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Apresentacio

A quinta edi¢g3o do Encontro Nacional de Ciéncias Térmicas, ENCIT, promovido pela ABCM - Associagdo Brasileira
de Ciéncias Mecdnicas, realizou-se na Cidade de Sdo Paulo, fruto dos esforgos conjuntos do Departamento de
Engenharia Mecénica da Escola Politécnica da Universidade de Sdo Paulo e do Agrupamento de Engenharia Térmica

do Instituto de Pesquisas Tecnologicas do Estado de Sdo Paulo.

Cerca de 300 resumos foram submetidos 4 Comissdo Organizadora dos quais 161 se converteram em artigos
submetidos ao processo de revisdo e destes, 129 trabalhos foram aceitos para publicagdo. O processo de revisdo e
selegdo dos trabalhos, coordenado pela Comissdo Organizadora, foi desenvolvido por 21 Coordenadores Técnicos que
contaram com o apoio de 156 revisores. Os trabalhos foram apresentados em sessdes de painéis para haver interagio

mais efetiva entre autores e participantes.

Seis professores estrangeiros, vindos dos Estados Unidos, Inglaterra, Japdo e Escocia foram convidados para

proferirem palestras acerca de temas relevantes em engenharia e ciéncias térmicas.

Seguindo a tradigdo de ENCITs anteriores, foram oferecidos mini-cursos de aperfeigoamento por especialistas nas
areas de combustdo, instrumentagio ¢ andlise exergetica. Neste ENCIT foi dada énfase na participagdo de

especialistas brasileiros na condugdo dos mini-cursos.

Dando continuidade 2 iniciativa tomada no ENCIT-92 foi organizado o Il Simpésio de Engenharia Térmica, SIENT-
94, com o objetivo de apresentar ¢ discutir trabalhos de pesquisa e desenvolvimento realizados nas industrias.
Pretendemos assim incrementar a colaboragdo universidades-institutos de pesquisas-empresas. Os resumos destas

apresentagdes estdo publicados neste volume.

Finalmente, agradecemos a valiosa colaboragdo dos coordenadores técnicos e revisores que participaram no V ENCIT,
fundamental para assegurar a manutengdo da qualidade técnica e cientifica do ENCIT, bem como aos patrocinadores
do Congresso: FAPESP, CNPq , White Martins e Shell.

Esperamos que o ENCIT/SIENT-94 tenha sido marcado por frutiferas trocas de informagdes técnico-cientificas e por

um rico relacionamento humano entre seus participantes.

Comissdo Organizadora
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PRESENTATION

The V Thermal Sciences Brazilian Meeting, ENCIT-94, promoted by the Brazilian Society of Mechanical
Sciences, ABCM, has been held in S3o Paulo and has been organized by both the Mechanical Engineering
Department of the Polytechnic School of the University of Sdo Paulo, EPUSP, and by the Thermal Engineering
Group of the Sdo Paulo Technological Research Institute, IPT. I

About 300 abstracts had been proposed to the Organizing Committee. From those ones, 161 had been converted
into papers which had been submitted to the revision process, 129 of which have been accepted for publication.
The Organizing Committee has coordinated the revision process and papers selection. This process had involved
21 Technical Coordinators with technical support of 156 referees. The papers have been presented in posters

sessions in order to enhance interaction among authors and participants.

Six internationally known researchers from England, Japan, Scotland and United States have been invited to

present lectures on relevant subjects in Thermal Sciences and Engineering,.

Following the ENCIT's tradition, short-courses have been offered by specialists in the areas of combustion,
instrumentation and exergy analysis. Within the V ENCIT, we have put emphasis on the participation of Brazilian

specialists in giving these short-courses.

Following the initiative of the ENCIT-94, the II Thermal Engineering Brazilian Symposium, SIENT-94 has been
organized with the aim of discussing researches and technological developments that have been undertaken by
industry. In this manner we intend to improve cooperation among the university, industry and research institutes.

Abstracts from these presentations have also been included in this volume.

Finally, we would like to thank the important cooperation of technical coordinators and reviewers that have
participated in the selection process. Their cooperation has been of fundamental importance in assuring technical
and scientific quality to the ENCIT. In a similar manner we are beholden to the sponsors: Fundagio de Amparo 3
Pesquisa do Estado de Sdo Paulo (FAPESP - Research Endowment Foundation of Sdo Paulo), Conselho Nacional
de Pesquisas (CNPq - National Research Council), White Martins and Shell.

We hope that the ENCIT/SIENT-94 has enabled fruitful exchange of technical and scientific information among
all participants.

Organizing Committee.
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RESEARCH TO ACCOMODATE OZONE-SAFE REFRIGERANTS

CLARK W. BULLARD
Director, Air Conditioning and Refrigeration Center
University of Illinois at Urbana-Champaign
1206 W. Green St., Urbana, II. 61801

MAR
The phaseout of chlorine-based fluorocarbon refrigerants has stimulated an unprecedented level of
research on reversed-Rankine cycle air conditioning and refrigeration technologies. Because the use of
hydroflurocarbon substitutes may require substantial retooling by manufacturers of heat exchangers and
other components, there is an incentive to investigate alternative cycles and to incorporate major
improvements in system performance into the new designs. This has created a "window" for
fundamental research contributions to have a significant impact on the next generation of air conditioning

and refrigeration technologies.

INTRODUCTION

As chlorofluorcarbon and hydrochlorofluorocarbon
refrigerants are phased out to prevent stratospheric ozone depletion,
there is growing concern about the need to increase energy
efficiency to reduce emissions of carbon dioxide and other
greenhouse gases. Both of these factors are stimulating an
unprecedented level of R&D activity related to air conditioning and
refrigeration technologies. This paper attempts to summarize the
current state of the art research being conducted in the public
domain, primarily in the United States. Substantial amounts of
nearer-term research of a more applied nature is being conducted in
industry, but is not as well documented in the peer-reviewed
literature. Nevertheless an unprecedented fraction of industrially-
funded research is being published, as companies attempt to shorten
lead time by co-funding pre-competitive research through industry
associations or consortia.

Since most research currently underway is focused on the
reversed Rankine vapor compression cycle, the following review is
organized by component. [t does not address the large and growing
body of research aimed at developing and publishing
thermodynamic and thermophysical properties of alternative
refrigerants and refrigerant mixtures (see e.g. Gallagher, 1992).

IEAT EXCHANGER

The introduction of new refrigerant-lubricant combinations
created a need to systematically re-evaluate the refrigerant-side heat
transfer and pressure drop correlations that had proven widely
useful for designing heat exchangers. For decades the serpentine
finned-tube heat exchanger was widely used for air conditioning
evaporators and condensers because of its relatively low cost. There
was limited flexibility in optimizing the performance of such tubes
because manufacturing constraints dictated that diameter be constant
over their length, and hence the entire range of refrigerant quality.
For example a tube diameter optimized for a low quality regime
might cause excessive pressure drop in the higher quality regime.

Recent advances in vacuum brazing technology have created
new opportunities for parallel circuiting in which refrigerant passes
between headers through a number of parallel tubes that may vary as
a function of refrigerant quality. This allows designers to select a
value of mass flux that optimizes the tradeoff between heat transfer
and pressure drop for each quality regime. Parallel circuiting
technology is now used almost exclusively in evaporators for
automotive applications where the tubes are flat plates that present a
high aspect ratio rectangular cross section to the refrigerant flow.
Similar circuiting is now being used for an increasing fraction of
condensers for mobile air conditioning systems. Brazed, parallel-
circuited heat exchangers are currently not cost-effective for
stationary air conditioning because component volume is not a
serious constraint as it is for the auto industry. However the
increasing stringency of energy efficiency regulations may force a

23

change to compact heat exchangers as the materials cost of simply
adding surface area becomes prohibitive due to diminishing retums.

At the same time, the need to redesign heat exchangers
created an opportunity to investigate opportunities for improving air-
side performance, for example by refocusing research on such basic
processes as frosting and various heat transfer enhancement
methods. Both refrigerant- and air-side technology developments
are reviewed below. The refrigerant-side studies emphasize R-134a;
it was the first to be addressed because of the need to begin using it
in mobile air conditioning systems as early as 1994, The
development of heat transfer correlations for R-134a as a substitute
for R-12 illustrates the path taken by recent research in this area.

Refrigerant-side heat transfer. The new-found flexibility to
select the optimal mass flux for each quality regime is creating
demands for heat transfer data that are much more detailed than what
has traditionally been produced. Average two-phase heat transfer
coefficients, while adequate for serpentine designs, are not useful
for designing modern parallel-circuited heat exchangers. Local
correlations for refrigerant-side pressure drop and heat transfer are
required. Early work by Eckels & Pate (1991a) and others on
screening HFC substitutes for CFC's initially sought average heat
transfer coefficients in smooth tubes, in the interest of time. Later
work by Dobson et al (1994a) and Wattelet et al (1991, 1992) was
much more thorough, and aimed at developing correlations for each
of the flow regimes.

In the case of evaporation, Wattelet et al (1994) found that
heat transfer coefficients for R-134a exceeded those for R-12 by
about 25% over a wide range of flow regimes, heat and mass
fluxes, quality and saturation temperature. For condensation,
Dobson et al (1994a) determined that the heat transfer coefficient for
R-134a exceeded that of R-12 by about 10-15% in the wavy flow
regime, independent of mass flux. For annular flow they observed
an essentially linear dependence of heat transfer coefficient with
mass flux, with the R-134a coefficient about 15-20% greater than R-
12. Wattelet & Chato developed an evaporation correlation that
combined the convective boiling and nucleate boiling components
with an asymptotic model. This model was verified against data
over a wide range of mass fluxes and flow regimes, and matched
measured data better than the correlation of Kandlikar (1990), Shah
(1976, 1979, 1982), and others. Dobson et al (1994a) developed an
annular flow correlation based on a two-phase multiplier approach
and a wavy flow correlation based on a modified Nusselt-type
approach. These correlations predicted their data for R-134a and R-
12 more accurately than the correlations of Shah (1976, 1979,
1982), Chen et al (1987), Cavallini & Zecchin (1974), and Traviss
et al (1973).

All of these results were obtained for smooth round tubes of
inside diameter greater than 4.5 mm. Experiments conducted with
smaller tubes, especially those of noncircular cross section, have
observed heat transfer coefficients substantially larger than those
predicted by the correlations cited above. One explanation for the



improvement involves the effects of surface tension, and research is
underway to explore this and other factors in detail. Interest in this
technology has been fueled by the development of technologies for
extruding flat aluminum tubes containing 10-40 parallel channels of
millimeter-scale hydraulic diameter. These tubes, brazed between
headers, are becoming widely used in mobile air conditioning
condensers because of the substantial savings in size, weight and
refrigerant charge inventory (Goodremote et al,1988; Struss et al,
1989a, 1989b, 1990, Guntly, 1990; and Modine, 1986).

Internal tube enhancements, The use of fluted and rifled

tubes in evaporators and condensers has increased rapidly in recent
years, due in large part to increasing demands for energy efficiency.
They reduce heat transfer resistance in at least two ways: first by
increasing the surface area on the refrigerant side, and second by
increasing the liquid velocity over the entire circumference of the
tube wall. For example in the case of boiling, Schlager et al (1989)
observed that average heat transfer coefficient for R-22 increased
with mass flux as expected, but the enhancement factor relative to
smooth tubes decreased from 1.9 to 1.5 as mass flux increased over
the range tested. Kandlikar (1991) found that the mass flux
dependence of the enhancement factors (for both convective and
nucleate boiling, and for both R-22 and R-113) vanished when the
actual diameter of the enhanced tube was used for normalization;
enhancement was a function only of the tube itself. More recently
Christofferson et al (1993), using R-22, R-134a and a 60-40 blend
of R-32/125 with a particular microfin geometry, observed
enhancement factors as high as 2 or 3 in the wavy flow regime. At
higher mass fluxes where the flow was annular they noted that the
enhancement factor approached the area ratio for all the refrigerants.
Disaggregating the enhancement factors for convective and nucleate
boiling they concluded that the principal effect for that particular type
of tube enhancement was almost entirely convective, increasing heat
transfer via wall-wetting and turbulence promotion. Research trends
for condensation parallel those described above for evaporation.

In addition to fluted and rifled tubes, a variety of other
mechanical enhancement techniques have been attempted over the
years, including the insertion of twisted tapes and wires into the
tubes. A fundamentally different technique that has been the subject
of recent research by Ohadi (1992) and others 1is
electrohydrodynamic enhancement, accomplished by inserting a
high-voltage wire inside the tube. Both mechanical and
electrohydrodynamic enhancement techniques, to the extent their
benefits are attributable to increased wall-wetting, are in competition
with some lubricants which produce the same effect, for example in
the stratified flow regime of an evaporator, with perhaps lesser
effects on pressure drop. Heat transfer enhancement techniques
cannot be compared solely on the basis of experiments with pure
refrigerants, because of the presence of oil in most refrigeration and
air conditioning systems. They must be evaluated for their
incremental improvement at a given oil concentration, because their
affects are not ncessarily additive. (Ha & Bergles, 1993).

Future research on heat transfer enhancement needs to focus
first on understanding the basic mechanisms by which geometric
characteristics of the tubes affect such phenomena as nucleation,
wall wetting, and turbulence. Simultaneous investigations of the
effects on pressure drop are also required in order to understand the
tradeoffs associated with exploiting any of these phenomena for heat
transfer purposes. From this new level of basic understanding,
research can proceed on zeotropic mixtures where mass-transfer and
concentration gradients that inhibit heat transfer might be offset by
the same phenomena produced by mechanical enhancements to the
inside of tubes.

Effect of lubricant concentration. A comprehensive though
dated review of the effects of oil concentration on the heat transfer
and pressure drop characteristics of refrigerants was published by
Chaddock (1966) in 1966. More recent studies of evaporation by
Spatz & Zheng (1990), Fukushima & Kudou (1990), Hambraeus
(1991a, 1991b) and Eckels & Pate (1991b) examined R-134a with
some of the first polyalkylene glycol lubricants that were developed
for use with HFC's. Those results are generally comparable to a
more recent study by Panek et al (1992) which confirmed the
general trend that heat transfer coefficients increased by as much as
20% in the annular flow regime (probably due to increased surface
area due to frothing) and up to 40% in wavy flow due to increased
wall wetting. The enhancement effect tends to peak in the range of
1-3% oil concentration and eventually becomes negative at
concentrations greater than about 5%.
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In the case of condensation Hinde et al (1992) observed that
the presence of 0-5% polyolester lubricant in R-134a had virtually
no effect on heat transfer coefficient in the wavy flow regime as
expected, while a concentration of only 1.2% actually increased
annular flow heat transfer coefficients by about 10-15% for reasons
that are not yet clear. Further research with other lubricants and
refrigerants is clearly needed, and it is obvious that local behavior
can vary markedly from the average effects observed during years of
testing refrigerants for serpentine heat exchanger designs. Indeed
HFC's with synthetic lubricants may behave in a fundamentally
different manner from CFC's and HCFC's with mineral oil, due to
differences in conductivity, miscibility and other factors.

The effects of oil on two-phase pressure drop are
monotonically deleterious because the viscosity of the lubricant
increases viscous shear at the walls and at the liquid-vapor interface.
This effect is most pronounced at high qualities where the
concentration of oil in the liquid refrigerant is highest. Most of the
above-cited studies of heat transfer also report the effects on
pressure drop.

Refrigerant mixtures, As environmental regulations have

narrowed the range of pure refrigerants available, attention has
turned towards the opportunity of designing mixtures of refrigerants
for specific applications. The greatest challenge is to find a mixture
of HFC's suitable for replacing R-22 while minimizing adverse
effects on thermodynamic and volumetric efficiency. The most
recent research on the thermodynamic and thermophysical properties
of these mixtures, and such issues as materials compatibility and
lubricant solubility and miscibility, are reported in the proceedings
of the 1994 International CFC and Halon Alternatives Conference.
In the area of heat transfer and pressure drop, current efforts in the
United States are funded by the Electric Power Research Institute,
directed by the Air Conditioning and Refrigeration Technology
Institute, and conducted by researchers at the University of Illinois
at Urbana-Champaign, Iowa State University, and Lehigh
University (1992a, 1992b). Most of the attention in these studies
and others are focused on mixtures containing R-32 blended with R-
125 and R-134a, although other HFC's are included along with
propane and ammonia. Almost all the HEC mixtures are zeotropes,
exhibiting temperature glides of less than 10°C. Pure R-32 is
flammable, but not in the mixtures being tested.

One HFC mixture that is very nearly azeotropic is the 60-40
blend of R-32/125. Initial studies have focused on this mixture
because its azeotropic behavior minimizes the potential for
separation via differential leakage that might create flammable
concentrations of R-32 in air. Due to its high condensing and
evaporating pressures, however, it is being considered for use in
new equipment and not for retrofitting existing equipment. For
evaporation in smooth tubes Christofferson et al (1993) found that
the convective component of the heat transfer coefficient of the
mixture was essentially identical to that for R-22 and R-134a. The
nucleate boiling component was much higher for the mixture,
however, due to increased reduced pressure at a given temperature.
This difference in nucleate boiling behavior led to improvements in
heat transfer coefficients for the mixture relative to R-22 and R-
134a, with the improvement being highly sensitive to heat flux. The
largest increases in heat transfer were observed at high heat fluxes
and in the wavy flow regime, i.e. in situations where the nucleate
boiling accounted for a substantial fraction of the heat transfer. As
in the case of pure fluids they observed no enhancement due to
microfin tube enhancements in the annular flow regime, suggesting
that turbulent mixing is adequate to offset degradation due to mixture
concentration gradients. The microfin enhancement for wavy flow
was approximately a factor of 2 to 3, just as in the case of pure
refrigerants.

Parallel studies by Dobson et al (1994b) for condensation
revealed that heat transfer coefficients for the R-22, R-134a and R-
32/125 were approximately equal in the wavy flow regime and
independent of mass flux. For annular flow the heat transfer
%erformance of all three fluids was nearly identical at each mass

ux.

Other mixtures containing HCFC's are being designed for
retrofitting existing equipment in situations where it would be too
costly to change compressors when CFC's are no longer available
for recharging. One such mixture being considered as a replacement
for R-12 is a 52-33-15 mixture of R-22/124/152a. Although the
mixture has only a small temperature glide, Wattelet et al (1994)
observed azeotropic behavior in the form of significant reductions in
both nucleate and convective boiling in wavy-stratified flows due to



concentration gradients in the liquid and vapor streams. The lack of
turbulent mixing in wavy-stratified flow contributes to this
degradation from the heat transfer coefficients that would be
predicted using the weighted averages of liquid and vapor
properties. The tentative conclusion, which should probably apply
to condensation as well is that systems using refrigerant blends,
especially zeotropes, should be designed to operate in the annular
flow regime to minimize the substantial degradation that results from
the concentration gradients present in stratified or wavy flow.

The foregoing observations of heat transfer with azeotropic
and zeotropic refrigerant mixtures are only the most recent in a long
series of studies aimed at the ultimate goal of developing correlations
to predict the performance of blends as well as that of pure
refrigerants. A comprehensive review of such studies is given by
Wang & Chato (1992) for evaporation and condensation inside and
outside of smooth and enhanced tubes. While most of those studies
reported results obtained with mixtures of CFC's and HCFC's, their
results yield important insights into the important underlying
phenomena. Wang & Chato concluded that a fundamental
understanding of local phenomena is an essential first step in
describing the behavior of mixtures. As in the case of pure
refrigerants where local phenomena must be understood first and
then combined to predict overall average behavior, predictions of
mixture performance must be built up from models of local
behavior. Moreover, models of mixture performance at specific
local conditions must be derived from an understanding of the ways
in which concentration gradients and other mixture-specific factors
interact with basic phenomena such as nucleate boiling, turbulence
and vapor diffusion that govern the local heat transfer and pressure
drop behavior of pure refrigerants.

Pressure drop. Broadly speaking, the design of heat
exchangers involves a tradeoff between the two primary
mechanisms that dissipate available energy: friction and heat transfer
across a finite temperature difference. The objective, however, is
not to minimize the irreversibility of the heat exchanger alone, but to
minimize the total dissipation in the system. In the case of air
conditioning and refrigeration systems, where a large fraction of the
irreversibility occurs in the compressor, a typical intermediate
objective is to minimize the pressure difference across which the
refrigerant must be pumped. This is done by increasing the
refrigerant-side heat transfer coefficient in the evaporator and
condenser in order to reduce the refrigerant-to-air temperature
differences. The resulting increase in evaporating temperature and
decrease in condensing temperature (and their corresponding
saturation pressures) would allow the compressor to operate more
efficiently, except for the effect of pressure drop which operates in
the opposite direction. The optimal tradeoff between these
phenomena is compressor-specific, so there is a need for
correlations to predict pressure drop as well as heat transfer so the
heat exchanger design tradeoffs can be made within the context of a
system model.

The most dramatic illustration of this effect on the selection
of alternative refrigerants has been published by Spatz (1991,
1993a, 1993b). His analysis using a system simulation model and
some of the early correlations for average pressure drop and heat
transfer that were available at the time, evaluated several R-22
alternatives for use in air conditioning systems. His results
demonstrated how an azeotropic blend of R-32/134a can achieve a
higher system efficiency than R-134a, which is clearly superior
based on its thermodynamic properties alone. He shows how the
transport properties of the blend, thermal conductivity and viscosity,
combine with its thermodynamic propertics and contribute to
superior heat transfer and pressure drop performance which more
than offset the thermodynamic advantages of R-134a. The low
pressure drop of the azeotrope also allows for smaller tube
diameters, which will in turn prove advantageous for dealing with
the higher pressures in the design of R-32/125 systems.

The development of pressure drop correlations for
refrigerants parallels that for heat transfer. Correlations initially
developed for steam and water and applied to refrigerants
(Chisholm, 1968, 1973) were found by Christofferson et al (1993)
to underpredict the data by as much as 50% at high qualities, in their
study of R-22, 134a and R-32/125 evaporation. More recent
refrigerant-specific correlations such as that of Jung & Radermacher
(1989) were found to be more accurate, but their experiments were
limited to higher flow rates and tended to overpredict the data in the
wavy flow regime typically encountered in refrigerators. Detailed
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investigations by Souza et al (1993) and Wattelet et al (1994) have
recently produced correlations that predict pressure drop for pure
refrigerants and certain refrigerant mixtures across a wide range of
flow regimes encountered in evaporators and condensers. For
condensation Hinde et al (1992) found no difference between
pressure drop of R-12 and R-134a at equivalent mass flux, which
implies a 40% lower pressure drop on the basis of equivalent
cooling capacity, in both the wavy and annular flow regimes.
Dobson et al (1994b) found striking differences between R-22 and
two potential substitutes. At constant cooling capacity the pressure
drop for R-134a was 38% higher for R-134a than for R-22, and
34% lower for R-32-125.

Charge minimization. Charge minimization is becoming an
increasingly important factor in the design of air conditioning and
refrigeration systems because of the cost, flammability or toxicity of
many of the suggested alternative refrigerants. Charge inventories
are greatest in large water chillers which rely on nucleate boiling on
the outside of tubes in flooded shell-and-tube heat exchangers. For
this reason there has been a renewed interest in falling film
evaporators in which thin sheets of refrigerant fall from one water
tube to another, taking advantage of the increased heat transfer in the
thin films as well as the reduction in charge inventory. Gonzalez et
al (1992) recently completed a thorough review of 144 publications
relevant to the design of falling film evaporators, focusing on factors
affecting the design of chillers that would use ammonia as the
refrigerant.

Mobile air conditioning is another application in which
charge minimization is important because the ozone-safe refrigerant
R-134a has a significant greenhouse warming potential, and charge
leakage is a significant factor because certain of design features.
Hermetically-sealed systems are not currently used in automotive air
conditioners because of the extra cost and weight required to supply
the electric power that would eliminate belt-driven compressors and
their inherently leak-prone seals. Also in vehicles flexible
refrigerant lines must be used to tolerate vibration, so their
connectors introduce another source of leakage, along with
refrigerant diffusion through polymer tubing as it ages and
undergoes temperature cycling (Geil & Rybnikar, 1993).

Void fraction correlations are needed to calculate the amount
of charge present in the two-phase sections of heat exchangers,
because liquid and vapor velocities differ and nonequilibrium effects
may be significant (See Domanski & Didion, 1983; Baroczy, 1965;
Zivi, 1964; Smith, 1969; Premoli et al, 1971; Tandon et al, 1985;
and Hughmark, 1962). Accurate equations for charge inventory are
also essential for modeling off-design performance of all systems
because the charge inventory strongly affects the amount of
condenser area rendered ineffecdve by subcooling, and the resultant
affects on predictions of condensing pressure and the inlet
conditions for the expansion device. Melo (1993) found the
Hughmark (1962) correlation to be the most accurate for predicting
refrigerant charge in the evaporator and condenser of a room air
conditioner using R-22. Rice (1987) reviewed a variety of
alternative correlations that are included in the heat pump simulation
model that is developed and maintained by Oak Ridge National
Laboratory (Fischer & Rice, 1983 ard Rice, 199!), as did Farzad &
O'Neal (1993).

Concern about charge minimization, as well as condenser
size and weight, has helped accelerate the introduction of
microchannel tubing into the actomotive air conditioning sector.
Rather than retooling conderser production lines to produce
standard fin-tube designs of a different diameter, many
manufacturers seized the opportunity to switch to vacuum brazed
designs that allow more complex parallel circuiting and employ
smaller-diameter refrigerant passages to increase heat transfer rates
while substantially reducing refrigerant charge. Modern extrusion
techniques are making it possible ‘o incorporate internal surface
enhancements on the sub-millimeter scale within various polygonal
cross-sections during the extrusion process.  Further
experimentation will be required to determine how to modify heat
transfer, pressure drop and void fraction correlations for refrigerant
flow in channels of small hydraulic diameter and complex cross-
section.

Air-side heat transfer enhancements. In most refrigeration
and air conditioning applications most of the resistance to heat
transfer is on the air side. The inherent difference between the two-
phase refrigerant and the single-phase air is only part of the reason.



External surface area is often limited by the need to minimize fouling
of the surface. Evaporators and condensers are subject to fouling in
many applications, adding to the constraints already imposed due to
the formation of condensate and frost. For example the condensers
of automotive air conditioners are often located upstream of the
radiator to take full effect of the ram air, and are therefore affected
by the accumulation of dust and insects as well as the corrosive
effects of road salt. Refrigerator condensers are usually of wire-
and-tube design, sacrificing air-side heat transfer area in order to
minimize the potential for degradation due to long-term buildup of
grease and dust. The potential for fouling not only constrains
parameters such as fin spacing, but also limits the size and geometry
of air-side heat transfer enhancement techniques appropriate
available for use in air conditioning and refrigeration systems.

