario dispor
de dados de energia livre de formagdo da mesma apatita em temperaturas elevadas conforme
desejado. A partir dos dados de baixa temperatura, desenvolvidos para obtengdo dos
diagramas Eh-pH e atividade-pH, tudo o que se tem que fazer ¢ extrapolar os dados de
energia livre de formagdo da carbonato-apatita supondo que Ac,’ da reagdo de formagdo da
mesma apatita se mantém constante desde 25°C até a temperatura T de interesse (por
exemplo, T = 1000°C); essa extrapola¢do sera satisfatoria se a carbonato apatita ndo sofrer
nenhuma transformagao de fase ou de estado fisico. A Tabela 1 mostra os valores de energia
livre das reagdes (4) e (5) de decomposigdo da carbonato-apatita como uma fungdo da
temperatura. Pode-se observar que, para uma atmosfera gasosa contendo 1 atm de diéxido de
carbono, a decomposigdo da carbonato-apatita ocorrera para temperaturas maiores que 500°C,
sob o ponto de vista termodindmico. Uma atmosfera gasosa pobre em didxido de carbono, por
exemplo uma atmosfera de ar ndo poluido, tera uma pressdo de di6xido de carbono muito
baixa (digamos, algo como 10“4atm). Se isso acontecer, a temperatura de decomposi¢do da
carbonato-apatita decrescera até um nivel bem abaixo de 500°C. Essas informagdes
enriquecem o conhecimento analitico sobre a carbonato-apatita e poderdo ajudar a produgdo
e/ou utilizag@o desse tipo de apatita.

Ca;o(PO4)sCO; = 3 Ca3(POy); + COx(g) + CaO (4)

Cam(P04)6CO3

Il

Ca; P05 + COx(g) (5)
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Figura 3 - AG® das reagdes 4 e 5 de decomposigdo térmica da carbonato-apatita.

6. CONCLUSOES

(1*) Os diagramas pi-pH desenvolvidos no presente trabalho permitem visualizar das
condi¢des de estabilidade ou de decomposigdo tanto da carbonato-apatita quanto da
hidroxiapatita em solu¢des aquosas de carbonato-fosfato de calcio.

(2% Se o revestimento de apatita desejado for unicamente de hidroxiapatita, deve-se usar
uma solu¢do aquosa isenta de carbonatos e¢ uma faixa alcalina propria para a
estabilidade da hidroxiapatita.

(3*) Se o revestimento de apatita desejado for unicamente de carbonato-apatita, deve-se
trabalhar a sintese do revestimento numa solug@o aquosa saturada com carbonato €

numa faixa de pH intermedidario até moderadamente alcalino.

(4" Os diagramas aqui desenvolvidos permitem entender melhor a osteoporose sob o
ponto de vista termodinamico.
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Abstract

In all part of the world, the necessary improvement of energy conservation and the search of new energy
generation technologies became priority at the science, in the engineering and for the government; usually
having preoccupation with the future’s environment. Then, the rational utilization of the energy ware exited
cogeneration’s technologies. In the last years are getting a great interesting by cogeneration system because the
increase of the fuels cost, the hardness to get more efficiency at conventional thermoeletrics, the possibility of
reduction of the energy costs like the increase of gain and competitively of your products in world market. This
article can make an technical and economic analyzes of use of cogeneration’s systems of one lacticinio small
plant in the Vale do Paraiba area, state of Sdo Paulo. This researches, looking for the utilization of steam and gas
turbines. Both results of this economical analyses show models of two technologies turbines that supply gains.

Keywords
Analise Técnica e Economica, Cooperativa de Laticinios, Cogeragdo, Custos de Produgdo de Vapor, Custos de
Produgdo de Eletricidade, Technical and Economical Analysis, Laticinio Cooperative, Cogeneration, Productive
Costs of Steam, Productive Costs of Electricity.

1. INTRODUCAO

Define-se a cogeragdo como sendo a geragdo coincidente de calor e poténcia elétrica e/ou
mecanica, ou a recuperagio calor de processo rejeitado a altas temperaturas, para a produgao
de poténcia elétrica. Neste trabalho analisa-se a viabilidade técnica e economica da
implantagdo de sistemas de cogeragdo empregando turbinas a vapor e a gas, para um laticinio
de pequeno porte.

O laticinio em questdo emprega vapor saturado em varias etapas do processo, tals como:
limpeza, higienizagdo, armazenamento, pasteurizagdo etc, e eletricidade para iluminagdo,
acionamento de maquinas, etc. Os estudos realizados consideram operagdo em paridade
térmica, ou seja, os sistemas de cogeragdo sdo dimensionados para produzir todo o vapor
necessario para o processo, podendo existir déficit ou excedente de energia elétrica produzida,
dependendo da capacidade do sistema de cogeragdo selecionado e também do tipo de
tecnologia empregada.

Foram analisadas varios modelos de turbinas a vapor e de turbinas a gis, constatando-se
que ambas as tecnologias apresentam tanto viabilidade técnica como economica para serem
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empregadas sobre a técnica de cogeragdo para o referido laticinio, sempre buscando selecionar
os modelos de turbinas disponiveis no mercado (viaveis tecnicamente).

Para analisar e comparar os casos de cogeragdo propostos, a metodologia utilizara os
dados reais de um laticinio que apresenta uma demanda de 1.500 kg/h de vapor saturado a
uma pressdo de 0,8 MPa e uma demanda média tipica de eletricidade de 400 kW.

2. ESQUEMAS DOS SISTEMAS ANALISADOS
Neste trabalho sdo analisados 2 casos de plantas de cogeragdo. O primeiro considera

turbina a vapor de contrapressdo ¢ o segundo o uso de turbina a gas em ciclo simples. As
figuras 1 e 2 mostram em esquema os ciclos de cogeragdo considerados.

Vapor Superaquecido

m=1500Ke /

: Ep (kW)

Gerador

Alimentacdo 4

dens
ondensado Vapor Saturado

Figura |1 - Emprego de turbina a vapor de contra-pressao

Gas
Ws

o Gases de Exaustao

' m=1500Kg/ h

Caldeira de 1 Vapar Saturado
| Recuperacio
) Processo
Alimentacdo 4 x l
: |
|
Condensado 2

Figura 2 - Emprego de turbina a gas

(2]
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3. ANALISE ENERGETICA
3.1. CASO DE SISTEMA EMPREGANDO TURBINA A VAPOR

Para o presente estudo foram analisadas trés turbinas a vapor, de acordo com o nivel de
pressdo ¢ de temperatura das caldeiras de vapor superaquecido, comercialmente disponiveis
para a cogeragdo. Assim, de acordo com as Leis da Termodinamica, tem-se as seguintes

caracteristicas para os ciclos de cogeragido empregando turbina a vapor, conforme apresentado
na Tabela 1.

Turbina P, (MPa) T, (°C) h; (kJ/kg) Weixo (kW) Ep (kW)
1 2,06 300 3.022,18 106.3 101,0
2 4,12 400 3.210,59 184.8 175,6
3 6,18 450 3.298,52 2214 2103

Tabela | - Eletricidade produzida em fungdo das pressdes do ponto 1

3.2. CASO DE SISTEMA EMPREGANDO TURBINA A GAS

Neste caso foram selecionadas dez turbinas a gas, também de acordo com a
disponibilidade do mercado, com base na Figura 2, que visa dimensionar sistemas em fung¢do
do calor disponivel no gases de escape, de modo a buscar atender a demanda térmica de
processo. Desse modo, variando-se a temperatura de saida da turbina ( 7, ) de 400 até 600 °C,
obteve-se a curva do fluxo massico de gases de exaustido em fungdo da temperatura de saida
da turbina, conforme mostrado pela Figura 3, que apresenta os pontos das turbinas a gas
comercialmente disponiveis que mais se aproximam da curva (ou de atender a demanda
térmica de processo).

Os dados pertinentes as turbinas selecionadas, estdo mostrados na Tabela 2, nas
condi¢des ISO (Tamb = 15°C; altitude 0 m e umidade relativa de 60 %) e corrigidos para uma
temperatura ambiente de 25 °C ; para uma altitude de 600m considerando o mesmo nivel de
umidade relativa.

As consideragdes necessarias para a analise técnica mostrada na Tabela 2 foram as
seguintes:

Naerapor =997
PCI=37.000kJ / m’

T, =150°C
C,=1055kJ/kgK
FC(altitude)=0,92

FC(temperatura - W,,)=0.93
FC(temperatura - T,)=1,058
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Figura 3 - Fluxo de massa de gas versus temperatura de saida da turbina

Turbine Tz:laocrie E, Ny T, | mg {r:m) Me | Nge | Mee | Mot
@wiwn) | «w) | (@) | (°C) | (kgis) (m¥h) | (%) | (&) | (%)

A 22220 394 | 15.36 | 520 | 3.49 | 1500/1800 | 262.72 [ 14.59 | 50.45 | 65.05
A 23892 337 | 1428 | 550 | 3.21 | 1500/1800 | 241.70 | 13.57 | 54.57 | 68.14
B 16370 663 | 20.85 | 495 | 4.72 | 1500/1800 | 325.69 | 19.81 | 51.32 | 71.13
B* 17602 567 | 19.39 | 524 | 4.34 | 1500/1800 | 299.64 [ 18.42 | 55.59 | 74.01
C 14459 643 | 2360 | 600 [ 3.17 [ 33000 |278.99 [22.42]52.48]74.91
c 15547 550 | 21.95 | 635 | 292 | 33000 |256.67 |20.85|56.54 | 77.40
D 13892 782 | 2457 | 578 | 3.81 | 30000 |326.00 [23.34]51.35|74.69
D* 14938 669 | 2285 | 612 | 351 | 30000 |299.92|21.71|55.37[77.07
F 17870 560 | 19.10 | 500 | 4.35 | 1500/1800 | 300.30 | 18.14 | 52.04 | 70.19
E 19215 479 | 17.76 | 529 | 4.00 | 1500/1800 | 276.28 | 16.87 | 56.35 | 73.23
F 18495 445 | 18.45 | 510 | 3.58 | 1500/1800 | 246.98 | 17.53 | 53.56 | 71.10
F 19887 381 | 17.16 | 540 | 3.29 | 1500/1800 | 227.22 | 16.30 | 57.97 | 74.27
G 16300 570 | 20.94 | 600 | 3.17 [ 1500/1800 | 278.81 | 19.89 | 52.52 | 72.41
G 17527 488 | 19.47 | 635 | 2.92 | 1500/1800 | 256.50 | 18.50 | 56.58 | 75.08
H 16216 515 [ 21.05 | 499 | 358 | 1800 |250.61[19.99|51.18|71.17
H* 17437 441 | 1957 | 528 | 329 | 1800 |230.56 | 18.59 | 55.42 | 74.01
1 15888 700 | 21.48 | 493 | 4.99 | 1500/1800 | 333.74 | 20.41 | 52.64 | 73.05
G 17084 599 | 19.98 | 522 | 4.59 | 1500/1800 | 307.04 | 18.98 [ 57.03 | 76.01
J 16150 520 | 21.13 | 499 | 3.58 | 1500/1800 | 252.01 | 20.08 | 50.89 | 70.97
J 17366 445 | 19.65 | 528 | 3.29 | 1500/1800 | 231.85 | 18.67 | 55.11 | 73.78

Tabela 2. Dados das turbinas nas condigdes ISO (A) e corrigidos (A*)
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4. ANALISE ECONOMICA
4.1. GENERALIDADES E CONSIDERACOES

A receita anual esperada para as configuragdes propostas depende dos custos de produgio
de eletricidade e calor de processo cobrirem os custos relativos de produgdo em sistemas
convencionais de atendimento. A metodologia para a analise e estudo de viabilidade
economica seque os procedimentos indicados por Silveira (1992).

As consideragdes comuns para as duas tecnologias propostas foram as seguintes:

H= 7.000 h/ano
Ccoms =0,011US$/ kWh
PCI=37.000 kJ / m*
C,=1055kJ / kgK
E, =977,6kW
Ne =85%

Coio =0.012USS$/ kWh
P, =0,070US$ / kWh
E. =400kW
PV, =0,050US$/ kWh

As consideragdes adicionais no caso do emprego de turbina a vapor foram as seguintes:

Ne=75%
t = 0,10

As consideragoes adicionais no caso do emprego de turbina a gas foram as seguintes:

T, =150°C
CM_,=0,015US$/ kWh
Nex =70 %

Os custos de investimento para os sistemas empregando turbinas a vapor seguem oS
procedimentos indicados por Gomes (1994) e Ewing Power Systems (1994) e no caso de
sistemas empregando turbinas a gas seguem indicagdes, de acordo com Biasi (1993).

A titulo de ilustragdo, a Figura 4 mostra a influéncia do periodo de amortizagdo de capital
(pay-back) e da taxa anual de juros sobre os custos de produgdo de eletricidade e de vapor de
processo, para o caso de utilizagdo de sistema empregando turbina a vapor com caldeira de
vapor superaquecido de 2,06 MPa e 300 °C.

Observe-se que, evidentemente, valores maiores para o periodo de amortizagdo de capital
implicam em menores custos associados para a produgdo de calor de processo e de
eletricidade. Observe-se ainda que a taxa anual de juros apresenta maior influencia sobre o
custo de produgdo de eletricidade do que no custos de produgao de vapor de processo.
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Figura 4 - Custo de produgio em fungio do “pay-back” e taxa de juros

5. RECEITA

A figura 5 mostra as tendéncias da receita anual esperada em fungdo do periodo de
amortizagdo de capital.
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Fig. 5. Receita anual esperada em fungdo do periodo de amortizagdo k
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6. CONCLUSOES

Constatamos que existe a viabilidade técnica ¢ economica tanto para a utilizagdo de
turbinas a vapor como para a utilizagdo de turbinas a gas, porém com uma vantagem para 0s
casos em que a turbina a vapor ¢ empregada. Esta vantagem pode ser verificada através do
grafico da figura 5, onde os valores da receita anual (US$/ano) para os modelos de turbinas a
vapor sdo superiores aos valores encontrados para as turbinas a gas.

Para as turbinas a vapor, todas apresentam uma receita anual positiva (lucro), inclusive
para altas taxas de juros anuais, considerando periodos de amortizagdo de capital superiores a
3 anos.

Uma outra vantagem das turbinas a vapor, ¢ que o investimento inicial necessario para a
planta (levando-se em consideragdo somente os investimentos da turbina e do tipo de caldeira
necessaria a ser utilizada na planta; caldeira de superaquecimento para o emprego de turbina a
vapor e caldeira de recuperagdo para o emprego de turbina a gas) ¢ inferior ao investimento
necessario quando da utilizagdo de sistema com turbina a gas.

Dentre os trés modelos de turbina a vapor analisadas, a que apresenta uma maior receita
anual, considerando periodos de amortizagdo de capital superiores a 3 anos, € a turbina TV3
(poténcia elétrica de 210 kW), porém esta necessita de um maior investimento inicial quando
comparada com os outros dois modelos. Portanto, cabe um estudo inicial quanto aos recursos

financeiros disponiveis, ja que o tempo de “pay-back” é praticamente 0 mesmo para 0s trés
modelos.
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fluxo de massa de vapor necessario para o processo
calor fornecido para a agua na caldeira de recuperagdo

fluxo de massa dos gases da turbina

rendimento do gerador elétrico

poder calorifico inferior do combustivel

fator de corregdo de altitude e/ou temperatura

rendimento térmico

relagdo de energia cedida pelo combustivel pela energia utilizada

fluxo de massa do combustivel
eletricidade produzida
rendimento de geragao elétrica
rendimento de geragao de calor
rendimento de geragdo total

rotacdo da turbina

horas de utilizagdo da turbina por ano
custo do combustivel

rendimento da caldeira convencional

custo do 6leo combustivel (BPF) da caldeira convencional
preco de energia elétrica paga para a concessionaria
eletricidade consumida

pre¢o de venda da energia elétrica excedente

custo de manutengao da turbina a gas

taxa anual de juros

periodo de amortizagio

taxa de manutengdo

rendimento da bomba
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Abstract

The objective of this paper is to present a simplified semi-analytical model to predict the thermal performance
of cylindrical phase-change thermal energy storage units. The physical model is composed of an insulated
vertical tank of cylindrical geometry into which is grouped a set of tubes through which a refrigerant passes,
arranged in hexagonal form around the seventh central tube. The phase-change material (PCM) used is water
and the refrigerant is a water-ethylene-glycol solution at low temperature. During the charging process (late
night time) refrigerant circulation provides ice. This ice is to be used during the discharging cycle when water
circulating provides cold water for air conditioning application. The semi-analytical model is based upon one-
dimensional formulation of the phase-change heat transfer problem associated with an energy balance equation
between the turbulent flow and the PCM. These coupled equations are solved by an integral approximation
method. Results including solidified mass, thermal energy stored and temperature profiles are also presented
and discussed.

Keywords
Thermal energy storage units, ice storage units, phase-change materials, conjugate heat transfer

1. INTRODUCTION

The study of phase-change thermal energy storage systems is important because, due to
the large latent heat of the phase-change materials (PCM), they are an efficient way to absorb
the thermal energy input during the period when it is available and release it when it is
necessary. Physically, there is a conjugate problem involving transient phase-change heat
transfer and forced convection. Because of the nonlinear nature of the heat transfer including
phase change, owing the existence of a moving interface, few analytical solutions are available.
A large number of numerical and semi-analytical techniques, however, have been employed.

Two-dimensional solidification on the outside of a coolant-carrying pipe was firstly solved
by Sparrow and Hsu(1981) using a numerical method. Shamsundar (1982) presented a closed-
form solution for the same problem, with good agreement with the preceding paper. Both
works assumed constant heat transfer coefficient and one-region semi-infinite pure conduction
problem in the PCM.

A PCM energy storage system for space-based applications was numerically studied in the
paper due to Cao and Faghri (1991). Pure conduction heat transfer in the PCM and transient
forced convection for the laminar"and incompressible fluid flow were simultaneously solved, by



A SEMI-ANALYTICAL MODEL FOR CYLINDRICAL...

considering the whole system as a single domain. The apparent heat capacity method was
employed to avoid the nonlinearities in the solid-liquid interface. Results suggest that no
steady fully developed thermal region in the flow is achieved before total melting. The
geometrical aspect length/unit diameter was done variable and checked against the following
performance parameters: the total energy stored, the energy storage density (the ratio of total
energy stored to the mass melted), the total latent energy stored and the ratio of the latent to
the total energy stored. In Cao and Faghri (1992) a phase-change energy storage system with
a turbulent transport fluid was numerically studied. The k-¢ model was employed for the
turbulent flow. Due to the very steep temperature gradient at the fluid-wall interface, the
conjugate problem was not solved as a single domain. Solutions for the forced convection and
the two-regions phase-change problems were separately obtained and were coupled by using
an appropriate wall function. As a result, a correlation was proposed for the evaluation of the
dimensionless energy storage capacity as a function of the dimensional parameters, the physical
properties of the PCM and the fluid flow.

Zhang and Faghri (1996) proposed a simplified semi-analytical solution for the conjugate
problems of the thermal storage by PCM melting and the laminar forced convection. Heat
conduction in the PCM was solved by an integral approximation method, assuming one-
dimensional single-phase problem. Forced convection in the tube was treated as a series of
steady state forced convection problems. The local Nusselt number was obtained by an
analytical method assuming that convective heat transfer inside the tube was in the thermal
entry region. A similar method was employed by Zhang and Faghri (1995) for the conjugate
problem of thermal storage and turbulent forced convection.

Figure 1 presents the model employed

S in the present work. The model consists of

: |5 a vertical tube, (displayed horizontally due

l — — - to space saving reasons), for the circulation
_f% I T _ | of the transfer fluid, surrounded by the
= PCM. The whole system is composed of an

insulated tank of cylindrical geometry into

__________ | which is grouped a set of tubes like the one
== L g presented in figure 1, arranged in hexagonal
Fig.1 Lay-out of a single module. form around the seventh central tube.

Results obtained for a single modular tube
are assumed to be applicable for the others.