An important and perhaps the most widely-used method for
enhancing air-side heat transfer is to "re-start” the boundary layer
frequently to take advantage of the higher heat transfer near the
leading edge of a flat plate (Cur & Sparrow, 1978). This technique
is most commonly implemented by slicing the fin to create louvers
that protrude and appear to the oncoming air as additional fins
located in the channel between the fins. A second method
commonly used in plate-fin heat exchangers for restarting the
boundary layer is to orient transverse to the oncoming airflow a
series narrow strip fins that are corrugated to present triangular or
rectangular channels to the flow. By offsetting successive strips,
the air-side boundary layer is restarted several times as it passes over
the plates which carry the refrigerant (Manglik & Bergles, 1950).

Another technique for enhancing heat transfer is to create
longitudinal vortices to mix the air as it passes over the fin. This can
be done by punching delta-shaped winglets into the fin, embossing
smooth bumps on the fin, or cutting sawteeth or other irregularities
into the leading edge. Fiebig et al (1990, 1989) cite experiments that
have shown 50% enhancements in the mean heat transfer
coefficient, while Hu & Jacobi (1993) have reported local
enhancements on the order of several hundred percent. One
advantage of such techniques is their applicability in situations
where fouling considerations may preclude the use of louvers.

While nearly all methods for air-side heat transfer
enhancement have a theoretical basis, their development has been
primarily empirical. Because there exists well-developed theory for
limiting cases of simple geometries or over limited ranges of
parameters, the intermediate cases can be modeled using a powerful
asymptotic method developed by Churchill & Usagi (1990, 1972,
1974) using empirically-determined parameters to characterize the
complex zones that lie between the asymptotic analytical solutions.
The literature on air-side enhancement of compact heat exchangers is
voluminous, and has been the subject of frequent review articles and
edited volumes summarizing the state of the art. The classic text by
Kays & London (1984) is an excellent starting point; the review by
Shah et al (1990) is one of the most recent. The basic problem, as
on the refrigerant side, is one of trading off heat transfer and
pressure drop. All enhancement techniques come at some cost in
pressure drop, but tend to be preferable to the traditional approach of
increasing the velocity over the fins, because heat transfer coefficient
increases only as the square root of the velocity while pressure drop
and fan power requirements increase as the square and cube of
velocity, respectively.

Frost., Evaporators of refrigerators heat pumps, and
refrigerated warehouses must be designed to withstand the buildup
of frost, and for ease of defrosting by thermal or mechanical means.
For this reason fins must spaced more widely than on air conditioner
evaporators, which operate at temperatures above freezing. The
wide fin spacing, in turn, limits surface area and creates a situation
in which most of the heat transfer resistance is on the air side and
varies over time. Most studies of the effects of frosting on system
or component performance have dealt with heat pumps and were
aimed at determining optimal defrosting strategies or methods.
Examples include Stoecker (1957), Wagner (1963), Gates et al
(1967), Lotz (1967), Sanders (1975), Niederer (1986), Gatchilov &
Ivanova (1979), Tantakitti & Howell (1986), Kondepudi & O'Neal
(1990), and Senshu et al (1990). In virtually all cases the air-side
pressure drop was observed to increase from the outset, while the
heat exchanger UA-value increased to a maximum and then
decreased. The initial increases were attributed to surface roughness
produced by the initial growth of frost, and the decrease to the
insulating effect of the frost on the fins.

Two recent studies by Rite & Crawford (1991a, 1991b)
examined a quite different situation that exists in
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refrigerator/freezers. There relative humidities are often lower than
those encountered by heat pumps, and velocities are substantially
lower. Over a wide range of operating conditions, the evaporator
UA was observed to grow monotonically, far beyond the point at
which pressure drop considerations dictated the need for defrosting.
This probably resulted from the difference in fin spacings between
refrigerator and heat pump evaporators, which occurs for two
reasons. Because the heat pump evaporator must also serve as a
condenser in air conditioning mode so it cannot be optimized for
evaporator conditions alone. Second, the evaporator fan power in a
refrigerator adds to the cabinet heat load so it is better to minimize
pressure drop than to use a larger fan. The wider fin spacings
provided Rite & Crawford with the opportunity to observe frost
buildup over periods of 10 to 24 hours. While it was not possible to
quantify all the factors contributing to the monotonic increase in UA,
their data suggest that the insulating effect of the frost (due to
texture as well as bulk) was always offset by the increase in area and
to the increase in surface roughness. They observed that the heat
transfer resistance between the fin and the air decreased by 10%
over a 10-hour period, while the fin-tube contact resistance
decreased by only about 2%. The frosting rate was found to depend
on the airflow rate and the difference between the humidity ratios at
the surface and in the free stream.

Fundamental experiments on frost formation have also been
conducted on such simple geometries as flat plates, cylinders and
annuli. See for example O'Neal & Tree (1984) and Sami & Duong
(1989).

Defrosting is necessarily energy intensive. It can be
accomplished by diverting hot gas from the compressor discharge
into the evaporator, causing chunks of frost to fall from the coils. In
refrigerators the frost must be completely melted and reliably
removed from the cabinet so the preferred method is to use an
electric heater to heat the air which in turn melts the frost. The
potential for increasing the energy efficiency of either of these
methods is quite limited.

If zeotropic refrigerant mixtures are used in counterflow
evaporators of heat pumps or refrigerators to improve
thermodynamic cycle efficiency, frost will tend to form
nonuniformly due to the refrigerant temperature glide. This may call
for development of manufacturing techniques that can vary fin
spacing and other features.

EXPANSION DEVICES

Most large refrigeration and air conditioning systems control
mass flow at the throttling device, using either a thermostatic
expansion valve or a float valve which closes completely when the
system is shut off. In smaller systems mass flow is not controlled,
and expansion occurs through a fixed orifice or capillary tube while
capacity modulation is accomplished through cycling. The latter
approach is the least costly and most reliable, but suffers the
disadvantages of suboptimal off-design performance, in addition to
losses resulting from the migration of refrigerant to the evaporator
during the off-cycle (Rubas & Bullard, 1993).

The purpose of a controlled expansion valve is to limit the
amount of superheat in the evaporator to ensure that all of its area is
used effectively for two-phase heat transfer, even during off-design
operating conditions. It has recently become possible, on small as
well as large systems, to achieve the same mass flow modulation at
the compressor. Variable displacement compressors are now used
widely on automotive air conditioners where they were first
developed to compensate for the lack of control over mass flow
because of the belt-driven compressors operating at variable speed.
Variable displacement technology is now available for stationary air
conditioning systems, along with electronically commutated
variable-speed drives for small hermetic compressors.

The renewed interest in low-cost reliable orifice tubes and
capillary tubes is attributable in large part to these new technologies
for controlling mass flow at the compressor. In the past, however,
the process for designing orifice and capillary tubes has been
extremely time-consuming and costly, and almost completely
empirical. [t takes about 2 days to re-charge and test a refrigerator
after changing its capillary tube because the thermal capacitance of
the system prolongs the pulldown period, and because it is
necessary to test through at least one defrost cycle in order to obtain
a valid estimate of average energy use. Because the optimal charge
must be determined through a series of tests with a single capillary
tube, the costs of such testing are high enough to dictate the need for
accurate models of refrigerant flow through these simple devices.



The need is amplified by the switch to new refrigerants, for which
there exists no storehouse of empirical data and design experience.

Kim & O'Neal (1993, 1994) have tested R-134a and other
refrigerants in a family of orifice tubes to explore the relationship
between refrigerant properties and tube geometries. The results,
which included flow visualization using a transparent orifice tube,
suggest that the process might be modeled in several distinct zones
beginning with a vena contracta expansion and ending with a choked
exit.

Simulation models for adiabatic capillary tubes have been
developed by Li et al (1991) and by Peixoto & Silvares (1992), but
their validation awaits the accumulation of data on alternative
refrigerants for a wide range of lengths and diameters for both one-
and two-phase inlet conditions. Perhaps the most comprehensive
set of data currently available for R-134a are from Wijaya (1991,
1992), who observed mass flows about 3 to 6 percent lower than
for R-12 at the same conditions.

In almost all refrigerators the capillary tube is brazed to the
suction line for two reasons. First, suction line heating reduces the
possibility that liquid refrigerant will enter the compressor during
off-design conditions or system transients. The second reason is to
reduce the refrigerant quality at the evaporator inlet, thus increasing
evaporator capacity for a given mass flow rate (this could also be
accomplished by suction line-liquid line heat exchange in systems
having other types of expansion devices). For many refrigerants
including R-12 and R-134a the benefit of increased capacity exceeds
the power penalty and loss of volumetric capacity at the compressor
resulting from heating the suction gas. Domanski et al (1992) have
used a simple model to quantify the potential advantages of suction
line heat exchange for 29 common refrigerants, including HCFC's.
The benefits for R-134a appear to be greater than for R-12 so there
will be a continuing need for models to speed the design process.

The challenge of modeling a capillary tube-suction line heat
exchanger is formidable indeed. The time for testing and
optimization, already substantial for adiabatic capillary tubes as
described above, is increased geometrically by the addition of
several design parameters in addition to capillary tube length and
diameter: the lengths of the suction line and capillary tubes in the
heat exchanger portion; the lengths of the adiabatic sections of
capillary tube upstream and downstream; and the movement of the
flash point between the segments. The model must consider the
possibility of recondensation in the capillary tube due to the suction
line heat exchange, and the possibility that the suction line may be
two-phase for part of is length. The first systematic and detailed
investigation of some of these phenomena was conducted by Pate
(1982) and Pate & Tree (1983) using R-12 in the capillary tube and
air in the suction line. Peixoto & Silvares (1992) and Peixoto and
Bullard (1994) have formulated a finite-difference model that covers
most of these cases, but it has not yet been verified.

COMPRESSORS

Except for a few oil-free compressors used for laboratory
experiments and other specialized applications, all compressors used
in refrigerating and air conditioning systems must be lubricated.
Very large systems may include oil separators to recycle the
lubricant immediately to the compressor but in most cases part of the
lubricant is circulated with the refrigerant at concentrations up to 3%
while most remains in the sump. In mobile air conditioners where
gravitational and inertial forces may interfere with the delivery of
lubricant to critical contacts, the system may be designed to circulate
more than 6% lubricant in lieu of reliance on a sump. Therefore the
design of most compressors used in air conditioners and
refrigerators requires data on the thermodynamic and transport
properties of the refrigerant/lubricant mixture,

The switch to chlorine-free refrigerants and synthetic
lubricants created a need for a fundamental re-evaluation of
compressor design in general, and friction and wear processes in
particular, for two reasons. First, the chlorine present in the
refrigerant molecule reacts chemically with the contact surface to
form a protective layer (Davis et al, 1992), Second, the mineral oils
traditionally used with CFC's are not soluble in their HFC
replacements. Because of the cost and complexity of oil separation,
most R&D efforts have been focused on developing lubricants that
are miscible with the new refrigerants, characterizing their solubility,
and evaluating their efficacy in lubricating the compressor. Most
such efforts are being conducted by manufacturers of lubricants,
refrigerants and compressors. The largest publicly-funded effort
currently underway is funded by the United States Department of
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Energy and managed by the Air Conditioning and Refrigeration
Institute, from whom a complete list of publications can be obtained.
Other sources of the most current information include the biannual
1992 International Compressor Engineering Conference at Purdue
and the annual International CFC and Halon Alternatives
Conference.

Initial studies focused on the development of polyolester and
polyalkylene glycol lubricants that displayed satisfactory miscibility
over the range of operating temperatures and pressures encountered
throughout the refrigerant loop. Once assured that the lubricant
would circulate and return to the compressor, the next phase of
screening activities focused on characterizing the friction and wear
behavior of a variety of refrigerant-lubricant mixtures. Since there is
no clear relationship between friction and wear, both must be
evaluated. One major uncertainty was the applicability of tests
conducted at atmospheric pressure; the pressure compressor sumps
may range from near atmospheric to tens of atmospheres, depending
on the refrigerant and whether the sump is on the high or low side of
the system.

To accurately simulate realistic operating conditions, Davis et
al (1992) constructed a pressurized tribotester capable of testing a -
wide range of material pairs and contact geometries at refrigerant
pressures up to 1.7 MPa (250 psi). Results of those tests verified
that pressure is indeed a significant factor that must be controlled for
valid friction and wear comparisons of refrigerant-lubricant
mixtures. Sheiretov & Cusano (1993) used the same tribotester to
examine the potential for using polymer materials, and to study
various kinds of surface treatments being considered for improving
the wear resistance of critical contacts. The purpose of studies such
as these is to re-optimize the tradeoff between reliance on lubrication
and material properties in the critical contacts of the myriad
compressor designs used in refrigeration and air conditioning
applications.

Accurate thermodynamic and transport property data will be
important for generalizing friction and wear results to a broader
range of refrigerant-lubricant mixtures. Grebner & Crawford
(1993a, 1993b) and others have shown that the solubility and
thermodynamic properties of refrigerant-lubricant mixtures under
these conditions must be determined empirically because Raoult's
Law and Flory-Huggins theory do not apply. Such empirical
studies are currently being conducted on a decentralized basis
throughout the world and reported in journals such as the
International Journal of Refrigeration and many others. In the
absence of a theoretical framework for predicting mixture properties
from constituent properties, the manufacturers of refrigerants and
lubricants will probably be the primary compilers and distributors of
the empirical property correlations developed in such studies.

The presence of lubricant in the circulating refrigerant is
known to affect system performance, especially through its effect on
heat transfer in evaporators and condensers, as described earlier. In
evaporators where nucleate boiling is important, the heat transfer
degradation due to lubricants has been studied by Jabardo & da
Silva (1991).

The phaseout of CFC's and HCFC's has also stimulated
extensive research into issues of materials compatibility. Such data
are essential for screening pure refrigerants or mixtures that are
under consideration for retrofitting existing systems, particularly
because compressors contain such a variety of metallic and
nonmetallic materials. Moreover the compressor is usually the most
costly component of the system. One important short-term concern
is the effect of residual amounts of R-12 (<5%) and mineral oil
(<20%) in systems retrofitted with R-134a and polyolester or
polyalkylene glycol lubricants. Sheiretov & Cusano (1993) found
that such 'contamination’ had a favorable but negligible effect on the
friction and wear behavior of specimen contacts typical of rolling
piston or swashplate compressors. This suggests that the primary

constraint on contamination in such retrofits will lie in other
components such as the potential for clogging expansion devices or
for accumulating in other components,

Over the long term compressors will have to be constructed
of materials that are compatible with HFC refrigerants because the
choice of refrigerant is so highly constrained by such other factors
as thermodynamic and transport properties, flammability and
toxicity. Overall, the research conducted to date indicates that the
tribological behavior of most of the new refrigerant-lubricant
combinations will be inferior to that of the CFC and mineral oil
combinations they replace.
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SUMMARY
The roll-up process of vorter wakes generated by wings (with a straight trailing edge)
is computed, with the aid of two and three-dimensional vortez-in-cell methods. Results and com-
putational effort of the two approaches are compared, and the accuracy of traditional assumptions
made to allow the solution of the problem in the two-dimensional domain is investigated.

INTRODUCTION

The computation of wing roll-up is of importance in sev-
eral aircraft analysis problems, like canard-wing interference,
induced downwash determination, and the interference suffered
by an aircraft taking off shortly after another. Early attempts
to solve the problem separated the wake in portions near and far
from the wing, and adopted different simplifying assumptions
for each region (Spreiter and Sacks, 1951). A widely studied
two-dimensional model solves the problem in the Trefftz plane,
using point vortices. This model, although simple, provides
good insight into the wake roll-up dynamics. The inclusion of
3-d effects is essential when two or more lifting surfaces inter-
act, or when the influence of the wake shape in the wing cir-
culation is important. Three-dimensional computations have
largely used singularity and panel methods to represent wings
and wakes. Sarpkaya (1989) and Hoeijmakers (1983) present
a thorough review of 2-d and 3-d vortex methods applied to
problems in fluid dynamics.

The vortex-in-cell methodology can improve the compu-
tational efficiency of 2-d and 3-d vortex methods. Its advan-
tages are greater when a large number of singularities is used,
since it reduces computational times and removes large scale
instabilities. Therefore, vortex-in-cell methods are especially
suitable for computation of detailed wake shapes.

This study applies 2-d and 3-d wake roll-up methods
based in the vortex-in-cell approach to several wing geometries,
in order to investigate some aspects of wing wake dynamics.
These include the simplifying assumptions made in 2-d models,
downwash distribution, and wing aspect-ratio effect.

BASIC EQUATIONS AND NUMERICAL METHOD

Consider a wing in steady, low-subsonic flow. A coordi-
nate system is attached to it, with the = axis aligned with the
undisturbed flow velocity, Uy, y placed along the span and 2
pointing upward. Lengths are made non-dimensional relative
to the semi-span s, and velocities are relative to U,. For a thin
wing at low angle of attack, the flow can be considered invis-
cid and incompressible, so that it respects the incompressible
potential equation. Since the problem is linear, a solution can
be obtained by the superposition of fundamental singular so-
lutions, placed on the flow internal boundaries. The solutions
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chosen here are vortex points in two dimensions, and straight
vortex segments in three dimensions.

As the wing generates lift, it creates behind it a thin
sheet of vorticity, which can be modeled as a surface of dis-
continuity in potential. In a further simplification, the sheet
is represented by a set of vortex lines that start at the trailing
edge of the wing and proceed downstream towards infinity. The
vortex theorems of Helmholtz and Kelvin state that free vortex
lines embedded in potential flow move with the local velocity.
This non-linear boundary condition ensures that the wing wake
is not subjected to forces, and produces rolled-up wake shapes.

Three-Dimensional Formulation. The wing is represent-
ed by a network of vortex segments, i.e., a vortex lattice. The
present method (Ribeiro, 1992; Ribeiro and Kroo, 1992) em-
ploys vortex rings in order to easily conserve total circulation.
The boundary condition of zero normal flow is enforced at con-
trol points on the center of the wing vortex rings. The wake
filaments are supposed to be initially straight and aligned with
the direction of U,,. The vortex-lattice solution for this starting
geometry provides the wing and wake circulation distributions,
which are kept fixed throughout the roll-up process. A sub-
vortex technique creates additional vortices on the wake, filling
the space between the vortex lines that originate at vortex ring
segments. This technique distributes better the wake vorticity
along the span, in preparation for the vortex-in-cell calcula-
tion. The wake vortex-segments are created so that their ex-
tremities, or nodes, lie in = const cross-flow planes, This is
solely a choice of construction of the wake, not a restriction of
the method. The wake is cut-off at a certain distance X uig
downstream of the wing.

After velocities are determined on the wake, a relaxation
procedure changes the wake geometry, aligning its segments
with the local flow velocity. If u? indicates the velocity at the
upstream node of a wake segment, and r!" its position, both
at relaxation iteration n, the new position of the segment’s
downstream node is given by

rl + Aruf
Az ful;

(1)
(2)

Az is the z distance between the wake cross-flow planes —
that maintains the wake nodes always at the same cross-flow

n
Tit1
AT



planes. At each relaxation iteration, the vortex-in-cell method
computes the velocities u induced by all the vortex segments
on the wake nodes, and then all wake nodes are moved. The
process is repeated until the maximum node displacement is
smaller than a specified convergence factor.

The vortex-in-cell method solves the following vector
Poisson equation:

Vip= —uw (3)

where v is the vector potential of the perturbation velocity
field u, and is defined by u = Vv x . Vorticity, w, is defined
by w = ¥ x u. The method has basically three phases. First, a
Cartesian mesh is superimposed over the wing and wake vortex
network. The vorticity concentrated in the vortex segments is
then distributed to the grid, so as to produce a discrete rep-
resentation wijx of the singular field, w(z,y,z). The spread-
ing of the vorticity in one segment is performed by applying a
three-dimensional spreading function on all of its points. That
generates a line integral, which can be approximated by Gauss-
Legendre two-point quadratures. The spreading function is now
applied to the portion of vorticity allocated to each quadrature
point. The spreading function is assembled through the prod-
uct of three one-dimensional functions. These are quadratic
splines that span 3 grid-cell lengths in each Cartesian direc-
tion. A quadrature point distributes vorticity to the closest 27
grid-cells.

The second phase is the solution of the second-order dis-
crete versions of the three scalar Poisson equations in (3). A
Fast Poisson Solver, based on Fast Sine and Cosine Transforms,
is used. A fast convolution procedure is introduced in order to
satisfy the boundary condition of vanishing perturbations at
infinity. The influence of a portion of the wake that extends
beyond the computational box (i.e., > X.u.g) is taken into
account by an artifice introduced in the convolution scheme.
This artifice effectively doubles the wake length in the z direc-
tion for calculation purposes, with negligible increase in com-
putational time. Velocities on grid points are computed from
the solution ¥;;; by second-order central finite-differences.

In the final phase, velocities at points of interest (wake
segment nodes, in this case) are interpolated from grid point
values. The interpolation procedure uses the same quadratic
splines of the spreading scheme. The application of the vortex-
in-cell method presents two basic advantages. The effect of the
spreading/interpolation procedure is analogous to the introduc-
tion of a viscous core for the vortex segments. The velocity
singularity at the segment position is removed, and the effec-
tive core has a radius of about 1.5 grid-cell lengths. The sec-
ond advantage appears when detailed descriptions of the wake
are desired. The method has computational time of the order
M log, M, where M is the number of grid cells, while the in-
terpolation and spreading schemes have times of the order of
the number of vortex segments, N. Therefore, the N? depen-
dence of traditional vortex methods is removed, and wakes with
a large number of vortices can be computed much faster.

Two-Dimensional Formulation. The roll-up process of
wing wakes can be simulated approximately by disregarding
the wing influence and the wake curvature in the streamwise
direction. Such hypotheses permit the representation of the dis-
cretized wake by straight, parallel infinite vortices, which move
under their induced velocities. These velocities have compo-
nents only in the yz plane and can be computed from a corre-
sponding set of 2-d point vortices, in cross-flow planes of the
wake. Although these simplifications are valid only at far dis-
tances downstream (i.e., at the Trefftz plane), a first approx-
imation of the wake shape can be obtained by using the 2-d
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Figure 1: Bound circulation distribution for the computed
wings.

‘mode] as soon as the wake leaves the wing. In the 2-d limit,

the z coordinate is identified with a pseudo-time variable ¢, so
that £ = Uxt. When ¢ is made non-dimensional relative to
$/Us, one has simply z = t.

The 2-d computation starts with the 3-d wake at the
wing trailing-edge cross-flow, which provides the starting posi-
tions and the circulations for the 2-d point vortices. The wake
roll-up method in 2-d is a pseudo-time integration, and a simple
Euler scheme is employed here. In analogy to the 3-d relaxation
scheme, the position of vortex i at time (n + 1)At is given by

(4)

r denotes now the position of a point vortex on the yz plane.
The velocities u? are computed by a 2-d version of the vortex-
in-cell method described above, which solves the scalar Poisson
equation given by

=1+ Atu?

vzul"r = =z i5)
Observe that only the # components of vector potential and
vorticity are needed. In fact, 1, is identified as the 2-d stream
function in this case.

RESULTS

Both wake roll-up methods were applied to three wings
with decreasing aspect-ratio and no twist, all at 5° angle-of-
attack. Wing 1 was rectangular and had aspect-ratio, AR,
equal to 10. Wing 2 was also rectangular, and had AR = 5.
Wing 3 was a delta wing with AR = 2. Fig. 1 shows the circu-
lation distribution for the three wings. The lift coefficient for
Wings 1, 2 and 3 was 0.33, 0.28 and 0.18 respectively.

All 3-d wake roll-up computations used grid-cell lengths
equal to 0.1 x 0.04 x 0.04 for the vortex-in-cell method. The
z-direction length of the wake segments, Az, was equal to 0.1 .
All 2-d computations used the same grid-cell sizes for the y and
z directions, and a pseudo-time increment (At) equal to 0.1,
to maintain correspondence to the 3-d calculations. The wake
length in the z direction was 5 wing spans (Xcug = 10s). In
the 3-d case, the convergence factor for the wake was 0.05%
of s. Symmetry was not explored in the computations, so that
the whole wing and wake were modeled. The coordinate system
origin was placed at the trailing edge of the root chord.

Wings 1 and 2 had 111 panels along the span, only one
panel along the chord, and the wake was formed by 1000 vortex
lines. Wing 3 had 102 panels along the span and 2 along the
chord, and 919 vortices in the wake,
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Figure 2: Comparison of computed wake shapes for Wing 1.
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Figure 4: Downwash distribution at the wing trailing edge for
Wing 1.

Observe in Fig. 2 that the wake shapes computed for
Wing 1 by the 2-d and 3-d methods were practically identical
for all cross-flow planes shown, except for small downward shifts
for the 3-d wake. Fig. 3 shows the position of the center of
gravity of vorticity in the cross-flow planes. Notice that the
y position of the c.g. remained essentially constant for both
computations, in agreement with theoretical 2-d wake roll-up
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considerations (Spreiter and Sacks, 1951). The vertical position
of the c.g. of the 3-d wake departed markedly from the 2-d
wake position as soon as the wakes left the wing trailing edge.
However, at a distance of about one span behind the wing,
the downward shift had essentially reached a constant value.
The reason for this difference in wake displacement close to the
wing is illustrated in Fig. 4, that shows downwash distributions
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at the wing trailing edge. The 3-d values were in average 4
times those of the 2-d calculation. This shows that, for this
high-aspect wing, the decrease in downwash due to the removal
of the wing effect is much larger than the increase due to the
addition of the upstream semi-infinite wake extension in the 2-d
formulation.

Figures 5 to 10 show results for Wings 2 and 3. Notice
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the increasing degree of roll-up of the wakes, due to the higher
circulation of the wake vortices. The same observations con-
cerning wake shapes and vorticity c.g. position apply here. For
Wing 2 (Fig. 7), the 3-d downwash values were still larger than
the 2-d ones, but the difference decreased. The discrepancy in
downwash magnitude decreased even further for Wing 3, but
the distributions had differences in shape close to the wing root.

The last grid used by the 3-d vortex-in-cell method for
Wing 3 had dimensions equal to 129 x 65 x 33. Wake con-
vergence was reached after 203 relaxation iterations. The 3-d
computation took 3.83 CPU hours in an IBM-RISC6000/340
workstation. In contrast, the 2-d computation used only 10
seconds,

CONCLUSIONS AND COMMENTS

The wake shapes computed by the 2-d and 3-d approach-
es were surprisingly similar. The 3-d wakes presented a down-
ward shift due to the higher downwash in the proximity of the
wing. However, as showed by the vertical position of the cen-
ter of gravity of vorticity, the vertical shift remained essentially
the same after about one span behind the trailing edge. The
magnitude of this shift reached from 0.9 to 1.1% of the semi-
span, where the higher values occurred for the wings with lower
aspect ratio. On the other hand, the horizontal position of the
c.g. could be considered constant for both computations. Such
small differences between the results of the two methods reaf-
firm the applicability of the 2-d approach for these wings with
straight trailing edges. The speed of the 2-d method largely
compensates for its inaccuracies, especially if one is interested
on wake shapes at distances of more than one semi-span behind
the trailing edge. This suggests that a 2-d roll-up method that
includes 3-d effects, like the one by Nikolic et al. (1992), which
takes into account the influence of the wing bound vorticity,
should provide very accurate results for such wings. Further
studies should investigate the case of wings with swept trailing
edges.
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SUMMARY
A numerical method based on potential flow theory and a distribution of tangent dipoles is used io
compute the pressure distributions on a MS-0313 airfoil with several configurations of Fowler flap and
leading-edge slat. Results are compared with wind tunnel tests. Data  should allow the aerodynamic
design of a flap system to be deployed automatically in order to improve the low-speed performance of

an agricultural airplane.

INTRODUCTION

In some flight conditions, higher values of lift coefficient (Cl)
are interesting to permit flight at lower velocities. This is the case
of take-off and landing situations, where high-lift devices are
used, such as flaps and slats (leading-edge flaps). These devices
are usually commanded by the pilot, but in some cases an
automatic operation is desirable. In fighters, automatic operation
is commonly used during air combat, when the entirely control
operations are made by computers. Control surfaces (flaps, slats,
spoilers, etc) are deflected by servo-motors and the whole
automatic system is very complex and expensive. Automatic high-
lift devices are also desirable for agricultural airplanes, because
their operation usually requires several 180 degrees turns, in order
to quickly spread agricultural products on an area of interest.
Such turns must be as small as possible and have to be done at
low velocities and with high lift coefficient. Meanwhile, for such
application, automatic operation has to be simple and cheap.

The main objective of the present work is to design an
automatic high-hft device, whicE is controlled by the pressure
distribution on the profile surface. In Figure 1 is shown the device
studied in this paper, which is intended to be applied for
improving the operation of agricultural airplanes.

Figun_: 1: Three element airfoil (a) with its parts joined together and
(b) with its pans separated for maximum lift coefficients.

39

During cruise all parts of the three element aifoil are kept
joined together due to the fact that the stagnation point is
upstream from point A (see Figure 1a), and therefore, the spring
force is counterbalanced by the flow pressure force. When the
airfoil’s angle of attack is increased, the stagnation point tends to
move to a position downstream from point A. In this case, the
spring force overcomes the aerodynamic force and the three
elements are separated as shown in the Figure 1b. In the above
configuration, the slat is the controller element and, at the same
time, 1t gives an additional contribution to the lift coefficient.

The mechanical device inside the profile will not be treated in
this paper. Only the flow over the configurations shown in Figure
1 will be analyzed in order to design the slat shape (define the
position of point A) and to study the effective position and
attitude of the slat and flap, when these elements are separated.
Such aerodynamic analysis is very important to calculate forces
and moments acting on the slat and flap surfaces, which will be
used to specify the mechanical device characteristics, such as the
spring strength.

The aerodynamic study mentioned above will be performed
numerically and the panel method will be used From the
numerical point of view, the main concern when multi-elements
are to be calculated is the problem arising when one element is
very close to the other, as is the case of the present configuration.
The classical Hess & Smith [2] scheme, with constant strength
source and vortex panels, presents the above problem. If higher
order singularity distributions and curved panels are implemented,
the mentioned problem can be minimized (for instance, see
Johnson [5]), but the numerical scheme is more complex. Bristow
[1] has proposed an interesting method based on the Green's
identity, where a combination of source and normal dipole were
used and good results were obtained for configurations similar to
that shown in the Figure 1.b. Although one of the above methods
could be used to solve the problem in question, a new scheme
based on the tangent dipole singularity will be tested for the case
of multi-element configuration.

After a brief description of this new numerical method, a two-
element configuration (profile with a flap) will be used to validate
the numerical code, which will then be applied to design the slat
shape and to define its best relative position.

NUMERICAL METHOD

The numerical method used in this work was initially developed
to study internal flows, as is the case of an airfoil inside the test
section of a wind tunnel (see Girardi [3]). Due to the good results
obtained, the above numerical scheme was extended to study the
flow over multi-element configurations. The validation of this new
version is one of the goals of the present paper.

The main feature of the present numerical method is the usage
of the dipole singularity, whose orientation is tangent to the panel
surface. The boundary condition (Neumann problem) is
prescribed by using the stream function, which has a constant
value (k) on the surface of each element (k) of the configuration.



In order to model the circulation around each element, vortex
panels are also considered and their strengths determined b
imposing the Kutta condition on the trailing edge of eac
configuration.

Due to the above combination between singularity and

boundary condition, the tangent dipele distribution has not a
unique solution (see procedure described by Hunt [4]). In order to
overcome this problem, the strength of one tangent dipole panel
of each element "k" has to be fixed with an arbitrary value p.
This procedure causes another difficulty related to a greater
number of linear equations (Ne), in comparison to the number of
unknowns (Nu). The difference between Ne and Nu is equal to
the number of elements "k" within the configuration. Therefore
one needs "k" more unknowns to determinate the linear system of
equations. To solve the above problem, values of the stream
function (yx), which must be imposed as boundary condition on
each element "k", are considered as unknowns. This procedure is
very interesting because another problem is simultaneously
solved, when values of yy are still unknowns, due to the fact that
they depend on the circulation around each element "k".

For a closed discretization (which is necessary to treat sharp
trailing edges), the parameters wy can have arbitrary values but,
for an open discretization (appropriate to blunt trailing edge),
values for pk have to be lower than 104, in order to avoid
numerical difficulties, which arise due to the leakage problem (see
Hunt [4]). This kind of problem also arises for the vortex
distribution and, in this numerical method, for each element "k",
the vortex panel strengths are not constant as they usually are.
They are varied along the element surface in such a way that, at
the trailing edge, the panel strengths tend to zero.

It is interesting to emphasize that the present numerical method
can be applied to study the flow over multi-elements
configurations, in such a way that the cases of sharp or blunt
trailing edges can be treated, without any kind of artificial
discretization closure, which could cause numerical problems at
the neighborhood of the trailing edge.

PRESSURE COEFFICIENT CORRELATION

To verify the capability of the present code to accurately
redict the pressure distribution around a two-element airfoil, the
owfield characteristics over a MS-0313 rear loaded cambered

airfoil with a 25% chord single-slotted flap are selected for
calculation. Two particular angles of attack and three flap angles
of deflection are selected for this correlation, for which all the
necessary experimental data are available from reference [7]. In
the mentioned reference we find the airfoil and flap coordinates,
as well as the exact relative flap positions with respect to the main
airfoil trailing edge, to each angle of deflection. The slot created
by the flap backward movement has its upper surface redesigned
in order to reduce local curvature and to avoid unrealistics
pressure oscillations, observed in Frelimina calculations. These
discrepancies are due to the typical potencial theory assumptions,
which impose a flow surface tangency everywhere and fails to
represent sharp edges.

The pressure distribution calculated around the MS-0313
single-element  airfoil shows very good agreement with
experimental data, for angles of attack up to 8 degrees. All main
pressure distribution characteristics are well predicted, including
the leading edge acceleration, the near flat top central portion and
the strong rear loaded region.

During the two-element analysis, we have focused the study on
0 and 8 degrees of angle of attack and 10, 20 and 30 degrees of
flap deflection. These cases also reproduce quite well
experimental pressure distribution, over both main and flap
airfoils. For 10 degrees of flap deflection, the experimental results
shows a highly accelerated flow around the upper leading edge
flap, which overcome the calculated pressure coefficient values, A
Erobable reason for such a behavior is the effect of a thick

oundary layer that reduces the effective throttle area,

accelerating the flowfield through the slot. This condition is
particular to the 10 degrees of flap deflection because of its
relative lower position, which seems to be more affected by the
airfoil trailing edge, where the slot surface is redesigned.
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Figure 2, ‘Prc'sxurc distribution over a two-element airfoil with §
degrees of dngle of attack and 20 degrees of flap deflection

In 20 degree flap deflection case, the theoretical-experimental
pressure correlation is even better over both airfoil elements. The
negative peak pressure calculated near the airfoil leading edge is a
little higher than the measured data, as expected by potencial
theory, but the pressure recovery region is properly determined
(see Figure 2). The pressure distribution on the main airfoil lower
surface and the entire flap body is accurately predicted. When
flap is deflected to 30 degrees, viscous effects became too strong,
reducing the leading edge flow circulation and resulting in
boundary layer separation on the second-half of the flap upper
surface. The pressure keeps a constant value and the flow
recovery is not completed on the flap trailing edge. This loss of
efficiency could also be detected by the small amount of lift
increment generated with a 30 degree flap deflection (Figure 3).
Obviously, this flow separation could not be captured by a code
based on potential theory, and the pressure correlation started to
fail. Nevertheless, the pressure distribution pattern is correctly
predicted over the entire attached flow region,
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Figure 3. Lift coefficient evolution with angle of attack and flap
deflection

Figure 3 shows the lift coefficient calculated by simple numerical
gressure integration, compared with aerodynamic loads measured,
or angles of attack up to 8 degrees. As it is expected, calculated
values overestimates experimental lift coefficients by about 12%,
qu to 20 degrees of flap deflection. The computed lift curve
slopes are almost constant for any deflection and the lift increment
due to flap showed good agreement with measured values to flow
attached conditions.

The first step to the present code validation is then concluded.
The numerical method has demonstrated to be very accurate to
perform flow analysis over two dimensional multi-element airfoils

into a range of angles of attack and flap deflections where viscous
effects are still limited and no flow separations is present.



LEADING-EDGE SLAT DEFINITION

Following the flow solver validation we have proceeded to
define a leading edge high-lift device, incorporated to the MS-
0313 airfoil configuration, with a 25% chord single-slotted flap at
20 degrees deflection position. Our first goal is to design a slat
airfoil, according to the leading edge upper surface on the main
airfoil, and to create a new smooth upper nose line (slat lower
surface), considering the stagnation position at the design angle of
attack, as shown in Figure 4. All sharp geometric contours are
eliminated to avoid numerical miscalculations. Preliminary
computations have shown a smooth pressure distribution over this
modified airfoil leading edge without the slat element, which is
very close to the original airfoil behavior.

After a trailing-edge flap deflection, the flow circulation around
the airfoil nose is highly increased, which induces high levels of
negative pressure coefficient, followed by strong adverse pressure
gradients. The main purpose for using a leading-edge slat
combined with a powerful flap device to be operated at high
angles of attack, is to reduce this negative peak pressure gy
realigning the airfoil nose with the local flowfield upward
direction. By doing so, the risk of flow separation is minimized
and the stall may be delayed. In order to guarantee the slat
efficiency, it is necessary to find a proper relative position and
right slat angle of deflection, which create a regular convergent
channel shape between the airfoil leading edge and the slat lower
surface. This resulting configuration should drive high energized
flow from the slot towards the airfoil upper surface, blowing its
boundary layer.

A gnd of 9 points considering horizontal and vertical
displacements is established to localize the slat element in relation
to the main airfoil (see Figure 4). Using the present code, we have
computed the flow characteristics around the three element airfoil
at 8 degrees of angle of attack (alpha), in each grid position, and
slat deflections from +10 to -35 degrees This alpha angle
condition was preliminarily selected as the flight attitude when all
the wing high-lift devices should be automatically deployed to
improve the airplane low speed performance.

Ax=0.050
Ay=0.025

e

Figure 4. Slat relative position

Leading Edge Slat Relative Position

Computed results have clearly shown that when slat deflections
become more negative, the induced negative peak pressure over
the slat upper surface quickly falls, while it shightly grows in the
main airfoil (see Figure 5). It means that a smaﬁ %oss of flow
circulation around the slat produces higher flow velocities through
the convergent channel, increasing leading edge suction on the
main airfoill. For a certain slat deflection the two minimum
pressure values are equal and their magnitudes are slightl
affected by the slat vertical relative position. On the other hand,
this particular angle of deflection 1s more negative for closer
horizontal slat positions, probably because it results in more
suitable channel shapes

In the sweep configuration analysis, little influence is noticed
on the global Iift coefficient value. Each element has its own lift
adjusted, keeping the total lift near constant, as can be seen for
the particular slat position illustrated by Figure 5. This aspect may
change when viscous effects are considered, because of the
eventual flow separation.
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Figure 5. Aerodynamic coefficients as a function of slat deflection
for designed slat relative position

Knowing that the use of a slat device should minimize the
leading edge peak pressure and reduce the local angle of attack,
we have then selected three representative positions (a closer,
medium and farther - numbers 8, 1 and 6 from Figure 4), and their
respective angles of slat deflection (-30, -25 and -15 degrees). To
these configurations the negative peak pressure are lower in both
slat and main airfoils. At higher angles of attack, the flow analysis
around each configuration selected allow us to hold the closest
slat position whit respect to the main airfoil, since it has kept the
peak pressure at lower levels to any angle of attack. For this
position, the risk of slat flow separation is low, since its lift
coefficient is only moderate. Figure 6 presents the pressure
coefficient distribution over each airfoil element, calculated in the
design condition. )

Flap lift increment and minimum pressure have remained
almost constant during the angle of attack swceﬁ (see Figure 7),
while lift increment due to slat contributions has continuously
increased, proving to be more efficient at high incidences. For
each airfoil element, minimum pressure coefficients have reached
almost the same value at the design condition, as can be seen in
Figure 7. From Figure 8, it is interesting to notice that the
minimum negative pressure coefficient at the design condition
(Cpmin A -4 0) over the main airfoil, with slat and flap deployed,
is smaller than the one associated with the isolated airfoil,
although producing double lift. The use of the designed slat
device has also reduced to half the flow acceleration around the
airfoil leading edge, for the same amount of lift increment due to
flap deflection. As expected, a slat device has little influence over
the global lift coefficient evolution with alpha angle (see Figure
9), but shall delay the airfoil stall, controling flow accelerations
and boundary layer separation from its leading edge surface.
When the slat is deployed a decrease of about 8% in total lift is
computed due to a small loss of pressure force in the leading edge
slot region

0.2 0.4 0.6 0.8

Figure 6. Multi-body pressure distribution
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CONCLUDING REMARKS

A potential flow multi-body airfoil code is used to evaluate a
complete high-lift device, preliminarily designed to be applied in
an agricultural airplane. An extensive aerodynamic analysis is
performed in order to determine the best relative position and
angle of deflection of a leading-edge slat, in combination with a
trailing edge fowler flap, which should be deflected automatically
to prevent flow separation at high angles of incidence.

In order to se{Jecl slat relative position and deflection, two
criteria are adopted: (a) for the design angle of attack (8 degrees),
three positions (closer, medium and farther) and their deflections
are chosen by considering equal negative pressure peaks on slat
and airfoil surfaces. (b) the final decision is taken by analyzing the
negative pressure peak behavior, when the configuration angle of
attack is increased.

The device designed (closer position) has demonstrated to be
very effective in increasing lift without overaccelerating the
flowfield around the airfoil leading edge. It is expected by the
authors that it will reduce the additional pitch moment created
with flap deflection. This will result in small changes in the
airplane flight characteristics after high-lift deployment.
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This paper reports the initial stage of the present developement
and the mentioned criteria are adopted because boundary layer
calculations are not considered yet A beundary layer correction
will certainly improve the present code accuracy, especially to
provide a proper simulation of the flow characteristcs inside the
created leading edge channel. The slat shape can also be improved
and the design angle of attack has to be analyzed, in order tc verify
the better condition for a high-lift device deployment.
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SUMMARY

The present work deals with the numerical aspects of the simulation of the interaction shock-
wave—boundary-layer. The influence of parameters such as artificial dissipation coefficient and mesh
refinement among others upon the numerical solution, using two different turbulnce models, are sis-
tematically investigated. The study is performed on a supersonic flow over a compression ramp. The
2-D Navier-Stokes equations are used to model the physical situation and the finite-difference implicit
Beam and Warming algorithm is called upon to perform the numerical solution. The Turbulence
modelling is accomplished through the schemes of Baldwin and Lomaz and of Johnson and King.

INTRODUCTION

The continous growth of available computational power is
helping to make the numerical solution of the Navier-Stokes
equations over complex geometries a much more feasible task.
However, before a particular code can be used for design pur-
poses it must undergo a very careful and sistematic validation.
One of the key points in this proccess is to study the influence of
numerical factors upon the final flow solution. In other words
the code must not only give the right solution but the user
must be skilled enough in order to discern between numerical
and physical aspects of the results obtained.

investigation of numerical influences such as amount of arti-
ficial dissipation and computational grid refinement upon the
solution of the two-dimensional thin-layer Reynolds-averaged
Navier-Stokes equations in a physical situation of great practi-
cal interest.

NUMERICAL IMPLEMENTATIQON

The 2-D thin-layer Reynolds-averaged Navier-Stokes equations
written in conservation-law form for a general, body conform-
ing, curvilinear coordinate system are

The ideal test problem would be one which combines the ba- QQ;_ + Qf,_ + 3__F -0 3
sic features of the flows the numerical code will be dealing with ar 9 oy (
in its production phase together with sufficiently detailed exper-
imental measurements. The shock-wave—turbulent-boundary- where
layer interaction presents both of these qualities and therefore p
it was chosen to be the test problem in this work. This type of ) pu
flow contains concomitantly all the difficulties of turbulence and RQ=J" w [
of the viscid-inviscid interaction. Further, this physical phe- &
nomenon has great interst in the design of supersonic inlets,
external aerodynamics, and turbomachinery. The flow situa-
tion to be investigated is the supersonic flow over a 24- degree pU ]
compression ramp. ‘ . ‘ P pul + by — Re™" (Tyzbs + 7oyt

The governing equations are written in strong conservation- 4= poU + pty — Re™ (Toyls + Tyuly) )
law form for a general body-conforming curvilinear coordinate (e +P)U — pls ~ R~ (Bute + Bit))
system. The equations are solved using the Beam and Warming ' 2 B e e b0 LA
finite-difference implicit approximate factorization algorithm
(Beam and Warming, 1978 and Pulliam and Steger, 1980) in ( Vv
which the implicit Euler method is used for the time march puV + pns — Re™ (Tastie + Toylly)
and central differences are employed to discretize all spatial B I " = RpAE R ;
derivatives. As usual with central-difference methods artificial peV +pny — Re (?Wr + )
dissipation terms must be added in order to control nonlinear { (e+p)V —pne— Re™" (Benz + Byny) )
instabilities. These terms are fourth-order differences so that aiid

they do not compete with the physical viscosity. In order to ren-
der the algorithm more robust the boundary conditions should U

; = L+ E&u+ v,
be implemented in such way that they preserve the physics of etbutly

the process. The characteristic relations for the 2-D Euler equa- Vo= mtnau+ gy,
tions are used at the entrance and exit boundaries because they B = Tostt+ Toy¥ — gy
preserve much more of the physics of the flow than other type By = Toyu+Tyv—g,.

of “numeric extrapolation”. (MacCormack, 1984)

The main goal of this work, which represents a step further Here, U and V are the contravariant velocity components,

of ITA’s CFD group towards the implementation of very robust
and reliable numerical algorithms, is to perform a systematic

43

u and v are the Cartesian velocity components, while p stands
for density, p stands for pressure, e is the total energy per unit



volume, and ¢, and g, are the components of the heat flux
vector. J is the transformation Jacobian, &,£.,&,, 0, 7., 7, are
metric terms and Re is the Reynolds number. Further,

Ter = (A+2p)0u/dz + Adv/dy,
Tey = p(au/8y+3vjaz),
Ty = (A +2p)0v/y + \0u/dz,

where u is the molecular viscosity and A is taken as —(2/3)u,
the Stokes hypothesis. Fluid property relationships complete
the mathematical model and convenient reference parameters
are used to nondimensionalize the set of equations. After in-
troducing the time-march implicit Euler scheme, the approx-
imate factorization concept and the space discretization, the
final form of the algorithm reads (Pulliam, 1984)

LeL,AQ"™ = Re + Ry, (2)

where @ is the vector of conserved properties and

AQ Q" -Qn,
Le I+ At§A™ — At Re™ '8  MPJ — .Mt J 7'V A,
L, I+ At§,B" — At Re™'8,J 7'M — e,AtJ™'V, A, J,
Re = —At&E" — e AtJ7 (VeAe)JQm,
R, = —At§,F" —e AtJ7(V,A,) JQ".

In the above expressions At stands for the time step, and
n for the time level. E, and F, represent the inviscid flux vec-
tors while E, and F, are the viscous flux vectors. A and B
that appear in the local time linearization of E. and F, are
the inviscid flux Jacobian matrices. M{ and J\:f,, are the coeffi-
cient matrices of the viscous terms. The reader should refer to
Pulliam and Steger (1980), and Pulliam (1984) for these ma-
trices. 6¢ and é, are three-point second-order central-difference
operators. Ag, A, and V¢, V, are standard first order forward-
and backward-difference operators, respectively. The mid-point
operators used for the viscous terms are defined by:

8:Q7, [@i+1/25 — Qicrzas] »
San’ [Qi.j+li2 = Qi..:‘-x;z] .
TURBULENCE MODELS

3)
(4)

As it is the authors desire to have a code with the capability
to interchange turbulence models, according to the problem at
hand, this work deals with two different means of turbulence
closure: the two-layer eddy-viscosity algebraic Baldwin and Lo-
max model (B&L model) and the two-layer eddy-viscosity half-
equation Johnson and King model (J&K model).

The Baldwin and Lomax approach assumes turbulence to
be in local equilibrium, i.e., no turbulent transport effects are
taken into account. This assumption is valid as long as the
boundary layer is attached to the wall or, at most, a mild sepa-
ration exists. The model length scale, at the inner layer, is the
Prandt] mixing length and the velocity scale is derived with
the aid of the vorticity field. At the outer layer the Clauser
formulation is modified so that the length scale is also related
to the distribution of vorticity and, therefore, the need to find
the outer edge of the boundary layer is removed (Baldwin and
Lomax, 1978).

The Johnson and King model was developed with the capa-
bility of treating a specific kind of flow: two-dimensional, turbu-
lent boundary layers subjected to strong adverse-pressure gra-
dients and the attedant separation. The strong “history effects”
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present in such flows are accounted for through the introduction
of a transport equation. This is an ordinary differential equa-
tion, the solution of which is used to determine eddy-viscosity
changes in the streamwise direction. More details about the
model, as well as its actual numerical implementation may be
found in Johnson and King (1985), Shirazi and Truman (1988)
and Menezes (1994).

The turbulent Prandtl number, Pry, is taken to be constant
and equal to 0.9. In reality this parameter varies throughout
the boundary layer. However, if the molecular Prandtl num-
ber value, Pr, is close to unity (which is the case for air) Pry
is practically constant within the boundary layer (Cebeci and
Bradshaw, 1984).

BOUNDARY CONDITIONS

The flow at the entrance station is supersonic and, therefore,
all four boundary conditions are fixed; in other words no extrap-
olation should be made from the interior of the computational
domain shown, in Fig. 1, in order for the problem to be “well
posed”. The 2-D velocity profile is taken from the experimental
data of (Settles et al, 1976). As the Prandt] number is taken to
be of order one the non-dimensional temperature profile, @, can
be assumed to match the velocity profile. The pressure is con-
sidered to be uniform and equal to its free-stream value, pi,.
The exit plane is also supersonic and as a consequence none
of the flow variables may be fixed. These variables are made
equal to the interior flow solution at the plane just before the
exit plane (zeroth-order extrapolation). At the wall, considered
adiabatic, the no-slip condition is applied and the pressure fol-
lows the “boundary-layer assumption” p;; = p;, (the index “1”
denoting the wall). The outer boundary free-stream conditions
are kept constant.

The first cases were run with a grid height equal to 44, as
as recommended by Visbal and Knight (1984), where &, is the
boundary-layer thickness. However, it was found later that a
height of 58 is more appropriate. It should also be mentioned
that the grid was set in such a way that the shock wave gener-
ated by the compression ramp always crossed the boundary at
the exit plane; this facilitates the enforcement of the boundary
conditions.

The computational domain as well as the main flow features
and boundary conditions are shown in Fig. 1.

PARAMETERS INVESTIGATED

The supersonic flow along a 24-degree compression corner
was studied. Several values of the linear artificial dissipation
coefficient, €, were used. The reference value for this param-
eter is considered to be of order one (Pulliam, 1986). In this

i=jmax
Qijmax =
Uinax, i =\ Tnax-14
Man
— Computational Domain
i=1
) 24"
i=1
Figure 1: Sketch of the 24-degree compression ramp.




work a value as large as fifty was tested. The left-hand side
counter part of €, was taken to be four times larger. Three dif-
ferent meshes were used; the coarser one has 45 x 55 points and
the finer one has 150 x 60 points. For every grid the first point
.uﬂ' the wall lies within the viscous sub-layer, as recommended

in ordef' for the turbulence model to yield meaningful resuits:
(Baldwin and Lomax, 1978). The importance, to the code ro-

bustness, of implicit implementation of boundary conditions for

the Beam and Warming method is also a subject of interest to

the authours. Finally, the influence upon the flow solution of
the distance from the wall to the free-stream boundary was also
investigated.

RESULTS

Fig. 2 shows that grid refinement affects only slightly the
converged solution when turbulence closure is accomplished by
the Baldwin and Lomax scheme. However, in Fig. 3, however,
one does observe a larger grid refinement influence, especially
at the shock region, when the Johnson and King model is used.
With the finest mesh, there is a tendency to oscillations in both
the pressure and friction coefficients around z/8; = 0 for both
models, although this kind of behaviour is more pronounced for
the Johnson and King model. It should be also mentioned that
as the number of points in the streamwise direction increases the
solution appearing in Fig. 3 becomes closer to the experimental

1

PP

Cpx10”

90x55 Grid

45x55 Gnd

Figure 2: Comparison of the results with the B&L model for
several grids with e, = 5.0.
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150x60 Grid

90x55 Gnd

45x55 Gnd

Figure 3: Comparison of the results with the J&K model for
several grids with ¢, = 5.0.

45

data (Settles et al, 1976

) All results presented in Figs. 2 and 3
are for ¢, = 5.

. The comparisons shown in Figs. 4 and 5 using a 90 x 55
grid for several values of the artificial dissipation factor demon-
strates .that the Johnson and King model is once again more
susceptible to the variation of numerical parameters. The re-
sult for €. = 1 is not included in Fig. 4 because in this case the
numerical algorithm diverged. That is, in this case the arificial
dissipation was not sufficient to damp high frequency oscilla-
tions that cause numerical divergency. No apparent trend can
be inferred, from the results obtained, in respect to the influ-
ence of the e, variation, at least for the grid used.

In Figs. 2-5 the experimental data shows a trend different
from that of the numerical solution for the pressure distribution
for /6, > 5. This is due to the fact that the ramp used by
Settles et al. (1976) is longer than the critical value (64;) neces-
sary to approximate infinite ramp length conditions accordind
to the strong interaction analysis of Hunter and Reeves (1971).

Finally Figs. 6 and 7 are examples of typical numerical
solutions that may be obtained with the turbulence models
tested in problems in which strong adverse-pressure gradients
are present. The results for each model is reproduced in these
graphics. The grid used is 150 x 60 and £, = 5. It is clear
from these figures that the Johnson and King model has an
advantage over the Baldwin and Lomax model for the kind of
physical situation here studied. It predicts the shock wave loca-

14 s
PP =
2 )
14
0 -
- 2 L] 7 4 L] £l 2 o 2 4 6
x/8, X/,

Figure 4: Comparison of the results with the J&K model for
several values of . with a 90 x 55 grid.
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Figure 5: Comparison of the results with the B&L model for
several values of £, with a 90 x 55 grid.
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Figure 6: Comparison of the pressure and friction coefficients
obtained with both models (grid = 150 x 60 and €, = 5.0).
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Figure 7: Comparison of the velocity profiles along the ramp
obtained with both models (grid = 150 x 60 and ¢, = 5.0).

tion much more adequately and it is also capable of predicting
the boundary layer separation point closer to the experimental
data (Settles et al, 1976). Further, at the recirculation zone,
the velocity profiles associated with the J&K closure agrees
much better with the experimental data. However, it should be
noticed that neither model is properly capturing the velocity
recuperation after the flow reattaches (see Fig. 7).