2. FORMULATION OF THE PROBLEM
2.1 Heat Transfer in the PCM

The basic equations for the PCM, for zero superheating case, are:

li(rﬂ} 195 (1)
ror\ or a, ot

T (r.0)=T,, (2)
T(R,H)=T,, (3)
L5t)=T,, (4)
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Nomenclature
t: time,s H: latent heat, J/kg
At : time interval, s c: specific heat, J/(kg-K)
r: radius,m u - mean velocity in the pipe, m/s
r.: symmetry radius between two h: local heat transfer coefficient,
neighboring tubes, m W/(m’-K)
I, . outside radius of the pipe, m Nup : fluid Nusselt number
r; . inside radius of the pipe, m Rep: fluid Reynolds number
R : phase-change interface radius, m Pr: fluid Prandtl number
X : axial distance, m
Ax : length of a tube segment, m subscripts

L: length of PCM module, m
T: temperature, K p: PCM
T,: PCM temperature, K c: coolant
U
1z

Twm: melting or freezing temperature, K pipe wall
Two : outside temperature of the pipe, K initial condition
T« : inside temperature of the pipe, K
Ty: bulk temperature of the coolant, K superscripts
To : inlet temperature of the fluid, K

o : thermal diffusivity, m”/s X! atposition within x + Ax
k : thermal conductivity, W/(m-K) X - atposition within X - AX
p: density, kg/m’ Xo @ at position within x + Ax, at the

preceding time interval

JT (R,t
G dt

The heat balance integral can be used for the above formulation. Performing the
integration of equation (1) with respect to the space variable, an integral equation results:

2 T,(R.1) 8 T,(re,t) . _ d (r dR
R L e/ )=— -RT,— . (6)
a, R ar 7 or ) dt Lerdr T dt

To solve the integration in equation (6), a logarithmical expression for the temperature, 18
assumed (Lunardini, 1991):

In(r/r,
T, = Two—(Two— Tm)l—n((—R-% . (7)

Introducing equation (7) in equation (6), one obtains an ordinary differential equation for
the solid-liquid interface:

B Bi-1 _ 4t 8
(2 4BlnB]Ste+BlnB Th (8)
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R
where f=—, Ste:c—Hp(Tm—Two) and 1=

t
—Ste . -
Io I'o

Integrating equation (8), one obtains a relation between the dimensionless time (1) and
thickness (B):

Ste 2" (np)") |, B’ Bl
( -y = J 21nB-—4——+Z~t. ©9)

= h.nl

2.2 Forced Convection

If the wall temperature is known, it is possible to determine, using equation (9), the
dimensionless thickness for any dimensionless time. The wall temperature, however, is not
known a priori, because it depends on the fluid flow conditions. By knowing the bulk
temperature and the local convective coefficient, it is possible to determine, iteratively, the
inner wall temperature, using the match condition between convection and conduction heat
flux. The bulk temperature, however, varies axially and with time. To determine this
temperature, at a given axial position and time, the tube is divided into a suitable number of
segments of length Ax and an energy balance between the PCM and the fluid is performed for
each segment. This energy balance is expressed by the following equation:

: Ti-T = TE-TY ~ ZTEAX(Tm = T’;)

(PC)C (T‘ fi Ax{ Ax Y o At J T [n(ru_,-"r,-) Inp (10)
A o
h I; kw kP

Equation (10) may be rewritten to obtain an expression for the bulk temperature at a
position within x + Ax and a time within t + At:

Tm a X- ] x0
+C‘[AxT“ Facle ]

Ti= 1 =7 , (11)
R_T+C (—+A—tJ

where

R—‘—{_‘-J(—J‘—kﬁj and  Go=(po) fertax).
P

2w Ax\ hr; k.

To calculate the convective heat transfer coefficient, the correlation of Gnielinski for
turbulent flows, (used within 0.5 < Pr< 10° and 2300 < Rep <5.10°), is used (Bejan, 1993):

(f/2)Rep—10")Pr
1+127(F/2) " (Pr*-1)

(12)
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Friction factor (f) is obtained from Moody’s chart for the smooth tube case.
3. NUMERICAL AND COMPUTATIONAL CONSIDERATIONS

Solution procedure, for any time step, is presented below:

1. The temperature at the first segment of the tube is assumed equal to the known
entrance temperature of the coolant. Approximate bulk temperatures at the next segments are
obtained from equation (11), using guessed values for h and B. The initial values for the bulk
temperatures are considered equal to the entrance temperature of the fluid.

2. Using guessed outer wall temperatures, the dimensionless thicknesses (Bs) along the
tube are calculated by equation (9). The local convective coefficients are calculated by
equation (12), using the approximate bulk temperatures calculated in step 1. An iterative
procedure is then performed to obtain improved inner wall temperatures and dimensionless
thicknesses by means of the match condition between convection and conduction heat flux at
the inner wall. The inner and outer wall temperatures are related by

Two - Twi

L W e T
hri(T,; - T)) =k, ln(ro.e"'fi)

(13)

3. The assumed wall temperatures are compared with the calculated values T’y (X)
obtained in step 2. If | T"wi(X) - Tui (X) |max = 107, return to step 1. Values for h and B, used
in step 1, can be improved using that obtained in step 2.

4. After the convergence of the wall temperatures, calculations are initiated for the next
time step. Good guesses for B, h and T.;, used in step 1 and 2, are the converged values for
the previous time.

Several numerical tests were performed in order to optimize time and space computational
grids. Effects of the time interval variation were tested to values between 20 sec and 180 sec
to constant space interval. The adopted time interval (120 sec) was considered appropriate
because it produces accurate results with a minimum computational effort. Effects of the
space interval variation (length of the tube segment) were tested to values between 0.05 m and
0.01 m, to the chosen time interval. A space interval of 0.02 m was considered satisfactory for
the present study.

A water-ethylene-glycol solution (30%) is used as the coolant, with entrance temperature
and velocity of -5 °C and 1.1 m/sec, respectively. PCM (water) is initially at its melting
temperature (0 °C). The copper tube used is 1.0 m long and its outer and inner diameters are
26.7mm and 20.7mm, respectively. Diameter of the storage unit is equal to 290 mm.

Some highlights of results about the storage unit can be presented. Time to achieve a
35mm thick layer of ice around each tube is 8h. During this time, 43.6 kg of PCM are
solidified. Due to the geometrical configuration and the freezing front profiles, 30.9 % of the
PCM is not solidified. The total heat released by the PCM is 14,650 kJ, of which 14,525 kJ is
latent heat and 125 kJ is in the form of sensible heat.

4, RESULTS AND DISCUSSION

In order to verify the proposed model it is necessary to compare it with numerical and/or
experimental results. Unfortunately, we could not find experimental data for comparison. To
validate the model, the computer code has been checked against a correlation originated from
the numerical investigation due to Cao and Faghri (1992). Figure 2 shows a comparison of the
present simplified model and the correlation for the energy storage capacity, (defined as the
ratio of the total heat transferred to the latent heat capacity of the PCM), proposed by those
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authors, based on a more complete mathematical model. Althgugh the correlation has been
proposed for phase-change problems with some degree of initial superheating/ subcooling, the
agreement between the present solution and that provided by the correlation is good
(disagreement of 8%).

Figure 3 shows an abrupt decrease in the heat flux between the PCM and the coolant
along the tube with time. This occurs because the enlargement of the ice layer thickness
increases also the thermal resistance. It can be noticed that the phase-change interface velocity
(dR/dt) as a function of time has the same behavior as the one shown in figure 3. This fact is

demonstrated by equation (5) rewritten as dR dt= %H :

Figure 4 exhibits the phase-change interface locations along the axial direction for some
time periods. The curves are practically flat due the strong turbulent heat transfer between
fluid flow and the PCM.

Total heat (Q,), latent heat (Q|) and sensible heat (Q,) stored with time are presented in
figure 5. As can be seen, the latent heat represents 99% of the total heat.

Solidified mass against time is presented in figure 6. Attention should be focused on the
continuous decrease in the slope of the curve, demonstrating the effect of the increasing
thermal resistance.

As the heat flux to the coolant diminishes with time, its outlet bulk temperature tends to
the inlet value, as demonstrated by figure 7.

Figure 8 shows the bulk temperature of the coolant along the axial direction for different
times. For early times the outlet temperature suffers steep increase owing to the high heat flux.
Further on, the outlet temperature continuously approximates the inlet temperature, reducing
the slope of the curves.

Figure 9 shows the variation of the inner surface temperature of the tube along the axial
direction for different times. It can be seen that the wall temperature increases along the axial
direction. The temperature gradient along the axial direction, however, diminishes with time.

The results presented in figures 2 to 9 are obtained for a single tube. Figures were
obtained for a freezing cycle. Due to the fact that the unit is of the vertical type and,
consequently, the natural convection effects are limited, the authors believe that the model can
be appropriate to study the melting process, without great errors.
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5. CONCLUSION

The mathematical model and the numerical treatment, regarding their simplicity, seem to
represent satisfactorily the thermal behavior of PCM storage units of finless vertical tubes.
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Abstract

This paper is a study of a real system of cogeneration at a Petrochemical Pole. The analysed system has five boilers,
four steam turbo-generators and one gas turbine operating in a combined cycle with total capacity of 202 MW of
electrical power and 2100 t'h of steam for the process. Splitting the cogeneration process into subsystems. the exergy
of each one of the energetic fluxes is calculated. It is presented the exergetical balance of each subsystem as well as
the global one. The efficiency of second law of the thermodynamic of each subsystem is showed and compared,
identifying where and why the losses and irreversibilities occur. The thermoeconomic costs of each one of the fluxes
are calculated, and the conclusions about the cogeneration process are obtained.
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1. INTRODUCAO

Tradicionalmente as analises de plantas industriais sdo realizadas fazendo-se estudos
independentes de viabilidade técnica e economica. Com o surgimento da metodologia
termoecondmica, langada por Tribus e Evans (1962) as andlises podem ser feitas de forma
integrada, utilizando-se os conceitos dessas duas metodologias.

O objetivo principal dessa metodologia ¢ atribuir custos ao conteido exergético de um
portador de energia. Esses custos podem ser expressos em termos de exergia ou monetarios
(Valero e Lozano, 1994, Valero et al. 1994), (Silva e Nebra, 1995, Silva e Nebra 1996).

Constitur parte da analise termoecondmica, quando aplicada a um sistema de produgdo, a
obtengdo de uma fung¢do de custos que, na metodologia aplicada nesse trabalho, resulta num
sistema de equagodes lineares.

A maior contribuigdo da metodologia termoecondmica € realizar um planejamento racional
dos recursos energéticos quantificando os verdadeiros consumos praticados na unidade fabril,
bem como encontrar os custos associados aos produtos.
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2. POLO PETROQUIMICO

O Polo Petroquimico de Camagari, na Bahia ¢ composto por mais de cinqiienta industrias,
pertencentes ao Estado e a grupos empresariais privados nacionais e internacionais, produzindo
plasticos, resinas, fibras, fertilizantes e mais de duzentos outros produtos petroquimicos,
comercializados no Brasil e exportados para paises da América, Europa, Asia e Africa.

Na estrutura do complexo existe uma empresa responsavel pela producdo das matérias-
primas e utilidades (COPENE, 1995). Essa empresa fabrica, vende e distribui produtos
petroquimicos de primeira geragdo, incluindo etileno, propileno, butadieno, benzeno, tolueno,
xileno, entre outros, que sdo utilizados como matéria-prima para fabricagdo de produtos
petroquimicos. Apos sua ampliagdo, em maio de 92, aumentou sua capacidade para 910.000 t/ano
de etileno. :

A unidade de cogeragdo encontra-se operando ha mais de quinze anos e fornece vapor e
energia elétrica para o Complexo Petroquimico. Este trabalho é um exercicio de construgao de
uma metodologia para avalia-lo. Os parametros de entrada foram obtidos com base real, como
sendo a média de um ano de operagdo da unidade.

3. DESCRICAO DO SISTEMA DE COGERACAO

No setor de utilidades, a unidade de cogeragdo foi dimensionada para uma capacidade de
202 MW de energia elétrica e 2.100 t/h de vapor. A unidade ¢ composta por cinco caldeiras e
quatro turbo geradores, com capacidade nominal de 400 t/h de vapor por caldeira nas condigdes
termodinamicas de 12 MPa e 530 °C, sendo a agua de alimentagdo fornecida a 250 °C.

No periodo analisado, as caldeiras estavam operando abaixo das condigdes de projeto,
permanecendo sempre quatro em operagdo ¢ uma delas em manutengdo. Elas queimam
combustiveis liquidos (rasf-residuo asfaltico, OC, residuos industriais) e gasosos (gas natural e
gas de processo).

Cada turbina a vapor tem poténcia maxima de 42 MW e opera com vapor a 120 bar e 530 °C.
As extracgdes das turbinas sdo a 42 bar e 15 bar.

Encontra-se em operagdo outra unidade de cogeragdo composta de: compressor, camara de
combustdo, turbina a gas e caldeira de recuperagdo. O gas natural € o combustivel utilizado na
turbina e os gases de exaustdo sdo conduzidos a caldeira de recuperagido. Na caldeira tem-se um
suprimento complementar de gas natural, para manter a temperatura em 530 °C. A capacidade
dessa caldeira ¢ de 100 t/h e opera, também, a 12 MPa ¢ 530 °C. A agua de alimentagdo ¢
fornecida a 144 °C.

Um diagrama de processo simplificado foi elaborado, tendo como base o sistema real,
suprimindo apenas os equipamentos auxiliares de menor importancia para esta analise, assim
como também incorporaram-se os ventiladores, bombas e aquecedores menores aos subsistemas
selecionados, (vide figura 1). Na tabela | sdo apresentados os parametros termodinamicos para
cada fluxo. Eles foram enumerados na ordem crescente. Os valores das temperaturas, pressoes €

vazdes sdo reais, validos para o ano de 1994, os demais parametros foram calculados (Reid,
1987).

4. ANALISE EXERGETICA

A unidade termoelétrica foi dividida em subsistemas (centros de custos) que foram
codificados pelas letras {A,B,C,D,E.F,G,H,I}; os principais fluxos envolvidos no processo sio

]
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Legenda: 32
o—* Poténcia

—» Entradas

— Condensado
— Vapor
A.B,.C.D.LEG,H.l
Subsistemas

Figura 1: Sistema de cogeragao analisado

identificados por nimeros, vide Figura 1. Os subsistemas considerados agregam alguns dos
volumes de controle reportados num trabalho anterior (Torres e Gallo, 1997).

A eficiéncia exergética ou racional (g) é definida como sendo a relagdo entre o produto (P) ¢
o insumo (F), ou seja (Kotas, 1985):

_ Produto
Insumo

P
2

A irreversibilidade ¢ definida como sendo a diferenga entre o insumo € o produto:
[ = Insumo - Produto=F - P

As denominagdes insumo e produto utilizadas devem ser entendidas levando-se em conta a
fung¢do que o subsistema desempenha na planta. Como pode ser observado em varios casos, 0
insumo ¢ diferenga de exergia de fluxos que sdo entregues ao subsistema, que por sua vez produz
um produto na forma de uma oufra diferenca de exergias.
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Na tabela 2 foram calculadas as eficiéncias exergéticas para cada subsistema, de acordo com
a definicdo apresentada.

O subsistema Caldeiras (C) apresenta um valor da eficiéncia exergética compativel com o

Tabela 1: Propriedades Especificas e Totais dos Fluxos

Fluxo NOMES T P m h s ex E Ex

(°C) | Bar) | (kg/h) | (kVkg) [(kI/kgK)| (ki/kg) | (KW) kW)
1 [Vapor 530,0{ 120,0{ 1.075.000,0| 3428,0| 6,5880| 1.642,7|1.023.638.9|490.519,9
3 Agua para Caldeira 250,0| 150,0| 1.090.000,0[ 1085,5| 2,7670| 438.8| 328.665.3|132.867,7
5 |Combustivel (Rasf) 210,00 - 60.452,9140130,5 - 42.847.6] 673.889,7|719.516,6
6 |Combustivel (GN) 250 - 5.107,1{47612.,6 - 52.062,0 67.545.4| 73.857.5
11 |Poténcia dos TG - - - - . - 65.300,0| 65.300,0
15 |{Vapor para Desaerador 190,0 3,5 158.400,0| 2842.,0] 7,1920f 876,7] 125.048,0| 38.5739
16 |Agua de Reposigao 25,0 1,0 747.600,0 104,9| 0.3674 173.3 21.782,2| 35.988.6
17 |Condensado 110,0 9.0 31.000,0| 4618 1,4178] 2172 3.976,6| 1.8703
18 |Agua para Caldeira 144,2 4,1 1.171.000,0| 607.1{ 1,7822| 256,8( 197.476,1] 82.5879
19 |Condensado Desaerador 170,0{ 15,0] 234.000,0] 719,2| 2,0410|] 2889 46.748,0| 18.777,0
20 |Vapor Pré-aquec.Alta 385,01 42,0 147.700,0{ 3174,0| 6,6880{ 1.358.9] 130.222.2} 55.751,5
24 Agua para Caldeira 144.5| 150,0[ 1.090.000,0| 617,7| 1,7699| 268,2{ 187.025,8| &1.194,4
25 |Trabalho Bomba - - - - - - 4.672.4] 4.6724
27 |GN para Turbina 25,0 1,0 6.400,0{47612,6 - 52.062,0] 84.644,6] 92.554,6
28 |Poténcia TG (E) - - - - - - 13.200.0[ 13.200.0
30 |Gases quentes 550,0f - 441.971.2 563,0f 1,0893 347.1 69.114,2 42.617.2
31 |GN Caldeira Recuperagio 25,01 - 1.050,0{47612,6 - 52.062,0 13.887.0| 15.184,7
32 Agua para Caldeira 144,01 150,0 81.000,0] 617,7| 1.,7651 268,2 13.898,3] 6.0659
33 |Vapor (120) 530,0 120,0 80.000,0 3428,0] 6,5880| 1.642,7 76.177.8| 36.503.8
36 |Vapor (120) 530,0{ 120,0] 250.000,0| 3428.0| 6,5880| 1.642,7| 238.055,6|114.074,4
37 |Vapor (42) 385,01 42,0 304.300,0] 3174,0| 6,6880| 1.3589| 268.291,2|114.8624
38 |Vapor (15) 285.01 15.0] 366.700,0f 3004,0] 6,8580{ 1.138,2f 305.990.8|115.939,5
39 |Vapor (15) 285.0f 15,0 86.300,0| 3004,0| 6,8580| 1.138,2 72.012,6] 27.285,5
40 [Vapor(120) 530.0] 120,0{ 905.000,0| 3428,0] 6,5880| 1.642,7| 861.761,1|1412.9493
Q |Calor de Processo - - 921.000,0 - - - 683.312,9]| 304.432,0

Tabela 2: Insumos, Produtos, Eficiéncias Exergéticas e Irreversibilidades
Subsistemas Insumo Produto Insumo | Produto | e=P/F I=F-P | I/Itotal
(F (P) kW) (kW) (%) (kW) (%)
Turbina a Gas {Exz7-Exap) (Ex2) 499374 13.200,0{ 2643 36.7374 6,68
C. Recuperagio (Exs; + Exsg) (Exs3 - Ex3z) 57.802,0| 304379 52,66] 27.364,1 4,98
Caldeira (Exs + Exg) (Ex; - Exs) 793.374,1| 357.652,1] 45,08 435.721,9 79,28
Pré-aquecedor (Exy0+Ex39) - Exyo (Ex3 - Exz4) 64.259,91 51.673,3| 804! 12.586,6 2,29
Coletor Vapor (Ex;+Exi3) (Ex3g + Exyg) 527.023,71 527.023,7{ 100,00 0,0 0,00
Turbina a Vapor |Exgo-(Ex+Exig+Ex37+Ex34) (Exj1+Ex35) 99.110,5| 69.900,0| 70,53] 29.210,5 5,32
Calor de Processo | (ExistExa; +Exsa)-(Exis +Ex 1) ExQ 304.432,1| 304.432,1| 100,00 0,0 0,00
Desaerador (Exjg+Ex s TExs+ExX 7) (Exyx) 95.209.8| B82.587.9| 86,74] 12.6219 2,30
Bomba (Exas) (Exa4+Ex3;:)-Ex g5 4.672,4 4.672.4 100,0 0,0 0,0
Total (Exp7+Ex3; +EXs+ExX +Ex 4) (Ex)+Exa5+

Exag+ Ex?) 937.102,0| 387.532,01 41,35] 549.570,01 100,00
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esperado, mas o subsistema Turbina a Gas (A), apresenta um valor abaixo do normal, o que se
Justifica, pois este equipamento estava operando em carga parcial, no periodo analisado (1994). O
valor apresentado pelo subsistema Caldeira de Recuperagdo estd também dentro do esperado
considerando-se que nela ha queima secundaria de combustivel. O baixo valor apresentado pelo
desaerador tambeém se justifica pelo fato de ser um grande gerador de irreversibilidade, devido a
mistura de correntes com diferentes paraimetros termodinamicos.