CONCLUSION

The influence of numerical aspects on the solution of a flow
with strong adserve-pressure gradient was studied for two dif-
ferent turbulence models. The J&K model proved to be able
to produce better results, but it is also more sensitive to the
variation of the numerical parameters investigated. Therefore,

the J&K model should be used with much more care than the
B&L model.
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SUMMARY

The eddy viscosity model of Baldwin and Lomax and the non-nequilibrium model of Johnson and King
have been critically examined for the case of transonic flow over a 18% thick circular arc airfoil at zero angle
of incidence. The flow is modeled using the 2-D Thin-layer Reynolds-averaged Navier-Stokes equations.
Numerical implementation was done with the implicit Beam and Warming scheme. The results showed that the
Johnson and King model is more suitted 1o the physical situation studied, as it was able of capturing the
pressure plateau after the shock wave, at least, qualitatively.

INTRODUCTION

The continuous enhancement of computational power over the
last decades made the solution of the Reynolds-averaged Navier-
Stokes equations a feasible task. However, as it is well known, the
numerical solution of this set of equations needs some kind of
turbulence modelling in order to close the problem ("turbulence
closure problem"). The modelling of turbulent transport terms may be
obtained in a variety of ways, however, one seeks a turbulence model
that: (i) has a wide range of application (ii) follows the physics of the
problem as close as possible (iii) is easy to implement and (iv) does
not penalize the computational cost "too much". The major challenge
facing the CFD community is to come up with a turbulence model
that joins all four characteristics just outlined,

The great popularity of the algebraic models, such as the one
due to Baldwin and Lomax (1978) lies upon their simplicity and low
computational cost. These models are also known as equilibrium
models due to the fact that they do not take into account the turbulent
transport. This kind of approach is restricted to flows, at most, mildly
separated. On the other extreme of the eddy-viscosity-model scale of
complexity one has the two-equation models such as the g-» due to
Coakley (1983) and the x-& (Jones and Launder,1972). These type of
turbulence models introduce two additional partial differential
equations to the original set of equations. Therefore the computational
cost is significantly increased.

Johnson and King (1985) introduced their half-equation model
in which the turbulent transport is modelled by an ordinary
differential equation. Their motivation was to better represent the
turbulence précess with little additional computational cost when
compared to the algebraic models.

As there is no universal turbulence model, the choice of the
"best" one is directly related to the physical situation under
consideration and the computational power available. In this work the
flow over a circular-arc airfoil is simulated using the Baldwin and
Lomax and the Johnson and King turbulence models. The main
objective is to investigate the model influence on the prediction of the
pressure and friction coefficients as well as upon the shock location.

The numerical algorithm used to solve the two-dimensional
Thin-Layer Reynolds-Averaged Navier-Stokes equations is the one
due to Beam and Warming (1978). To enhance the convergence rate,
a spatially wvariable time stepping technique was implemented
(Coakley, 1981).

NUMERICAL IMPLEMENTATION

The 2-D Thin-Layer Reynolds-Averaged Navier-Stokes
Equations in matrix form in generalized curvilinear coordinate system
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are given by
WA L. Fog iy 1)
af & m Re..

where Q- J'[s pu pv ] is the vector of conserved quantities, p
is the density, u and v are the cartesian velocity components, e is the
total energy per unit of volume, J is the Jacobian of the variables
transformation, M, and Re., are, respectively, the Mach and the
Reynolds Numbers refered to free-stream conditions,

The implicit finite-difference Beam and Warming algorithm is
used to discretize the governing equations. As the interest lies upon
steady-state solutions the time march is performed with the implicit
Euler method which yields first-order accuracy in time. All space
derivatives are represented by three-point, second-order, centered
finite-difference expressions. The left-hand side operators, after being
locally linearized by Taylor series expansions, are approximately
factored in the usual way with the Beam and Warming scheme. The
resulting finite-difference equations can be written for the 2-D case
as:

LeLya,Q"= R+ Ry. )
The various operators are defined as

L“-i:!.,sréﬁ': arD; afr—zswi"ﬁf:i], [&))]
Ly=(1vatsal uD‘,l}, (4)
Ry« -at(8,F" - 4,F})- atDg 0", &)
R~ -ats E" -“Ds,_Q"- 6)

In the above, 5, and &, are central difference operators and
54 is a midpoint central difference operator. v, , v, are forward
difference operators in the & and n-directions, respectively. The A, is

Q"
The inviscid flux Jacobian matrices 4,8 as well as the viscid one M
and the flux vectors E and F are described in detail by Pulliam
(1984), Pulliam and Steger (1985).

In the previous expressions, the artificial dissipation terms
necessary for numerical stability of the algorithm have already been
introduced. Since the spatial derivatives are being approximatted by
central difference operators, the artificial dissipation is not

a forward difference operator in time defined as a,Q" - Q"'



automatically provided by the spatial discretization scheme;
consequently, those terms must be added in order to damp high
frequency uncoupled error modes and to prevent oscillatons near
shocks and other discontinuities (Jameson, 1981). For the constant
coefticient artificial dissipation model the D, and D, operators in the

previous equations are given by
Dy e 0 Ayl (M
Dot Y B (8)
the index .k stands for either £ or m. These are simple second and
fourth difference terms, and the constant value of £, should be
provided by the code user. The g, coefficient is taken to be four times
£

COMPUTATIONAL GRID AND BOUNDARY CONDITIONS

The mesh generator is based upon the ALGEM code
(Fletcher, 1988). This code uses exponential streching to cluster
points near a solid boundary. The n lines generated are quasi-
orthogonal to the airfoil surface. Originally created for NACA 00XX
airfoils the program was adapted to be used with the circular-arc
airfoil. Fig. 1 shows the computational domain. Due to the flow
inherent symmetry, only the upper-half of the airfoil is considered.

The boundary conditions are treated with care because their
implementation is directly related to the code robustness. At the
airfoil surface the non-slip condition is applied, Vi, =0
(assuming that the surface is place at j=1). The other two boundary
conditions at the surface are the usual p;, = p;,, and p,, - p,,.Taking
advantage of the symmetrical shape of the airfoil (circular arc) only
the flow over its upper surface is simulated (see Fig 1). The line of
symmetry is placed at i=2 (for all j) and j=1 (for i greater than ite,
where ite is the index for the trailing edge); along these line the
boundary conditions are enforced as p,, 0 and

= e. It is taken into account that at a sufficient large distance
from the airfoil, the flow properties do not vary considerably. Thus at
the exit plane (i=imax) property derivatives are set equal to zero, that
i8 Qa0 = Qimary- Finally, at the outer boundary the free-stream
boundary condition is used.

)

Pizs Wy = Hia, Vi

]

AZimax
Ql‘l""‘a*‘= Q o0 f=imax
e
e
Computational Domain
Cimax,j= @ imax j
Yi1=u s Yig=u o
M Vil=-v i3 vi1=0
—_— T T e e e e—— 2 .
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FIGURE 1. Scheme of a symetrical flow about an airfoil.

TURBULENCE MODELS

Baldwin and Lomax: The Baldwin and Lomax turbulence
model is an evolution of the original Cebeci and Smith (1980)
approach, upon which it is based. A major advantage was introduced,
namely, there is no need to calculate the boundary-layer thickness.
The model assumes local equilibrium and calculates the turbulent
wvelocity scale from the vorticity distribution. The length scale is the
Prandtl mixing length and the van Driest damping factor is used for
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better prediction of the buffer zone. The boundary-layer is divided in
two regions. In the inner region, the turbulent eddy viscosity is given
by

Re

M
where @ is the vorticity, ¢ - kND, and k=0,4 is the von Kdrmdn
constant; N is the normal distance from the wall and D is the van
Driest damping factor. At the outer region one has
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where K=0.0168 is the Clauser constant, C,_

p= 1.6, Fypp is the
Klebanoff intermittency factor and
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is the value of N at which F,

oceurs, C,,=0.25 is another model constant and U, is the difference

between the maximum and minimum velocity magnitude in the
profile.

After calculating the value of », and u,, the wrbulent
viscosity is given by
Ns N,
N) N‘. f

(He,
=
e

(12)
where N, is the smallest value of N at which inner and outer values of
the eddy-viscosity are equal.

Finally, the model incorporates the capability of simulating
the laminar/ turbulent transition. It should be noted that this "numeri-
cal transition” takes place at a point and not over a region. The p,
value is set to zero if () < Cuyy, where C
flow over a flat plate.

Johnson_and King: This model was proposed to capture the
main physical characteristics of turbulent flows with adverse pressure
gradients and boundary-layer separation. Turbulent transport is
modelled through an ordinary differential equation. This equation
describes the maximum Reynolds stress behaviour along a streamline.
Once this maximum Reynolds stress is calculated, it is used to modify
the turbulent viscosity obtained through an algebraic model. This
modification is done in order to lend some turbulence transport effects
to equilibrium models.

In the present work the Johnson and King model is actually
implememted with the modifications suggested by Abid et alli (1990)
and Johnson and Coakley (1990). The Johnson and King model also
subdivides the boundary layer into two regions and the turbulent
viscosity is given by

- 14 is adjusted for

mutim

[ n
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(13)
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The above expression provides a smooth transition from the inner to
the outer layer and also makes , dependend of u, throughout any
given transversal section of the boundary layer. This last feature is
desirable because w, is an important parameter in the J&K model. At
the inner region one has

u,‘--[l—vg}lu,‘]&[_'Tg{u,,lmn (14)
where 7, is a ponderation factor and
%
{ Re.\ 2 Pmtm
{w,, lnr | M,”J pD 'N‘Jp—' (15)

where k is the von Kdrmdn constant, D is the van Driest damping
factor with AT =17, and the subscript m denotes properties evaluated



where a maximum Reynolds shear-stress occurs.
The outer region uses the B&L model formulation multiplied
by o(&), which is the factor that introduce non-equilibrium effects,

Re.
w, - -I:-ol:]KCq,meFm‘be), (16)

The value of o(f) is obtained iteratively from the ordinary
difference equation (ODE)

CpL|t- o %1
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where U, is the velocity, 4, = 0.25 ¢ Cp = 0.5 are model constants, s
is a streamline-direction,s = 1,9N,.. is the boundary-layer thickness,

L, - min(0,4N,; 0,09s) is the dissipation length scale, g- («,) " is

an adequate new variable which leads to g,, lt,_“}-y’,where Vg 18

determinated from the equilibrium eddy-viscosity distribution which is
obtained simply by doing o(€)=1 in the eq.(16).

In a previous station, all the quantities of the right hand side
of eq. (17) are known. So, using Euler's method, one can obtain a
value for =, at the present station. The value of o(f) is iteratively
adjusted, so that <. calculated from the eq. (13) matches . from
the ODE. The J&K model is not self-starting and therefore the eddy-
viscosity field calculated with the B&L model is needed as initial
condition. The details of the numerical implementation is very similar
to that of Gee et alli (1992) and are described in detail by Menezes
(1994).

RESULTS

The calculations were undertaken for a transonic flow
(Re, =11,0 x 10° and My,=0,783) over a 18% thick circular-arc

airfoil. Three different computational meshes were used, the first one
had 90x65 points; successive refinement near the trailing edge gave
rise to two other grids, one with 108x65 points and the other with
135x65 points. In order to minimize numerical instabilities the
leading edge was turned blunt, with 1% chord nose radius (Levy,
1978). All the results to be presented in this work were obtained with
a Courant number equal to unity (CFL=1) and ¢ - 5.

Fig. 2 shows the behaviour of the pressure coefficient along
the airfoil for the three meshes with the computation based on the
Baldwin and Lomax turbulence model. Comparison with experimental
results (Levy, 1978) shows that, even with mesh refinement, the
numerical prediction is not adequately reproducing the flow physics
after the shock wave. Actually, the Baldwin and Lomax model is not
able to reproduce all the physical aspects of the boundary-layer/shock-
wave interaction and therefore the position of the shock wave is
miscalculated. Also, the experimental pressure plateau is not predicted
in the numerical solution. This kind of behaviour is well known in the
literature (Visbal and Knight, 1984) and it is attributed to the fact that
the function F does not have a well defined maximum in regions
where the boundary layer is separated. A remarkable fact is that
steady-state solutions were obtained. Steger (1978) reported a non-
steady-state solution of the same problem, which is in fact a steady-
state problem (Levy,1978). The authors believe that the use of the
airfoil symmetry in the grid generation process was benefitial to the
numerical stability; Steger performed his calculation using a C-mesh
envolving the whole airfoil. The above results were obtained setting
the free-stream boundary at a distance equal to six airfoil chords, as in
the work of Abid et alli (1990). In order to check the influence of the
free-stream boundary location, a case in which the outer boundary
was moved to a distance equal to 20 times the chord was simulated.
The result was nearly identical and therefore the free-stream boundary
was kept at the original 6-chord distance from the airfoil (see Fig. 3 ).

Results for the two turbulence models used in this work,
obtained with the 90x65 grid, are compared in Fig. 4. The flow

conditions are exactly the same as before. It can be seen that the
Johnson and King model presents a solution closer to the experimental
data available (Levy, 1978) than the Baldwin and Lomax model. The
shock wave location is now well predicted; the pressure plateau is
also present in the numerical result, although still with some
quantitative deviation. The superior performance of the J&K model is
explained by the fact that it takes into account the non-equilibrium
aspects of turbulence.
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FIGURE 2. Mesh refinement influence on the numerical solution with
the Baldwin and Lomax model.
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FIGURE 3. Outer boundary position influence on the numerical solution
with the Baldwin and Lomax model.
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FIGURE 4. Comparison between the numerical results with the two
turbulence models, using a 90x65 point mesh.



As it can be seen on Fig. 5 mesh refinement brings about a
somewhat better result in terms of the pressure plateau but, on the
other hand, the prediction of the shock location is worsened and also
the computational cost is much higher.

Concerning the friction coefficient calculation, both models
have just about the same trend before the shock wave, but the Johnson

and King model predicts the separation closer to the experimental data
(see Fig. 4).
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FIGURE 5, Mesh refinement influence on the numerical solution with
the Johnson and King model.

ONCLUSION

Transonic flow along 18% thick circular arc airfoil with zero

incidence was calculated using two different turbulence closure
models: the Baldwin and Lomax and the Johnson and King models.
For this case, independent of the grid refinement level, the 1&K
aproach showed superior performance in predicting shock wave
location and pressure distribution after the shock. As these data are of
utmost importance in predicting lift and drag, the J&K model has an
apparent advantage over the B&L model and should be preferred, at
least in principle, in the calculation of transonic airfoils. Also, it
should be pointed out that the fact of taking advantage of the problem
symmetry makes it possible to calculate a steady-state solution.
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SUMMARY

A numerical investigation of the flowfield in three proposed geometries for the nozzle and contraction
of a transonic wind tunnel facility is performed. The primary objective was to understand details of the
flow in the tunnel in order to try to mazimize test section flow quality. The calculations presented here are
full 8-D computations. The code used was previously validated by the authors and co-workers, and these
validation studies are available in the literature. The flow solver used implement an Euler formulation, and
use the implicit approzimate factorization Beam and Warming algorithm for the solution of the discretized
equations. Resulls obtained for a sonic nozzle and for two Laval nozzles are presented; they helped in the
selection process which led to the transonic facility which is currently being built.

INTRODUCTION

Transonic wind tunnels usually operate from low subsonic Mach
numbers (M = 0.25) to the supersonic regime (M = 1.6). The
tunnel nozzle is a key element in achieving the desired test-section
Mach number, Mts. Mach numbers up to unity are obtained using
a sonic nozzle. There are two possible solutions for Mys above this
value: (i) the installation of a flexible Laval nozzle or (i) a sonic
nozzle used in conjunction with test-section mass extraction. In the
case of test-section evacuation, about 2.5% of the tunnel total mass
flow enters the plenum chamber through ventillated walls. While
the first option is mechanically complex and much more expensive,
it yields better test-section flow quality than the second one. More-
over, the second option is also limited to Mrs < 1.3, since above
this test section Mach number value the mass extraction needed is
prohibitive as it would demand very large auxiliary compressors and
it would also have an adverse impact upon the tunnel flow quality.

Centro Técnico Aeroespacial (CTA) is designing a large tran-
sonic wind tunnel facility with a 2.0 x 2.4 m test section (TTS
Project). To minimize the technical risks involved in such an en-
terprise, the project’s first phase consists of the construction and
operation of a Pilot facility (TTP). Among the many important
points to be checked in the TTP emerges the nozzle design. The
design of the nozzle is of utmost importance as it is directly related
to the flow quality at the test section. On the other hand, Com-
putational Fluid Dynamics (CFD) methods are enjoying increasing
application assisting in the selection of tunnel airline component ge-
ometry (Davis, 1986). These techniques have been used to design
diffusers and flexible nozzles as well as investigate other aspects of
the tunnel flow. Therefore, the major objective of the present work
is to study, using CFD techniques, three possible nozzles for the
TTP. One of them is a sonic nozzle, and the other two are Laval
nozzles with a nominal Mach number of 1.3. It was decided that, in
the TTP context, the optimum choice for the nozzle element would
be to have fixed interchangeable nozzle blocks, instead of the flexible
nozzle planned for the full size facility.

The calculations presented here are full 3-D computations. The
code used for the present calculations was previously validated by
the authors and co-workers, and these validation studies are avail-
able in the literature (Azevedo et al., 1993).An Euler formulation
is implemented in the codes, and the Beam and Warming implicit
approximate factorization algorithm (Beam and Warming, 1976 and
1978; Pulliam, 1980) is used to discretize and solve the governing
equations. The implicit Euler method is used for the time march and
central differences are used to discretize the space derivatives. Arti-
ficial dissipation terms are explicitly added in order to control non-
linear instabilities. Considerable effort was invested in the accurate
implementation of entrance and exit boundary conditions through
the use of one-dimensional characteristic relations (Azevedo et al.,
1992; Fico Jr., 1991). The most stringent requirement for a tunnel
nozzle, besides giving the desired test section Mach number, is the
quality of the flow it provides for the test section.

51

SP - BRAZIL

The present work will briefly describe the formulation of the code
used and it will concentrate on the discussion of the results for the
nozzle geometries considered. Particularly interested is placed upon
evaluating whether the nozzles can indeed produced the desired test
section Mach number and on the quality of the flow provided by the
contraction to the test section. On the latter subject, the existence,
or not, of any shocks produced by the nozzle wall, is of primary
interest.

THEORETICAL FORMULATION

The compressible Euler equations can be written in strong con-
servation-law form for general three dimensional, body-conforming,
curvilinear coordinates (Pulliam, 1980) as
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where the vector of conserved quantities, @, is defined as
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The flux vectors E, F and G can be written as
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In the above equations, the usual nomenclature is being used. There-
fore, p is the density, u, v and w are the cartesian components of
velocity, and e is the total energy per unit of volume. The equa-
tions have been nondimensionalized following the work of Azevedo
(1990). Hence, density is made dimensionless with respect to the
stagnation density at the nozzle entrance conditions, py, and veloc-
ity components are referred to the critical speed of sound at the

G=J"!




nozzle entrance conditions, a.. Pressure and total energy per unit
of volume are referred to pia? and the specific internal energy is
nondimensionalized with respect to a?.

The pressure, p, can be obtained by the equation of state for
perfect gases

p={1—I)pe.-={7—1)[e—ép(u2+v”+w’)] (6)

where ¢; is the specific internal energy of the fluid, and 7 is the ratio
of specific heats. The contravariant velocity components are defined
as

U = 61 + Ezu + fyl’ + Ezw
V = ntnut ot nw (7)
W = +Cxﬂ+CuU+C:w

Throughout this work, the Cartesian coordinate system is de-
fined such that z is the direction along the axis of the tunnel, posi-
tive from upstream to downstream, and the y- and 2-directions form
a right-handed system with z positive upwards. The curvilinear co-
ordinate system is defined such that £ is the longitudinal direction, 5
is the nominally wall-normal direction which spans the tunnel from
the centerline to the wall, and  is the circumferential direction. This
coordinate system is obtained from the transformation of variables

= t

E(z,y,2,1)

n(z,y,2,1) (8)
C(z,y,2,t)

The Jacobian of the transformation, J, can be expressed as
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Expressions for the various metric relations can be found, among
other references, in Pulliam and Steger (1980 and 1985).

NUMERICAL IMPLEMENTATION

The previously given governing equations were imple-
mented through the use of finite difference methods. The implicit
Euler method was used for the time-march, and the spatial deriva-
tives were approximated by three-point, second order central differ-
ences. The Beam and Warming implicit approximate factorization
scheme (Beam and Warming, 1976 and 1978) was used for the so-
lution of the resulting finite difference equations in order to obtain
a cost efficient algorithm. The resulting scheme is second order ac-
curate in space, as mentioned, but it is only first order accurate in
time due to the use of the implicit Euler method.

The factored finite difference equations can be written in the
delta form as (Azevedo, 1988)

LoL¢LeAQ" = Re + Ry + Re (10)
The various operators are defined as
Le = (I+At6A" - A VeAJ)
Ly = (I+8t6,8" — e AtI7'V,A,))
Lo = (I+A16C" - AT 7'VA)
Re = —OEE" — eptI™ (VeAe) JQ" (11)
R, = —At6,F" — gt~ (Vo) JQ"
Re = -G — gD~ (VA JQ"

In the above, &, &, and §¢ are central difference operators; V¢, V,,
and V. are backward difference operators; and Ag, A, and A are
forward difference operators in the & , - and (-directions, respec-
tively. As an example,

1 [=n =T
656? Wk = 5 [Q.‘H,J',k . Qe—],;‘,k]
VeQiik = Qijr—Qicrga (12)
AEG?.J.& = G?+1,j,k i
The A, is a forward difference operator in time given by
AQ =T Q" (13)
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Artificial dissipation terms have been introduced in the operators
described by Eq. 11 in order to maintain the stability of the numeri-
cal solution process. Fourth order numerical dissipation terms were
added to the right-hand side operators, and second order terms were
used in the left-hand side operators. From an accuracy standpoint,
one would like to also use fourth order artificial dissipation in the
implicit operators. However, computational efficiency constraints
prevent such use. The flux Jacobian matrices A", B" and ™ are
described in detail elsewhere in the literature (see, for instance, Pul-
liam and Steger (1985).

BOUNDARY CONDITIONS

The three-dimensional simulations here presented take advan-
tage of the double geometric symmetry existing in the nozzles con-
sidered in order to reduce the computational effort. Hence, only
one-quarter of the complete nozzles are represented, and flow sym-
metry boundary conditions are enforced at both the vertical and
horizontal symmetry planes. This is clearly assuming that flow con-
ditions at the entrance of the computational domain are symmetric
or, in other words, that the flow velocity at the entrance of the con-
traction is aligned with the tunnel axis. Such an assumption does
represent a simplification in the sense that some misalignment can
certainly occur, especially for closed circuit tunnels. In the present
case, we have decided to neglect this effect mainly due computa-
tional power limitations and because the TTP is not a closed circuit
facility. The symmetry boundary conditions are computationally
enforced by allowing for an extra plane of grid points on the other
side of the symmetry plane and forcing the appropriate symmetry,
or anti-symmetry, of the conserved variables. Hence, boundary con-
ditions in the (-direction are always symmetry, or reflection, condi-
tions in the present case.

Due to the present code data structure, it is very difficult to
strongly impose the flow tangency condition at the wall, at least at
the boundary condition enforcement stage. Hence, the wall bound-
ary condition is implemented by extrapolating all conserved vari-
ables from the computational surface adjacent to the wall, when ex-
plicitly enforcing the boundary conditions, and by imposing a zero
convective flux in the wall normal direction in the residue compu-
tation. The reader should observe that, with such an scheme, the
residue calculation sees the exact wall boundary condition at every
time step, whereas the value of the conserved variables at the wall
is progressively improved, as convergence is advanced, in order to
reflect the correct flow tangency condition. Nozzle axis boundary
condition is also implemented by extrapolating and by imposing a
no-flux condition across the axis. A further complication arises in
this case because the axis is a singularity of the transformation, in
the sense that a line in physical space corresponds to a full plane in
computational space. Hence, properties at a given point along the
axis are obtained by extrapolating from the adjacent point (in the
n-direction) and, then, averaging all values in the (-direction. The
residue calculation is also modified in the centerline case in order to
enforce the no-flux condition across the centerline.

Nozzle entrance and exit conditions are enforced using the con-
cept of one-dimensional characteristic relations for the Euler equa-
tions. The concept is described in the 2-D case by MacCormack
(1984). Complete details for its implementation in two dimensions
for both the planar and the axisymmetric case are described by
Azevedo et al. (1992). The present three-dimensional computations
have used these ideas in order to define how many quantities should
be specified at each boundary and how many should be extrapolated
from interior information. However, in order to simplify the imple-
mentation, the actual extrapolation process (of whatever quantities
should be extrapolated) does not use the characteristic relations
but simple zero-th order extrapolation. As the authors have done
in previous work (Azevedo et al., 1992), the stagnation pressure,
the stagnation temperature and the flow entrance angle are speci-
fied at a subsonic entrance. The exit static pressure is fixed at a
subsonic exit and, as determined by a characteristic relation anal-
ysis, no property can be specified at a supersonic exit. Aside from
the fact that zero-th order extrapolation is being used for the actual
extrapolation process, the treatment of entrance and exit conditions
here is an exact extension to 3-D of the ideas discussed in Azevedo
(1990) and Azevedo et al.(1992), and the interested reader is referred
to these references for further details.

RESULTS AND DISCUSSION

Initial evaluation of the proposed nozzles was performed using
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a two-dimensional formulation (Fico Jr. and Azevedo, 1993). It
is clear that the flowfield in the nozzles considered in the present
work is truly 3-D. However, these initial 2-D calculations already
pointed out some of the difficulties associated with obtaining high
test section flow quality. The wall contours, for the plane 8 = 90
(in the cartesian system y = 0), for all three nozzles treated in the
present 2-D simulations are shown in Figs. 1 and 2. The interested
reader should refer to Fico Jr. and Azevedo (1993) for the complete
2-D analysis of the nozzle geometries studied here.

The 3-D calculations were performed using a 100 x 20 x 29 mesh
points. Fig. 3 shows an overall view of a typical computational grid
used in this work. The 3-D grids were also generated by algebraic
methods, after the wall surface definition was provided by a CAD
system. Particular attention was dedicated to obtain a detailed
definition of the transition from the circular entrance section to the
quadrilateral geometry of the throat and downstream regions. It
should be noted that we have taken advantage of the nozzle double
symmetry in order to reduce computational costs.