A caldeira ¢ a responsavel pela maior parte da destruicdo exergética, sendo inevitavel a
geracdo das irreversibilidades, devido a combustao e a troca térmica efetuada entre fluidos com
grandes diferencas de temperaturas. A turbina a gas ¢ a segunda responsavel, sendo a sua
eficiéncia exergética baixa. Um resultado interessante ¢ que, pela ordem, seguem: a turbina a
vapor, o desaerador e trocador de calor. Num melhoramento da planta, poderia ser pensado em
atuar sobre esses equipamentos, que sdo de menores custos que os anteriores.

5. ANALISE TERMOECONOMICA

Para a andlisc termoeconomica foram considerados subsistemas (volumes de controle), que
relinem varios equipamentos da planta e estdo reportados na primeira coluna da tabela 2 e na
figura 1. Esta escolha foi feita com o seguinte intuito: que cada um dos subsistemas tivesse um
produto termodinamico claramente definido, ja que optou-se por utilizar a forma de distribuigdo
de custos proposta por Valero e Lozano (1993) e Valero et al. (1994). Além do mais, considerou-
se esta, uma opgdo adequada para uma primeira abordagem da analise deste sistema complexo.

O volume de controle denominado “G” (vide figura 1), foi considerado como subsistema
virtual. Conceitualmente, foram agrupados nele todas as exergias dos fluxos de vapor que saem
da planta e que retornam como condensados; a geragdo de entropia associada as transferéncias de
calor externas ao sistema foi considerada responsabilidade dos usuarios do vapor. Nos
subsistemas “E” ¢ “G” considerou-se que ndo ha geragdo de entropia (perdas exergéticas).

Alguns fluxos da planta ndo foram considerados na figura 1 e na tabela 1, por serem internos
aos subsistemas ou perdas para o ambiente. Neste ultimo caso considerou-se que os fluxos t€m
“custo exergético” nulo.

O sistema de equagdes que constitui a fungdo de custos antes mencionada, esta constituido
por trés blocos:

(a) balanco de custos para cada subsistema considerado;

(b) custo dos insumos externos ao sistema;

(c) equagdes de distribuigao de custos (bifurcagdes).

As equagdes de balango de custos baseiam-se na consideragdo que os custos exergeticos dos
insumos sd0 iguais aos custos exergéticos dos produtos, em cada subsistema. Entdo:

Subsistema A Subsistema F

Ex;, = Ex;q + Ex;, (1 Ex;, = Ex,, + Ex}, + Ex}g + Ex;, + Ex5 + Exy,  (6)
Subsistema B Subsistema G

Ex}, + Ex}, + Ex}, = Ex; (2)  Ex;, +Ex}, + Exj = Exjs + Ex;; + Ex® (7
Subsistema C Subsistema H

Ex; + Ex; + Ex 3 = Ex, (3)  Exj, +Ex;, +Ex,, + Exj, = Exj (8)
Subsistema D Subsistema I

Ex;, + Ex,, + Ex}, = Ex; + Ex;, (4) Ex|, + Ex,s = Ex}, + Exj, 9)
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Subsistema E
Ex; + Ex}; = Ex;, + Ex} (5)

Onde o simbolo Ex; indica custo exergético de cada um dos fluxos.

Os custos exergéticos dos fluxos de entrada no sistema sdo considerados iguais as suas
exergias (eliminados os fluxos de exergia nula):

Ex; = Ex; (10)  Ex}, = Ex,, (13)
Exg = Exg (1) Ex}, = Exg, (14)
Exje = Exyg (12)

Portanto, tem-se 14 equagdes e como sdo 25 fluxos faltam 11 equagdes que sdo as de
distribuigdo de custos. Estas sdo as mais complexas para serem formuladas, ja que dependem dos
critérios de partigao de custos adotados.

Os critérios de partigdo utilizam o conceito de custo exergético unitario, que € definido como
a relagdo entre o custo exergético do fluxo e a exergia do mesmo:

3 Ex}
B Exi

ki

As equagoes a seguir, de (15) a (25) correspondem a parti¢ao dos custos.
A considerag¢do mais simples a ser feita ¢ que os fluxos da mesma origem e com parametros
termodinamicos iguais tem 0 mesmo custo exergético unitario:

Ex3 _ Exyg (15) Ex;, ) Ex)s (18)
Exss  Exy Ex;; Exys

Exy _ Ex3 (16) Ex34 _ Ex3) (19)
Exy Exy Exyy  Exy

Ex;(J B Ex;8 a7

Exyy Exjg

Nas seis equagdes restantes foi aplicado o conceito que considera iguais 0s custos
exergéticos unitarios de correntes (entrada e saida) considerados insumos, em cada volume de
controle:

No volume de controle A: No volume de controle D:
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Na tabela 3 apresentam-se 0s custos exergéticos unitarios e totais calculados para cada fluxo.
Na metodologia adotada teve-se o cuidado de manter independentes os sistemas de ciclo
combinado e convencional, analisando-os em separado, porque de fato sdo dois processos

Tabela 3: Custos Exergéticos

Custos Custos
Fluxos Subsistemas Exergéticos | Exergéticos
(kW) Unitarios

1 |Vapor 1.107.148,7 2,26
3 |Agua de Alimentagio 313.774,7] 2,36
5 |Combustivel (RASF) 719.516,6 1,00
6 |Combustivel (GN) 73.857.,5 1,00
11 |Poténcia dos TG 206.893.,7 3,17
15 |Vapor p/Desaerador 86.195,6 2:43
16 Agua de Reposicio 35.988,6 1,00
17 |Condensado 4.179,2 2,23
18 |Agua Desaerada 168.321,7] 2,04
19 |Condensado Desaerador 41.958.3 2.23
20 [Vapor 42 bar 124.579.9 2,23
24 |Agua para Caldeira 170.182,1] 2,10
25 |[Trabalho Bomba 14.574.4 3,17
27 |GN Turbina 92.554.6 1,00
28 [|Poténcia TG (E) 499373 3,78
30 [Gases ExaustdoTurbina 42.617.2 1,00
31 |GN Cald. Recuperagao 15.184.7 1,00
32 Agua para Caldeira 12.714.0 2,10
33 |Vapor 120 bar 70.516,0 1,93
36 |Vapor 120 bar 254.905,8 2.23
37 |Vapor 42 bar 256.666.,6 2,23
38 |Vapor 15 bar 259.073.4 2,23
39 |Vapor 15 bar 60.971,0 2,23
40 |Vapor 120 bar 922.758.,9 2,23
Q |Calor de Processo 680.271,0 2,23

exergética maior do que as caldeiras convencionais.

7. CONCLUSOES

diferentes funcionando
paralelamente.

Analisando estes resultados
observa-se que o  custo
exergético unitario obtido para a
poténcia na turbina a gas (fluxo
28) ¢ maior que o da poténcia
gerada na turbina a vapor (fluxo
11). Isto pode ser explicado se
forem consideradas as
eficiéncias exergeticas de ambas
as geragdes (tabela 3). Observa-
se na eficiéncia da turbina a gas
um valor menor que o esperado,
provavelmente devido ao fato de
ndo estar operando em toda a
sua capacidade (no periodo
analisado, a carga era de cerca
de 45% da poténcia nominal).
Entretanto, essa operagido sofre
modificagdes a depender da
modulagao exigida pelas
empresas coligadas.

Quanto ao custo do vapor
gerado, observa-se que o gerado
na caldeira de recuperagio
(fluxo 33) é menor que o da
outra caldeira (fluxo 1). Isto
tambeém fica explicado
considerando-se as eficiéncias
apresentadas na tabela 3, onde se
observa que a caldeira de
recuperagdo tem uma eficiéncia

A metodologia apresentada ¢ uma ferramenta que pode contribuir para melhorar os sistemas
em operagdo, identificando os principais pontos onde ocorrem as maiores perdas ¢
irreversibilidades. Com essa indica¢do o decisor tera condi¢des de direcionar qual caminho a ser
adotado na busca de otimizar o sistema. Essa metodologia também podera ser util em avaliagdes

de plantas a serem projetadas.
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Nesse caso, com este primeiro diagnostico da planta, comparando-se as informagdes obtidas
nas tabelas 2 e 3, pode-se afirmar que se obteria um bom retorno de investimento atuando no
subsistema Caldeiras em primeiro lugar, melhorando as condi¢des de operagdo da turbina a gas e
das turbinas a vapor, nesta ordem. Com o equacionamento proposto, pode-se avaliar o gasto em
combustiveis e seu impacto nos “produtos finais” da planta: energia elétrica e vapor.

Na analise, optou-se por agregar em volumes de controle, o que facilitou a tarefa de captar os
aspectos mais importantes do sistema.

No entanto, fica a sugestdo de realizar uma analise mais apurada, que permita capturar o
efeito de alguns equipamentos, como o da valvula de reducdo, geradora de irreversibilidade, ou
dos ventiladores, assim como separar os pré-aquecedores de agua do subsistema Caldeira.
Também pode ser considerada a possibilidade de subdividir a turbina a gas, e inclusive as
caldeiras, que sdo em numero de cinco, aqui tratadas como um unico volume de controle,
separando os diferentes tipos de irreversibilidades, algumas inevitiveis e outras ndo. E
recomendavel entdo uma continuagdo deste trabalho no sentido de subdividir volumes de
controle, e particularmente, fungdes dos equipamentos, na direcdo de avaliar melhor os efeitos
mencionados.
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Abstract

The drying of cork stoppers is a technological process commonly used in the stoppers manufacturing industry.
Until recently no systematic scientific approach had been undertaken in the study of the drying kinetics of cork
stoppers. An historical account of the sequence of steps followed in the design and erection of a new continuous
dryer comissioned to the university is presented. The short time period required for the implementation of the
new dryer lead to a twin path approach of the problem. A fundamental study of the kinetics of the drying process
of slim fixed beds of cork stoppers was simultaneously accompanied by a study of the drying of batches of
stoppers, as received from the industrial washery process. Data from this preliminary analysis were used in the
design of the new dryer whereas data from the fundamental study were used in the final adjustment of dryer
working conditions. Analysis of the behaviour of the dryer in the industrial environment showed a satisfactory
performance and although the actual energy consumption is two and half times larger than the latent heat of water
vaporization, experimental results are of the same order of magnitude of those found in the wood drying
processes, which were used as references due to the lack of experimental data on industrial drying of cork.

Keywords

Cork stoppers drying. Industrial dryers.

1. INTRODUCTION

Although cork industry has an old tradition in Portugal, the absence of scientific reliable
data on the kinetics of cork drying has until nowadays hindered the proper design of efficient
dryers. The need of a reliable cork dryer for the industry acted as a strong motivation for
research work and has conditioned the aproach to the design. The thermal design of the dryer
was based upon experimental data obtained in a series of preliminary experiments, while a
deeper research work took place simultaneously to understand cork drying kinetics and to gain
insight in the future industrial behaviour of the dryer.

In this paper it is presented an overall view of the fundamental methodology used in the
whole process of design and erection of the dryer, as well as data collection during the first
year of industrial work, covering mainly its performance under winter conditions.
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Base guide lines for the dryer performance were: 25,000 cork stoppers/hour; stoppers
average entrance humidity of 25% (wet base - wb); exit humidity ranging from 6.5 to 8%
(wb); single particle, of cylindrical shape, with dried mass, ranging from 3.5 to 4.5 g.

2. PRELIMINARY EXPERIMENTS

A small preliminary rig was built to get in short notice as many data as possible of
desired drying conditions for the future dryer. As can be seen from Figure 1 it was a very
primitive lay out. Conditions for initial experiments are presented on Table 1.

Test section \ ;ﬂ 300x300

Electrical heating 100

Fan

Flow meter

{
L 33" suw D150
= m’
QL 1000 | 2000 | 1000

'l‘

Figure 1 - Preliminary experimental setup.

Table 1 - Conditions for preliminary experiments.

Stoppers dimensions (lenght xdiameter) 45x24 [mm x mm]
Ambient temperature 19.8 °C
Relative humidity 54%
Atmospheric pressure 1008.5 mbar
Drying air temperature 80 °C

To get results similar to those of industrial environment, corks were received from the
industrial plant at washery output conditions, and batches of 150 corks were tested on each
drying run. Typical evolution of water content of cork stoppers is shown on Figure 2.

The humidity of the stoppers reached required values after 90 minutes of drying. It must
be stressed that due to the absence of any air humidity control system and with typical inlet air
conditions of about 20 °C and 50% relative humidity, drying air reached very low values of
relative humidity (3 to 5 %) after heating up to 80 °C. This value is smaller than those usually
found in the industrial practice, where for economic and energetic reasons air recycling is
common. However, the 90 minutes of average drying time was considered a very reasonable
starting assumption as well as the average initial wet base water content.

3. CHARACTERISTIC DRYING CURVES FOR CORK STOPPERS

While thermal and mechanical design of the dryer took place, deeper experimental work
was being carried out to get characteristic drying curves. The cork stoppers were wetted at the
laboratory to cover a wider initial water content than that usually found in the industry. A
simple mathematical model was also developed to allow a theoretical analysis of the drying
process (Martins, 1990). The main conclusions of this work were (Martins et al., 1994):
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Figure 2 -Typical water content evolution for a batch drying of 150 stoppers.

-Drying process control is mainly by internal migration of the moisture;

-Air temperature is the most important external parameter for the definition of the
drying rate;

-In the first part of the drying process air velocity has a certain importance but in the
overall it is meaningless.

With such conclusions the design procedure to be followed had to be conveniently
adapted:

-The drying air velocities are irrelevant, thus less fan energy is necessary as pressure
drop through the stoppers bed is lower;

-To control drying rate one must act on the air temperature. This temperature is limited
to 90 °C to avoid thermal degradation of cork;

-To achieve the right water content at stoppers output, a drying time adjustment should
be necessary;

-Whenever possible mechanical drying methods should be used instead of thermal
ones. Careful control of cork washery process followed by maximum exploitation of
centrifugational techniques should be the standard procedure.

Results of these experiments were of upmost importance for the further understanding of
actual dryer behaviour. Correct interpretation of data collected from industrial process was
easily understood on the basis of this, previously adquired, theoretical knowledge.

4, DRYER OPERATING PRINCIPLES

The cork dryer being essencially a heat and mass exchanger was designed under basic
transport phenomena principles. Counterflow layout between stoppers and drying air was
adopted. Other important aspects were also conveniently considered:

-Higher air velocity at stoppers entrance, where the influence of this parameter is more
important;

-Use of a large number of conveyors to increase drying capacity and also to promote
stoppers agitation when conveyors change;

-Drying air recycling to enhance energy economy;
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-Indirect heating of drying air through a tubular heat exchanger avoiding, for hygienic
reasons, contact between hot combustion products and process air;

-Reintroduction of exhaust hot drying air into the furnace as diluting fluid.
Combustion temperature is thus reduced to guarantee safe working conditions for the heat
exchanger.

These working principles are best presented on the scheme of Figure 3.

Main fan 4 Combustion i
gases output
vé J'-“I'HFl
D=

Wet corks
i t
Recirculation inpu

w2 T Drying zone.

- SRR e e i R Dryed
Gas burner $ T Ty l T3 corks
v6 + Furnace I\—- Heat exchanger _€
,N_é ) EFW TF
N ] Exhaust
Cool air fan fan

Figure 3 - Working principle for the continuous cork dryer.

Stoppers are introduced in the upper side of the drying zone through a pneumatic
conveying system and, travelling on several conveyors, have a counter corrent evolution
inside the drying zone, against drying air. Drying air is heated by combustion products in a
tubular heat exchanger, before entering the drying zone. A large portion of rejected humid and
warm air is introduced into the furnace, downstream the flame, to dilute hot combustion gases,
reducing their temperature prior to the entrance in the heat exchanger. The temperature of this
gaseous mixture at the furnace exit varies between 400 and 600 °C.

Nowadays dryer control i1s semi-automatic, although it has been designed for full
automation. Machine operator has informations of air temperature at drying zone inlet, T, T,
and T5, gaseous mixture temperature at furnace exit, Ty and temperature and relative humidity
at drying zone exit, THR. With these data, plus the water content of the stoppers at the dryer
entrance and considering the stoppers desired water content at the dryer output, operator can
choose a convenient velocity for the conveyors as well as the drying air temperature, (T, T»
and Tj). The regulation of this last temperature is carried out by adjusting the gaseous mixture
temperature at the furnace exit through a PID automatic controller.

5. DRYER BEHAVIOUR IN INDUSTRIAL ENVIRONMENT

After dryer installation at the plant, its performance has been closely registered with
particular concern on the drying behaviour and energy consumption in winter days.
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5.1 Typical Daily Performance

A typical winter day was chosen to characterize the dryer performance. In that day several
cork stoppers batches were dried, as seen on Table 2.

Table 2 - Number and class of corks dryed on a typical winter day.

Size (mmxmm) Class Quantity
45x24 2nd 38,500
45x24 3nd 31,500
38x24 Premium 60,000
45x24 "Raga" 31,500
45x25 ISt 28,000
39x26 Premium 24,000

Total 213,500

For each size ten stoppers were taken, weighed, numbered and then introduced into the
dryer. They were afterwards collected at the dryer output and kept in an oven to dry for twenty
four hours, after which they were weighed again. Individual cork water content, at dryer
entrance and exit, was then possible to be known. Class distinctions were not considered, as in
a previous work, (Martins, 1990), it was realised that possible differences could not be
detected with the technological means at our disposition.

On Figure 4 these results are shown. Although it is not very much correct to compare
results from different sizes, large differences among entrance and exit water content were
detected, maximum of 28.0 % (w.b.) and minimum of 8.5 %. That results in some practical
difficulties to achieve a close range of water content at dryer output, and thus, it is impossible
to assure an output water content ranging from 5.5 % to 8.5 % as requested from industry
standards. It can be also seen that for a cork stopper with higher inlet water content, a
correspondent higher outlet water content is not obtained, this result can be interpreted as a
signal of the importance of cork internal structure on the water migration mechanisms inside
stoppers.

The use of mechanical water separation methods could eventually reduce inlet water

content spread and simultaneously the energy consumption, allowing an easier achievement of
industrial standards for dryed corks.

Ll
<
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Figure 4 - Entrance and exit water contents for corks of several sizes.
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Figure 5 - Steady state evolution of corks water content. Black bars, entrance conditions. Grey
bars, exit conditions.

Table 3 - Water content average for steady state drying.

Entrance | Entrance | Exit mass Exit Mass of
mass water of a cork water dryed
ofacork | content stopper content stopper
stopper (w.b.) (w.b.)
[g] [%e] [g] [%] [g]
Average 4.37 19.45 3.78 6.91 3.52
Standard deviation 0.68 3.07 0.60 2.23 0.55

5.2 Steady State Specific Energy Consumption

The drying operation was carried out at 80 °C and the theoretical required energy was

calculated as presented in Table 4; combustion and heat exchanger efficiencies were assumed
100%.

Table 4 - Required theoretical energy for stoppers drying.

Latent heat | Dryed |Evaporated|Spent energy| Sensible energy | Energy to Required
for water |stoppers | water rate in required to heat | heat up final | theoretical energy
vaporization | per hour evaporation |up the cork from water
20 to 80 °C content.
(kJ/ke] [-] [ke/h] [kJ/h] LkJ/h] [kJ/h] [kJ/h]
2308.183 | 19332 11.38 29127.99 7681.31 1279.37 38088.67
Percentage [%] 76.47 20.17 3.36 100.00

The analysis period was 2.2 hours long and the total required energy, according to theory,

was about 38,089x2.2=83,795 kJ. This theoretical value, after being corrected for the
combustion efficiency, must be compared with the actual energy consumption of the dryer,

R
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262,514 kJ, Table 5. The dryer performance is defined as the ratio between actual energy

consumption and the theoretical energy consumption. This comparison is presented on Table
5 for two different combustion efficiencies, 80 and 85 %.

Table 5 - Dryer performance.

Propane Lower Energy Combustio | Theoretical Dryer
consumption | heating value| consumption after |n efficiency| energy performance
2.2 hours
(ke] [kJ/ke] (kJ] (%] (kJ] [-]
57 46055 262513.5 80 104744 2.51
85 08582 2.66

In thermodynamic terms, one can say that actual energy consumption is two and half
times larger than the ideal value. However, the actual number is well inside typical industrial
consumption of similar equipment (Chanrien et al., 1989 and Lopez-Cacicedo, 1986) although
in this particular dryer the combustion is external to the drying fluid and the air humidity is
lower than usually found in similar lumber dryers.

The dryer performance can also be evaluated through the drying efficiency as defined by
(Brundet, 1987), and is of 0.34 kg of removed water/kWh. The theoretical value must be
within 0.86 and 0.90 kg/kWh (considering combustion efficiency of 80 and 85%). In the
present situation an heat exchanger efficiency of 100% was always adopted.