The Mach number contours at planes perpendicular to the
streamwise direction are shown in Figs. 4 and 5, for geometries a
and b, respectvely. These four planes correspond to i = 1 (entrance
plane), two interior planes 1 = 25 and 75 and i = 100 (exit plane).
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The misleading impression of a very non-uniform behaviour rapid- 006

ly disappears as one takes a close look at the values shown by the 5

graphic scales. In fact, both Laval nozzles have a very smooth Mach oas
number distribution at planes along their longitudional axis. Geom-
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Figure 4: Mach number countours at planes perpendicular to the
nozzle axis for geometry a, nominal Mys = 1.3 .
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etry a has the further advantage of producing at its exit plane a very
uniform flow at the nozzle nominal Mach number of 1.3.

Other relevant results are plotted in Figs. 6 and 7. They show
Mach number contours at the nozzle symmetry planes for geometry
a and geometry b, respectively. The upper portion of both figures
represent the plane # = 90 deg, while at the lower part the Mach
number contours for the plane # = 0 deg appear. Contrary to the 2-
D results in which shock waves appeared in both geometries (Fico Jr.

MACH

Wall coord
< Figure 5: Mach number countours at planes perpendicular to the
nozzle axis for geometry b, nominal M5 = 1.3 .
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and Azevedo, 1993), the 3-D solution points to a gentle expansion.
The Mach lines in both cases are now fairly straight and extend
themselves in the radial direction. It appears that the presence of
the side walls, not accounted for in the 2-D case, helps guiding the
flow more smoothly throught the nozzle. Moreover, the 90 deg-plane
pressure distributions along both nozzles, shown in Fig. 8, present a
monotonic behavior, unlike the 2-D results. This is highly desirable
as shock waves have a tendency to “bump around” introducing flow
disturbances at the test section.

The sonic nozzle is responsible for feeding the test section with
flow with Mach numbers up to 1.2. As usual in wind tunnel opera-
tion, low supersonic speeds are obtained with sonic nozzles plus test
section mass extraction (Goetthert, 1961). As an example of the
flow quality that might be expected from the sonic nozzle simulated
here, Figs. 9 and 10 are presented. These results demonstrate that
a very uniform flow is produced along the entire nozzle length. If
one observes the lower plot in Fig. 10, which represents the nozzle
exit plane, it is clear that the test section is being supplied with a
very high quality flow.

PiPo,
om
o Geometry "a”
.y T J® W W tw tw T Wi X/Xrel
.
P/Po
L e S
am
nm Geomelry "b"
RETE IR T T T T TV X Xrel

Figure 8: Pressure distribution in the streamwise direction for geom-
etry a (upper one) and for geometry b (lower one) (3-D simulation).
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Figure 9: Mach number countours at planes perpendicular to the
nozzle axis for the sonic nozzle, nominal Mys = 0.6 .

90 deg plane

zero deg plane

Figure 10: Mach number contours at the nozzle symmetry planes,
nominal Mrs = 0.6 .

CONCLUDING REMARKS

In summary, the present work has used CFD techniques to per-
form full 3-D simulations of transonic wind tunnel nozzles. The

— |
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flow was modeled with the aid of the Euler equations. The 3-D cal-
culations seem to corroborate the earlier 2-D results (Fico Jr. and
Azevedo, 1993) in the sense that they point to geometry a as being
a better nozzle candidate. The sonic nozzle studied proved to be
able to give high-quality test section flow. These simulations are of
great interst in an actual design environment in order to aid in the
selection of appropriate nozzle geometries to equip the TTP facility
which is currently being constructed.
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SUMMARY
The problem of a thin two-dimensional airfoil interacting with a point-vortex in the vicinity of a

ground-plane is investigated. A potential flow model is developed, coupled with a first order
perturbation analysis for thin airfoils. An integral equation is obtained for the vortex distribution along
the airfoil chord, which is solved assuming a suitable Fourier series expansion that satisfies the Kutta
condition at the trailing-edge. Results for the pressure distribution on the airfoil and ground surfaces and
the lift coefficient as a function of the chord-to-ground clearance are presented.

INTRODUCTION

Many practical situations can be found where the flow field
around an airfoil is modified by the presence of a nearby vortex
and a ground plane (Figure 1). A helicopter, for example, sheds
vortices from the tips of its blades, which interact with the airfoil
and change the aerodynamic characteristics of the blade profiles.
This interaction process is also affected by the proximity of a
ground plane, such as when the helicopter is landing or taking off.

A version of this problem, without the voriex, has been studied
before. Tomotika et al. (1933) and Havelock (1938) used
conformal mapping to obtain an exact solution to this problem,
assuming the airfoil to be a flat plate. An airfoil of general shape
in ground effect was considered by Green (1947). Giesing (1965)
used a panel method to obtain a numerical solution to the problem.
Plotkin and Kennell (1981) approached the same problem
analytically, performing perturbation expansions in terms of a
thickness parameter and a chord-to-wall clearance ratio parameter.
Their results were obtained up to second order, but they are valid
only for large values of the second expansion parameter. ,

As far as the authors are aware, there has not been any analysis
that includes a vortex in close proximity to the airfoil and the

I {a Mxmam)
h

U..
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=
|

Figure 1. Airfoil in a uniform flow interacting with a vortex

in the vicinity of a ground plane.

55

ground plane. This paper considers this situation, including the
airfoil thickness and camber effects. A blend of perturbation
methods and complex variable theory is used to formulate and
solve the problem, which are presented in the next section. In the
last section, results for the pressure distribution on the upper
surface of the airfoil and on the ground surface are shown, as well
as the variation of the lift coefficient as a function of the chord-to-
ground clearance.

PROBLEM FORMULATION AND SOLUTION

Figure 1 shows a schematic representation of the problem
being considered. The flow is assumed to be potential, steady and
two-dimensional. A uniform flow approaches the airfoil from the
left, with freestream speed U,,. The vortex is held stationary at a
position (x,,y,) in the xy-plane. The airfoil, set at zero angle of
attack, is aligned with the uniform flow and is located a distance h
above the ground. All lengths are normalized by ¢ and speeds by
U... The dimensionless vortex strength is denoted by I', and the
coordinate system is also shown in Figure 1.

The airfoil is assumed to be thin, where its profile is described
by the equation F=y-g[n(x)xd(x)]-h=0. The small
parameter ¢ is the thickness ratio, and the functions 7 and &
define the camber and thickness distributions, both considered to
be of order 1. Since the flow is assumed to be potential, the
velocity potential ¢, normalized by U.c, must satisfy the
following boundary value problem

Vie=0 in the fluid region (8]
¢, = e[n(x)£8(x))¢, on F=0 @)
b = 0 at y=0 3)
|Vq’ﬂ =2 as m — 00 @
Kutta condition at (x,y)=(Lh). 5)



The boundary condition (2) can be obtained from the condition
that the material derivative of F iszeroon F=0.

We adopt a regular perturbation expansion for ¢ and T in
terms of &, given by

P=0y+ed + ... (6)
where the vortex contribution is assumed to be of order €.

Substitution of Eq. (6) into (1)-(5) reduce the problem to the
following boundary value problem

Vi, =0 in the fluid region V)
Gy =M ()E5,(x)  on y=h ®
Oy = 0 at y=0 ()]
[Vo,| -0 as yx? +y? e (10)
Kutta condition at (x,y)=(,h) (11)

where the zeroth-order solution is
Pp=x (12)

The first-order perturbation velocity potential ¢,(x,y) includes
the effects of the airfoil thickness and camber, the presence of the
vortex and the presence of the ground.

It is convenient, at this point, to introduce a complex potential
f(2), such that ¢; = Re{ f(z)]. The complex variable z is defined
as x+iy. A solution to Eq. (7) that satisfies (10) can readily be
found

2p
f(z)=L.jm¢>+w<e:nm(z—odc-ilntz—zv) (13)
2mi 2

Ia

where ¥ and o are vortex and source distributions, placed along
the airfoil chord, and, therefore, are real functions. By using the
reflection theorem (Churchill and Brown, 1984), the boundary
condition (9) is automatically obeyed if we define F(z) to be
F(z) = f(z)+ f*(z"). The symbol "*" denotes complex conjugate,
and now we can write

3

F(z)= f{z)—z—lﬂfjmo«» io(O) In(z" - &) d¢"

*

g

+£1n(z" -z, (14)
2n

where f(z) is given by Eq. (13). The velocity field everywhere in
the fluid region, Q(z)=u~-iv, is determined by taking the
derivative of Eq. (14) with respect to z, which yields
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zp % =
u-fv=%jY(CJ+’“§’ ¢ - L [ +ioT e
2mi (z-¢) il (2-8)
Za 2,
‘E{J__‘.} a5
2l z-2, 1-1z,

The second integral in Eq. (15) has no singularities in the fluid
region, but the first integral is singular at { =z. Since we intend to
evaluate F(z) on the airfoil surface, the singularity may be
removed, transforming the integral into a Cauchy principal value
integral plus a contribution due to the singularity at {=z.
According to Plemelj's formula (Muskhelishvili, 1953), Eq. (15)
becomes

. 25
. PVJ"'—(O—"E%C F Ly +io()
2mi (z-¢) 2
g

.
Z

b
1 (v +ioQ)) .+ iT| 1 1

- J Lt N e St
2] -0) ¢ ML_ZV z_z:] (16)
za

where z=x+ih.
In the coordinate system chosen, we have

z=x+ih, {=x+ih and z,=x, +iy,.

Since [y(0)+io({)] = y({)-io({), Eq. (16) can be written as

1
T 9 y(x)+iox') , o 1 ;
u w—-szVj———dx F z[y(x)ﬂo(x}]

(x—x")
-1

|
1 pr(x)-iox)

2mi) (x=x')+2ih
-1

ir 1 1
_E[(x-xv)+i(h—y.,)_(x-xv)+f[h+)’v) ik

Eq. (17) provides the velocity field at z=x+ih, for
-1<x<1, as long as the vortex and source distributions are
known. These quantities must be determined such that the
remaining boundary conditions (8) and (11) are satisfied. Hence,
imposing boundary condition (8) on the v-component of the
velocity field, we have

o(x)=28,(x) (18)
1 . 1
- e
-1 -1
1
v M

T (Jr—f)§+4hi
-1

__r_[ kil = S 19)
2r (x—xv)2+(h—yv)2 (x=x,)" +(h+y,)? -




Eq. (18) states that the source distribution is determined by the
airfoil thickness distribution, whereas Eq. (19) is an integral
equation for y(x). The vortex distribution must satisfy the Kutta
condition at the trailing-edge, i.e.,

y(H)=0. (20)

As h — oo, the second integral on the left-hand side of Eq. (19)
behaves as h~2, whereas the integral on the right-hand side
behaves as h™> . The behavior of these integrals at infinity
indicates that they do not contribute much for large values of h.

In order to solve (19), we perform the following transformation
using polar coordinates

x=cosf, 0<@'<m x=cos8, 0<B<nm

and we expand ¥(x) in a Fourier series in 6, given by (Anderson,
1991)

ls'9)+ ElA,, sinnf .
n=

1
7(6) = Ay — @1)

The vortex distribution (21) automatically satisfies condition
(20). TIts substitution into Eq. (19) yields a system of algebraic
equations for the series coefficients A,. A numerical solution
based on the Gaussian elimination scheme can be easily obtained
for any known camber and thickness distributions, vortex strength
and position. The first integral on the left-hand side of (19) is
evaluated analytically, whereas the second is evaluated
numerically using the Gauss-Legendre quadrature. The integral on
the right-hand side requires an algorithm based on the Gauss-
Chebyshev quadrature. Both numerical integrals were calculated
using 40 points. The numerical methods employed here can be
found in Carnahan et al. (1969). Once the coefficients are
determined, Eq. (21) provides the vortex distribution along the
airfoil chord, from which all the quantities of interest can be
obtained.

The first order pressure field can be obtained from Bernoulli's
equation and the small perturbation assumption, yielding

C, ==2u(x,y) . (22)

The wu-component of the velocity field on the airfoil can be
found by taking the real part of the right-hand side of Eq.(17), and
of Eq. (15) for the ground plane (with y=0).

The first-order lift coefficient (per unit depth) is given by

1

C = —I Y(x)dx = -n(Ag + A [2).

23)

Even though C; depends only on the first two series

coefficients, their values depend on the number of terms taken. We
have found numerically that, with the first 20 terms, the solution is
accurate up to 107>,
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RESULTS

Results for the lift and pressure coefficients are presented in
this section for a symmetrical Joukowski airfoil, with thickness
distribution given by {Van Dyke, 1956)

S(x)=(1-x)1-x)".

Figure 2 depicts these results for the lift coefficient as a
function of &, the chord-to-ground clearance, for a flow without
the vortex. In this case the presence of the wall induces the flow in
the clearance to move faster than the flow above the airfoil. The
pressure on the bottom surface is, therefore, lower than the

pressure on the top surface, and the lift force is negative. As h
increases, the ground effect decreases, and C, tends to zero.

Conversely, if h— 0, C, — —eo, a result not possible to be
obtained using Plotkin and Kennell's approach. The results are
shown for A>1 in order to compare them with those of Plotkin
and Kennell, which are valid for A>>1. Even though Figure 2
also shows results for h of order 1, this comparison is to be carried
out only for large values of k. As it can be seen, both solutions
coincide, in this limiting case, for values of h as large as 5.

- Plotkin and Kennel (1981)
-._a-/’—’.’__ﬁ_- -
-0.1
/
S
C 0.2 /
/
—0‘3/
i 5 | O —— : ; E——
1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0 4.5 5.
h

Figure 2. Lift coefficient as a function of the chord-to-ground
clearance, with the vortex absent.

The combined effects of the wall and the vortex can be seen in
Figure 3. It shows the variation of the lift coefficient with h for
two values of T" (+1.0 and —1.0) and several different values of
the vertical vortex position relative to the airfoil y, — A, at constant
x, ==2.0. In the range of parameters shown C; is negative if I" is
negative, for all values of y, — h, which indicates the occurrence of
a large suction effect that pushes the airfoil towards the ground.
For I' positive, the vortex effect dominates far from the ground,
except when y, —h is large and/or h is small. This behavior is to
be expected since, in this situation, there is a competition between
the suction effect caused by the ground on the airfoil lower surface
and the suction effect caused by the vortex on the airfoil upper
surface.

Figure 4 shows the pressure coefficient on the airfoil upper
surface for different values of I", with A=1 and the vortex placed
at x, =-0.5 and y, =2.0. For negative values of I" the flow
induced by the vortex impinges on the upper surface of the airfoil,
and a pressure increase occurs. At the airfoil leading-edge the
pressure coefficient tends to +e= because the vortex distribution in
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Figure 3. Lift coefficient as a function of the chord-to-ground
clearance, with the vortex present.

the airfoil, which is related to C, via Eqs. (17) and (22), possesses
a (integrable) singularity at the leading-edge. An interesting
feature of the solution is the presence of a positive suction peak on
the airfoil upper surface, which increases the pressure slightly.
This effect is also due also to the flow induced by the vortex. The

opposite effect takes place when T is positive.

0.75 1.

p

Figure 4. Pressure coefficient on the upper surface of the airfoil

The pressure coefficient on the ground plane is presented in
Figure 5 for T'=3.0, h=10, y, =2.0 and different values of x,.
Both the airfoil and the vortex cause a large suction peak to occur
on the ground. In cases where the vortex is far from the airfoil
(x, =14.0), two suction peaks appear, one for each contribution.
When the vortex is near x =0, the two_contributions cannot be
distinguished, and just one large peak can be seen. The pressure
distribution in this case can be compared to the effect due only to

the airfoil (I'=0), also shown in the figure. The vortex
contribution displaces C, in the direction of its negative values.

[}
o
ooy b b O B

Figure 5. Pressure coefficient on the ground plane.
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In summary, the presence of the ground generates negative lift
on the airfoil, and the vortex increases or decreases this effect,
depending on its direction of rotation. The pressure distribution on
the airfoil upper surface presents a suction peak, whereas the
pressure distribution on the ground show one or two peaks,
depending on the vortex position in the streamwise direction.
These peaks are very important, since they are followed by regions
of favorable and adverse pressure gradients. These gradients
determine whether flow separation is likely to occur in the real
flow.
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SUMMARY
An exercise in demand forecasting, coupled with impact analysis, is made so that one can
ascertain the potential of this new methodology, which can be incorporated easily in any existing

conventional planning.

INTRODUCTION

This paper presents an application of a methodology to sup-
port planning under uncertainties. This methodology combi-
nes “Trend Impact Analysis”, “Fuzzy Set Theory” and
“Possibility Theory”. As a support methodology, it is readily
adaptable to any existing approach to energy planning, such as
demand and supply forecasting, price and cost evaluation, im-
port and export analysis, and so forth. Due to the fundamentals
of Fuzzy Set Theory, it is particulary suitable for the evaluation
of social, ecological and strategical aspects, usually very difficult
to model with more conventional methods, and very important
‘in any energy policy analysis.

The proposed application will be an exercise in demand fo-
recast based on simple regression analysis using historical data
furnished by Eletrobras.

METHODOLOGY AND APPLICATION

The methodology works as shown in Figure 1, which presents
a diagram of all the steps involved.

(A) (B)
CONVENTIONAL INTERVIEWS AND TREAT-
PLANNING MENT OF THE INFORMATION

[ 1
I

tﬁ ETHODOLOGY APPLICATION

(C)

(D)
RESULTS

Figure 1 - SENIOR Methodology.

An illustrative example of the steps mentioned in Figure |
will be the forecast of electrical energy demand for Brazil up to
the year 2005.

In this example, the actual results are nol sought, only the
mechanisms to apply the methodology are of relevance.

A brief description of each step follows:

Step (A) :- CONVENTIONAL PLANNING - This could be the
result of the forecast made by energy agencies in any kind of
form: econometrical models, end use energy demand, and so
forth. All that is needed in this step is a projection of energy
demand for the next 11 years. We chose a simple regression
analysis, based on historical data from Eletrobras.

The regression formula obtained, taking 1970 as base year,
was:

InY = 0,096t + 10,28 (1)

where “Y" is the demand in MWh, “t” is the time in years
(Senna, 1987).

Step (B) :- INTERVIEWS AND TREATMENT OF THE IN-
FORMATION - This corresponds to the gathering of individual
opinions, from experts on the subject, on events that could im-
pact demand of energy and could occur in the time span of the
study. In this example, the interviews were made with resear-
chers from “Intituto de Estudos Avangados do Centro Técnico
Aeroespacial”, who are not really experts on the subject. It still
serves as a demonstration of the kind and shape of the infor-
mation sought. One could use methods such as brainstorming,
brainwriting, personal interviews, DELPHI processes, and ot-
hers. We used a DELPHI process, without feedback, and obtai-
ned a list of possible events, their possibility of occurence, and
their impact profile, as shown in Tables 1 and 2. It is worthwhile
to mention that the number of events is not limited to 5, nor the
time span to 11 years.

— List of Events

— (A) Reduction of industrial consumption due to im-
provements in processes and cogeneration,

— (B) Implementation of commerce among the coun-
tries of South- America.

— (C) Growth in the number of energy-intensive indus-
tries,

— (D) Stabilization of the economy, raising living stan-

dards.

— (E) Unstable political environment that could dimi-
nish investments in energy generation plants.
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Table 1 — Possibility of occurence.

Year
(Event | 1995 [ 1996 | 1997 | 1998 [ 1999 | 2000 | 2001 | 2002 | 2003 | 2004 | 2005
A 0.15 0.30 0.50 | 0.70
B 0.30 0.70 0.85
C 0.15 0.30 0.50
D 0.15 0.30 0.50 0.70
E 0.70 | 0.85

Table 2 — Impact Profile.

Event [ tn | tm | tm |iss | iss
A 2141307 0
B 13 [+20] 6 | +10
C 214 |+420| 6 | +10
D 215 [ +15( 7 | +10
E 0|3 )-3] 5 |-15

where {, = time in years for the impact to be felt.
tm = time in years for maximum impact.
im = value of maximum impact.
tss = time for steady state.
igg = value of steady state impact.

Step (C) :- METHODOLOGY APPLICATION - Combines the
results from steps A and B. First the fuzzy matrices are generated
for each event, combining possibilities of ocurrence and impact
profile, and then all events are put together through fuzzy reaso-

ning (Senna & Silva, 1992). The impact and confidence interval

in the conventional forecast are then calculated. The results,
Step (D), are shown in the next section.

The mathematical details of the operations involved will be
omitted in the present work, but are available from the authors.
The highlights of the methodology are:

1. From the user, a future trend of a variable, X', is obtained,
such that one has X = A/(t), where “t” is the time, from
the present (t = tp), through the time span of the study.
(t = Last year for forecast).

2. From the interviews, one obtains a possibility of ocurrence
for each event with time, P = P(FE,,t), where E; is the
event and “t” is the time. One also obtains its related
impact profile, a( E;, u), where “u” is a different time scale,
as mentioned before. It is not related to the time span of
the projection, but rather to the time after the event has
actually occurred. There is also a corresponding density
function p = p(E;,t), used to determine the value of the
average impact.

3. The average value of the impact due to each event in a year

k, is given by:
=k
V(E, k)= Y p(Ei z).a(E;,y), (1)
T=ty

where y = k — r.
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4. The events being considered independent, as expected from

the data obtained in item 2 of the information sought in
step (B), the net impact of all the events is simply:

V(K) = 3 V(E, k), )
=1

where “n” is the number of events.

5. To obtain the limiting value of the impact, which define the
confidence interval for the projection, one has to combine
P(E;,t) and a(E;,u). For each event, a matrix P x a is
generated and through fuzzy reasoning [10], the minimum
and maximum for each column is taken, such that:

VI(E; k) = min[(P.a)1m,(P.a)2,m,
"'»(P-G'Jn.ml (3}

VS((Ei, k) = max[(P.a);‘,?, (P.a)2.m,

o+ oy (P.@)ngm). (4)

6. After this is done for all events, the net values of the limits
can be written as,

VI(k) = z VI(E: k) ()

VS(k) = 3 VS(Ei k). (6)

=1

7. The value of the variable under study, once the impact is
known for each year “k”, is:

X = X(k)(1 + V(k)) (7)

8. The highest and the lowest values to be expected are:

X = X(k)(1 + VS(k)) (8)

and

X, = X(k)(1 + VI(k)). (9)



RESULTS

The results obtained are shown in Table 3 and, in graphical
form, in Figure 2. Keeping in mind that the method used for the
“surprise free” forecast is not the actual way planning is done,
one can disregard the numbers, one can disregard the numbers
and visualize the use of the methodology alone. Better visualize
the results by looking directly at the graphs in Figure 2.

Table 3. Forecast.

Year | Lower | Impacted | Surprise | Higher
Value | Tendency Free Value
1995 | 277.81 298.72 321.2 321.20
1996 | 262.43 305.16 353.6 359.96
1997 | 233.58 | 299.94 389.2 403.21
1998 | 266.14 | 368.36 428.4 459.24
1999 | 312.33 446.18 471.6 530.08
2000 | 353.52 516.08 519.1 610.46
2001 | 382.62 | 571.07 571.1 682.25
2002 | 412.00 | 630.65 629.0 764.66
2003 | 438.98 | 692.55 692.4 856.69
2004 | 469.52 766.70 762.2 968.34
2005 | 499.26 843.21 839.1 1007.22
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Figure 2 - Energy Demand.

What the results show is that, within the frame proposed by
the events selected, one can expect the future behaviour of elec-
tric energy demand to lie between the lower and higher values,
through the proposed time span.

CONCLUSIONS

The methodology is very easy to make compatible with any
kind of forecasting. One just has to have a future trend of some
parameter of interest, well defined, time and resources available
to select and interview experts in the area of study.

61

Also, it is not limited to the form of the results presented in
this work. Depending on the needs of its user, the methodology
can be utlilized in a broader range of applications. For example:

— for impact analysis, the original trend is impacted by
values obtained from the fuzzy matrices generated in
(C)s

— for monitoring the planning, it is simply a matter of
yearly updating the possibility matrices generated in
(C).

— for scenario development, it is very suitable because
one can define the most probable outcome by selecting
events with higher possibilities, or the most favorable
outcome, by selecting the more positive impacts and
so forth;

— For decision making, by transforming the decision to
be taken into an event with possibility of occurrence
of 1.0(one), one can define its impact profile and thus
determine the best time to make that decision.

Many other applications of the methodology could be listed.
All depend on small changes in the mathematical operations
performed, that is, on the introduction of small modifications in
the algorithm built for the calculations.
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DESENVOLVIMENTO DE METODOLOGIA E 'SOFTWARE'
PARA DIAGNOSTICAR O SETOR RESIDENCIAL
(residéncias e condominios)
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SUMMARY
Originally a method to diagnose the energy consumption of the residential sector (residences and
buildings) was developed. Approved the methods efficiency, a computer program was developed to automatize the
data entrance and ease the calculation of certain energetic factors that are important index to the results analyses.
The software is available to all IBM-PC computer users (or any other compatible) and will calculate some global
and individual factors related to familiar income classes, as others, comparing the example cases with a data base
and producing a final report with sugestions explaining how to use the energetics in a rational manner,

INTRODUCAO

O setor de energia tem um destaque importante no
processo de desenvolvimento do nosso pais. O Brasil, devido a
sua grande extensdo geografica constitui-se um desafio a
produgdo e a distribuigdo de energia para os diversos setores da
economia.

O petroleo e a hidroeletricidade sdo as principais de energia
fontes primarias consumidas no pais. A hidroeletricidade
representou 42,4% da produgio da energia primaria, em 1992,

A desagregacio do consumo final da energia, em 1992,
por setor, € a seguinte: residencial (16,4%), industrial (38,6%),
comercial (4,8%), agropecuario (4,3%), publico (3,3%),
energetico(7,9%) e outros (5,3%), o que representou o consumo
total no pais de 1,76x108 tep. No periodo de 1985 a 1992 houve
um incremento de 17,19% do consumo da energia final no Brasil.

Para o caso especifico da energia elétrica, o consumo por
classe no pais € residencial (22,6%), industrial (50,5%),
comercial (11,3%), agropecuario (3,3%), publico (8,5%),
transportes(0,5%), e o energético (3,3%), e representou um
crescimento entre 1985 a 1992 de 32,74%.

Em particular, o Estado da Bahia consume cerca de 7,0%
(base 92) da energia final total do pais, ou seja, 12.192.103 tep.
A desagregagdo da energia final total consumida por setor é.
residencial (28,5%), industrial (43,8%), transportes (13,1),
comercial (2,5%), agropecuario (2,0%), pablico (2,4), energético
(7,6) e outros (0,1%), apresentou um crescimento entre 1985 a
1992 de 31,24%. O consumo total final residencial evoluiu de
2.251.000 tep em 1985 para 3.475.000 tep em 1992, crescendo a
uma taxa meédia anual de 5,0%. A totalizagdo da energia elétrica
para o setor residencial cresceu de 1.275,9 GWh em 1985 para
1.931 GWh, em 1992, e representou o crescimento, no periodo,
de 51,35%.

O PROCEL - Programa Nacional de Energia Elétrica - e
o CONPET - Programa nacional de uso dos derivados do
petroleo e gas natural, sio exemplos de ag¢des governamentais
que vém sendo desenvolvidas com o objetivo de reduzir o
consumo no setor industrial Porém, as a¢des para o setor
residencial assumem um papel secundario, ndo despertando
grande interesse. No entanto, o seu consumo é representativo, o
que justifica uma melthor atuagio no sentido de reduzi-lo.

A metodologia que trata este trabalho foi desenvolvida
com o objetivo de contribuir com os consumidores do setor
residencial, no intuito de reduzir o consumo de energia, em
especial entre os de maior renda. Para testar a metodologia foi
elaborado um software cuja a finalidade € ajudar o contribuinte
ou a empresa fornecedora de energia a, rapidamente, efetuar um
diagnostico energético da residéncia ou do prédio de
apartamentos.
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O software é de facil interagdo com o usuario, através de
telas auto-explicativas, e no final resulta na emissdio de um
relatorio com os principais indices, graficos, tabelas e as
recomendagdes para o uso racional da energia.

METODOLOGIA

A metodologia para a conservagdo da energia no setor
residencial leva em consideragio os dados pessoais, area do
imovel, renda familiar etc., como também os insumos energéticos
(energia elétrica, GLP, gas natural e lenha), e da agua
consumida. Os dados sobre o consumo de energia elétrica sdo
fornecidos pela concessionaria na conta mensal, de maneira
similar ao consumo da agua. O consumo de GLP, ou de gas
natural, ou lenha, é indicado pelo proprio morador. O usuario
deve preencher os dados acima e além disso, informar os
equipamentos domésticos consumidores de energia, dando a
demanda e o tempo de utilizagdo dos mesmos.

Apés o preenchimento do questionario, que pode ser
realizado pelo usuario ou acompanhado por um estudante de
engenharia, introduz-se os dados computador.

O software tem telas auto-explicativas dispondo o usuario
na primeira tela da seguinte op¢do: Residencial ou de
Condominios. Portanto, ele pode realizar o diagnéstico
energético da unidade domiciliar ou do prédio de apartamentos.
As telas seguintes baseiam se no questionario. O passo posterior
€ o processamento, onde € realizado um balango energético,
confrontando os dados de consumo da energia elétrica e tempo
de utilizagio dos equipamentos informado pelo usuario, com
relagio aos dados fornecidos pela concessionaria de energia,
tolerando um desvio de até + 5%. Se o software recusar os
dados deve ser revista a demanda dos equipamentos e/ou o0s
tempos de utilizagdo. Em seguida a essa fase, ¢ apresentado o
consumo desagregado por uso:

. Iluminagdo

. Cocgido

. Ar condicionado
Refrigeragdo

. Eletrodomeésticos

. Lazer

. Aquecimento de agua

. Bomba

A proxima tela coloca a disposi¢ao do usuario o consumo

de energia por fontes:
. Elétrica
. GLP
. Gas natural
. Lenha

A seguir serdo apresentadas ao usuario as telas com

indices calculados versus renda familiar. Os indices avaliados



servem para compatibilizar os resultados além de servirem com
de base para a comparagio, ou seja:

1) MJ/m2 ano, isto ¢, o consumo de energia total na
unidade residencial por metro quadrado de area, por ano;

2) kWhg /hab.més, representa o consumo de energia
elétrica na unidade residencial por habitante por més;

3) kWhg p/hab.més, representa o consumo de energia
por cocgdo por habitante por més.

Além desses, s3o apresentados outros fatores energéticos
que servem para tragar o perfil de consumo de energia da
unidade. Todos estes pardmetros s3o correlacionados com a
renda familiar, resultando numa comparagdo direta entre os
dados de consumo e renda familiar em salarios minimos.

O usuario dispde ao final de um menu de opgdes para
imprimir tabelas ou graficos individuais, ou o relatorio padrio
onde sdo fornecidos os principais pardmetros e recomendagdes
para a familia fazer uso racional da energia.

ANALISE DE RESULTADOS

Foram diagnosticados cerca de 100 residéncias com
diferentes rendas familiares e consumos de energia.

Para melhor apresentar os resultados é analisado um caso
«exemplo, onde foi realizado um diagnostico energético em uma
résidéncia com area interna de 100m? renda familiar de 15
salarios minimos equivalente (US$ 975,00), 12m? de area
refrigerada e o consumo anual de energia elétrica de 3208kWh e
156kg de GLP.

Os eletrodomésticos existentes s3o: geladeira, "freezer”,
maquina de lavar roupas, liquidificador, ar condicionado,
televisdo, video cassete, chuveiro elétrico, ferro de passar
roupas, lampadas etc, com variadas demandas e tempo
utilizagao.

Nos graficos | e 2, apresenta-se o consumo de energia
por fontes, enfocando o caso em estudo e a média do banco de
dados. Neste exemplo, a energia elétrica representa 60% do
consumo da residéncia e 40% do GLP Comparado com os
dados do banco, a energia elétrica representa 61% e o GLP 39%

Grafico | - Desagrepagiio da Energa C da na Residéneia (Caso
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Nos graficos 3 e 4, mostra-se a desagregagio do
consumo de energia elétrica por uso, isto €, iluminagdo, cocgdo
(forno elétrico, microondas etc); refrigeragdo (geladeira e/ou
"freezer"), ar condicionado, eletrodomésticos (liquidificador,
batedeira, ferro de passar roupa etc), lazer (televisdo, video etc),
aquecimento de agua (chuveiro elétrico) e bombeamento de agua
para as familias que residem em casas. Observa-se que a
iluminagdo consome 12% da energia elétrica, para o caso
exemplo, cocgdo 0%, refrigeragdo 47%, ar condicionado 19%,
eletrodoméstico 1%, lazer 10%, aquecimento de agua 11% e 0%
para bombeamento de agua. Enquanto na média do banco de
dados apresenta-se 16%, 11%, 33%, 13%, 12%, 8%,16% e 1%
respectivamente.

Grafico 3 - Desagregagio da Energia Elétrica Consumida na
Residéncia (Caso Exemplo)
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Residéncia (Média do Banco de Dados)
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Observa-s¢ que o consumo com refrigeracdo, ar
condicionado e iluminagio s3o os mais representativos,
destacando o primeiro com 47%. Com relagdo a média do banco
de dados, a refrigeragdo ¢é significativa, porém, com menor
indice, isto provocado, provavelmente, por nem todas as
residéncias possuirem "freezer”.

A tabela 1 apresenta os fatores energéticos para a
residéncia em estudo. O Fator Fe| representa o consumo de
energia global da residéncia, isto €, 191,92 MIJ/m? ano, reunindo
energia elétrica e GLP. O fator Fe, representa o consumo
somente de energia elétrica, o qual é de 53,23 kWhgy /hab.més.
O Fator Fe; mostra o consumo de GLP, que no caso € de 35,62
kWhg p/habmés ou 2,6 kgg p/habmés. Os trés fatores
individuais podem ser comparados para a média do banco de
dados ou para a média do Estado da Bahia ou do Pais.
Entretanto, nestes dois Gltimos casos, a média do Estado e do
Pais, sdo apenas indicativos pois ndo levam em conta a renda
familiar.



Tabela 1 - Fatores Energéticos

Valor Calculado | Banco de dados

FQ‘]

MJ/m? ano 191,92 164,40

F32

kWgy /hab més 53,23 72,30

Feg

kWhg p/hab.més 35,62 48,70
| kg pfhab.més 2,60 3,60

Area Const. m*hab 20,00 31,30

Numero de Pessoas 5,00 4,70

Consumo Anual

Medido kWhg; 3208,00 4065,40

Consumo Anual

Calculado kWhg; 3193.92 4039,40

Energia Total

Consumida MJ 1924272 24056,50

Renda SM 15,00 22.90

N” de Registros - 102

Sendo assim, a tabela 2 apresenta a estratificagdo por
renda e, efetivamente, podem ser comparados os fatores
energéticos para as diversas classes.

Para o caso em estudo a renda familiar é de 15 SM, o que
a inclui na classe de 10-20 SM. Para essa categoria, a média do
fator Fe; encontrado vale Fe; = 149,7 MJ/m?ano. E também
verificado que existe uma diminuigdo do fator para as rendas
menores, € um aumento do mesmo fator para as classes de
rendas maiores devido que, entre a menor classe e a maior, o
fator Fe; praticamente dobrou, passando de 90 para 177,2
MJ/m? ano.

Tabela 2 - Fatores Energéticos x Renda Familiar

Salario 0a Sa 10a 20 a mais

Minimo (SM) 5 10 20 30 de 30

Fey

MJ/m2 ano 90,0 | 1497 1526 1703 1772

Fcy

kWhpy /hab més 388 503] 609| 90| 949

Feq

kW p/hab.més 445| 461 | 431| s26| 550
| ke p/hab.més 3.3 3.4 3,1 3.8 4,0

Arca construida

mZ/hab 40,0 27.8 29.4 30,3 35,2

N° de pessoas 2.0 38 4.4 5.1 5.0

Consumo anual

medido kW 9260 | 22976 | 33097 | 41783 | 57340

Consumo anual

calculado kW 9300 | 227901 3234 5| 42158 | 57308

Energia total

consuinida Mi 7180.6 | 15800.7 | 201437 | 261176 | 313748

Renda SM 4.0 1.5 13,6 215 42,8

Registros % 1.0 89 41.2 20.6 284

Total de Egistros 1.0 9 420 21,0 290

Para o fator Fe, que indica o consumo de energia elétrica
por habitante por més, também ¢é verificada a correspondéncia
com a renda familiar. Da faixa de menor poder aquisitivo a de
maior, este fator evoluiu de 38,8 kWhy; /hab.més (0 a 5 SM),
para 50,3 kWhg; /habmés (5 a 10 SM), 60,2 kWhg /hab.més
(10 a 20 SM), 69,0 kWhg; /hab.més (20 a 30 SM). Assim, a
variagio de Fe, da primeira faixa para a tltima foi de 2,45 vezes.

Ainda na tabela 2 sdo apresentados outros parimetros
que colaboram na analise do consumo de energia residencial. Os
principais sdo: area construida por habitante (m2/hab), do
numero total de habitantes. Além destes, ha também o consumo
total de energia elétrica, medido pela concessionaria informado
na conta mensal, e ainda ¢ apresentado o consumo de energia
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elétrica é pouco representativa na amostragem, atingindo no
maximo 2,63% do consumo total. Por outro lado, a refrigeragdo
tem um peso significativo na primeira classe, isto é devido ao
fato das familias possuirem, provavelmente, uma geladeira,
algumas poucas limpadas e talvez uma televisdo. Entretanto, nas
classes seguintes ha um decréscimo relativo, que acontece em
fungido da aquisigdo de outros eletrodomésticos, deslocando o
consumo. Qutro indice importante € 0 que mostra o consumo de
energia elétrica para aquecimento de agua. Este item de consumo
¢ significativo para a classe de (5 a 10 SM), aproximadamente de
21,47%, enquanto nas demais classes fica em torno de 16%. Isso
se deve, provavelmente, aoc pequeno numero de diagnosticos
realizados nessa classe, frente ao numero de demais registros.

Tabela 3 - Uso da Energia Elétrica x Renda Familiar

Salario Minimo 0a S5a 10a 20a mais
(SM) 5 10 20 30 | de3o
[luminagdo % 10,91 15,23 15,47 14,06 17,71
kWh/més 8 260 1751 1037 2452
Cocgdo % 00 | 263 | 036 043 | 2.6
kWh/més 0 45 40 32 355
Refrigeragdo % 62.96 | 37.45 | 39.18 | 36,62 | 25.14
kWh/més 49 640 4435 2702 3482
Ar Condicionado % 0,0 0.0 7.91 11,89 19,30
kWh/més 0 0 896 877 2672
Eletrodomésticos % | 7,10 | 14,61 | 11,33 | 1221 | 11,47
kWh/més 6 250 1282 901 1587
Lazer % 1904 | 860 | 871 | 928 | 717
kWh/més 15 147 086 685 993
Aquccimento % 00 | 2147 | 16,88 | 15,08 | 15,59
kWh/més 0 367 1911 1113 2159
Bombeamento % 0,0 0.0 0,16 0,43 1,07
kWh/més 0 ] 19 31 148
N° de registros % 1.0 8.8 41,2 20,6 224
Total de registros 1 9 42 21 29
CONCLUSAO

Da analise do banco de dados, observa-se uma forte
correlagdio entre o consumo com a renda familiar, Nesse
trabalho, porem, sdo apresentados indices, fatores, graficos,
corroboradas pela metodologia desenvolvida, onde € demostrada
de forma insofismavel esta interdependéncia. Atualmente sio
disponiveis, na literatura especializada, valores globais dos
indices, realizados dos balancos de energia nacional e estaduais.
Para ilustrar, citamos dois exemplos: para o Brasil o Fe; = 19,67
kWhg, /hab.més e para a Bahia Fe;, = 19,70 kWhg /hab.més,
Muito abaixo do verificado para a mesma classe de renda

Estes sdo os pardmetros utilizados pelo setor, que na
realidade nada informam, pois falta uma correlagdo com o poder
aquisitivo dos consumidores. Assim sendo, este trabalho vem
oferecer novos valores, novas correlagdes. Sabe-se que estes
indices ainda sdo preliminares, pois o banco de dados disponivel
€ pequeno, entretanto, espera-se ampliar e gerar novos fatores.
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SUMMARY

There has been carried out a work consisting in the application of the System Theory and the Exergy
Analysis Method, including Thermoeconomic techniques, to the industrial processes in the Basque Country
(Spain). In this analysis, the irreversibilities in each basic operation have been quantified and the energetic
and exergetic efficiencies have been evaluated. The exergetic costs have been also calculated for every
energy and material flow, as well as their corresponding economic costs. Besides, there is intended fo value
the effects on the consumption of energy and materials when new technologies are introduced.

The basic aims of this study are, on the one hand, to develop a system of strategic planning in the field
of energetic technologies and, on the other hand, to define a strategy plan for equipments, processes,
technologies and areas ( industrial, services and residential seclors), consuming energy and/or materials,

referved to the Basque Country as a framework.

The above-mentioned study has been applied, as an example, to the green glass manufacturing area.

INTRODUCTION

Efficiency on the usc of energy is being constantly analysed The
depth of these studies is certainly variable but always aiming to
evaluate the specific consumptions in the different and uses.

A few years ago, these analysis restricted their field to relate the
useful energy at the output of an equipment with the energy supplied to
it, in order to show the possible improvements to that
quotient. Together with these studies, an idea is emerging and its
development is becoming more and more necessary: the quality of the
energy and the differentation of the energetic fiows, not only because
of its energetic content but also because of its exergetic content.

This other type of analysis, carried out from the view of the
Second Principle of Thermodynamics, intends to evaluate with a
greater scientific rigour the efficiency in the use of energy. .

OBJECTIVES

Every year, since 1982, the Enery Department of the Basque
Government picks up information about the consumptions of energy
and raw materials in the more representative industrial areas, what
affects in whole to 320 enterprises, 21 subsectors, 560 processes, 3,800
raw materials and 4,400 basic operations, involving 960 furnaces and
400 boilers. This information, stored in suitable data bases, is the
starting point of the project whose main lines are next presented,

This project has a double objective:

a- To develop a system of strategic planning in the field of
energetic technologies.

b- To define a strategy plan for equipments, processes,
technologies and sectors consuming energy andlor raw
materials, analysing the efects of introducing new systemns and
disposing, in short term, of an specific metodology to follow
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the actual levels evolution.

There has been necessary, in order to reach this double aim, to
develop a software package with a modular structure wich allows to
manage different tasks such as:

- Simple updating of auxiliary files concerning raw materials,

energies, equipments, and so on.

- Homogeneous and integrated evaluation of selected processes,

in such a way that different pointers can easily be obtained

(ie., mean efficiency of a basic operation, mean efficiency of a

process, eic.).

- Quick estimation of the effect of innovation of equipments and
processes on the consumptions of raw materials and energy as
well as on the different efficiencies.

- Inclusion of a system of graphic support consisting on tables
and drawings which aid to systematize the results.

METHODOLOGY

There has been calculated, for each one of the 320 plants being
analysed, the values of the energetic and exergetic efficiencies and the
exergy destruction in every basic operation, as well as the energetic,
exergetic and economic costs of the different flows. So, we have
followed these steps:

Definition of the Logical Structure of the Plant. The structure of
an industrial plant is shown as a series of blocks, each one representing
a basic operation involving exchange flows of materials and energies
and whose aim is the transformation of some functional products
(Fuels) into others with a higher added-value (Products).
through the incidence matrix, 4(n,m). The elements of such matrix, 3,



come to +1 if flowj enters the basic operation i, to -1 if it leaves and to
0 if no physical relation exists between them.

Calculation of the Encrgy and Exergy of Each Flow. Starting
from the data supplied by the inquests fulfilled every year for each
plant, it is possible to get the values of the physical and chemical
enthalpies, as well as the physical and chemical exergies of the
different flows. The calculations are carried out according to the
method of Szargut (1986)

Mass, energy and exergy balances. These balances consist on
the establishment and the solving of the next system of matrix
equations:

AxM=0
AxE=0
AXB=D

M
@
&)

Where M, E and B are the column-vectors (dimension mx1)
whose elements comespond to the mass, respectively, to the mass,
energy and exergy of the different flows, and D is the column vector
(dimension nx1) representing the exergy destructions.

The matrix equations (1) and (2) are the basis of the method of
traditional analysis. However, equation (3) allows the calculation of the
diagnostic vector D, that is, the exergy destruction in each basic
operation as a result of the irreversibilities.

Definition of Fuel-Product-Loss. Any industrial plant can be
considered as a series of subsystems mutually related through mass,
energy and exergy flows, aiming to reach a determined productive
belonging to a given process, we define the fuel (F), products (P) and
losses (L) through the equation

F-P=L+D=]

@

where D is already known and  represents the total imeversibilities.

Starting with the definition of F, P and L, the matrices A,, 4,
and A4 (dimension n x m) are built, what allows the determination of
the fuel and product exergies for each basic operation,

Calculation of Efficiencies. Next step is to proceed to estimate
the values of the energetic efficiencies (conventional values) and the
exergetic efficiencies for each basic operation So, we have referred to
the operation i

n=p=1-g ®)

If F. means the total fuel used in the plant, and P, refers the
whole product, the efficiency of the plant will be

n =&=]_Z‘i
T=F, Fr

Exergetic Costs of the Flows. The energy of any flow does not
depend on the process followed to obtain that flow, but the exergy
varies acoording with the process particularly followed. The exergy
azmm_tmomsarymgamamadammndﬂmvisjmitsmgm
cost, B,

For each basic operation in an industrial plant, the following
balance of exergetic costs is satisfied:

©

B; =18B; @
i J

where ¢ and s represent, respectively, the number of input and output
flows. So, for the whole process ( n basic operations ) the next matrix
equation comes true

AxB* =0 ®)

Taking into account that the number of unknown quantities (1)
is greater than that of the basic operations (#), m-n additional
equations are required Valero (1986) shows that these equations are
obtained through the establishment of a series of proposals. Once the
matrix B* is known, the exergetic costs of the fuels (F*) and products
(P*) are inmediatty found, since

F‘ZAFXB.
P‘=APXB‘

®
(10)

of the objectives of this study is to evaluate the savings in materials and
the equipments involved in any basic operation or when incorporating

Thermoeoonomics states that there is no equivalence between
different basic operations irreversibilities. This means that, for a given
operation, the greater the exergetic cost of the fuel is, the greater the
repercussions on the fuel consumption are.

Thermoeconomics shows that when a basic operation 7 is
modified so that its efficiency improves, the corresponding fuel saving
(A,) can be evaluated through the expression

i an,,
AJ:KF‘-P,-‘H—Z (11)

7]

where K, is the exergetic cost of the fuel for that basic operation, P, is
the corresponding product, and An,; represents the variation of the
exergetic efficiency. The above expression is only valid when An,
neither implies any modification in the rest of basic operations of the
current process nor in the exergetic relations conceming possible
st
For each industrial process there has been defined:

a- The minimun exergy, that is, the exergy of the product.

b- The ideal similar process. These ideal processes are
established for the different physical-chemical transfor-
mations. In such proocesses all the lost energies are recoverable
and there is no exergy destruction in the equipments.

¢~ The theoretical technical process. The minimm exergy loss
and destruction are viewed both in the process and the
equipments.

d- The reference process. It corresponds to the equivalent
industrial process performed with the highest efficiency
among all those from which there is information in the

Eoconomic Costs of the Flows. We have associated to each flow
of an industrial process its economic cost, which represents the
number of monetary units per second that are required to produce that
flow. This value will be the result of two contributions, one of them
coming from the monetary cost of the input exergy in the plant (fiel,
electricity and materials) and the other one including the paying-off
costs and the maintenance costs.

The economic balance for a whole process can be stated as the

AxID+Z=0 (12)
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where A is the incidence matrix (already referred), IT is the matrix
containing the cconomic costs of each flow, and Z represents the
economic matrix concerning the paying-off and maintenance costs.

APPLICATION TO THE GI.ASS INDUSTRY

Next we present the results we got through the application of the
above methodology to the glass industry, specifically to the green glass

area.

Raw Materials and Productions. According with the available
information corresponding to 1992, the amounts of raw materials
consumed and green glass produced for that year are shown in the
following tablc

Ca0+ 8i0y — CaSiO;
2NaOH + 5i0; — NaSi0s + H, 0
BaS0, +8Si0; — BaSiO4 + S0, + 120,
Na8504 + Si03 = NaySiOs + 503 + %0,
CaCOs +MgCOy + 25105 — CaSiOy + MgSiO4 +2C0;

(13)

Thermiodynamic Data. The values of the formation enthalpy are
obtained from Perry (1992). With regard to the standard chemical
exergy either we have referred to the values furnished by Szargut
(1986) or we have directly proceeded to calculations when missing,

Energy and E; Balances. Table 2 shows the mass,
energy and exergy of the different flows belonging to the reference

process,

Tl Table 2
Raw Matcrial t kg/prod.t Flow Mass(t) | Energy (GJ) | Exergy (GJ)
Green sand 34,906 4832 . -
Feligartaid 2046 i Raw materials (W) 78651 16,102 45514
NaOH 21915 303.4 Battle gl. frag (w) 9,685 4,146 2,934
Sulphates 794 11.0 7
Dolomite 2211 i Recycled glass (w) 7,200 _ 3,082 _ 2,178
Green glass fragments 9,685 134.1 Eledricity negligible negligble
Glass fragments 6,779 938 T 7 o
Ricuviadt giksa 7200 997 Electricity negligible negligible
= P R Fuel (melting) 625 33225 31,076
. 2 il Air (melt.) 13,094 0 0
Production 72239 Gases (melt.) 22,166 11,919 4792
) ) ) ) . ) Glass frag, (melt) 7,650 3,365 2,391
Flow Diagram. Eight basic operations have been considered in Fuel (oond) s 5 pem
the production process as well asa whole of forty flows. Therefore, an o o - >
incidence matrix of dimension 8 x 40. Figure 1 represents the flow {eod)
" P T ik s Tlow cotitionts i the Gases (cond.) : 395 o 212 = 85
of each basic operation arc the one corresponding to the input to next  [Class fag (cond) tioglighie gl negligble
operation. Eight residuary heat flows have also been included (one for  |Electricity 54929 54929
each basic operation). Glass frag, (form) negligible negligible negligible
Fuel (anneal) 28 1,452 1,358
Wey (Gl Glas We Fuel | Ak Fuel | Ax Air (ann.) 586 0 0
o ‘I/ \L-NJ/ \b \I/ \L J/ \lf Gases (an..) 614 330 133
Weighing Mixing {——jp{ Melting Condition. Glass frag, (amm) negligible negligible negligible
{Ruenace) (oder) Glass frag, (q.c.) 7,200 3,082 2,183
Gud) W ome GueV Vo Fuel (retrac.) 3 197 184
We Fel| A Fuel | Ai Plast Air (retrac.) 63 0 0
\Il \i :J/ ¢ A‘:L J’ -~ Plagtic (retrac.) negligible negligible negligible
Forming {——fp{ Annealing Quality L__g) Retracting |-> Gases (retrac.) 66 36 14
{Fumace) Control (Pumace)
GREEN GLASS 72,239 30,918 21,897
Gm\lf Gm\}; \l/ .3,_;], l GG::: Output-1 (weig,) 95,536 23330 50,626
Output-2 (mix.) 95,536 24233 50,626
Figure 1 Output-3 (melt ) 79,439 34929 24,831
Output-4 (cond.) 79,439 34929 24,831
Melting Model. A scries of chemical reactions oocur duting  [Output-5 (form.) 79,439 34,040 24,095
melting in which different kind of silicates are formed When  |Output-6 (ann) 79,439 34,000 24,080
producing, these silicates, the solution of silicoous acid in exvess begins Output-7 (g.c.) 72,239 30918 21.897
as well as the mutual solution of the different silicates until the whole [, T s som
' ”lglsmc_hﬁd . . . , , , Heat Loss4 721 585
The main chemical reactions which typify the melting operation
in our reference process are the following; Heat Loss-5 55,818 34,282
Heat Loss-6 1,162 866
Al, O3+ 8i03 = AL SiO5 Heat Loss 8 161 negligible .

Fey Oy + 25105 = 2FeSi0Os + 40,
K0+ SIOz - Kle03
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Table 3 indicates the exergy destructions in each basic operation.



!

Basic Operation Exergy Destruction (GI)
Weighing 0
Mixing 0
Melting 43,696
Conditioning 203
Forming 19,742
Annealing 374
Quality Control 0
Retracting 170

Energetic and Exergetic Efficiencies. Once the functional
analysis has been performed and the Fuels and Products have been
defined for each basic operation, the efficiencies can be calculated
Table 4 shows these values,

Table 4
Basic Operation Mo um
Weighing 1 1
Mixing 1 1
Melting 0.723 0341
Conditionng 0993 0.991
Forming 0382 0305
Armealing 0.987 0.983
Quality Control 1 1
Retracting 0.995 0.993

As a oonsequence of the starting hypothesis, the operations of
Weighing, Mixing and Quality Control turm to reach umitary

The lesser efficiency operations are Forming and Melting.
Concerning the operation of Forming, that is due to the fact that in
such an action the consumption of electricity coincides with the
destruction of exergy, since all the electric power becomes lost heat,
whose exergy is a part of the total losses, L. On the other hand, the low
melting operation  exergetic efficiency is a consecuence of the
. : ibilities inl 0 bioth tiss Goebustion: s o
formation reactions and, besides, to the heat transfier processes.

Exergetic Costs. By using the eight equations, resutted from the
application of exergetic cost balance to each operation, and the
additional thirty two relations, obtained through an exergetic cost
assignment method based on Thermoeconomics, we can calculate the
exergetic cost of each flow, as well as their unitary costs (see Table 5)

Output (form) 128,905 58832 8856
Oufput (an) 129265 59034 8874
Oupit (gc) 129265 59034 3874
Outpat (retr) 129435 5911 838.1

Table 5 makes clear that as we go ahead through the prooess,
unitary exergetic cost becomes greater, since exergetic contribution to
produce a determined flow is all the greater because the flow is more
ahead in the process flow diagram.