The important conclusion one can get from Table 5 is that from the theoretical required
energy, 76.5% is spent to evaporate the extracted water, whereas 23.5% of the spent energy is
used to heat up the dry cork material and residual water. It can thus be asssumed that about a
quarter of the required energy is not directly spent in the water extraction phenomena, but
simply wasted to support the technical process. In the cork stoppers industry the current
technique of imposing consecutive heat and cooling processes to allow for the water migration
inside the stopper towards its surface is energy consuming and should be avoided whenever
possible. The energy used for heating the dry material is the main source of energy waste.

6. CONCLUSIONS

Industrial behaviour of the dryer is quite satisfactory and the plant layout was even
completely changed for the industry to be able to cope with the small industrial revolution
carried out by this continuous drying process. Although it was not included in the text, it must
stressed that the higher drying rate provided by the dryer performance imposed a complete
change of stoppers washery process.

The energy consumption of the dryer is within typical values for similar wood dryers and
the partition of the consumed energy in the drying process shows that the current procedure
commonly found in the cork stoppers industry of imposing consecutive heating and cooling
processes has no sound energetic basis.
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Abstract

This paper presents a general methodology to evaluate the exergy use in cogeneration and
combined cycle plants, as well as to relate the overall exergetic efficiency of the plant to the efficiencies of each
module/set of equipment that compose the plant. The objective of this methodology is to quantify the
thermodynamic performance of the plant and to characterise the influence of each module/set of equipment of the
plant in the overall exergy consumption. The exergy analysis developed for cogeneration and combined cycle
plants evaluates the exergy efficiency and the exergy destroyed in each set of equipment, and the overall
cogeneration and combined cycle plants performance. The importance of each set of equipment in the overall
exergetic efficiency is quantified by the use of the factor f, defined as the relation between the consumed exergy
in a particular set of equipment and the consumed exergy in the plant. With the factors f; (for each set of
equipment) and the exergetic efficiencies 1; (for each set of equipment) it is possible to establish an expression
that relates the overall exergetic efficiency to the factors f; and the exergetic efficiencies n; . This expression is
useful to characterise the importance of each set of equipment in the overall exergetic efficiency and to indicate
possible ways of optimising the performance of the plant. This methodology is employed to evaluate and

optimise the performance of a cogeneration plant composed by a gas turbine, a Rankine cycle and an absorption
chiller.

Keywords

cogeneration, combined cycle, exergy analysis

1. INTRODUCAO

O crescente interesse por sistemas de cogeragdo e sistemas combinados de poténcia
evidenciam a necessidade de se identificar as configuragdes otimas dos componentes destes
sistemas, a fim de maximizar o rendimento exergético dos processos de conversdo de energia.
Desta forma, o desenvolvimento de uma metodologia de avaliagdo de desempenho de plantas
de cogeragdo e sistemas combinados de poténcia que quantifique seu rendimento exergetico,
bem como a importincia dos componentes no rendimento global do sistema € uma ferramenta
importante na defini¢ao de sistemas energética e economicamente eficientes.




2. ANALISE EXERGETICA DE SISTEMAS DE POTENCIA E COGERACAO

A anélise exergética de plantas de conversdo termomecanica permite caracterizar
como a exergia disponivel (devido a queima do combustivel, empregado como insumo
energético) ¢ utilizada e destruida nos processos de conversdo de energia existentes na planta.

A performance exergética das plantas de cogeragdo pode ser feita a partir de uma
definic¢do geral de rendimento, n, (Oliveira et al. 1990, Tsatsaronis, 1995):

n= (efeito util)/(insumo consumido) (1)

Com esta formulagdo pode-se chegar as expressdes dos rendimentos energético (n.) e
exergético (1) de plantas de cogeragdo:

W+Q
e = Ecomb 2)
W+ B
= P2 A
™ = Bcomb 3

onde W ¢ a poténcia gerada pela instalagdo, Q ¢é a taxa de transferéncia de calor, Ecomp € 2
poténcia térmica liberada no processo de combustdo, By ¢ a taxa de exergia transferida a um
processo para fins de aquecimento ou refrigeragdo (“produgdo” de agua gelada), € Begmp € a
taxa de exergia disponivel no processo de combustao.

Combinando-se as Equagdes 2 e 3, introduzindo-se a relagdo = (Q/ W), o fator de

Carnot 6 (8=1-To/T), com To a temperatura do meio e T a temperatura do processo, 0 que
equivale a considerar que By = 6.Q e a = Becomb / Ecomb , obtém-se:

n 1468 1
fle_( 1+ﬁ)(a) (4)

Esta expressdo permite obter com facilidade a relagdo entre os dois rendimentos, dados
B, o nivel de temperatura a partir do qual se faz a troca de calor e conhecendo a.

A Figura 1 apresenta o comportamento de ny/n. em fungdo de B e parametrizado em
0, para um combustivel com a = 1. Nela observa-se que quando $—0 a relagdo entre os
rendimentos tende a 1, pois o efeito util do sistema ¢é a produgdo de poténcia (exergia pura).
Quando PB— a relagdio entre os rendimentos tende a 6, pois o efeito util ¢
predominantemente uma transferéncia de calor (aquecimento/refrigera¢do). Note-se, também,
que para 6 (em modulo) decrescente, isto €, transferéncia de calor a temperaturas proximas de
T,, como € o caso dos sistemas de condicionamento de ar, a relagdo entre os rendimentos cai
para um mesmo f3, devido a menor quantidade de exergia associada a troca de calor.

Convém ressaltar que os dados apresentados na Figura 1 sdo facilmente corrigidos
para um combustivel com a# | simplesmente dividindo o valor de ny/n. do grafico pelo
particular valor de o (que pode ser obtido, por exemplo, nas correlagcdes apresentadas por
Szargut, 1989 e Bejan, 1988).

De forma analoga aquela empregada na Equagdo 1, podem ser definidos os
rendimentos exergeticos dos principais equipamentos que compdem uma planta de cogeragao,




ou seja, compressor (cp), turbina (t), bomba (bomb), camara de combustio (cc), gerador de
vapor (gv), caldeira de recuperagao (cr), sistema de refrigeracdo a compressdo (scp) €

absor¢do (abs). As expressdes destes rendimentos sdo as seguintes (‘¢’ indica entrada e ‘s’
saida):

|
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Figura 1 Comportamento de n/ne em fungdo de B para diferentes valores de 6 (Cespedes e Oliveira
Junior, 1995).

- Compressor:

[ ] B Beps - Bepe

Nbjep = —ch (5)
- Bomba:

Bbombs - Bbombe .
Whbomb ' 6)

[nb]bomb =

- Turbina:

Wt

[nb]r - Bte - Bts (7

- Camara de Combustdo (ar = ar de combustao):

[ b] o Bprodutos
s Bcomb + Bar ®)
- Gerador de Vapor: =



ABvapor
Beomb

[nblev =

- Caldeira de Recuperagdo (com queima suplementar):

ABvapor
Bcomb + ABgases

[nb]cr =

- Sistema de Refrigeragdo a Compressao (ev indica evaporador):

Qev Bev
Wep

[nb]scp =

- Sistema de Refrigeragao a Absorgdo(ge indica gerador):

Qev Bev
Qge Oge

[nb]abs =

9)

(10)

(11)

(12)

Definindo-se agora as relagdes f; (Oliveira Jr. ¢ Van Hombeeck, 1996) como sendo o
quociente entre a exergia consumida por equipamento e a exergia consumida pela planta, tem-
se para os principais equipamentos que compdem uma planta de cogeragao (excetuando-se os
consumidores primarios de exergia como camaras de combustido e caldeiras), as seguintes

expressoes:

- Compressor:

Wep
Bcomb

Sfep=

- Bomba:

Whbomb
Bcomb

fbomb =

- Turbina:

Bte - Bts
fi= Bcomb

- Caldeira de Recuperagio:

- Sistema de Refrigeragao a Compressio:

(13)

(14)

(15)

(16)

—




" Beomb (17)

- Sistema de Refrigeragao a Absorgdo:

Qge Oge
Bcomb (18)

fabs =

Com as definigdes das relagdes f; pode-se chegar a uma expressdo que relaciona o
rendimento exergético global, [Mp]giebal » cOM 0s rendimentos 1; e fatores f; dos equipamentos
da planta de cogeracao e/ou de um sistema combinado de poténcia.

Para uma planta de cogeragdo composta por um ciclo Rankine com turbina de
contrapressdo, a expressao do [N] giobar € dada por:

Wtv - Wbomb + BQ
Bcomb

[Mb] giobal = (19)

Introduzindo-se os rendimentos exergéticos ¢ os fatores f; dos componentes a Equagdo
19 fica:

[Mb] globar = ([T?bl v ftv= foomb )+[nb]QfQ (20)

Para uma planta com uma turbina a gas e uma caldeira de recuperagdo a expressdo do
[Mb] giobal » dada em termos dos n; € f; de seus componentes €:

(6] o = (18] 5 16— /) + [me)r @)

Para a planta de cogeragdao mostrada na Figura 2, composta por um ciclo Brayton em
série térmica com um ciclo Rankine e este em série térmica com um sistema de refrigeragdo a
absorgdo, a expressdo do [Np] giobai fica:

Wig — Wep + Wiv — Wbomb + BQ

= 22
[Mb] giobal Boorh (22)
Introduzindo os rendimentos exergéticos dos componentes tem-se:
ABtg Wep ABtv  Wbomb BQ
obal = || 1b - +||nb - +|nb 23
[Me] gita ([n ] % Bcomb  Bcomb ) ([7? ] v Bcomb  Bcomb ) [77 ]Q Bcomb (23)

Escrevendo [Mp] giobas €m termos dos [np i € fi dos componentes da planta tem-se:
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Figura 2 Esquema de uma planta de cogeragéo
() gowat = ([0 Je /18- . cp) +([nb I oo = fooms )+[mo)ore (24)

Para um sistema de refrigeragdo a absorgdo [nb]Q pode ser dado, com a introdugdo do
coeficiente de eficacia do sistema de absorg¢do (COP), como:

[mb]o=cop Bev (25)

e

Desta forma, através do emprego dos n; e fi , caracteriza-se a importancia de cada
equipamento na utilizagdo da exergia do insumo energético e no valor de [Mp]giobal » qQUEr NO
tocante a quantidade de exergia consumida, quer no que concerne a eficiéncia no processo de

conversdo de energia, possibilitando a identificagdo de potenciais formas de incremento do
rendimento exergético da planta.

3. ANALISE DE UMA PLANTA DE COGERACAO

A metodologia descrita neste artigo ¢ aplicada ao sistema de cogeragdo mostrado na

Figura 2, destinado a geragdo de eletricidade e a ‘produgdo’ de agua gelada, com as seguintes
caracteristicas:

- combustivel utilizado: gas natural com exergia quimica de 39150 kJ/kg
- relagdo de pressdo da turbina a gés: 14:1

- rendimento isentropico do compressor de ar: 0,90

- rendimento isentropico da turbina a gas: 0,90

- temperatura na saida do combustor da turbina a gas: 1293 K

- excesso de ar no combustor da turbina a gas: 270%

- temperatura na saida da turbina a gas: 766 K
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- pressdo de descarga da turbina a vapor: 100 kPa

- rendimento isentropico da turbina a vapor: 0,85

- rendimento isentropico da bomba: 0,70

- rendimentos de transmissao, gerador e mecanico: 0,95

- par de substancias do ‘chiller’ a absorgao: H,O - LiBr

- temperatura de evaporagdo da dgua no ‘chiller’ a absorgido: 3 °C

- temperatura de condensagdo da agua no ‘chiller’ a absorgdo: 40 °C
- concentracdo da solugdo pobre do ‘chiller’ a absor¢do: 55%

- concentragao da solugdo rica do ‘chiller’ a absor¢do: 60%

- temperatura de entrada da dgua gelada no sistema a absorgdo: 12 °C
- temperatura de saida da agua gelada do sistema de absorgdo: 6 °C

A Figura 3 mostra a evolugdo do [Np]gebar do sistema de cogeragdo em fungdo da
pressao de geragdo de vapor na caldeira de recuperagdo. Esta evolugdo ¢ determinada a partir
da simulagdo do comportamento desse sistema, que indica que o valor 6timo de [Mp]giobal

ocorre para a pressao de 3000 kPa. A Figura 3 também mostra que o rendimento energético do
sistema decresce com o aumento da pressdo de geragdo de vapor.
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Figura 3 Evolugao do rendimento exergeético e do rendimento energético com a pressao de geragao
de vapor de agua.

A Tabela | mostra os valores de 1 ; e f; para os componentes do sistema de cogera¢do
analisado para a condi¢do de maximo valor de [N ]giopat-

Nessa condigdo a turbina a gas converte 24,4% da exergia quimica do gas natural em
eletricidade, o ciclo vapor ¢ responsavel pela conversio de 6,5% e o chiller a absor¢do
converte 1,3% da exergia do combustivel em exergia associada a agua gelada ‘produzida’ ,

tendo-se assim um rendimento exergético global de 32,2% . O rendimento energético global €
de 56,5% e o fator 3 ¢ igual a 0,763.



Tabela 1: Valores de n; e f; para os componentes do sistema de cogeragao

Equipamento/ cC TG CcP CR TV BV CHA
Parametro

ufl 0,779 0,890 0,906 0,513 0,791 0,599 0,235

fi - 0,846 0,482 0,272 0,083 | 0,0006 0,057

CC= camara de combustao; TG= turbina a vapor; CP= compressor de ar; CR= caldeira de
recuperacao; TV=turbina a vapor; BV= bomba; CHA= ‘chiller a absorgao’

4. CONSIDERACOES FINAIS

A metodologia de avaliagdo de desemperiho exergético de sistemas de conversdo
termomecanica descrita neste trabalho permite quantificar racionalmente o desempenho
termodinamico dos componentes de sistemas de cogeracdo e sistemas combinados de
poténcia, bem como caracteriza a importancia de cada componente na utilizagdo da exergia
consumida pela instalagdo, através do emprego dos fatores f;. A identificagdo dos valores dos
ni e fi dos componentes de uma instalagdo de cogeragdo € o passo inicial para a realizagdo do
procedimento de alteracdo das condig¢des de operagdo e da configuragdo do sistema, que €
parte do processo geral de otimizagdo do desempenho global da instalagdo de cogeragdo.

5. REFERENCIAS BIBLIOGRAFICAS
Bejan, A., “Advanced Engineering Thermodynamics”, John Wiley & Sons, N.Y.,1988.

Cespedes, J. F. P e Oliveira Junior, S.,“Cogeneration in the Brazilian Tertiary Sector -
Exergetic and Economic Analysis”, Proceedings of the International Conference: Efficiency,
Costs, Optimization, Simulation and Environmental Aspects Of Energy Systems (ECOS’95), ,
pp. 764-769, Istambul (Turquia), 1995.

Oliveira Jr., S. et al., “New Structures and New Types of Heat Transformers”, Proceedings of
the 3rd Brazilian Thermal Science Meeting, vol. II, pp. 883-888, Itapema (Brasil), 1990.

Oliveira Junior, S e Van Hombeeck, M., “Exergy Analysis of Petroleum Separation Processes
in Offshore Platforms”. Proceedings of the International Conference: Efficiency, Costs,

Optimization, Simulation and Environmental Aspects Of Energy Systems (ECOS’96), pp. 63-
69, Stockholm (Suécia), 1996.

Tsatsaronis, G.,“On the Efficiency of Energy Systems”, Proceedings of the International
Conference: Efficiency, Costs, Optimization, Simulation and Environmental Aspects Of
Energy Systems (ECOS’95), pp. 53-60, Istambul (Turquia), 1995.

Szargut, J. et al., “Exergy Analysis of Thermal, Chemical, and Metallurgical Processes”,
Hemisphere Pub. Corp., N.Y., 1988.

b
4
&



X1V Brazilian Congress of Mechanical Engineering
Obeid Plaza Hotel Convention Center - Bauru - SP/Brazil
December 08-12" 1997

PAPER CODE: COB779

A SIMPLIFIED THEORY TO ASSESS THE BURNING
CHARACTERISTICS OF A SLICK OF OIL ON WATER

JOSE L. TORERO

Department of Fire Protection Engineering

University of Maryland, College Park, MD20742-3031
USA-E-mail:jltorero@eng.umd.edu

Abstract
An experimental technique has been developed to systematically study the ignition, flame spread and mass
burning characteristics of liquid fuels spilled on a water bed. The final objective of this work is to provide a tool
that will serve to assess a fuels ease to ignite, to spread and to sustain a flame, thus helping to better define the
combustion parameters that affect in-situ burning of oil spills.
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1. INTRODUCTION

A simple way to classify all studies relevant to in situ burning of an oil slick over a
water bed is by dividing the combustion process in its three different stages, ignition, flame
spread and self sustained burning (or mass burning). An external source of energy will lead
to ignition, which will be followed by the spread of the flame across the fuel surface.
Although flame spread might be an instantaneous process for many crude oils in their natural
state, the loss of highly volatile compounds; due to weathering, and the presence of water in
emulsions might lead to flame spread that needs to be assisted by external radiation. For thin
fuel layers, heat losses to the water bed, might lead to a similar situation. For these particular
cases a minimum size might be necessary to provide the necessary radiative heat feed back to
self-sustain flame spread. Once the flame spread process is self sustained mass burning will
follow.

Fuel properties vary significantly when subject to a strong heat insult, therefore, they
need to be evaluated under fire conditions. Evaluation of the fuel “fire properties” that are
independent of the length scale will permit the ranking of fuels and will reduce the number of
large scale experiments necessary to determine in-situ burning protocols and procedures. By
focusing on the fuel and introducing external radiation, large scale conditions can be
simulated. It has to be noted that this is not a study of the burning characteristics but of the
fuel burning efficiency. Ignition and flame spread will be studied by using a modified Lateral
Ignition and Flame Spread Test (ASTM E-1321) and mass burning by observing the




regression rate under conditions where the characteristics-of the flame can be predicted
adequately.

This work attempts to identify an ideal configuration in which the ease by which a fuel
can burn can be evaluated. The three aspects of the combustion process, ignition, flame
spread and mass burning will be studied. The results should be independent of specific
burning characteristics and geometrical constraints, and thus, extrapolation to a large scale
should be possible.

2. IGNITION

The critical heat flux for ignition (g, ) is the minimum external heat flux that will lead
to equilibrium at the pyrolysis temperature (T,), thus, is given by:

q0; =h(T, - T)) (1
where T; is an ignition temperature and “h” is a global heat transfer coefficient. By assuming
one-dimensional heat conduction in the fuel and t,, ~ t_ (t, is the time needed to reach T;) a

characteristic ignition delay time (t;g) can be obtained:

WT, -T)Y
LR

where (q” ) is the external heat flux, k is the thermal conductivity and a = a(h/k)*. Mixing

(tm), transport (tt) and chemical induction (t;,) times are assumed neglectable when compared
to t,. This will be satisfied best as the external heat flux approaches the critical heat flux for

"

ignition (q;'~ gy, ) and t, — co. This is important because it implies that the error incurred
in the experimental determination of tj, (due to the unknown nature of the flow) will decrease

"

as q; approaches qg; . Therefore, qg, Is a property of the fuel that can be extrapolated,

independent of the flow. More details on the derivation of the above expressions and on the
characteristics of the hardware are provided by Quintiere (1981).

To validate this approach, SAE 30 W oil was used to conduct ignition tests. This fuel
was used to make possible comparison with previously reported results on ignition delay time
by Putorti et al (1990) and also because of its high flash point (approximately 250°C). A high
flash point results in a longer ignition delay time providing a longer period to observe the
different flow structures formed inside the liquid fuel and on the gas phase. The pilot size
and location, the geometry of the fuel container and the flow around the sample have a
significant effect on the ignition delay time (t;y) but for brevity only the study concerning the
flow will be presented.

To study air entrainment into above the fuel sample, a 2W red diode laser (SDL-820)
was used to create a light sheet for visualization of the smoke emerging from the fuel surface.
Figures 2 and 3 are two typical images. In the absence of a flush floor eddies could be
observed at the edges of the tray (figure 1), these eddies grow to cover the entire surface of
the fuel tray. When a floor surrounded the tray the eddies disappeared and a random flow of
gases was observed (figure 2). The absence of eddies deters the mixing of fuel and oxidizer
at the surface and as a consequence the ignition delay time increased by approximately 20%.
By introducing a 0.1 m/s flow parallel to the surface a boundary layer is formed and all eddies
were eliminated. By introducing the forced flow ty and tr are reduced significantly and t;,



approaches t,. The choice of a small velocity (0.1 m/s) is not arbitrary, as the velocity
increases the convective component of “h” increases and will have an effect on the value of
the critical heat flux for ignition.
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Figure 1- Smoke visualization for a tray with no flush floor.