So, as an example, the exergetic cost of the scrap glass in
melting is about 4.54, whereas the exergetic cost of the scrap glass in
the quality control turns to be 7.05. The unitary exergetic cost of the
green glass (final product) is about 7.06, this is, to produce 1 kJ of
exergy there has been necessary to use 7.06 kJ along the process.

Saving Measures and Technological Innovation. There has been
also evaluated the effect on the Fuel consumption (energy and raw
materials) derived from both the application of saving measures and
technological innovations. Table 6 picks up the results obtained when
improvements in basic operations lead to increases of the global

exergetic efficiency of 3%, 5% and 9%.
Table 6
Basic K KP | An=3% | An=5% | An,=9%
Operation (G))
Weighing 1| 925303 - ; 4
Mixing 1| 926456 % 3 :
Melting 3 411052 10171.6 160753 28450.1
Conditioning 1.03 109753.0 28518 - -
Forming 331 50140.4 15148.0 2384838 41813.1
Amnealing 106| 1598912 56617 . -
Qual. Control 1 170004.8 . .
Retracting 101 153279

As it can be easily observed, for a given increase of the process
energetic efficiency, the best result is reached when the improvement
oocurs in the operations of Melting, Annealing and Conditioning (in
this order).

Flows Economic Costs. Economic cost of each flow has been
estimated, just taking into account the monetary costs of the fuels, raw
materials and electricity. This calculation has been performed in such
a way since we have not been able to get any information on the
money costs, maintenance costs and so on. Last column on Table 5

Table 5 .
presents the values into 1992 pesetas.
Flow Exergetic Cost | Unit. Exergetic | Economic Cost
(GT) Cost (X10° ptas 1992)
OONCLUSION
Raw materials 41,312 1 5389 5
Doiotoe 8 2 e e There has been developed a useful implement for technological
M(W) ~0 ~1 =9 evaluation, making feasible different technological improvement in
Elect. (mix) ~0 ~1 ~0]  equipment, basic operations and processes possihilities assessment. We
Fuel (melting) 22,301 1 106.8 are in front of a system, open and integrated, which allows us to plan
Fuel (cond) 203 1 11 and establish global strategics in the field of the technological
Elect. (form.) 49,436 1 1314|  development. ‘
Fuel (am) 360 1 18 Such a system is based on the use of the System Theory and the
Fudl (i) s : = mpmahondbuhﬂw&ummﬂlyml\«wndmﬂﬂt
: Thermoeconomics, determinatio; exergetic
Plastic ~0 ~0 ~0 S ‘what‘leachtothe ; ‘nuf :
- efficiencies in basic operations as well as the estimation of exergetic
o L i e 6463|  and economic costs of the different flowstaking part in each
Output (mix.) 56,965 1.2954 6463 production process.
Output (melt.) 79,266 3.5105 753.1 As an example, we have offerred the results obtained when
Output (cond.) 79,469 3.5195 7542 applying the above-explained methodology to the green glass
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industrial area. This application more outstanding points are:

- Greatest exergy destructions occur in melting operation
(93,696 GJ) and Forming operation (21,062 GJ).

- Main flow unitary exergetic costs gradually increase in
following basic operations (from a value of 1.83 in the first
operation up to a value of 7.06 in last operation).

- Green glass economic cost (without considering money and
maintenance costs) goes up to 14.5 pts’kg (about 0.11 US.
$kg).

We can finally conclude that there has been developed a system
being able to give priority to the basic directives concening energetic
innovation, raw materials and environment.
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RESUMO
O objetivo deste trabalho é analisar o consumo energético de uma planta tipica da indistria do

petréleo, caracterizando principalmente o compromisso existente entre recuperagdo energética e o cusio
de equi tos e utilidades envolvidos no processo. A partir dos resultados obtidos pelo uso da

meltodologia “pinch point” para o processo, sdo geradas configuragdes alternativas para a situagdo atual
de vperagdo da planta, com o menor consumo energético de fontes externas. Sdo calculados os custos
anualizados dos trocadores de calor e do forno, assim como do combustivel queimado neste dltimo,
permitindo avaliar a otimiza¢do da planta em fungdo da minima diferenga de temperaturas respeitada na

rede de trocadores de calor.
INTRODUCAQ

O crescente custo da energia tem levado, nas ultimas duas
décadas, 4 procura por métodos visando a economia energética
nos processos industriais. A tarefa de se obter uma configuragdo
adequada de equipamentos térmicos, capaz de conduzir ao
minimo consumo de energia, tem sido considerada, ja ha um certo
tempo. De inicio, o objetivo da mdxima recuperagdo energética
(M.RE.) foi tentado através de duas linhas de pesquisa: uma
caracterizada pela utilizagio de conceitos termodinimicos e
algumas regras heuristicas, e outra onde havia o predominio da
busca daquele objetivo, através de métodos matematicos (como
por exemplo, Programagdo Linear e Nio Linear, Programagio
Inteira, Programagdo Inteira Mista etc.). Porém, com a crescente
complexidade dos processos industriais abordados na procura por
uma configuragio ofima para o processo, percebeu-se que a
enumeragdo de pares de correntes (que poderiam ser provaveis
trocadores de calor), tornava-se impraticavel (alguns processos
industriais chegam a ter dezenas de correntes de processo), com
os procedimentos computacionais disponiveis até entdo. Nesse
contexto, de acordo com Gundersen and Naess (1988), os
trabalhos de Hohmann (1971) tendo por base as caracteristicas
termodindmicas dos processos, tornaram-se de fundamental
importdncia para o posterior desenvolvimento dos métodos
visando a MRE., em especial o Método do Pinch Point
estabelecido por Flower and Linnhoff (1977) e Linnhoff.(1978).
Algumas técnicas de integragdo de processos comegaram a surgir
na década de 70 (Nishida et al., 1981), mas aquelas fazendo uso
do conceito de curvas compostas, base para a recuperagdo de
energia “pinch”, tiveram posterior desenvolvimento nos trabalhos
de Flower and Linnhoff (1977), Linnhoff(1978) e Linnhoff er
al.(1982). O conceito da recuperagdo de energia “pinch”, €
considerado de fundamental importéncia para o projeto de redes
de trocadores de calor tendo sido descoberto, de forma
independente, por Umeda et al.(1978) e Linnhoff et al.(1979)
muito embora ja houvesse sido mencionado mas ndo interpretado
por Huang and Elshout (1976).

A metodologia "pinch" (ou do ponto de estrangulamento)
estd baseada na construgiio de duas curvas temperatura versus
entalpia, uma das quais engloba a contribui¢io das correntes do
processo, que necessitam de aquecimento (curva composta fria),
e outra levando em conta as contribuigdes entalpicas das
correntes que necessitam de resfriamento (curva composta
quente). A partir da construgdo dessas curvas, em um mesmo par
de eixos, desloca-se uma das curvas em dire¢io & outra, de tal
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forma a se obter as minimas necessidades de aquecimento e
resfriamento envolvendo fontes externas (as utilidades de
processo). Assim fazendo, pode-se observar, no eixo da
temperatura, uma distincia vertical para essa situagdo de minimo
consumo de utilidades. Essa distancia ¢ denominada o AT minimo

do processo. Todas essas caracteristicas podem  ser
acompanhadas observando-se a figura 1.
A Temperatura (T)
Curva Curva
Composta - Composta
Quente . Fria
AT in
Q c Q R Q H
?

Entalpia (H)

Figura 1. Esquema das Curvas Compostas.

O presente trabalho apresenta um estudo de caso (parte
do setor de craqueamento catalitico de uma refinaria de
petroleo), langando mio dos conceitos da metodologia "pinch”, e
fazendo uma andlise econdmica das possiveis redes de
equipamentos térmicos que conduzema MR E..

DEFINICAO DO PROBLEMA

O objeto deste trabalho ¢ a etapa pré-reator catalitico da
Refinaria de Paulinia (REPLAN), da Petrobras. Nessa etapa
tomam parte seis correntes de processo, sendo que a Unica
corrente fria é a carga de gasoleo que deve ser introduzida no
reator catalitico, na temperatura de 273°C. Para que a
temperatura requerida seja obtida, o processo faz uso de cinco
correntes quentes provenientes de outras partes do
craqueamento: Natfia, Oleo Leve para Reciclo (LCO), Oleo
Decantado de Produgdo (ODEC PROD), Oleo Decantado para
Reciclo (ODEC REC) e Oleo Pesado para Reciclo (HCO) (na
tabela 1., encontram-se os dados térmicos relativos as correntes).




As cinco correntes quentes transferem energia a carga, sendo
porém insuficientes para que a temperatura desejada seja atingida
pelo gasoleo, faz-se uso de um forno que fornece a carga a
energia restante para que a mesma alcance 273 °C. Nas
condigdes atuais de operagdo, com um valor observado de AT
minimo de 12 °C, consome-se 10.61 MW com a intervengdo do
forno. A redugio desse consumo é de fundamental importéncia.
Faremos uso dos conceitos oriundos da recuperagio energética
"pinch" na procura do mir. 10 consumo de utilidades para o

processo.
Corrente Temp. Temp. final | Densidade Vazio
(1) inicial (°C) @00 ¢/ 4°C)|  (m3/dia)
(8]

Gasoleo 77 273 0,93 T800,
Nafia 130 50 0,75 13680,
LCO 240 40 0,97 520,
ODEC PROD 320 80 1,1 950,
HCO 245 170 1,0 5200,
ODEC REC 348 210 1,1 1800,

Tabela 1. Dados Térmicos do Processo

Na figura 2., esta representado o esquema do circuito do
gasdleo, no setor de craqueamento catalitico da REPLAN.

4,75 MW
17,18 MW 5 natta (2).

130¢

S0C Q’noc 4

0,9 MW 1,45 MW
) =y Lco (3
Pc “sc 20C
1,05 MW 4,30 MW Odec Prod (i)
foc ‘&fi@cT 320¢
1,88 MW 11,85 MW Weo (5)
- =~
Tioc “esc _(;) “245¢C
Odec Rec (6)
Zloc / s C
Gasoleo (1) : éll?c :fléiguc: 26cC ch%”-‘c Rea
10,67 MW

Figura 2. Esquema Atual da Planta de Pré-Aquecimento

ALCULO DE PROPRIEDADES TERMODINAMICAS

Os dados apresentados na tabela 1. precisam ser
trabalhados de tal forma a podermos expressar as contribuigdes
entdlpicas das correntes, em fungio de suas temperaturas
extremas. Para o calculo da entalpia de hidrocarbonetos liquidos,
faremos uso da seguinte expressdo (1989):

= J‘(o,oss' K +035)%[0,6811-0308+G +

(0,000815 - 0,000306+G)[* T+dT" (1)

onde AH representa a variagio de entalpia para o hidrocarboneto
(a partir de T, = 60 °F) e é dada em BTU / Ibm, com T em °F. G
representa a densidade do hidrocarboneto a 60 °F, relativamente
a densidade da agua a 60 °F e é dada pela seguinte expressio:

0,0004168

0°F _ 420°C

FEE SO0+l @)
4¢C '’

O fator K em (1) representa o fator de caracterizagdo de
Watson (1990) para o hidrocarboneto, grandeza esta que se
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relaciona intimamente com o processo de ebuligdo do mesmo, e
pode ser obtido aravés das seguintes equagdes (1990):

PEMV:%'ZASTM(:‘%), i=1030507090  (3)

PEMVF =18* PEMV +32 4)

T [ 1,8%(ASTM90% + ASTM10%) + 1 5}’

170+ 0,075« PEMVE
4)
_ 33ZPEM8("R) ©)

s0°F
d 60°

onde PEMYV representa o ponto de ebuligdo volumétrico (em °C);
os valores ASTM (I %), representam temperaturas (em °C) da
curva ASTM a 1 atm relativa ao corte de (/ %) do
hidrocarboneto (ou seja, a porcentagem do liquido que passou a
fase vapor), PEMVF nada mais € do que PEMV em °F, e PEMe
representa o ponto de ebuligio mediano do hidrocarboneto, em
°R.
METODO DO PINCH POINT

Como destacado na introdugdo deste trabalho, o método
do ‘"pinch point" baseia-se na procura do ponto de
“estrangulamento” do processo (através da contrugio das curvas
compostas, que permitem a identificagdo do ponto de MR E.,
para um dado processo). Esse ponto identifica a situagdo na qual
a carga térmica atravessando essa regido ¢ nula. Além disso,
percebe-se a existéncia de penalidades quando se transfere mais
energia do que a minima necessaria. Nessa situagio, para cada
unidade de energia colocada no processo, a penalidade
caracterizar-se-a pela obrigatoriedade de se rejeitar a mesma
unidade excedente de energia para fontes externas, havendo
dupla interveng@o destas no processo.

Dessa forma, neste trabalho os dados entalpicos das
correntes de processo envolvidas, sdo utilizados para a obtengdo
dos valores de minimo aquecimento (Q,;) e minimo resfriamento
(Qc), necessarios ao processo para um dado valor de AT minimo

(tal como mostra a figura 1.). Na tabela 2, aparecem os
resultados da aplicagdo do método do "pinch point" ao processo

de aquecimento do gasoleo, para diversos valores de AT minimo,
nas condigoes de MR.E..

AT min. (°C) | Qy (MW) Q. (MW)
1 427 14,50
2 4,46 14,68
5 5,02 15,24
3 5,58 15,80
12 6,33 16,55
16 7,08 17,30
20 7,81 18,04

24 8,55 18,77
28 9,26 19,48
Ey) 9.96 20,18
36 10,67 20,89
40 11,37 21,59

Tabela 2. Valores de Consumo Energético nas Utilidades
Quente e Fria pelo Método Pinch Point, para diversos
AT,,.



0 COMPROMISSO AREA X ENERGIA

Através do método do pinch point, aplicado para cada
valor de AT minimo, pode-se obter as necessidades de
aquecimento e resfriamento, na situagio de MRE. de um
processo. De posse desses valores, deve-se procurar projetar a
rede de equipamentos térmicos que atenda as necessidades
minimas de consumo de utilidades. Para tanto langou-se méo do
procedimento descrito em Rossi & Bannwart (1992) para a
distribuigio das cargas térmicas necessarias, acima e abaixo do
pinch point. Através desse procedimento pode-se agora, partir
para o calculo da area de troca térmica de cada trocador de
calor, e com isso, a area total da rede de equipamentos pode ser
obtida. Esse calculo € efetuado através da expressdo classica: Q
=U. A. Ft. (MLDT), na qual Ft representa um fator de corregio
decorrente do escoamento dos fluidos no interior dos trocadores;
MLDT ¢ a média logaritmica das diferengas de temperaturas
terminais de um trocador; A € a procurada area de troca térmica;
U é o coeficiente global de transferéncia de calor entre os fluidos
de um dado trocador de calor; e Q representa a carga térmica
envolvida na transferéncia de energia entre os fluidos. Os
resultados dos calculos das dreas de troca térmica totais, e os
respectivos valores de aquecimento exigidos para a MRE.,
aparecem na figura 3., tendo AT minimo como pardmetro.

Essa figura apresenta as caracteristicas apontadas por
Hohmann (1971) em seu trabalho, quando constatou que a linha
formada pelos pares (energia,area) dividia o espago das solugdes
para o problema da maxima recuperagdo energética, em factivel e

infactivel. O compromisso, tal como mostra a figura 3., permite
observar-se que 4 medida em que AT minimo diminui, embora
exista uma redugdo no consumo energético do processo, ha
também, um sensivel aumento na area de troca térmica total, que
por sua vez, de acordo com Gundersen and Naess (1988),
acarreta um aumento indesejavel no numero de unidades de troca
térmica. Seria adequada, a partir de agora, uma avaliagdo
econdmica das diversas situagdes levantadas, a fim de se tentar
estimar a configuragao da rede que melhor represente o processo
analisado, dos pontos de vista econdmico e energético.
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Figura 3. O compromisso Area de troca térmica x Energia.

AVALIACAOQ ECONOMICA DO PROCESSO

Custo de Equipamentos - com base nos valores
estimados para as areas de troca térmica totais do processo,
para um dado valor de AT minimo, pretende-se avaliar
economicamente as diversas situagdes possiveis e obter aquela
que proporcione o menor custo monetario anualizado. Nesta
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tarefa, faremos uso da seguinte expressdo, para o calculo do
custo unitario médio de permutadores de calor, tipo cavegote
flutuante, casco e tubos e que operam em uma faixa de até 2
MPa, construidos em ago carbono, em fungdo da area de troca
térmica total, conforme dados fornecidos pela REPLAN:

Crpe = 4143175 4%5 (N
onde A representa a area do trocador em m?, e Cy,,. seu custo
unitario em US$ (base 1993).

Para o calculo do custo unitario dos fornos de processo,
em fungdo da carga térmica exigida para as diversas situagoes
possiveis, admitir-se-a que o forno podera vir a sofrer algumas
alteragdes nas condigdes de operagio, no decorrer de sua vida
util (o que podera requistar uma menor intervengdo do forno no
processo). Desta forma, o custo dos fornos terd como base a
carga maxima exigida durante a avaliagio para os varios valores
de AT minimo. Sendo assim, o custo dos fornos para quaisquer
situagdes de M R.E. terd o mesmo valor que a 40°C. Adotaremos
a seguinte expressdo para ocateulo do custo dos fornos, - de
acordo com Piovesani (1990)

527
- 146438+ £ )

(" s
\1,1622)

“Forno

(®)

onde () representa a carga térmica exigida pelo processo, em
MW e (', representa o custo unitario do forno em milhares de
USS.

Custo de Ulilidades - Para cada condi¢gio de M.R.E.
ditada pela escolha do AT minimo, é necessario fornecer ao
processo uma certa quantidade de aquecimento e de
resfriamento. De acordo com os dados fornecidos pela refinaria,
o oleo combustivel utilizado para aquecimento tem um custo
estimado de US$ 90 / ton, (Out 1993). Ja para a agua de
refrigeragdo, a literatura (Piovesani, 1990) indica um valor
estimado de US$ 15/ 1000 m’ de 4gua. Para a agua, adotaremos
seu estado como sendo o de liquido saturado a 10°C.

Sera utilizada, para o calculo do custo relativo ao uso das
utilidades de processo, a seguinte expressao conforme Piovesani
(1990):

Cppp = 3600% HOP*(2,1857 x 107+ UQ +3,57228 x 107 xUF)
%)

onde HOP representa o nimero de horas de operagio por ano,
do processo (estimado aqui, em cerca de 8000 horas) Os
coeficientes de U0 e UF, respectivamente as necessidades de se
utilizar aquecimento e resfriamento, representam o0s custos
dessas utilidades em US$ /KJ

Custo Anualizado da Rede de Equipamentos - Para um
determinado valor de AT minimo, os valores obtidas através das
egs. (7) e (8) devem ser somados para obtermos os custos de
capital totais para uma das situagdes possiveis d¢ M.R.E.. O
custo do capital deve ser anualizado, supondo-se uma taxa de
atratividade / e um tempo de vida 0til » dos equipamentos (em
nosso caso, # = 15 anos e I = 10%, que sdo valores médios
obtidos da literatura). A seguinte expressio foi utilizada para o
calculo dessa anualizagdo, conforme Peters and Timmerhaus
(1991):

(A+iy —1

Contm =G ) 9



onde C,,,, representa a soma dos custos relativos aos trocadores
de calor € a0 forno; €41 cqu, representa os custos anualizados
dos equipamentos de processo, tendo como base um periodo n
de vida (il dos equipamentos, estipulado.

Dessa forma, para um dado valor de AT minimo, pode-se
obter os custos totais anualizados do processo, somando-se as
eqs. (9) e (10), com o resultado em USS$, equivalente a um
pagamento anual por um periodo de 15 anos, a uma taxa de
depreciagdo dos equipamentos de 10% ao ano. Os resultados
finais relativos aos custos das diversas situagdes de M.RE.
possiveis, aparecem na figura 4.
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Figura 4. Custo Total Anualizado da Planta

Como se pode observar, a curva de custo total
anualizado ¢ monotdnicamente crescente com AT, (ndo foi
estudada a regido AT, < 1 °C), em contraste com o
comportamento previsto por LinnhofT ef al (1982), que indicam a
existéncia de um ponto de minimo nessa curva. Uma possivel
explicagdo dessa discrepdncia esta ligada as correlagdes por eles
adotadas no calculo do custo dos equipamentos, isto €,
trocadores de calor e forno, que ndo sdo as mesmas empregadas
neste trabalho. Mas a explicagdo que nos parece mais correta é
de que, no caso da planta aqui estudada, o custo da rede de
trocadores de calor é comparavel ao do forno e resfriadores.
Assim, a diminuigdo do custo dos trocadores com AT, ;, (devido
a4 menor recuperagdo de energia) € quase que totalmente
encoberta pelo correspondente aumento do custo do forno e
resfriadores (devido ao maior consumo de utilidades). Isto gera
uma curva de custo de equipamentos com pequena inclinago,
como mostra a figura 4.

CONCLUSOE

Mostrou-se, neste trabalho, que uma vez fixadas as
temperaturas terminais e vazdes das diversas correntes que
participam de um processo, é possivel realizar um estudo de
otimizagdo da diferenga minima de temperaturas respeitada na
rede de trocadores de calor, visando obter o menor custo total da
instalagdo, Para este fim foi utilizada a metodologia "pinch
point”, e o caso estudado foi o processo de aquecimento de uma
carga de gasoleo, na etapa pré-reator catalitico da Refinaria de
Paulinia (REPLAN). Os resultados mostraram que o custo total
anualizado da unidade cresce monoténicamente com AT, e que
o valor 6timo desse pardmetro ¢ pequeno, da ordem de 1 °C.
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RESUMO

Este artigo apresenta a aphcacagao de um método exergetico e
matricial de analise termodinamica e de alocacao de custos em um sistema de
cogeracao de uma industria de celulose. Objetiva-se a determinagao dos

fluxos exergéticos e dos respectivos custos,

bem como a eficiéncia dos

equipamentos e a exergia destruida nos mesmos.

INTRODUCAO . . o
i ____,___'-_’ A —'-----—-~$+?'-,I ) --——“#;l:u?‘
A cogeragao atualmente tem despertado interesse I | i i
especial de pesquisadores e empresdrios brasileiros dos Yy yyvel yYyY
mais diversos setores industriais, visando atingir a | l. B | | € |
auto-suficiéncia e mesmo a geragao de excedentes de sany Aasy S L
eletricidade, com pretensdes a sua comercializagao junto PhoPote o 44 G S '
as concessionérias de energia eletrica. O custo do L I | : 2 l
vapor e da energia elétrica cogerada é fortemente < ! | E L
afetado pelo método de alocagao. Se verifica que o setor "8 kle d ‘o i ]
industrial por nao dispor de um critério tnico de H A M =~ ¥ i B
repartigao de custos apresenta custos bem 2 S *“] | &8 g i 4
diferenciados. O custeio pela exergia e nao pela energia a6 v Lo L) =8
traz o beneficio da valorizagdo da qualidade nao da 4 1 J e + 1. !
quantidade. * A S
6 g ]
ANALISE EXERGETICA g | ‘
|
O sistema de cogeracao em estudo pertence a 1 | |
Celulose Nipo-Brasileira S.A. (CENIBRA) e consome !
principalmente refugos de madeira e lixivia para a » @
geracao de vapor e eletricidade, que proporcionaram - Y e
uma progiuc;éo de 1.040 toneladas de pasta celulosica. cnde: =
Sao considerados subsistemas da planta de A - caldeira de recuperoso K - desserador
cogeragao todos 0s equipamentos, jungoes e bifurcagoes B - caldeira de biomassa 1 L - conosssionaria
que apresentam fluxo liquido de exergia. A figura 1 C - caideira de biomassa 2 M - prooesso Industrial
mostra o sistema de cogera:;éo com seus 43 FCS's (flow D - conecao sletrios P - outros consumidores
constraint system), que é definido como uma particula E - turbo-gerador = agua e condensado
infinitesimal de fluxo, localizada na superficie de F - bomba d'agua —® vapor 85 kgt/om2
interface dos subsistemas. Os valores das propriedades Q - bomba de baixa presao - =~ —# vapor 13 kgl/om*
termodinamicas dos FCS's sao apresentados na tabela 4. M.~ DORG. OF U PIODRRG: ot P vapor 3 kgliom2
As saliéncias referentes aos FCS's 4, 9, 14 e 43 :l- P cTT m‘:‘d'
indicam que a superficie esta suficientemente afastada, i
de modo que o material a ser descarregado para o meio Figura 1. Sistema de Cogeragao Discretizado

externo, ao atravessald-la, estara em total equilibrio
termodinamico com o meio.

Ao conjunto de mais de um FCS denomina-se LFCS
(linked flow constrait system), sendo considerado como
um sistema ficticio. Para este sistema de cogeracao define-
se os seguintes LFCS's: LFCS1 composto pelos FCS's 1 a
4; LFCS2, pelos FCS's 5 a 9; LFCS3, pelos FCS's 10a 14;
LFCS4, pelos FCS's 15 a 39; e LFCS5, pelos FCS's 34, 40
edl.

Interagao Exergética. A interagao exergética (e) é
definida como o fluxo liquido de exergia que sai (produto)
ou que chega (insumo) a um subsistema, conforme equacao
1. Seus valores sao apresentados na tabela 1.

=X . mb-YX mb (1)
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onde a exergia, para este caso, pode ser calculada por:

b=h-t,s (2)

O conceito de interagao exergética possibilitou
representar o sistema de cogeragao pelo diagrama
mostrado na figura 2.

Matriz Incidéncia. A matriz incidéncia (1) (figura 3)
é a representacao matricial dos sentidos das interagodes
exergeticas apresentadas na figura 2.