Figure 2- Smoke visualization for a tray with a flush floor.

The results from these experiments are presented in Figure 3 together with data obtained
for the same fuel by Putorti et al. (1990) in a Cone Calorimeter. The ignition delay time is
presented as t'? | following equation (2). Although the ignition delay time differs from the
values found by Putorti et al. all data converges to a unique critical heat flux for ignition.
Since these experiments where conducted using different ignition procedures and under
different environmental conditions, ty and ty are expected to be different, thus, affecting the
ignition delay time. On the contrary, t, should not be affected if convective losses are similar
in magnitude or can be neglected. As q; approaches qf;,, tm and tr become neglectable

compared to t, and all data converges to a unique point (4, = 6 kW/m?).

3. FLAME SPREAD

Flame spread velocities (Vy) can be obtained for external heat fluxes of magnitude
smaller than ¢, . The following expressions were derived by Quintiere et al (1981).

4 6 “ oy 2
rz% where ¢=a_f(qf_ 5
[qO.ig _qe ]- B
where ¢ is a global material property determined from the experiments and qg{ig can be

obtained by increasing the external heat flux till V., — o and & is a characteristic thermal

length scale. Reducing the external heat flux will eventually lead to no spread, thus a
minimum velocity (Vimin) and external heat flux (qj.) for flame spread can be recorded.




This information, obtained under known experimental conditions, will serve as a useful way
to assess and rank the fire performance of fuels and to identify the parameters that dominate

their fire characteristics.
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Figure 3-Ignition delay time for different external heat fluxes (SAE 30W oil). The delay
times from Putorti et al (1990) were extracted as an average of the values obtained
for 43 mm, 15 mm and 10 mm fuel layers.

Preliminary results showed that flame propagation transitions from a continuous flame

spread mode, for the higher heat fluxes, to a pulsating mode as the external heat flux
decreased. For q<6kW/ m’ propagation ceased. Figure 4 shows a series of characteristic
results for SAE 30W oil for different fuel layer thickness. It can be noted that flame spread
regime significantly exceeds qg,, , specially for thinner fuel layer thickness. The flame spread
velocity corresponding to a specific external heat flux increases with the fuel layer thickness.
Further testing is still required to fully clarify this phenomena.
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Figure 4 - Flame spread velocity for different external heat fluxes (SAE 30W).

4. MASS BURNING



A simple way to assess the relative potential of a fuel to sustain mass burning is by
using a burning efficiency (y) extracted from a simple one-dimensional heat conduction
model under conditions where the flame characteristics are known. The model relies on the
concept that a fraction (y) of the energy released by the flame is effectively used to support
burning of the fuel. The higher the value of % the more effective the combustion process.
The value of i is independent of the geometry (size, fuel layer thickness, etc.) and is only a
function of the fuel. This value represents the mass burning efficiency of the fuel and is
independent of the ignition and flame spread parameters. The experimental apparatus,
measurement methods and experimental procedures used to validate this approach are
described by Garo et al. (1996) who obtained y = 3.9 x 10™ for heating oil (a mixture of
hydrocarbons ranging from C4 to Cy;) and y = 2.9 x 10~ for crude oil (63% Kittiway, 33%
Arabian Light and 4% Oural). Experiments were also conducted with weathered fuels as well
as different fuel/water emulsions.

Experimentally obtained average regression rates for heating oil, fresh crude oil, 24 hour
weathered crude oil and 24 hour weathered and emulsified crude oil (20% water content)
were divided by the calculated regression rate (rg/rr) to provide an indication of the error
associated with the assumptions used to model the average regression rate. The data was
obtained for different pan diameters and is a function of the initial fuel layer thickness (ys;)
and is presented in figure 5. The regression rate was calculated using the above mentioned
values of y. The predicted values are in excellent agreement with the theory for initial fuel
layer thickness greater than 5 mm, for thinner fuel layers the error increases reaching, in the
worst of cases, values close to 50%. This error is justifiable due to the great uncertainty
present when conducting experiments with very thin fuel layers and to the average nature of
the regression rates presented. The value of  had to be adjusted to % = 3.9 x 10~ for heating
oil, to ¥ = 2.4 x 107 for 24 hour weathered crude oil and to = 1.8 x 10™ for 24 hour
weathered and emulsified crude oil (20% water content).
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Figure 5-Experimental to Theoretical Regression Rate Ratio for Different Fuels and Pan
Diameters

The heat released by the flame behaves in a similar way to a pool flame with no water
bed, at least in the pre-boilover period and, therefore, a simple dependence on the diameter
commonly used for pool fires successfully describes the heat release. The initial fuel layer
thickness and the effect of the water bed are incorporated through an equivalent thermal
diffusivity and the heat feed back from the flame to the fuel surface is well described as a




fraction, y, of the total heat flux obtained from the flame. The net heat flux is used as a
boundary condition at the fuel surface. It is important to note that only approximately between
0.18 % and 0.39 % of the energy released by the flame is effectively fed back to the fuel
surface. The above values of y seem comparable to data presented by Arai et al. (1990) but no
data obtained under similar experimental conditions has been found to verify these
magnitudes.

The data for weathered and emulsified crude oil is also well described by the predicted
regression rate. The same reasoning presented above applies for these cases, being the only
difference the regression rate magnitude. Weathering and emulsification alter the thermal
properties of the fuel and , thus, the magnitude of the regression rate. By changing the
efficiency constant () to fit the experimental data, a practical way is found to incorporate the
effect of weathering and emulsification on the fuel properties. The variation of the efficiency
constant as a function of the weathering period and the water content is shown on figures 6
and 7, respectively.
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Figure 6. Efficiency Factor as a Function of Weathering Time

Figure 6 shows that initially the efficiency constant () decreases fast, followed by less
significant changes till it reaches an almost constant value (y = 2 x 10). It is well known
that the highly volatile hydrocarbons will evaporate very fast, i.e. after less than 24 hours the
mass loss of hydrocarbons with boiling points below 500 K (<C,) has reached 95% and only
reaches total evaporation after 48 hours (Demarquest, 1983). Heavier hydrocarbons (C,-Css)
tend to evaporate significantly slower reaching 100% mass loss only after more than 10 days.
The initial fast change in fuel properties results in an abrupt decrease of y, followed by an
almost negligible change rate.
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Figure 7. Efficiency Factor as a Function of the Water Content (emulsification)



For emulsified fuels water addition will result in an almost linear decrease of y (figure
7). The properties of the emulsified fuel change significantly with the water content and this
will have a significant effect on the average regression rate . The way in which emulsification
affects the fuel properties is not fully understood but it is well known that properties such as
the density vary in an almost linear way with the water content (p(emulsified fuel)=(1-water
fraction)pg+(water fraction)pw) and other properties, such as viscosity, increase in a non-
linear way.

Although the efficiency constant () does not provide a real explanation to the effects of
weathering and emulsification on the average regression rate it serves to quantify the
flammability of the fuel independent of the pool size and fuel layer thickness. The
relationship between the fuel properties and the efficiency factor goes beyond the heat
transfer and evaporation mechanisms controlling the burning rate and a complete explanation
will require a comprehensive study that will include the effects of weathering and
emulsification on the flame chemistry and radiative feedback. In detail analysis of these
relationships go beyond the scope of this work.

5. CONCLUSIONS

The methodology to assess the burning characteristics of a liquid fuel on a water bed has
been presented and verified. Three different and complementary tests are deemed necessary
to characterize the three different regimes of the burning process: ignition, flame spread and
mass burning. For ignition; the critical heat flux for ignition as identified in ASTM E-1321
was found to be the parameter that better describes the capability of a fuel to ignite. For
flame spread; the minimum external heat flux that will sustain propagation together with the
parameter ¢ (function of the fuel properties) will serve to describe the flame spread
characteristics. The complexity of flame spread over liquid fuels makes necessary further
validation of this experimental approach. For mass burning; the efficiency factor, ¥, serves as
unique parameter to characterize the regression rate during the mass burning process. y is a
property of the fuel that can be extrapolated to different scales and environmental conditions
but should be evaluated under conditions where is independent of the flame diameter and the
fuel layer thickness.
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Abstract

This paper presents results of wood gasification economic analisys concerning thermal power generation
through combined cicles. Comparison is made between the gas production costs and oil barrel price. In short
term, wood gasification technology and gas turbine combined cicles association is not economically competitive.
In near future, however. the environmental concern, through criation of penalties like the carbon tax, proposed by
the European Comission, can make use of power forests more feasible, allowing application of neutral CO,
emission technologies. One important contribution to solve this issue involves the BIG-GT project (Biomass
Integrated Gasification Gas Turbine), sponsored by international organizations associated with local enterprises.
The first demonstration plant using this technology will be installed in Brazilian state Bahia.
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1. INTRODUCAO

O sistema elétrico brasileiro € o unico de predominancia da geragdo hidraulica com
reservatorios de regularizagdo plurianual e fortemente marcado pela elevada taxa de
crescimento anual (em torno de 5%a/a). Caminhamos para atingir, na passagem do milénio, a
demanda de energia elétrica da ordem de 300TWh/ano, que pode dobrar por volta do ano
2015 (Nodari,1996).

Esse crescimento ndo mais podera ser atendido preferencialmente com o incremento
do parque hidroelétrico, ja em fase de esgotamento. Na regido Nordeste, a possibilidade de
aproveitamento do Sao Francisco chegou ao fim com a usina de Xingo e a importagdo de
energia da Amazonia aponta para a exaustdo. Ha uma expectativa cada vez mais confirmada
de aumento da geragdo termelétrica utilizando tecnologias mais avangadas. Entre as novas
fontes de energia, ¢ promissor o0 uso de madeira proveniente de florestas energéticas.




A geracdo termelétrica a biomassa passou a ser cogitada como energia alternativa, no
inicio dos anos setenta, apos o primeiro choque do petroleo, quando se iniciou a busca de
tecnologias de aproveitamento com maior eficiéncia térmica. Porém na metade da década de
80, o mercado de petroleo consolidava-se em uma situagdo diversa daquela projetada em
1973. A mudanga de cenario levou ao arquivamento de todas as pesquisas de aproveitamento
de madeira para energia, patrocinadas quase exclusivamente pelo sistema Petrobras.

O desenvolvimento da tecnologia de gaseificagio e das turbinas a gas para
transformacao de energia em ciclo combinado representa uma oportunidade de aliar eficiéncia
tecnologica e crescimento sustentado. Por isso, € uma alternativa das mais promissoras, €
conta com o interesse de organismos internacionais de financiamento de pesquisa.

Nesse contexto, ¢ de grande importancia a determinagdo, mesmo que precaria, do
custo do gas de madeira para construir uma referéncia aos estudos especulativos do setor.
Recuperando pesquisa de gaseificagdo, realizada até a metade da década passada, e
comparando com resultados de projetos de reflorestamento em andamento no Nordeste,
procurou-se atraveés de analise econdomica de um caso, determinar uma referéncia na
expectativa de viabilidade do gas de madeira como combustivel de escala.

2. O DESENVOLVIMENTO DE FLORESTAS ENERGETICAS PARA GERACAO COM EMISSAO
NEUTRA DE CO; - O EFEITO ESTUFA COMO FATOR DE ESTIMULO

O gas de maior influéncia para o efeito estufa é o CO2. A queima de combustiveis
fosseis, principalmente, o desflorestamento e outras formas de mudanga no uso da terra, sao as
maiores fontes de emissdo. Medigdes continuas da concentragdo de CO2 vém sendo realizadas
em Mauna Loa no Havali, local considerado de atmosfera pura € sem influéncias de agentes
poluidores. A primeira medigdo, em 1958, acusou 315,8 ppm. Esse valor foi elevado a razio
de 1,2 ppm por ano, havendo chegado, em 1995, a 360 ppm. (Hasselmann, 1995).

O risco de enfrentar as conseqiiéncias da mudanga de clima induzida pelo homem
através do aumento da concentragdo de CO2 provocando o efeito estufa ¢, antes de tudo, uma
questdo global.

No grafico 2.1 ¢ apresentada uma
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controle do efeito estufa ?

A proposta de criagdo de taxas internacionais sobre as tarifas de energia quando esta ¢
gerada com emissdo de CO2 é cada vez mais aceita. Alguns paises europeus e os Estados
Unidos ja embutiram taxas nos pre¢os de combustiveis fdsseis usados para geragdo
termelétrica. Atualmente, ¢ discutido nos foros internacionais o valor do imposto referente a
emissdo de carbono (carbon tax). As propostas de retorno desse imposto t€ém numeros que
variam entre U$ 15,00 e US$ 400,00 por tonelada de carbono retido. Para uma drea com
produtividade florestal de 20m*ssiido/ha.ano que, so na parte aérea da floresta, retém cerca de
15 toneladas de carbono por hectare, esse imposto podera vir a representar, para uma usina de
conversdao de madeira ao nivel de 30MW, um aporte de recursos de US$ 1,93 milhdes a até
USS 51,50 milhoes (Carpentieri & Nodari, 1997).

Segundo relatorio do “Energy Workshop on Biomass Thermal Processing Projects”
(SHELL,1990), a produgdo anual de biomassa seca através da fotossintese atinge 120 bilhoes
de toneladas liquidas, contendo cerca de 60 bilhdes de toneladas de carbono € € equivalente a
aproximadamente a 1000 m.bep/dia, mais de 5 vezes demanda diaria mundial de energia.
Embora a biomassa contribua com pouco mais de 10% da energia consumida no mundo
diariamente - a maior parte deste valor ¢ desconhecida em estatistica - esta constitui-se em
uma significativa mas ineficientemente explorada fonte de recurso, com o agravante de, em
muitos casos, produzir impacto ambiental negativo em algumas regides da América, Africa e
Asia. A utilizagdo da biomassa, de forma eficiente para produgio de energia em larga escala,
em bases sustentaveis, estd recém iniciando e ainda contempla a fase final do

desenvolvimento tecnologico, que a colocara em condigdes de competir economicamente com
os combustiveis tradicionais.

3. O POTENCIAL FLORESTAL DO NORDESTE

Em 1988 a CHESF concluiu estudo sobre o potencial de florestas na regido Nordeste,
implantadas ou a serem implantadas em dreas restritas e ndo competitivas com a exploragao
agro-pecuaria chegando a um resultado de conversdo superior a 60.000 MW.a/a,
aproximadamente dez vezes o potencial hidrelétrico do Sao Francisco (CHESF,1988). A
tabela 3.1 apresenta, por Estado do Nordeste, as areas passiveis de utilizagdo para floresta
energética.

Tabela 3.1: Areas potenciais para floresta energética
no Nordeste.

Estado  Area km? Area Flor.. km? 0%

Maran.  324.616 162.026 49,9 Em estudo recente, a CHESF, contemplando
Piaui 250.934 141121 56,2 apenas 5% das areas expressas na tabela ao
Ceara  149.431 9.444 6.3 lado aponta para o resultado de 19,7 milhdes
RG.N. 53.015 4.605 8,7 de m3sol/ano, com potencial de conversio de
Parai. 56.362 5.062 9,0 cerca de 20.000 MW.a/a, considerando a
Pern. 98.281 11.199 11,4 transformagdo de energia através de gaseifi-
Alag. 27.731 4.980 17,9 cagdo de madeira associada a turbina a gés
Serg. 21.994 3.873 17,6 operando em ciclo combinado, mais que o
Bahia 560.571 162.264 28,9 dobro do potencial hidrelétrico da regido, a-
TOTAL  1.542.945 504.574 32,7 valiado em menos de 9.000MW.a/a

Fonte: Estudos do Florestamento Energético no Semi
-Arido Nordestino. (CHESF, 1985).




4. O APROVEITAMENTO DO GAS DE MADEIRA EM CiCcLO COMBINADO PARA GERACAO
TERMELETRICA

As vantagens da madeira como fonte energética sdo as de ser renovavel, conter baixo
teor de cinzas e uma quantidade infima de enxofre. No entanto, ¢ volumosa e apresenta baixo
poder calorifico quando comparada com outros combustiveis, como os derivados de petroleo.
As grandes vantagens do processo de gaseificacdo da biomassa estdo ligados a facilidade e
conveniéncia de se utilizar um gas como combustivel final. Apesar das perdas envolvidas na
conversdo da madeira em gas, a gaseificagdo € um processo energicamente competitivo com a
combustdo direta, quando se consideram as eficiéncias globais de aproveitamento do
combustivel. A gaseificacdo da madeira pode ser definida como a degradagdo termoquimica
com razdo estequiometrica menor do que 1, normalmente entre 0,20 e 0,40. Quando a madeira
¢ queimada com quantidade de oxidante nas propor¢des acima, a combustdo € incompleta e,
além do calor CO; e agua, gases como CO, H; e outros hidrocarbonetos sdo produzidos. Estes
gases podem servir como combustiveis.

A geragdo termelétrica, universalmente, ainda € feita, em sua maior parte, no ciclo de
vapor. O grande progresso decorrido nos ultimos anos, nesta area, foi o desenvolvimento do
ciclo combinado de gas e vapor, que permite a utilizagdo de altas temperaturas, antecipando o
ciclo de vapor com o ciclo da turbina a gas. Este arranjo vem apresentando progressos
tecnoldgicos constantes e cada vez mais € reconhecido internacionalmente.

5. AVALIACAO ECONOMICA DA PRODUCAO DE MADEIRA. ESTUDO DE UM CASO

Em 1986, a Petrobras, em consorcio com a Setepla - Engenharia e Projetos e a Fluidon
Equipamentos Ltda, construiu e testou na refinaria de Paulinia - Replan, um reator de leito
fluidizado para gaseificacdo de madeira. A partir de relatérios de custos de instalagdo,
operagdo e manutengdo, ¢ de um dos mapas de produgdo de uma das corridas do gaseificador
(Tonialo, 1987) ¢ apresentada a seguinte metodologia proposta para o calculo do custo do gas
de madeira, a fim de permitir a comparag¢do com combustiveis derivados do petroleo.

5.1 Calculo do Custo de Producao do Gas de Madeira

Os valores da época, 1987 (em dolar), foram corrigidos contando com a inflagdo do
mesmo. Consideramos como padrdo uma corrida realizada no gaseificador da REPLAN em
10 de junho de 1986, embora abaixo da capacidade total da planta, mas bastante
representativa com os resultados gerais de gaseificacao.

5.1.2 Premissas do Gaseificador

Capacidade da planta  10Gcal Frequiéncia operacional 8.000 h/ano
PCS do gas,b.s 1350 kCal/Nm? Temperatura do gas 776 °C
Rendimento 72% Pre¢o do cavaco USS$ 25,00/ton.
PCI do cavaco 4.100 kCal/kg. Vazao do cavaco 3,38 ton/h.

5.1.3 Resultados da Analise do Gas



Os resultados a seguir se referem a amostra n: 2, de 10/06/86, as 10:42 h. (Petrobras/Replan,
1987)

Tabela 5.2: Balango de massa (sem as cinzas)

Tabela 5.1: Composicédo do gas seco cavacos de eucalipto com 20% de umidade
comp. Vol. %. Peso % | energia% Entrada: kg./h saida: kg./h
CO 13,65 13.32 33.46 Madeira: 2093 gas: 5319
H2 8,21 .57 17.07 Ar: 3424
CH4 4,24 2.36 29.40 Rejeito: 140
C2H4 1,58 1.51 17.73 Total : 5517 5459
C2H6 0,19 .20 2.35 i
N2 50, 72 49.56 0.00
CcO2 20,59 31.59 0.00
02 0.79 .88 0.00
Total 100,00 100,00 100,00
Tabela 5.3: Balanco energético, em Geal/h
Em Gceal/h Entrada % Saida % Perdas Yo
Energia do comb. 8,67 100 - = 2
Energia quimica do gas - - 512 59,01 -
Calor sensivel do gas - - 1,19 13,71 -
Perdas - rejeito (cinzas) - - - - 0,84 9,64
Qutras perdas - - - - 1,52 17,64
Total 8,67 100 6,31 72,71 2,36 27,28

5.1.4 Custo de Producao do Gas de Madeira em US$/Gcal

O gaseificador foi planejado para operar em regime continuo, 24 horas/dia, com 4 gru-
pos de operadores em revezamento de turno, 3 periodos de 8 horas e um grupo de folga e 5
serventes em hordrio administrativo. Da relagdo entre o custo anual € o custo horario,
considerando os custos de pessoal, manutengao, demanda de energia e cavaco, € os resultados
de gaseificagdo ja apresentados chegamos ao custo de US$ 72,71 por hora de operagdo da
planta. Convertendo em custo por unidade térmica, Gceal, tem-se:
e Custo de produgao do gas de madeira sem retorno do investimento:

5.319 kg./h de gés pobre a 776 °C = US$ 71,27+ 6,31 Geal = US$ 11,29/Gcal

e Custo do gas em barril equivalente de petrdleo:

Considerando que um barril de petroleo tem em média 1,4 Geal, o prego da energia do gas
de madeira a US$ 11,29/Gcal, equivale ao barril de petroleo a US$ 15,80

5.1.4 Custo do Gas de Madeira Considerando o Retorno do Investimento, em US$/Geal

Na tabela 5.4 é representado o fluxo de caixa de investimento, onde y € o valor da

energia produzida em US$/Gcal. O fluxo de caixa € estabelecido considerando um periodo de
amortizagdo de 15 anos, com juros de 15% ao ano.
Tabela 5.4: Fluxo de Caixa

ANO FLUXO 0 1- 14 15
Investimento 630.168
Desp. de partida 4.620
Estoque inicial 60.363




Receita - 80.000 y 80.000 ¥
Custo operacional - 827.618 827.618 - 60.363
Custo liquido gerado 695.151 80.000y - 827.618 80.000 y -767.255

Os valores da tabela 5.4 permitem calcular o valor do prego unitario do gas em
US$/Geal através das seguintes definigoes (Stoecker, 1989).

1) % :prego unitario do gas em US$/Geal.

2)C1: custo inicial do ano zero; investimento+esto-
que inicial + desp. de partida: US$ 695.151,00.
3)C2: custo operacional anual: US$ 827.618,00
4) C3: custo do ultimo ano:C2 - estoque inicial =

US$ 767.255,00

5) t: retorno de investimento:15 anos

6) i: juros anuais: 15%

7) f: freq. operacional anual: 8000 h./ano
8) c: capacidade da planta: 10 Gceal/h.

9) R: receita anual: (f xc)y = 80.000

O custo do gas em US$/Gceal ¢
li-
near em relagdo a variagdo do
12,03  Prego do cavaco. O grafico 5.1
apresenta a equivaléncia do
custo da energia obtida por
conversdo da madeira, em Gcal,
com o custo do bep.
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Gréfico 5.1: Comparacao do custo do gas com equivalente em bep em fungao do prego do cavaco de
madeira de eucalipto.

6. A PERSPECTIVA DA UTILIZACAO DO CiCLO COMBINADO COM O GAS DE MADEIRA NO
BRASIL - O PROJETO BIG-GT

Em 1990, o Programa de Desenvolvimento das Nagdes Unidas (UNDP) criou um
organismo de assisténcia ao meio ambiente, o0 GEF-“Global Environment Fund”, a partir da
constatagdo da inexisténcia de fundos internacionais para desenvolver estratégias e projetos de
conservagao ambiental. Com o reconhecimento da falta de competitividade das termelétricas a
queima de madeira convencionais em relagdo aquelas a combustivel fossil, foi desenvolvido,



sob o patrocinio do GEF, o projeto BIG-GT (Biomass Integrated Gasefication Gas Turbine)
que consiste em gaseificagdo de madeira para combustdo em turbina a gas em ciclo
combinado gerando eletricidade.

O Brasil, devido ao enorme potencial de desenvolvimento florestal em clima tropical,
foi selecionado para a implanta¢do de um projeto desta ordem, o “Braziliam Wood BIG-GT
Demonstration Project/Sistema Integrado de Gaseificagio de Madeira para Produgdo de
Eletricidade (WBP/SIGAME). Participam da realizagdo deste projeto o Ministério de Ciéncia
e Tecnologia e um grupo de empresas. A CHESF estd a cargo da geréncia do projeto, que tem
como objetivo a instalagdo de uma planta de demonstragdo com poténcia liquida de cerca de
32 MW. Atualmente encontra-se em fase final de desenvolvimento de equipamentos e
engenharia basica. A usina, primeira do género a ser implantada, serd instalada na Bahia com
as seguintes caracteristicas (Carpentieri & Nodari, 1997):

Capacidade 32 MW Conversdo florestal ~ (20m’sol./ha.a) 19,25MWh/ha.a
Eficiéncia 40% Custo especifico 2.400 US$/kW

Producdo de energia  238.270MWh/a Custo da energia 50 -53 US$/MWh

Area Plantada 12.210 ha.

7. CONCLUSAO

O custo do gas de madeira determinado a partir da experiéncia da REPLAN serve
apenas como referéncia, uma vez que no processo de gaseificagdo da Replan o gaseificador
ndo contemplava etapas como, por exemplo, a limpeza do gas, entre outros procedimentos que
foram plenamente desenvolvidos em tecnologia bastante avangada no projeto BIG-GT pela
empresa sueca Termiska Processer para o projeto brasileiro. Dentro desta analise € necessario
incluir o aspecto de monetarizagdo do sistema ja que, desde 1986 até agora ocorreu um
processo valorizagdo da moeda nacional em relagdo ao dolar, o que deve influir basicamente
sobre o prego da madeira e dos equipamentos, refletindo este ultimo diretamente no custo da
instalagdo de poténcia (USS$/kW).

Ainda ¢ dificil analisar a conjuntura de custo de madeira em um mercado voltado
exclusivamente para a celulose e a exportagdo como € o baiano. A VERACRUZ CELULOSE,
cujas florestas estio no sul da Bahia, consegue uma produtividade que € “bench mark”
mundial. Tem o custo estimado da tonelada de madeira em U$ 50,00. A madeira a este preco
levaria o custo do gas, da forma como foi desenvolvido neste trabalho, a uma equivaléncia em
bep de US$ 28,58. Por outro lado, a taxag@do do carbono em discussdo nos paises
desenvolvidos preve, ja para o ano 2000, uma penalidade de US$10,00 por barril de petroleo,
o que, nesta simulagdo, levaria a gaseificagdo da madeira a viabilidade econdmica,
principalmente devido ao processo de reinvestimento dessas taxas em projetos de fixag¢do do
carbono. Certamente, ¢ nesta conjuntura que a CHESF prevé para o projeto BIG-GT/SIGAME
um custo final de produgdo de energia de USS$53,00/MWh.

Existem boas noticias. As marcas de produtividade alcangadas na Bahia, onde estdo os
maiores investimentos florestais do Nordeste, superam, de longe a expectativa do projeto
coordenado pela CHESF, que ¢ de 20m’sol./ha.ano. Principais empresas baianas no setor, a
COPENER, com uma floresta de 60.000 hectares, consegue uma produtividade media de
33m?’sol./ha.ano, enquanto a VERACRUZ CELULOSE chega a 50m’sol./ha.ano (Nascimento
& Nodari, 1997).

Por mais otimista que seja a perspectiva de produgdo de energia através de conversdo
da floresta, esta ndo serd, pelo menos a curto ¢ médio prazo, competitiva com aquela
produzida utilizando gés natural também em ciclo combinado. A grande chance de viabilidade



economica da floresta energética, e € sobre este ponto que se desenvolve o projeto BIG-GT, ¢
fornecida através da politica ambiental, mais especificamente sobre a taxagdo das emissoes de
carbono revertendo em beneficio daqueles projetos de emissao neutra.

Se esta iniciativa pioneira que se estabelece na Bahia, ja em inicio da fase de
implantagdo, lograr sucesso, certamente estaremos no limiar de uma revolugdo no setor de

produgdo de energia com conseqiiéncias, as mais alvigareiras, nas areas de tecnologia,
economia, social e ambiental.
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Abstract
A computer system for dose evaluation in conventional Brachytherapy is presented. The isodoses from a
tridimensional linear sources distribution are drawing over a plane representing a digitalized CT or X-ray
image. The input data for each source are the radionuclides type, geometry of the source, source activity,
decay levels, source position through their projections onto the X-ray antero-posterior and lateral views.
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1. INTRODUCAO

A Braquiterapia ¢ uma técnica utilizada para o tratamento de cancer na qual se
introduz a fonte radioativa o mais préximo da regido tumoral, podendo ser de forma
intracavitaria ou intersticial. O adequado posicionamento das fontes promove uma
reducdo na dose absorvida por 6rgdos sadios e maximiza a dose nos orgdos atingidos pelo
cancer. Esta técnica se divide em duas categorias, a LDR (Low Dose Rate) e a HDR
(Hight Dose Rate), sendo que a LDR utiliza fontes com taxas de dose entre 30 a 100
cGy/h, e a HDR com fontes de taxas de dose acima de 200 ¢Gy/h (Silva et al., 1997).

Este trabalho descreve o desenvolvimento de um conjunto de programas para ajudar
no planejamento de doses intracavitarias e intersticiais. Os programas foram
desenvolvidos na linguagem C e podem ser utilizados em qualquer micro da linha PC.
Permitem o calculo das curvas de isodose em 2D e 3D, com apresentacdo virtual em 2D,
para fontes lineares individuais dos radioisotopos usualmente adotados em Braquiterapia,
bem como para uma distribuigdo tridimensional com varias fontes simultaneamente. O
algoritmo utiliza tabelas de dose que sdo ajustadas conforme a meia-vida dos
radioisotopos, seguindo os mesmos procedimentos adotados nos Centros de Radioterapia
de LDR. A contribuig¢do de cada fonte para a dose total € calculada pela interpolagao dos
valores dessas tabelas. A distribuigdio de doses em 3D ¢ visualizada de forma virtual
deslocando-se planos transversais ao espago de trabalho de acordo com a perspectiva

utilizada. Os resultados de distribuigdo de dose absorvida sdo apresentados em forma de
curvas de isodose.
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Os Centros de Radioterapia utilizam com mais freqiiéncia, para Braquiterapia HDR,
fontes de '**Ir com atividade de 3,7 x 10° MBq (10 Ci), sendo, a fonte, introduzida no
paciente através de cateteres especials por equipamentos de poOs-carregamento
intersticiais ou intracavitarios. Ja na Braquiterapia LDR a fonte mais utilizada é de *'Cs
com atividade de 18,5 MBq (0.5 mCi) e, neste caso, a fonte € introduzida manualmente
(Campos et al., 1997).

Fontes de '*’Ir, '*®Au, *’Cs, '*°I, entre outras, estdo sendo testadas pelo programa de
visualizagdo de doses.

2. MODELAMENTO MATEMATICO
2.1 Avaliacao das taxas das doses absorvidas para uma fonte linear

Para o calculo de um mapa 2D de taxas-de dose de fontes individuais, considere uma
fonte linear isotropica, seguindo o esquema ilustrado na figura 1.
o O fluxo “Buildup” que atinge o
Yo ponto P ¢ dado por:

. P(x,y)
77 \ &

b= 24«51‘{9. {1+, )] + o1 +a, ) url] L

onde 6,,0, e R sdo ilustrados na figura
1, 4, ¢ a, sdo parametros de ajuste
obtidos da expansdo em Taylor do fator

)% & de Buildup pontual, u € o coeficiente

y = £ de atenuagio para o foton de energia E,

= emcm', Séa surgéncia da fonte dada

Figura 1. Apresenta uma unica fonte de em MBg/cm, e a fungdo F[0,(1+a,)uR]

comprimento | e um ponto arbitrario P, onde signiﬁca a integra] de Sievert (Lamarsh
a extremidade superior da fonte faz um et al.,1984)

angulo o; = 8; com o ponto, e sua

extremidade inferior um &ngulo o2 = 6.. A taxa de dose para a fonte linear de

comprimento | (cm) e atividade
especifica de 1,0 MBg/cm ¢ dada por:

- H,
D=Co,)— E 2
¢b[ P 18&'0'0 ( )

onde E ¢ a energia da gama, em Mev; (ua/p)ec, 0 coeficiente de absor¢do massica em
em’/g, e C o fator de conversdo de unidades dado por 1.6 x 10® g.cGy/Mev.

O mapa de taxas de dose em c¢Gy/h € obtido variando a posi¢do do ponto P ao longo
do dominio x e y. Este ¢ armazenado em tabelas individuais para cada fonte em questio.

2.2 Avaliagao das doses absorvidas no plano de visualizacgio

Considere um diagndstico oncologico, cuja decisdo foi de radioterapia intracavitaria,
onde a localizagdo da regido tumoral ¢ identificada espacialmente em fungdo dos raios-X
lateral e antero-posterior.
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Para o inicio do planejamento do tratamento ¢ definido, pelo corpo clinico, um sistema
de coordenadas e sua origem.

o a’

000 000

L
\

2

: Dado os dois planos de
‘ visualizagdo, tomados pelos
raios X antero-posterior ¢
‘ lateral, o corpo clinico indica os
pontos O ¢ O’ sob as chapas

Antero-posterior  Lateral

Figura 2. Representagédo dos planos de raio-X
toma-dos de forma lateral e antero-postetrior.

¥

Anterg-posterior

Letera

onde se encontra o sistema de
referéncia x-y-z. Também ¢
indicada a diregdo dos eixos X, y
e z (Figura 2).

Como dado de entrada
define-se o plano virtual de

visualizagdo dito S, sendo este tomado de trés formas: plano perpendiculara x, a y ou a z.
E fornecida a distancia H do plano S a origem.

Para encontrar a posigdo espacial de uma fonte ¢ fornecido sua posigdo inicial, seu
comprimento | e os angulos que suas projegdes fazem com o eixo z longitudinal tomado
nos raios X antero-posterior e lateral, como mostrado na figura 3.

Antero—posterior
Figura 3. Representagdo da projegao
de uma fonte linear em 3D projetada

sob os planos lateral e antero-posterior

Lateral

¥

F'igura 4a. Representagdo do plano de

visualiza-géo S.

Define-se sob o plano S uma
malha de pontos. Esta malha ¢ definida a
partir dos seguintes parametros: a, b, dx, dy,
hmax e Imax, onde hmax € a altura maxima,
Imax ¢ a largura maxima, a e b define o
ponto inicial da malha e dx e dy o intervalo
de subdivisdes, como é mostrado na figura 4
(a) e (b).

Para cada ponto arbitrario P
pertencente a malha sera calculado a dose
absorvida. Para a geragdo da malha de doses
pontuais a partir de uma distribui¢ao

DX

ot +

hmax | | " Loy

Imox

Figura 4b. Representacdo da
malha de pontos sob S, com seus
respectivos parametros de
definicdo.

tridimensional de multiplas fontes serdo utilizadas as expressdes € consideragdes obtidas
a partir do esquema ilustrado na figura 5. Nesta figura, esta representada uma unica fonte
juntamente com o sistema de coordenadas da base e o plano de visualizagdo S, no caso,
perpendicular a z.
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Para a avaliagdo da distancia R,
entre S e o ponto P, utilizou-se a
expressao:

Re gl )y 2) +l ) 3D

onde (X, ys, Zs) € a posicdo inicial da
fonte e (x;, ¥p, Zp) € a posigdo onde a
dose sera calculada.

O calculo do vetor orientagdo

v definido pela reta que une P ¢ S €

Figura 5. Representagdo da fonte, sua dado por:

orientagdo no espago U, o ponto inicial da -

malha, o plano de visualizagdo S e o ponto P 2 (x.- "n]_(y-*yn) (z-7,)) (4)
sob a malha. R R °~ R

Para o calculo do vetor unitdrio u orientagdo da fonte, representado na figura 6 por

(u;,us,u3), reconhecemos que:

u, =tcosa, ()
y
T~
| ¢ Projecao Lateral u, = tcos(90—a), (6)
| e _
‘ u, = vcos(90-B), (7
E u,; = vcosf. (8)
| ,
U3 } Z
onde o e 3 sdo os angulos que as projegoes
ul da fonte nos raios-X lateral e antero-
VT~ posterior, respectivamente fazem com o eixo
‘ ~ Projecao Antero-Posterior 7z

Figura 6. Representagdo das Dividindo (8) por (5), temos:

-+

projecdes do vetor u e os angulos cosf
que estas projeces fazem nos t=v—-r. 9)
planos. cosa

Sabemos que para um vetor unitdrio:

u’+u,’ +u,’ =1 (10)
Logo:
(u, =tcos(90—a))’ + (u, = vcos(90-B))* + (u, = veosp )* = 1 (11)

E rearranjando os termos, teremos
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t* (cos” o + cos’ (90— o)) + v* cos* (90— B) = 1. (12)

Substituindo (9) em (12), temos:

2| oS B 2000 _ 200 _ )| -
v LOS: a(cos o +cos’(90 (1))+cos (90 [3)]~ 1. (13)
Assim,
v’ =1/R(a,B)..v= /%{(aaﬁ)’ (14)
onde
cos’B/ : .
R(a,pf) = ——— ¢ (90— “(90-)). 15
(a,P) o CL(cos a +cos’ (90 — a) + cos’( B)) (15)
E, entdo,
u, = \r( COSB)(COS(E—O‘.)), (16)
cosa 2
n
u, = vcos[g—ﬁ), (17)
u, = vcosp. (18)

A posi¢do final da fonte é dada por:

Xr=Xs+ 1 ¥y, (19)
Y= ys+ 1% U (20)
Zr=2zs+ 1 * u;3 ; (21)

onde | é o comprimento real da fonte.

—

— — -
O vetor u e v sio normalizados e o célculo do angulo o entre u e v € dado por:

i

c=acos(u.v) (22)

Para a obtengdo da dose, abstraida de um mapa 2D de taxas de doses para a fonte
individual, sdo calculados os parametros X, e y, da seguinte forma:

X, = R * cos(o); (23)
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v = R * sen(o). (24)

Os valores de x, e y; sdo convertidos, resultando nos parametros i € j necessarios para
obter as taxas de dose absorvidas na tabela individual da referida fonte.

A atividade atual em MBg/cm da

Beme ae Wk fonte ¢ corrigida pela atividade de

- calibragdo a partir de:
| -Takela gerada

" “% por Dose_ino
I

7 {2}

Ly O =0 e KT (25

atual calibracao *

=E Temp o;mia.l’ )

calibracao

\ _ma_ . _ﬂ onde At =(Tempo
</

Figura 7. Visualizagdo dos planos de dado G segundag, .
visualizagao e do plano tomado pela reta . bP?r ﬁ"(li_a_dlaxla de ‘ijose obtida da

S5 abela individual gerada para uma
que contém a fonte e o segmento SP . slividide Badip: ds | MBalcn, b
multiplicada pela atividade atual da fonte.

A taxa de dose absorvida em P deve ser convertida em dose absorvida total
multiplicando-a pelo tempo de exposi¢do da fonte, isto €, o tempo em que a fonte se
mantera nesta posigao.

A posigdo do ponto P ¢ alterado percorrendo toda a malha em S para a especificada
fonte. Novas fontes sdo introduzidas e o calculo é repetido, somando-se as doses
pontuais, até ser obtida a distribuicdo de dose total na malha devido a distribui¢dao
tridimensional das fontes.

2.3 Visualizacao das isodoses no plano virtual de visualizacao

Um programa grafico processa os dados do mapa de doses absorvidas gerado para a
distribuicao tridimensional de fontes e os imprime sob a tomografia ou raio-X
digitalizado, representando S (Figura 7).

3. CASO EXEMPLO

Para visualizagdo grafica, foi escolhido um caso exemplo simplificado contendo uma
fonte de '**Au com 5,00 cm de comprimento e 4,62 x 10° MBg/cm de atividade. O plano
de visualizagdo estando localizado no eixo z distante 10 cm da origem. A malha de
pontos tendo 15 cm de largura e 10 cm de altura, com posigdo inicialem x = 15cmey =
10 cm. A fonte 'Au ficou exposta por 1 x 10° segundos nas coordenadas
(20,0;12,0;3,0), num vetor orientagdo (0,17;0,17;0,97). Estes dados foram processados e
impressos numa tomografia digitalizada resultando na figura 8.

A figura 8 apresenta a visualizagdo da tomografia com as curvas de isodose plotadas.
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y: = R * sen(o). - (24)

Os valores de x, e y, sdo convertidos, resultando nos parametros i e j necessarios para
obter as taxas de dose absorvidas na tabela individual da referida fonte.

A atividade atual em MBg/cm da

_Plono de Visuglizaceo fonte ¢ corrigida pela atividade de
calibragdo a partir de:

T~ Taoelo gerodo
N por: Dose_.nd
™y ' (B2).
~ _ %)
;// L oal = X calibracao +© (25)
e / x’r; ey
1___.0_&/_ A onde At= (Temp O culibracao Temp L )

Fi e S dado em segundos.

igura 7. Visualizacdo dos planos de _ .
visualizagdo e do plano tomado pela reta Por fim a taxa de dose obtida da
gue contém a fonte e 0 segmento SP. tal'ae.la individual gerada para umz}
atividade padrio de 1 MBg/cm ¢
multiplicada pela atividade atual da fonte.

A taxa de dose absorvida em P deve ser convertida em dose absorvida total
multiplicando-a pelo tempo de exposi¢do da fonte, isto €, o tempo em que a fonte se
mantera nesta posi¢ao.

A posicdo do ponto P ¢ alterado percorrendo toda a malha em S para a especificada
fonte. Novas fontes sdo introduzidas e o calculo é repetido, somando-se as doses
pontuais, até ser obtida a distribui¢do de dose total na malha devido a distribuigao
tridimensional das fontes.

2.3 Visualizacao das isodoses no plano virtual de visualiza¢ao

Um programa grafico processa os dados do mapa de doses absorvidas gerado para a
distribuicao tridimensional de fontes e os imprime sob a tomografia ou raio-X
digitalizado, representando S (Figura 7).

3. CASO EXEMPLO

Para visualizagdo grafica, foi escolhido um caso exemplo simplificado contendo uma
fonte de '*®Au com 5,00 cm de comprimento ¢ 4,62 x 10* MBg/cm de atividade. O plano
de visualizagdo estando localizado no eixo z distante 10 cm da origem. A malha de
pontos tendo 15 cm de largura e 10 cm de altura, com posi¢do inicialemx=15cmey =
10 cm. A fonte '*Au ficou exposta por 1 x 10° segundos nas coordenadas
(20,0;12,0;3,0), num vetor orientagado (0,17;0,17;0,97). Estes dados foram processados e
impressos numa tomografia digitalizada resultando na figura 8.

A figura 8 apresenta a visualiza¢do da tomografia com as curvas de isodose plotadas.
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Figura 8. Visualizagao da tomografia computadorizada com as curvas de isodose referente a
34% e 66% da dose absorvida maxima

4. CONCLUSAO

Os programas envolvidos no planejamento do tratamento intracavitario para uma
distribuigdo de doses tridimensional estdo em fase final de testes e poderdo ser colocados
a disposicdo, a nivel de dominio publico, em breve para os Centros de Radioterapia e
Oncologia do pais.

O programa gréfico de visualizagdo gera curvas de isodose sob a tomografia escolhida
em questdo a partir de informagdes geradas de dois raios X obtidos na forma antero-
posterior (AP) e lateral (L). Em breve, estas informag¢des poderdo ser capturadas via
terminal e impressas por uma impressora. O modelo para plotar curvas de isodose sera
melhorado para gerar curvas suaves entre os pontos escolhidos
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Abstract

The application of the optical spectrum on medicine has been increasing. The
relevance of optical properties of laser radiation on tissues and their thermodynamic
consequences are extremely important to understand and optimize surgical process. In this
context, analytical and computational models for photons transport on tissue joined to the
heat transport through tissue are required. A simplified model of tridimensional photons
transport is proposed with the goal of setting up a methodology of photons flux calculus
inside a tissue with high scattering coefficient.

Keywords

Laser, Photons Transport, Heat Transport, Finite Element, Tissue/Laser, Transporte de Fotons, transporte de
Calor, Elementos Finitos, Tecido.

1. INTRODUCAO

Hoje, o uso clinico do laser, apds quase quatro décadas de seu surgimento, ja € uma
rotina em hospitais e consultérios médicos. O papel das propriedades opticas da radiagdo laser
no tecido e suas consequéncias termodinidmicas sido de fundamental importancia para
compreensdo € otimizagdo processos cirurgicos. Os mecanismos fototérmicos que
determinam a taxa volumétrica de produgio de calor (W/cm®) que ocorre quando a luz laser ¢
absorvida pelo tecido estdo diretamente relacionados com parametros do feixe do laser
(comprimento de onda, poténcia, didmetro do feixe, tempo de irradiagdo, etc.) e parametros do
tecido (coeficientes de absor¢do e espalhamento, densidade, condutividade térmica, etc.). Esta
producdo de calor € geralmente usada para danificar o tecido irreversivelmente, pois em altas
taxas de deposi¢do de calor, a ablasdo ocorre e é usada, por exemplo, para cortar tecidos
,vaporizar tumores ou placas em artérias (LeCarpentier et al. , 1993; Rastegar et al. , 1989;
Schomacker et al. , 1990; Van Germet e Welch, 1989; Fisher, 1992; Fisher, 1993; Stern,
1992).
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Para que as operagdes citadas anteriormente sejam bem compreendidas e otimizadas, e
para que dispositivos que as envolvam sejam desenvolvidos e aperfeigoados, modelos de
transporte de fotons fazem-se necessarios. As propriedades oOpticas dos tecidos podem ser
abordadas por dois modelos de transmissdo de fotons: Um estocastico, conhecido como
Monte Carlo, e o deterministico pela solugdo da equagdo de transporte/difusdo de fotons.
Ambos os modelos sdo baseados na suposi¢ao que fotons propagando-se através do tecido
podem ser tratados como particulas neutras e que o fenomeno ondulatorio pode ser
desprezado. No método de Monte Carlo os parametros sdo calculados por simulagdo
computacional das historias individuais dos fotons no meio. Por sua vez, a equacdo de
difusdo pode ser considerada como uma aproximagio da equagdo de transporte de Boltzmann
e € somente aplicada quando eventos de espalhamento sdo muito mais provaveis que eventos
de absorgdo. A equagdo de difusdo/transporte pode ser resolvida por técnicas numéricas para
geometrias complexas usando o método de Elementos Finitos. As pesquisas atualmente sdo
direcionadas a fazer comparagdes das predigdes dos modelos de transporte, onde meios
homogéneos e ndo homogeéneos sdo simulados, com medidas obtidas experimentalmente em
Phantoms (Flock et al. , 1989).

No presente trabalho discutimos o acoplamento do fenomeno de transporte de fotons
no tecido com o transporte de calor pelo mesmo. Apresentamos um modelo tridimensional
simplificado de transporte de fotons, para tecidos com alto coeficiente de espalhamento,
utilizando o método de elementos finitos.

2. MODELAMENTO MATEMATICO

Tomemos, inicialmente, a equagdo que governa a condugdo de calor:

@:6.(NTHQ (1)

onde T ¢ a temperatura, t € o tempo, p € a densidade, c o calor especifico, K ¢ a condutividade
térmica e Q o termo fonte. Como Q é um termo genérico, podemos acoplar os fendmenos
térmicos no tecido com a irradiagdo laser no mesmo, com a seguinte formulagao:

O(F) = o (F)[dQU(F,Q) = o, (F)[ Q¥ (7, Q)1 )

onde Q(7)¢ a taxa de deposi¢do do calor pelo laser, fungdo do produto entre o coeficiente de

absor¢do o, ¢ da taxa volumétrica da fluéncia luminosa /(7,Q). A fluéncia luminosa pode ser

obtida com o calculo do fluxo ¥ de fétons no volume do tecido, através de solugdes
aproximadas da equagdo de transporte de fotons (LeCarpentier et al. , 1993; Rastegar et al. ,
1989).

Para um tratamento completo da equagdo de transporte de fotons varias aproximagoes
sdo necessarias para os termos envolvendo as variaveis angular, energética e espacial. Estas
variaveis caracterizam o estado da particula no tempo t. Para a discretizagdo angular
poderiamos utilizar o método de discretiza¢do ordinaria, tipo Sn; para a variavel energética, a
técnica de multigrupo; e para a discretizag@o espacial a técnica de elementos finitos. Com um
tratamento contendo todas estas aproximagdes, obteriamos um codigo completo onde
poderiamos avaliar o fluxo de fétons em um volume de tecido (Gomes et al. , 1997).

Em nosso trabalho exploramos apenas a discretizagdo espacial através da técnica de
elementos finitos na sua formulagdo variacional. O método de elementos finitos é um
procedimento para redugdo de uma equagao diferencial parcial, que governa o problema fisico

2
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em cada elemento, em um grupo de equagdes algébricas. Primeiro a equagdo € colocada na
forma do principio variacional e o dominio do funcional ¢ dividido em um certo nimero de
subdominios chamados elementos finitos (em nosso caso elementos tetraédricos). A variavel
dependente ¢ entao aproximada dentro de cada elemento por polindmios que sdo interligados
por condi¢des de contorno e continuidade. Impondo que o funcional seja estaciondrio em
relagdo aos coeficientes dos polindmios, podemos obter o grupo de equagdes algebricas
envolvendo estes coeficientes. Existe uma propriedade que estes polindmios devem satisfazer
que € assumir um valor unitario em um dos vértices do elemento finito e zero nos demais. Isto
faz que a matriz global adquira uma forma esparsa e a torne positiva-definida, tornando facil
a solugdo do sistema linear em computadores.

Inicialmente tomemos a equagdo de transporte de fotons independente do tempo, com
fonte e espalhamento isotropico:

QW7 Q) +0(F)Y(F,Q) = 0. (F)HF) + S(F) (3)

onde 7 € o vetor espacial, Qéa dire¢dao do movimento do foton, o(7) eo (¥)sdo as segdes
de choque macroscdpicas total e de espalhamento dentro do grupo, respectivamente, S(7) € o
termo fonte, W(¥,Q) é o fluxo angular, ¢ ¢(7) , o fluxo escalar.

O fluxo angular ¢ normalizado de forma que o fluxo escalar seja:

#(7) = [dO¥(F,Q) )

onde a integragdo € feita sobre todas as diregdes.
A equagdo (3) ¢ valida no dominio V envolvido na superficie I'. As condigdes de
vacuo sdo dadas por:

YiFE,Q) =0, Fel, #-Q<0, (5)

Vv

onde 7 € o vetor normal a superficie" . As condigdes de reflexdo sdo:

Y(F,Q)=Y(F.Q); Fel , (6)

onde Q'é a direcdo refletida correspondente a diregdo incidente Q esendo I'=T, +T,.

A equagdo de transporte na sua forma geral ndo admite um funcional, mas podemos
obté-lo da equagdo de transporte de paridade par. Dividindo o fluxo angular em componentes
par w e impar y e¢ fazendo algumas manipulagdes algébricas, obtemos a equagdo de
transporte de paridade par:

~CVo(F)' Q VUF. Q)+ oPWUF. ) = () +SF) (7

Considerando ser (7) uma equagdo de Euler-Lagrange, podemos representar seu
funcional como:

Fly]= [V {[ & o) [Q-VyF.O) T +o)wE.0]
0, (F)P(F)’ ~20(F)S(7)} + [ dT [ dHii-Qly (7, Q) (8)

T

-
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Em tecidos que possuem um alto coeficiente de espalhamento, podemos usar a
equacao de difusdo:

~V[3c(F)]" V() + o, (F)P(F) = S(F), )

sendo seu funcional, tomado por analogia a equagéo (8), por:

FI§1 = [aV{Bo(P) VO +0,(F)$(F) —20(F)S(F)} + V4 [dTg()?  (10)
4 3

O funcional (10) € obtido através de (8) se utilizarmos a aproximagdo P1 para o fluxo
angular, isto €:

V(7,Q) = §(F) +3-8. J(F) 3 (i1

Desde que o segundo termo tem paridade impar, podemos identificar o fluxo angular de
paridade par com o fluxo escalar:

w(F,Q) = ¢(F), (12)

e lembrando que o, (7) = o(F) - o,(F) podemos substituir a relagdo acima na equagdo (8) e
obter facilmente 0 mesmo funcional da equagio de difusao.

Vamos agora aplicar 0 método de elementos finitos a varidveis espaciais da equagao
de difusdo tridimensional. Utilizaremos tetraedros e fungdes que sdo continuas e lineares em
X,y €z

Suponha que o dominio V do problema ¢ dividido em tetraedos como mostrados na
figura 1. Cada tetraedro sera chamado de elemento finito. As seg¢des de choque serdo
assumidas constantes dentro de cada elemento, e as interfaces de material serdo permitidas
apenas nas fronteiras do elemento. Assumiremos que o fluxo escalar pode ser aproximado por
uma soma de fungdes lineares 4, (¥) com coeficientes desconhecidos ¢, , tal que:

0(F) = D b (F)g, (13)

Essas fungdes tém a forma:
h(F)=a,, +b,, - x+cy, y+d, -z (14)

onde os coeficientes sdo diferentes para
cada dominio Vm de um elemento
finito m. Estes coeficientes sdo
determinados exigindo-se que:

(%) =6 (15)

sendo J, =1quando I=I"¢e 6, =0

Figura 1 - Malha de elementos finitos tetraédricos quando /#['; e 7, a posi¢o dos
de um dominio V. vértices do elemento.

BN it B s i e
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Da equacdo (15) segue que o vetor de coeficientes desconhecidos ¢, deve ser
aproximado pelo valor do fluxo escalar nos nos da malha:

¢, = (1)) (16)
E conveniente expressar (13) na forma:

¢(F) = h'(F)¢ (17)

Substituindo (17) na equagdo (10) encontramos:

F¢] = ¢"{[dVI3o)" (VAXVR) +o,hh" 1+ V; [dThh"}¢ - 24" [V hS (18)

Requerendo que o funcional seja estacionario com respeito a variagdo arbitraria da
componente do fluxo ¢ obteremos uma cole¢do de equagdes lineares simultineas, que podem

ser representadas na forma matricial tipo C,¢ = f, , sendo:

C, =] aViBo) (VIXVR) +o,hh )+ V5 [ dThh"} (19)

Jo= IdV&S 3 (20)

onde C, ¢ amatrizlocale S = S'A" , sendo S’ um vetor de fonte.

Assim, nos resta resolver estas integrais para o nosso elemento finito. Com a
finalidade de resolver a integral de superficie da equagdo (19) tomemos um novo sistema de
coordenadas naturais para a superficie lateral do tetraedro, ou seja, um triangulo (Yang, 1986).
A figura 2 mostra um triangulo em coordenadas retangulares e triangulares. Os lados 1,2 ¢ 3
sdo identificados por seus vértices opostos 1, 2 e 3 respectivamente. As coordenadas do
triangulo& (i= 1,2,e 3) para um ponto no interior sdo definidas como as razdes das dreas A,
para drea total A, tomadas no elemento.

As coordenadas retangulares x
¢ y de um ponto interior podem ser
relacionadas com as coordenadas
triangulares ( Yang, 1986) como:

4,
&= @1

y 1 1 1 1|4
x|={x x x|l&]| 22)
yi Ly » »llé

—.—'x

Lado 3 _
Temos que a integragdo para
termos polinomiais tomada no
Figura 2 - Coordenadas tridngulares. dominio na area é dada por:
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m'nlo!

[erereraa =24 (23)

(m+n+o+3)!

De forma semelhante, para se calcular as integrais de volume presentes na equacdo (19)
um caminho semelhante é percorrido. A figura 3 mostra um tetraedro e suas coordenadas
naturais. Da mesma forma que no tridngulo, as coordenadas naturais do tetraedro sdo
definidas por:

§=3 (24)

onde Vi € o volume encerrado pela face do tetraedro € um ponto interior do mesmo.

Face 2 Podemos  relacionar  as

Face | coordenadas tetraédricas ( Yang,

1986) com as coordenadas

y retangulares de forma semelhante

I/ ao caso das coordenadas
X triangulares:

Vel

Face 3 1 1 1 1 1
Face 4

IS I
<
=
Y
TR ST

Figura 3 - Coordenadas tetraédricas

Temos, de forma semelhante, que a integragdo para termos polinomiais tomada no
dominio do volume é dada por:

P m!nlo!p!
qu &&EE =6V

(m+n+o+ p+3)! (26)

Para o calculo do fluxo em cada um dos nos da malha usa-se uma transformagio
Booleana (Jn);que ordena os indices dos elementos, levando assim a uma globalizagao da

informagdo local dada pelas matrizes C,, f, . Esta ordenagdo permite expressar os valores do
vetor de fluxo ¢ com os indices locais I, J, K, e L em um unico vetor ®, sendo que os M

componentes de @ sdo especificados pela numeragdo globalizada de todos os valores unicos
dos fluxos nodais na malha e nos seus contornos (Gomes et al. , 1997).
A matriz (Jn),, tem dimensdo 4xM, e ¢ definida por:

(Jn),; =646, +0,5,, +0,6, +0,50, (27)
A matriz globalizada dos coeficientes toma a forma

N
C=.Jn"C,Jn (28)
n=1
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(29)

Assim, o calculo do fluxo no volume pode ser feito com o somatorio dos fluxos nodais

obtidos, através da solugdo do sistema linear:

Co=f,

(30)

onde C ¢é a matriz global simétrica positiva-definida.

3. CASO EXEMPLO

Figura 4 - Célula do caso exemplo formada
por 5 elementos tetraédricos.

' .
. '
. '
' ' ' 4
‘ ' !
2 ' . !
. . '
\ / . i

Figura 5 - Visualizagdo do caso exemplo.
Apenas os nds da célula central estao
numerados para indicar a posicdo da fonte.

Como exemplo didatico construimos
uma malha regular com 32 nés formada por 45
elementos tetraédricos, conforme disposigdo
mostrada nas figuras 4 e 5. Para o nosso caso,
resolvemos apenas os dois primeiros termos da
matriz C,, ou seja, as duas primeiras integrais

2

de volume. Colocamos, arbitrariamente, uma
fonte de valor constante (100) disposta nos
elementos formados pelos nos (6, 22, 25 e 26)
e (10, 21, 22, 26). Também os parametros
nucleares, isto ¢é, as se¢des de choque
macroscopica, foram arbitrariamente
assumidas como unitarias. Com isto
resolvemos o sistema linear C® = f para
obtermos o calculo do fluxo no volume.

Na figura 6 apresentamos um resultado
do calculo computacional que nos mostra o
perfil do fluxo normalizado no eixo x (relativo
aos nos 0, 1, 2 e 3). Como ndo foi tratada a
integral de superficie que representa o termo
de fuga na equagdo de balango, os valores
plotados sdo resultados preliminares.

Perfil do Fluxo (normalizado)

08 +
06 4
0.4 +

Fluxo

Figura 6 - Resultados preliminares do
calculo computacional.
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4. FUTUROS TRABALHOS -

Futuramente trabalharemos com malhas maiores onde modelaremos volumes de tecido
com dados de fontes € de se¢des de choque macroscopica reais. Casos serdo estudados onde
as condig¢oes de superficie da matriz C, serdo avaliados.
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Abstract

This work presents a numerical analysis of different sets of quadratures involved in a discrete ordinate method
used to solve the Equation of Radiative Transfer (ETR). Two different quadratures are derived from the
classical Gauss and Radau ones, with the imposed condition of satisfying key half-moments of the radiative
intensity. This set of quadratures are obtained through a simple translation in the Gauss or Radau full-range
scheme [-1,1] to the half-range [0,1]. These quadratures are compared to cases previously analyzed by Fiveland
(1985, 1987) for a slab of isotropic conservative scattering or absorbing-emitting gray medium. The results
obtained with the two new set of quadratures, for the net radiative flux and the incident energy to different
range of optical thicknesses and the S2, §4, S6, S8, 510, S12 ordinate sets, show a good accuracy.

Keywords
radiagdo térmica, ordenadas discretas, meio semitransparente, quadratura
radiative heat transfer, discrete ordinate method, semitransparent materials, quadrature

1. INTRODUCAO

Neste século varios métodos foram desenvolvidos para calcular as trocas térmicas por
radiagdo entre superficies e/ou meio para diversas aplicagdes. Como exemplo, pode-se citar:
fornos, industria aeroespacial, industria nuclear, combustdo, problemas atmosféricos e
estelares, leitos fluidizados, entre outros.

Inicialmente, devido a inexisténcia de computadores eficazes, diversos métodos analiticos,
muitas vezes complicados, foram desenvolvidos. Geralmente obtém-se expressdes finais que
podem ser aproximadas ou expandidas através de séries, desta forma, inexatas.

Muitos métodos entretanto nao podem ser utilizados de uma maneira geral, isto €, como
problemas com acoplamento com outra forma de transferéncia de calor, meio ndo cinzentos
(sobretudo gases), com difusdo anisotropica ou propriedades varidveis conforme a posi¢io,
temperatura ou pressio, ou entdo com geometrias complexas.

Tentando resolver estes problemas varios métodos numéricos foram criados, pode-se citar
o método de Monte Carlo, de zonas, de multifluxos e o de momentos. O método de ordenadas
discretas (OD) faz parte do método de multifluxos. Ele foi utilizado inicialmente por
Chandrasekhar (1960) para a solugdo de problemas de astrofisica. Em seguida, Carlson e
Lathrop (1968) desenvolveram uma solugao aplicada a equagdo de transporte de néutrons.
Desde entdo, o método OD foi amplamente utilizado por diversos pesquisadores devido a
facilidade em tratar os varios casos listados no paragrafo anterior.

1
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Muitos trabalhos sdo encontrados na literatura utilizando ou avaliando o meétodo de
ordenadas discretas para uma geometria unidimensional cartesiana. Nicolau (1994) e
Doermann (1995) determinam as propriedades radiativas de materiais fibrosos fortemente
anisotropicos utilizando uma quadratura proposta por Nicolau (1994), especifica para um meio
com forte pico de espalhamento. Hendricks et al. (1996), estima as propriedades radiativas de
materiais ceramicos (ZrO,, SiC) para diferentes densidades de poros considerando dois tipos
diferentes de fungdes anisotropicas com uma quadratura S6. Fiveland (1987) propde uma
quadratura a pesos constantes que respeita os meio-momentos da radiagdo de maneira a
melhorar a precisdo do cdlculo do fluxo. No entanto, ele s6 calculou para até 12 diregdes e
uma particularidade deste método € de possuir uma convergéncia dificil quando o numero de
dire¢des aumenta. Kumar er al. (1990) analisam diferentes tipos de quadratura: Gauss, Lobatto
(Radau), Fiveland, Chebyshev e Newton-Cotes para determinar as respectivas precisoes
quando aplicadas a um meio fortemente anisotropico. Kim (1990) usa o método OD para o
céalculo dos fluxos e intensidades radiativas em um meio nio cinzento para gases utilizando
uma quadratura de Gauss, em geral com vinte diregoes. Jones ez al. (1996) comparam valores
tedricos a experimentais para as intensidades radiativas emitidas por esferas de ago aquecidas,
considerando um problema acoplado com a equagdo de energia. Utilizam uma quadratura
modificada que respeita somente os primeiros momentos (ordem 0,1 e 2) da radiagdo com um
conjunto de diregdes favoravel a sua disposigdo experimental. Gerstl e al. (1985) analisam a
incidéncia do feixe solar na atmosfera utilizando uma quadratura de Gauss. Stamnes et al.
(1988) formularam um método de OD para um meio ndo homogéneo. Propdem uma
quadratura de Gauss aplicada separadamente entre ]-1,0[ e ]0,1[ de maneira a respeitar os
meio-momentos de radiagado.

As quadraturas mais correntes sio Gauss e Radau, utilizadas inicialmente por
Chandrasekhar (1960). Entretanto, estas quadraturas ndo integram corretamente o fluxo nas
paredes, visto que elas sdo definidas para um hemisfério inteiro. Desta maneira, pode-se obter
erros considerdaveis ou entdo necessitar um numero elevado de diregdes para a obtengdo da
precisdo desejada.

Neste trabalho, apresenta-se duas quadraturas que respeitam o0s meio-momentos de
radiagdo e que sdo obtidas facilmente a partir de uma translagido linear das quadraturas de
Gauss e uma quadratura de Radau modificada. Este processo de translagao ja foi utilizado por
Nicolau (1994) e Doermann (1996), entretanto eles ndo tinham como objetivo respeitar os
meio momentos da radiagdo.

A translagdo da quadratura de Gauss apresenta as mesmas diregdes e ponderagdes do que
o método descrito por Stamnes et al. (1988), mas obtida com uma evidente facilidade.

Analisa-se estas duas quadraturas em relagdo as quadraturas de Gauss, Radau e Fiveland.
Considera-se 0 meio isotropico, emissivo, absorvente, cinzento e com paredes com reflexdo
difusa, em uma geometria cartesiana unidimensional. Dispde-se de solugdes analiticas para trés
diferentes casos.

2. FORMULACAO

Para um meio semitransparente, com geometria unidimensional cartesiana, absorvente,
difuso, com propriedades radiativas constantes, em equilibrio termodinamico local ¢ com
simetria azimutal, a Equagdo de Transferéncia Radiativa (ETR) pode ser expressa como
(Ozisik, 1973):

A(r, I 1
#____(;r“) +I(Tnu)=(1_m)Ib(T)+%[Iﬂ[(r,u')p(p',p)du'—%jol(‘f,—p')p(p',—'u)d,u'} )
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onde t € a espessura otica do meio, I(t,ut) ¢ a intensidade de radiagao emitida pelo corpo negro
a temperatura do meio, B € o coeficiente de extingdo, ® € o albedo, p € a fungdo de fase e os
dois termos integrais representam o ganho por difusdo para cada semi-hemisfério. Esta
representagdo do termo integral em duas partes com dominio de integragdo entre [0,1] ¢
realizada de maneira a poder utilizar uma quadratura definida também em um semi-hemisfério,
como no caso do fluxo e condigdes de contorno.

Considera-se como condigdo de contorno faces opacas, difusas em emissdo e reflexdo
com as intensidades dadas por:

|
r=0 - ](O,u)zsllh(Tl)+2(1*£1)II(0,—u‘)u'du' 1>0
0
, (2)
T=T,—> I(ro,p)zszlb(Tz)+2(1—82)I01(r0,p')p'dp' u<o

onde & ¢ a emissividade da parede 1, & ¢ a emissividade da parede 2 e T, e T, sdo
respectivamente as temperaturas das paredes 1 e 2.

A equagdo (1) ¢ do tipo integrodiferencial, sua solugdo pelo método OD ¢ constituida de
duas etapas: /) uma discretizagdo angular, sendo o termo integral substituido por uma soma
quadratica das intensidade radiativas. Desta maneira, obtém-se um conjunto de equagdes
diferenciais parciais de primeira ordem; /i) uma discretizagdo espacial, considerando um
volume de controle, para a solugdo das equagdes diferencias parciais.

Considera-se uma fung¢do de interpolagdo linear para o calculo da variagdo da intensidade
radiativa no interior do volume, desta forma os resultados podem ser comparados diretamente
com Fiveland (1987). Obtém-se entdo, a partir da eq. (1), uma equagdo discretizada na
seguinte forma:

Si+[/2,j (ZJX2 + Ii,j

Lisin,; = L +a; 2 (3)
sendo
ATi 2 o | &
a; :T » Sina,] =(1- m)lb(TiHQ )+5}§ an(Pnjlimz,n + p-ndinZ,—n)
] . n=1

onde o indice i+1/2 representa o centro do volume situado entre as faces de indice i e i+/. Na

eq. (3), I;; € um valor conhecido e calcula-se li4i; através de virias iteragdes, atualizando o

termo fonte S;. ;. As ponderagdes sdo representadas por w, € sdo associadas as diregdes pin.
As condigdes de contorno sao obtidas a partir da eq. (2):

10, 1) = &1y (T)~2(1-8) D Watt IO, 1) >0
M <0
] 4)
(7, 1) = Szlb(Tz)+2(l~3z)Z Wt I(%5, 1) 15 <0
>0
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O fluxo de calor, g, e a radiagdo incidente, G, sdo definidos.como:

N/2 N/2
Qi"_‘z”ZWnﬂn(li,n‘Ii,—n) Gi=2x2wnpn(li‘n+li.“n) (5)
n=} n=1

2.1 Tipos de quadratura

A discretizagdo angular realizada na eq. (1) substitui 0 termo integral por um somatorio
ponderado de valores discretos. Em principio ndo existe quadratura perfeita para integrar
qualquer fungdo. Carlson e Lathrop (1968) propuseram que a quadratura deve respeitar 0s
momentos da radiagao M,:

1 N
Mk=I_]l(r,u)pkdu=zwnﬂi‘f(ﬂn) = (6)

n=1

| {2/(k+ 1) V k par

0 V k impar

onde M ¢ o i-¢simo momento de radiagdo. Entretanto, a partir de um formalismo matematico,
a quadratura de Gauss (Chandrasekhar, 1960) possui a capacidade de integrar corretamente os
momentos de ordem 2N entre [-1,1]. Chama-se atencdo ao fato que para que a integragdo seja
exata o produto I(t,u)u" deve ser escrito na forma de um polindmio de Legendre de ordem
2N-1. A quadratura de Radau segue o mesmo formalismo, mas fixa-se os limites -1 e 1,
reduzindo-se assim a ordem do polindmio de Legendre integrado corretamente para 2N-3. No
entanto, um numero pequeno de dire¢des na solugdo da ETR ndo apresenta bons resultados
devido a ndo capacidade dessa quadraturas de calcular as integrais entre [-1,0] ¢ [0,1].
Fiveland (1987) propde uma quadratura que respeita os meio-momentos de maneira que:

N-1 4 ; N-1 N L 1
;L“ du = DD Waks =t (7)

k=0 n=1

Considerando as ponderagdes constantes, obtém-se um sistema de equagdes nio lineares,
os quais Fiveland (1987) resolveu pelo método de Newton-Raphson para at¢ 12 diregdes.
Entretanto este sistema de equagdes € de convergéncia dificil quando se aumenta o nimero de
diregoes. Pode-se também alterar os valores das ponderagdes de maneira a se obter um
conjunto de dire¢oes desejaveis (a ponderacdo representa o angulo solido a qual se associa
uma dire¢do p) porém nem sempre uma solugao é encontrada.

Obtém-se a quadratura de Gauss modificada a partir de uma simples translagdo linear das
direg¢des e ponderagdes na seguinte forma:

wi= ()2 wi=wg) ®

A quadratura de Radau modificada ¢ obtida através de uma quadratura obtida utilizando a
subrotina DGQRUL do IMSL, fixa-se somente um extremo da quadratura (NFIX=1), quando
se fixa os dois extremos obtém-se a quadratura de Radau. Apds, aplica-se a eq. (8) para a
translagdo a ]0,1]. Ndo é desejado ter a diregdo u=0 na quadratura pois provocaria uma
divisdo por zero, no calculo do parametro a;, eq. (3). Na Tabela (1) lista-se os valores obtidos
para as quadraturas de Gauss modificada e de Radau modificada para até 12 diregdes. Nota-se

k.
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que a quadratura de Gauss modificada possui as dire¢des simétricas a p=0.5 e com o aumento
do numero de dire¢des ha uma tendéncia de concentragdo das diregdes proximo a u=0 e u=1.

As figuras | e 2 mostram os desvios percentuais das quadraturas de Gauss - G, Fiveland -
F, Gauss modificada - GM, Radau - R e Radau modificada - RM para 4 e 12 dire¢des. Na
figura 1 sdo avaliados os momentos pares entre [-1,1]. Nota-se um bom comportamento de
todas as quadraturas para os primeiros momentos (0, 2, 4,...), entretanto com um desvio maior
para as quadraturas de somente quatro dire¢des. Apresenta-se, na figura 2, os desvios das
quadraturas em relagdo aos meio-momentos de radiagdo. Observa-se, como previsto, um forte
acréscimo dos desvios para a ordem 1 nas quadraturas de Radau e Gauss.
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_ 80— —— M —— o1z o = - ‘I [ ] [ [ ]
% 60 [l me i g | P
e ‘ —e— GM4 —a— RI2 = 20 7 3
S 40 i —e— GMIZ —— RMa4 = i ; / —o— GMé —a— RI2
E T 1 i it £ g —e— GMI2 —+—— RM4
E 7 o —b— G4 —— RMI2
20 -
2 [ £ 1 . |
o 2 10
r§ 0 2 e ﬂ / f I ' l
ER g3 R il 1
z 20 s W V11
40 - g 0 Sl
=] T .
v b > - 1 4
=7 \ s S EEEN ™
80 B R B
# T - T T 11!

i
0 10 20 30 40 0 2 4 6 8 1012 14 16 18 20
k-ésimo momento k-ésimo momento

Figura 1: Erro percentual no calculo dos Figura 2: Erro percentual no calculo dos
momentos para 4 e 12 diregdes. meio-momentos para 4 e 12 diregbes.
3. RESULTADOS

Apresenta-se a seguir trés casos testes para as cinco diferentes quadraturas os quais
podem ser comparados com solugdes exatas listadas por Fiveland (1985, 1987). Variou-se a
espessura Otica e emissividades e apresenta-se os resultados considerados representativos. No
primeiro caso, considera-se um meio conservativo (w=1) com difusdo isotropica e paredes
negras (g,=¢,=1), com temperatura T, constante e T, nula. Neste caso, o fluxo € conservativo,
ou seja, constante em qualquer posi¢ao do meio. No segundo caso, as paredes possuem uma
reflexdo difusa. No terceiro caso, o meio é somente absorvente (®=0), mantido a uma
temperatura constante e temperatura nula nas paredes. Todas as varidveis sdo definidas em
dupla precisdo e considera-se que o sistema atingiu a convergéncia quando o campo de
intensidades radiativas possuir uma variagio inferior a 10"°. O numero de volumes utilizado é
calculado conforme a equagdo apresentada por Fiveland (1985), de maneira a evitar
intensidades radiativas negativas ou com oscilagoes:

At < 04 MIN|y, | para n=1,...,N 9)

Nas figuras 3 e 4 vé-se o erro no calculo do fluxo e radiag@o incidente para o problema
com paredes negras. Nota-se que para duas diregdes (N=2) as quadraturas GM ¢ F
apresentam o mesmo resultado. Para este mimero de diregdes as duas quadraturas sao
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idénticas e 0 mesmo acontece com as quadraturas de R e RM: A quadratura de RM equipara-
se a G com N=4 e torna-se equivalente a G ¢ F para N>6.

Tabela 1: Diregoes e ponderagdes para as quadraturas de Gauss modificada e Radau modificada.

Gauss Modificada Radau Modificada
ordem +1; W; ordem 1 w;
GP2 | .50000000000000 | 1.0000000000000 ARP2 | 1.0000000000000 | 1.0000000000000
GP4 |.21132486540518 | .50000000000000 RP4 |.33333333333333 | .75000000000000
.78867513459481 | .50000000000000 1.0000000000000 | .25000000000000
GP6 |.11270166537925 | .27777777777777 RP6 |.15505102572168 | .37640306270046
.50000000000000 | .44444444444444 .64494897427831 | .51248582618842
.88729833462074 | .27777777777777 _ 1.0000000000000 | .11111111111111
GP8 |.06943184420297 | .17392742256872 RP8 |.08858795951270 | .22046221117676
.33000947820757 | .32607257743127 : .40946686444073 | .38819346884317
.66999052179242 | .32607257743127 .78765946176084 | .32884431998006
.93056815579702 | .17392742256872 1.0000000000000 | .06250000000000
GP10 |.04691007703066 | .11846344252809 RP10 |.05710419611451 | .14371356079122
.23076534494715 | .23931433524968 .27684301363812 | .28135601514946
.50000000000000 | .28444444444444 .58359043236891 | .31182652297574
.76923465505284 | .23931433524968 .86024013565621 | .22310390108357
.95308992296933 | .11846344252809 1.0000000000000 | .04000000000000
GP12 |.03376524289842 | .08566224618958 RP12 |.03980985705146 | .10079419262674
.16939530676686 | .18038078652406 .19801341787360 | .20845066715595
.38069040695840 | .23395696728634 .43797481024738 | .26046339159478
.61930959304159 | .23395696728634 .69546427335363 | .24269359423448
.83060469323313 | .18038078652406 .90146491420117 | .15982037661025
.96623475710157 | .08566224618958 1.0000000000000 | .02777777777777
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Figura 3: Erro percentual no calculo do
fluxo para t.=0.5, w=1, &=g,=1 para as

Figura 4: Erro percentual

Numero de diregdes

no calculo da

radiacao incidente na parede 1 para 1.=0.5,

cinco quadraturas. w=1, g1=e2=1 para as cinco quadraturas.

Nas figura 5 e 6 apresenta-se os resultados de fluxo e de radiagdo incidente para o um
problema com reflexdo difusa nas paredes. Observa-se 0 mesmo comportamento que 0O caso
anterior. Entretanto, para N28 nota-se que as quadraturas de F, GM, RM tornam-se
equivalentes. Este comportamento aparece sobretudo com o aumento da espessura otica.
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Figura 5: Erro percentual no calculo do Figura 6: Erro percentual no calculo da radiagao
fluxo para 1,=3, w=1, £=0.8, £,=0.1 para incidente na parede 2 para w=3, o=1, £=0.8,
as cinco quadraturas. £2=0.1 para as cinco quadraturas.

As figuras 7 e 8 mostram um problema com somente absor¢do e temperatura constante no
meio. Observa-se o bom resultado das quadraturas de GM e RM em relagéo as outras.

| E+2 ‘ ‘ l E +1 - | ] G
= [E+1] _ —— F
= | V‘ 2 1 \ —a— GM "
T oo k! | i ] 8 Ay ] /
* . X\M l s 0. —4— AM
2 1E-2 2 /
& jpad= Gmﬁ, LY ) -
A Tt =T S
o lE-4l—a— cm|[— ~ = N
& -, T &5 1E-3 : -
G |E.5g—e— A = ! WL
—¢— AM {
1E-6— T T 1E-4— 1
2 4 6 8 10 12 2 4 6 8 1012
Numero de diregdes Niumero de diregdes
Figura 8: Erro percentual no calculo do Figura 9: Erro percentual no célculo da radiagcéo
fluxo para tw=5, w=0, &1=g2=1 para as incidente no centro do meio para w.=5, ©=0,
cinco quadraturas. g1=e2=1 para as cinco quadraturas.

As quadraturas de GM ¢ RM embora apresentem melhores resultados, necessitam de um
tempo de computa¢do mais elevado, sobretudo para as quadraturas de ordem mais elevadas.
Este fato é devido a necessidade de um numero de volumes maior causado pela existéncia de
diregdes mais proximas de p=0 de maneira a respeitar a condigao da eq. (9), evitando-se assim
oscilagdes na solugdo, ou intensidades radiativas negativas.

4. CONCLUSAO

As quadraturas de GM e RM demonstraram excelentes resultados quando comparadas as
quadraturas de F, G, R. A quadratura de RM apresentou a mesma ordem de erros de GM e F
a partir de N=6, o que a torna interessante para aplicagdes onde se deseja obter a diregdo p=1.
Entretanto, as quadraturas de GM e RM necessitam de muito mais volumes e iteragdes para
convergéncia quando o numero de diregdes aumenta, considerando uma interpolagdo linear
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para a discretizagdo linear, podendo torna-las proibitivas na-utilizagio de uma quadratura
angular fina.
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Abstract

Directional spectral emittance of an absorbing and scattering isotherm ceramic material (Al,O,) is predicted
using a radiative model based on the discrete ordinates method associated to the control volume technique to
solve the radiative transfer equation. The absorption (Q,) and scattering (Q,) efficiencies for incident radiation
upon spherical particles of aluminum oxide are calculated from the Mie theory for a temperature range from
1200°C to 2020°C, the particle radius lying from 10pm to 50um, and a range of wavelengths from 2pm to
6um. These calculations are based on literature values of the complex index of refraction (it = n - ik) at high
temperature for the monocrystral of sapphire (Al;0;). Independent scattering assumption is used. The limit of
independent scattering theory is verified for a particle volume fraction ranging from 0.3 to 0.7. The spectral
normal emittance of Al,O; at high temperature is calculated increasing the thickness to identify the 'infinite
thickness'. Calculations are performed and analyzed for different particle radius and medium temperatures.

Keywords

Emittance, semitransparent media, ceramic material, high temperature, discrete ordinates method.

1. INTRODUCTION

Many modern technologies involve reticulated porous ceramics (semitransparent material) at a
temperature level high enough for thermal radiation to have a significant participation in the
global heat transfer. Some examples are advanced energy and combustion system such as low
NO, combustion burners, next-generation jet engines, and ceramic automobile engines
(Hendricks ef al., 1996). One may also consider space vehicles and solar thermal systems that
also use reticulated porous ceramic and in which radiation is the dominant mode of heat
transfer. The knowledge of the directional spectral emittance for absorbing and scattering
porous ceramics at high temperature is the key optimised application of these systems.
However, spectral emittance data found in literature present a very large discrepancy in the
spectrum range where the material is semitransparent. It is generally conceded that many
discrepancies are due to differences material characteristics (porosity, grain size, purity, and
surface roughness), (Chermane et al., 1996). However effects of variations of these parameters
on emittance have not yet been sufficiently defined. This study aims at predicting the emittance
for an isothermal medium made of a monodispersion of spherical particles of alummum oxide
using a radiative model based on the discrete ordinates method to solve the radiative transfer
equation.
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2. MIE EXTINCTION AND ABSORPTION EFFICIENCIES

To predict radiative transfer in these types of materials it is necessary to study how a
single particle interacts with incident radiation upon it and its own emission. The absorption
and scattering characteristics of a single particle are defined by the equations of
electromagnetic field. Physically, they can be explained by the process of reflection, refraction
and diffraction. Scattering and absorption characteristics of a particle are governed by three
factors: the particle shape, its size relative to the radiation wavelength, and optical properties
of the particle and of the surrounding medium (Tien, 1988).

From the complex refraction index, the scattering (Qs) and absorption ((Q.) efficiencies
describing interaction between radiation and a spherical particle can be calculated from the Mie
t