Tabela 1. Caracteristicas dos Fluxos

Analogamente os produtos exergéticos (ep) compéem o
vetor Ep, resultante do produto entre a matriz Ip e o

k T P - h Fluxo ‘de vetor interagao exergética. A matriz Ip é obtida zerando-
o Material se todos os digitos "1" e tornando positivos os digitos "-1"
C bap ton/h | MJ/ton da matriz incidéncia.
1 25 1.00 60.44 [13,376.00 [lixivia
2 |25 1.00 0.12 [42,877.33 |dleo Ep=1IpE (4)
3 25 1.00 - 0 ar
g ; gg }gg 1-1 s o 5{5}37 gases Assim, a eficiéncia de cada subsistema, cujos valores sao
s | o5 1,00 7 13 10, 533'%0 lf_mh“ mostrados na tabela 2, é determinada dividindo-se seu
7 | 95 1‘00 0‘27 42’877‘32 0‘:‘1’5003 componente de Ep pelo respectivo componente de Fi.
8 |25 |[1.00 | - "0 ar
9 |25 1.00 - 0 gases E=25P (5)
10 | 25 1.00 11.28 9,697.60 |lenha ei
11 .| 25 1.00 7.02 |10,533.60 |casca
12 | 25 i : 5 - . . .
13 25 } gg ? 4 42’?)77‘33 :i‘eo Destruigao de Exergia. A exergia destruida em um
14 | o5 ] 00 _ 0 gases sistema termodinamico é definida como sendo a diferenca
15 |120 65.0 : % g entre’ 0 insumo exergético e o produto exergético.
16 [270 |13 Og 2251 8725 9 5;)33 0550 z(;ntoiinsado Matricialmente define-se um vetor destruigao (D) composto
17 170 3.00 15' 13 2,803'50 vagor pela exergia destruida em todos os subsistemas.
h : ,803. )
18 |450 65.00 |201.39 3,292.00 | vapor
19 (120 [65.00 | 71.58 | 508.05 |condensado D=FEi- Fp (6)
20 270 13.00 1.92 2,973.50 |vapor
21 (170 3.00 4,98 2,803.50 |vapor
22 {450 65.00 66.31 3,292.00 |vapor
23 |120 65.00 64.47 508.05 |condensado
24 (270 13.00 1.69 2,973.50 |vapor Tabela 2. Caracteristicas das Interagdes Exergéticas
25 (170 3.00 4.40 2,803.50 |vapor n
27 |150 |65.00 30608 | 5 s0000 [vaRer 3 : e’ z | uss/mwn
i 2 »292.00 |vapor
28 |270 |13.00 |115.95 | 2.973.50 |vapor Mi/h MJ/h Uss/h
5 s 88 (il 3800.00, e pox 1 |813.815,80 [813.815,80 |~1.521,85 0,09
5 | |55 23-23 2,1?3732-3020 vapor 2 [197.779,70 | 197.779,70 - 913,11 19,29
5 | L0 | R ;%Dﬂﬁiensado 3 |193.568,60 193.568,60 - 913,11 19,44
5 | mal 195 o | Seran I}qugdo 4 | 15.220,00 15.220,00 0,00 52,40
S5 {50 | 647 liee a8 | 398 5 (};‘:‘égﬁsﬂdo 5 |135.695,50 |255.067,70 | - 610,10 30,78
35 | 59.5| 0.40 |360.80 203.50 |condensado g i 278526 2564 lzggf 0658 : g’éj }g,gg
36 | 60 2.50 |[360.80 205.90 |condensado 8 1_323’14 1.661’19 - 0’25 14’38
37 (170 | 3.00 | 32.02 | 2,803.50 |vapor 9 | s6.905,07 0 - 5,84 - 0,36
38 |118 2.50 |353.50 417.50 |condensado 10 4.315,05 0 -1,02 -0,85
39 |120 |65.00 ([353.50 420.00 |condensado 11 16.465,09 0 -0,22 - 0,05
40 1270 | 3.00 | 83.91 | 2,973.50 |vapor 12 |813.815,80 813.815,80 0,00 - 0,09
41 170 |[3.00 [111.90 | 2,803.50 ‘779, 779, : :
42 5 - . ’ . vapor 13 | 187.779,70 197.779,70 0,00 19,29
2 1.00 - 0 liquido 14 |193.568,60 193.568,60 0,00 19,44
43 | 25 1.00 = 0 liquido 15 |490.598,30 813.815,80 0,00 11,32
16 |507.341,90 953.654,20 0,00 30,78
Eficiéncia. Define-se eficiéncia (£) como a relacao :; :ggg?g’gg ig;;gg'gg 222]] ’3524 jg’zg
entre a interagao exergética que sai (produto exergético) 19 |1 # ]" 209 g 343»90 i 05é B 5-0,52
e a interagao exergética de chega (insumo exergético) em 2b lgggge’gg 255’067,70 1’045’22 ;9’01
um sistema termodindmico. O vetor Ei, composto pelos 21 ]'43 ]*4 2‘69 65 ) 0 0’0 30,78
insumos exergeticos (ei), é;' obtido pela multiplicagao da 29 865,92 i 627, 68 0’00 30’73
matriz Ii pelo vetor interacgao exergética (E). A matriz Ii 93 883’75 1.661,19 0‘00 3{},78
- . = P n_qin tri 3 . » L] +
;enctzg‘tél:l:l;azerando se todos os digitos 1" da matriz 24 |224.757,60 422.478,60 0.00 30.78
i 25 |282.584,30 531.175,70 0,00 30,78
26 33.597,45 63.385,90 0,00 50,32
Ei =1IiE (3)
- i . INTERACOES EXERGETICAS
; (K P 12348078 81011121314181617 181930 21 22 23 34 38 26_
. 83 *.DT', B * 1 0000000000000 -1000000000007A
Fesy MGl eivln . v e, | 0100000000000 0 00-1000000000 |8
. Yo ®elnie T T e 0010000000000 0 0600-1000600000|C
> %\ |/ e2\iFl |m 00010-1-1-1000000 0000-11000¢00-1|D0
o013 .02 L 17 alla’ T e 9000010080000 0 000008100000 F
L L "B"}',"[-F-q?;"’?? o7 (D 00000010000000 0000000-1-1000 |4@
75 5 el gt i |m |00000001000000 0000006000000 |H
4 o1 ® % & 000000001000 00 0000000 00CO0CCOCCQO |1
LFest - piA) d 000000008 10000 0000000600000 |J
; aress  cHP | 00000000001000 000000000000 |K
% ! 100000000001 00 060000000000 |LFCSI
o ig SR R R R R R R AL
N - fonte de combustivel  Gf| ‘3{_. ! 0000-1000-1-1-1000 141100111000 LICSS
I'flli (L [000000000000060 0100000 00-1-10_|LFCSS
Figura 3. Matriz Incidéncia

Figura 2. Interagbes Exergeticas
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ANALISE EXERGOECONOMICA

go Y10y is
Denomina-se custo exergoecondmico o custo ¢ ey
monetario de uma interagao exergética. Ele é uma v ‘.'Jk ¢
composicao do custo de investimento () e do custo N ™Mywe e 2 ¥ e
de combustivel (¢). O custo de investimento é | 4K - L ‘IK.' » VP
apresentado na tabela 1 (Z, a Z,. ). O custo total dos Gatt 19\"0;111; «E ;o
combustiveis consumidos por cada caldeira pode ser pailf ¢3 V3 T8 4 L& ‘o
determinado por: &t A | A T
£ ; | T2 (Fy1s 126
g . g2 1 I 61 AL A
= 3 W0 | » ' b LRG3 D
¢ =X (cm (7 ‘0 »N d: g . 1?..
] 115 ™2 GATT |
Os custos exergoeconomicos podem ser i v T1i6 J \
calculados pela aplicacao de balango de custos nos P 4 i i - | 13 T8 |
subsistemas, resultando em um sistema de equagoes i, [ > st A ) u;a.\ H* I
lineares, representado matricialmente por: H ‘L b L |
qll !il'l .".
To=-9 (8) i ;‘,‘!:_ ! L
\ ! | L)
onde: . ve T8 a
A equacao 8 nao apresenta solugao, pois a O = Fonte de recursos financeiros Me
matriz "I" é retangular (mxn), sendo necessarias n- o » Custo de Investimento\combustivel
m equagoes auxiliares, que sao obtidas segundo as —* Custo sxergosconomico 44
proposigdes de Valero (1986).
Proposigao combustivel - O custo Figura 5. Custos Exergoeconomicos
exergoecondmico relativo a um combustivel é igual ao
seu custo monetario.
Tabela 3. Caracteristicas dos subsistemas
T =¢ (9) D 3 D £
(MJ/h) (%) (MJ/h) | (%)
Proposigao lago - 0 custo exergoecondmico unitdrio A | 578.881 | 28,9 G 113 49,0
de qualquer interagao exergetica que entra e sai do no de
origem de um ou mais lagos sao iguais. B | 120,316 1 89,2 H 2.967 18,1
C | 125.189 | 35,3 1 2.583 0,0
(E) _ (E) - (10) D 0 100,0 J 440 0,0
€lg €l E| 48.599 | 72,8 K 6.508 | 0,0
F 6 51,0 LFCS4 | 45.318 | 88,2

Proposigao bifurcacgao - os custos exergoeconomicos

unitarios sao o0s mesmos para todas as interagdes
exergeticas que deixam uma bifurcagao.
= ke (11)

(&),

Assim, obtém-se um novo sistema de equagdes lineares gque
matricialmente pode ser representado por:

Al zZ (12)

onde o vetor "Z" (tabela 1) e a matriz custo "A" (figura 4)
sao compostos pelas constantes e pelos coeficientes deste
sistema de equagbes, respectivamente. ) .
Os custos exergoecondomicos (tabela 1) foram
obtidos pela solucgao da equacao 12, através do método de
eliminacao de Gauss. Essa equacao também representa o

CONCLUSOES

A andlise exergética efetuada no sistema de
cogeragao demonstrou que as maiores perdas ocorrem nas
caldeiras. Portanto, estes equipamentos devem ser objeto
de estudos mais profundos.

Os custos obtidos sao coerentes, podendo, a priori,
parecerem altos qguando comparados com os valores
praticados pelas empresas. Isto deve ao fato de se ter
custeado em base exergética e nao em base energética,
como é feito atualmente. A explicagao é que embora a
exergia expresse a qualidade de um fluxo, quantitativa-
mente a exergia é menor que a energia, fazendo com que
os custos unitarios dos fluxos exergéticos sejam
superiores aos custos unitarios dos fluxos energéticos.

O presente método possibilita a analise e o rateio
dos custos de grandes centrais de utilidades com um
minimo esfor¢co computacional, ja& que os cdlculos

matematicos consistem de operagdes elementares de
diagrama de custos exergoeconomicos (figura 5). matrizes.
i "
0001 0 00000000000 00 0 0 0 (1} 0 0 0 0
0000 0 00000010000 00 0 0 0 ] 0 ] 0 0
0000 O 00000001000 00 0 0 O 0 (1} 0 0 0
0000 000000000100 00 06 00 © ©0 O O O
A - 00001/e5600000000000 00 0 O-i/e21 O 0 o 0 [+]
= 00001/e600000000000 00 0 0 0 -1/e22 0 0 (1} 0
00001/e500000000000 00 0 0 O 0 -/e238 0 0 0
00001/e60000000000-1/01600 0 0 0 0 0 0 0 0
0000 0 00000000000 00 0 0 O 0 0 1/e24-1/625 ©
0000 © 00000000000 00-1/0180 © 0 o 0 0 -l/e26

Figura 4. Matriz Custo
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Tabela 4. Custos dos Combustiveis

Diesel 115,66 US$/ton
eletricidade 52,4 US$/MWh
lixivia 0 US$/ton
lenha 20 US$/ton
casca 0 US$/ton
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ABSTRACT

This paper presents an application of an exergetic
and matrix method of thermodynamic analysis and cost
allocation in a cogeneration plant of a pulp industry. [t
aims to determine the exergetic flows and its related cost,
as well as the efficience of equipment and the destructed
exergy in each equipment. Such a method provides a
visual approach of the exergetic and economic flows
throught diagrams of the cogeneration plant.
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RESUMO
Nas siderurgicas produzem-se gases combustivers como o gas de cogueria e o gas de allo forno, de

importancid  no

balanco encroelico destas planlas Em fungdo das dispombilidades. séo emprogadas

IUSluras de colmposicio variave/ desles gases gueimadas em fornos e caldenas Neste (rabalfo apresenta-
5o uma analise exergelica da combustio destas misturas, visaidp delerminar a (rreversibiaade associads d
reagdo de combustao e o ar, e avaliando o efeilo do excesso de ar. do enriguechmento do ar de comousido

com oXISERID @ da  composigao di mistura.

INTRODUCAO

Os gases siderirgicos, produzidos no
processo de fabricagdo do ferro gusa e do
agco, tem grande importédncia no ambito das
usinas sideriurgicas, como fonte de
energia em fornos e caldeiras. Em sua
utilizacdo podem ocorrer alteragdes na
composigdo, serem misturados entre si,
queimados com ar enriquecido de oxigénio,
sofrerem pré-aquecimento, etc.. Diante
destas variagdes, torna-se oportuno
sistematizar e analisar, inclusive com
auxilio do método exergético, sua
combustdo. Do ponto de vista da Primeira
Lei da Termodinamica, praticamente nao se
perde energia no processo de combustdo;
porém pela Segunda Lei se observa grande
irreversibilidade e portanto, destruigdo
de exergia, justificando a aplicacdo do
método exergético para sua avaliacgdo.

PRODUCAO DE GASES SIDERURGICOS

A redugdc do minério de ferro num
alto-forno(AF) & obtida com auxilio.de um
gés redutor formado dentro do préprio AF,
contendo CO e H, , que flui através do
leito poroso composto por camadas
sucessivas de coque e sinter, no caso de
um AF a coque, a situagdo mais fregiiente.
0O sinter, que é o minério de ferro
aglomerado, ao entrar em contato com o
gas redutor, perde oxigénio, isto &, se

reduz. Tal reagcdo € essencial para a
produgdo de gusa. Como somente parte do
CO e H, participam das reagdes de
redugdo, o gas de alto forno (GAF) que
sai no topo ainda contém CO e H,, seus
componentes combustiveis. 0O gas de
cogueria {GCO) é um subproduto da

coqueificagdo do carvao, isto &, da
destilagdao do carvao nos fornos de uma
coqueria, na auséncia de oxigénio. Em
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média, para cada tonelada de carvdo, uma
coqueria produz 780 Kg de cogque, 150 Kg
de GCO, 32 Kg de alcatrdo, 10 Kg de
benzol e 3 Kg de aménia (ABM, 1984).A
produgdo de GCO, em termos energéticos,
corresponde a cerca de 20% dos produtos
que saem da cogueria.

De menor importéancia tem-se ainda o

gas de aciaria (GAC), gerado em aciarias

empregando o processo "LD", como um
subprodute do refino da carga (gusa,
sucata a adigdes diversas) de um

conversor, através do sopro de oxigénio
puro na carga liquida. Esse processo
desprende enorme gquantidade de um gas
rico em monéxido de carbono (CO) e grande
quantidade de poeira. Sabendo-se que o
teor de CO wvaria durante o sopro, a
composigao final do GAC depende do
desempenho do sistema de recuperagdo do
gas. Devido & grande variacdo em sua
composigdo e em sua taxa de produgdo,
este gas ndo €& sempre utilizado para fins
energéticos e ndo serd abordado nos
resultados apresentados neste trabalho.

As composigdes volumétricas tipicas
do GAF, GCO e GAC, sao dadas na Tabela 1
(ABM, 1984). Esses gases, antes de serem
usados, sofrem um processo de limpeza,
que pode ser por via umida (lavadores) ou
por via seca, e de um modo geral podem
ser considerados saturados, ja que o teor
de umidade é elevado em ambos os casos e
estes gases sao resfriados ao longo da
tubulagdo. Assim, a energia térmica con-
tida nestes gases é fungaoc tambem da tem-
peratura ambiente, que determina as con-
digbes de saturagao. A Figura 1 mostra a
variagdo do poder calorifico inferior em
base umida saturada para os gases side-
rirgicos e Tabela 2 apresenta algumas ca-
racteristicas destes combustiveis
(Donatelli, 1993).
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Tabela 1 - Composigcdo dos Gases
Siderurgicos, (% em volume)

componente GAF GCO GAC

oxigénio 0.10 0.30

ondéxido de carbono| 21.60 6.00 | 60.40
ldioxido de carbono 23.40 1.34 | 15.10
nitrogénio 52.30 1.81 | 21.20
hidrogénio 2.70 | 63.16 3.00
sulf. de hidrogénio 0.09
hetano 23.72
lacetileno 0.08

eteno 2.15
letano 0.77
[propano 0.13

enzeno 0.65

Tabela 2 - Propriedades de Gases

Siderurgicos, em base seca
propriedade GAF GCO GAC
PCI (kcal/Nm?) | 721. 4528. | 1900
densidade (kg/Nm?) | 1.385 0.417 | 1.323

METODO EXERGETICO APLICADO A COMBUSTAO DE
GASES SIDERURGICOS

A combustdo, €& um fendmeno fisico-

quimico complexo, que se processa
apresentando a formagdo de substancias
quimicas intermediarias, dissociagao dos

produtos e dependéncia da geometria e da
temperatura das paredes da camara de
combustdo, da mistura efetiva entre o ar
e o combustivel, entre outros fatores,
para um bom desempenho. A andlise
exergética da combustéo de gases
sidertirgicos aqui desenvolvida apoia-se
em algumas simplificagbes em relagdoc ao
processo real, jd& que seu objetivo é
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avaliar a influéncia de alguns
parametros, como o excesso de ar, o
enriquecimento com oxigénio do ar de
combustdo, da temperatura de pré-
aguecimento do ar de combustdo e do
combustivel e da mistura dos gases
combustiveis sobre [} rendimento

exergético da combustdo. Assim, o sistema

de combustdo idealizado incorpora os
processos de mistura da mescla
combustivel e o ar, além da reacdo de
combustao propriamente dita, ambos
processos irreversiveis e portanto
destruidores de exergia. Desta forma, por
eficiéncia exergética entende-se a

relagdo entre a exergia recuperada e o
consumo de exergia no volume de controle
mostrado na Figura 2.

/-cn.oa fammosisieieme
[} i
GAF b ! voLume
(Tq.Fq? f CaMARA ! cou'rnot.o:!
caLor || ADIABATICA [0
i DE !
GLO i
(TPl 1 coweuvsTio h
CALOR ¢ T GASES DA COMBUSTRO
i [
i fik i ; Tap.cnoFa!
Tq. Pg) : /
{cuw: \
iy ' d
Yo -

Figura 2 - Sistema de combustdo para a
analise exergética

Para os calculos da exergia dos ga-
ses e dos produtos de combustdo adotou-se
a formulagdo corrente na literatura, con-
forme Bejan(1988) e Szargut (1988). E re-
levante observar que a exergia de um com-
bustivel compdoem-se de duas parcelas: a
variagdo de energia livre de Gibbs entre
os produtos (gases de combustdo) e os re-
agentes (ar e combustivel) e a exergia
associada a diferenga de concentragdo dos
produtos de combustdo, relativamente a
composigdo de referéncia do ambiente. A
primeira parcela possui uma magnitude
proxima ao poder calorifico inferior,
contudo a agregagdo da segunda parcela,
correspondente a exergia de dissolugéo,
tende elevar valor da exergia quimica do
combustivel, em fungdo de sua composi-
¢do. De todo modo esta contribuigdo ndo é
muito significativa, especialmente para
os gases siderurgicos (Kotas, 1985). Como
a valorizagdo exergética dos efeitos di-
fusivos nem sempre é adotada, neste
trabalho optou-se por apresentar resulta-
dos considerando a exergia do combustivel
incluindo ou ndo o componente associado a
composicdo dos gases de combustdo. Deta-
lhes sobre a formulagdo empregada para as
reagdes de combustdo podem ser encontra-
dos em Donatelli (1993), onde se desen-
volve uma abordagem generalizada conside-
rando a queima de GAF, GCO e GAC e se
apresenta o programa computacional empre-
gado para a obtengdo dos resultados des-
critos a sequir.



Efeito da composicgao do gas
combustivel. Os calculos foram efetuados
para varias combinagbes de teores de GAF
e GCO, buscando-se reproduzir as
condigdes usualmente observadas em usinas
reais, conforme a composigdc apresentada
na Tabela 1. Aumentando-se a participagao
do GCO no combustivel, como pode ser
observado na Figura 3, o rendimento
exergético determinado desprezando-se a
exergia guimica associada a diferenga de
concentragao cresce ligeiramente no
inicio, até 30% de GCO, diminuindo sua
taxa de crescimento para participacdes
maiores de GCO no combustivel, enquanto o

rendimento exergético considerando a
exergia total apresenta um crescimento
relativamente menor. A variagao

apresentada para o temperatura adiabatica
de chama é naturalmente um efeito do
maior poder calorifico do GCO.

Visto que nas instalagdes existentes
a exergia térmica é mais interessante,
pode-se, em principio, dizer que a zona
mais interessante para incremento da
participacdo de GCO no combustivel vai de
0 a 30%, o que de certa forma ja é
atendido pelas disponibilidades relativas
em uma siderurgica real (ABM, 1985).

i*c}

(%) | ExC. DE AR NA COMBUSTAO = 10%
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QUIMICA SENDO 1GUAL A VARIACAO DA

ENERGIA LIVRE DE FORMAGAO DE

. —1
GIBBS (SOMENTE). 300

——b8—8— TEMPERATURA ADIABATICA DA COMBUS- 1200
TAo
-1100

T T T T T T T T e |
] 10 20 30 40 50 L1 70 80 s0

VGCO/ IVGAF + VYGCO)
Figura 3 - Comportamento exergético da
combustdo em fungdo do teor de GCO na

mistura GAF/GCO
Excesso de ar na combustdo. Essa

variavel é& de grande importancia para a
obtengdo de bons niveis de desempenho no
equipamento térmico que utiliza a mescla
combustivel. Levando-se em conta que a
mistura de gases pode ser feita com
relativa facilidade, o excesso de ar foi

100 (%)

estudado ate 30%, em relagao ao
estequiométrico, para algumas situacodes
de composigdo da mescla combustivel.
Observa-se na Figura 4 que, como

esperado, aumentando-se o excesso de ar
na combustdoc provoca-se a diminuigao da
temperatura adiabatica de chama e do
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rendimento exergético. Este efeito é mais
prejudicial quanto maior a participacgao
do GCO no combustivel, pois para este gas
é requerido maior volume de ar de
combustéao, proporcionalmente ao GAF.
Desta forma, seria légico recomendar um
excesso de ar nulo, porém como na
combustdo real a mistura ar/combustivel
ndo é realizada com perfeigdo e a reagdo
deve ocorrer em um tempo finito, sempre é
necessario trabalhar com algum excesso de
ar, gque normalmente é ajustado para
evitar fuligem na chaminé e a presenga de

monéxido de carbono (CO) nos gases da
combustao.

E interessante observar que o efeito
exergético da concentragdo dos gases
influi de modo distinto conforme o
combustivel. O rendimento exergético,
considerando a exergia total, para 0% de

GCO no combustivel, torna-se maior que o
mesmo rendimento exergético para 10% de
GCO a partir de 16% de excesso de ar na
combustdo. Como no caso do rendimento
baseado exclusivamente na energia livre
de Gibbs este comportamentoc ndo se
observa, o responsavel é provavelmente a
variagdo da exergia quimica devido a
diferenga de concentragdo dos componentes
em relagdo ao meio ambiente.

(%)

UMIDADE REL DO AR = TO%. (°c)
4 TEMR AMBIENTE = 25°C
100 %. GAF

739 90 %. GAF/10%s GCO
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-0—4— TEMPERATURA ADIABATICA DA COMBUSTAD
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EXCESSO DE AR

Fiqura 4.- Desempenho exergético da
combustdo em funglo do excesso de ar

Enriquecimento do ar de
com_ oxigénio.
siderurgicas
oxigeénio,

combustao

Freqlientemente nas usinas
existe disponibilidade de
gue se ndo for utilizado sera

venteado para a atmosfera. Assim, deve
ser considerada sua utilizagao nos
sistemas de combustao dos gases

siderirgicos. A injegdo de oxigénio no ar
de combustdo apresenta grande influéncia



no rendimento exergético da combustdo e
na temperatura adiabatica de chama. Tal
influéncia torna-se maior quanto mais GCO
for usado no combustivel, conforme pode
ser visto na Figura 5, pois como ja
observade o maior requerimento de ar
deste combustivel o torna mais sensivel
as variagdes associadas ao ar de
combustéao.

(e} = *c)
EXC. DE AR NA COMBUSTAD = 10%.
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Figura 5
combustao

- Comportamento exergético da
em fungdo do enriquecimento do
ar de combustéo

CONCLUSOES

A aplicagdo do Método Exergético no
estudo da combustdo dos gases siderdrgi-
cos permite determinar quantitativamente
as irreversibilidades associadas a este
processo, e avaliar o efeito de medidas
de racionalizacdo energética, como o con-
trole do excesso e o enriquecimento do ar
de combustdo. De um modo geral, nas di-
versas condicdes estudadas para a combus-
tdo das misturas de gases siderirgicos,
foram observadas perdas entre 20 e 30% da
exergia quimica do gis combustivel, sendo
que a elevagdo do teor de gas de coqueria
tende a reduzir o desempenho exefgético
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da combustdo. Por restrigdoes de espago,
ndo foram apresentados outros casos estu-
dados através do programa, como influén-
cia da umidade do ar, que frente a varia-
goes de 10 a 100% na umidade relativa,
induz a decrementos da ordem de 0,4% no
rendimento exergético e o pré-aquecimento
do ar , que para elevagdes de temperatura
de 100 °C permite elevar o rendimento da
combustdo em aproximadamente 2%.

O presente trabalho apresenta inte-
resse imediato na avaliagdo de fornos e
caldeiras no ambiente siderurgico e sua
implementagdo computacional permite in-
clusive a adogao de rotinas de controle
baseados em seus resultados.
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ABSTRACT

In stell mills are produced by-

product gases of medium and low heating
value, pespectively coke oven gas and
blast furnace gas, of importance in the
energy balance of these plants. Depending
on the availabilities, one uses mixtures
with variable composition of these gases,

generally burned in power boilers and
furnaces. In this ©paper, an exergy
analysis of combustion systems wusing
these mixtures is presented, allowing to
determine the exergy losses and the
influence of air excess, oxigen
enrichment in combustion air, preheating

of combustion air and fuel gas and gas
mixture composition. The results are
presented based on actual plant data.
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SUMARIO

Este artigo faz uma abordagem economico social do uso dos
aguecedores de passagem para aguecimento de agua residencial,
apresentando diversas implicagdes suscitadas pelo momento atual.

E realizada uma anilise economico,

ecolégica e social e a

comparagdo com o uso da energia solar.

INTRODUCAO

Verifica-se num futuro préximo um risco de
déficit de Energia Elétrica, sobretudo se o
Brasil sair da recessdo econdmica. Quando a
economia voltar a crescer haverd um aumento de
consumo gque ndo poderd ser atendido pelas
usinas hidrelétricas e térmicas existentes. 0
crescimento do consumo de energia elétrica é
superior ao crescimento do PIB. Em 1992,
enguanto o PIB caiu 0,9%, o consumo de energia
cresceu 3,9%. .

Para acompanhar a média anual de 5% de
crescimento do consumo de energia elétrica, sédo
necessarios investimentos no setor de US$ 6
bilhdes anuais. E conhecida a falta dinheiro
piblico para investimento no setor. Em 1993, a
Eletrobras, investiu somente USS$ 1,4 bilhdo em
lugar dos US$ 2,3 bilhdes previstos.

Sabendo que o custo marginal de 1longo
prazo de instalagdo da eletricidade no Brasil
é de USS$ 2.500/kWh, e que o potencial de
instalagdo de grandes usinas hidroelétricas na
regido sudeste encontra-se praticamente
esgotado, medidas preventivas devem ser tomadas
imediatamente de modo a evitar o colapso do
sistema energético. A conservagdo de energia é
economicamente mais interessante do que novos
investimentos.

0 setor residencial (53599 GWh em 1993)
representa cerca de 24% do consumo total de
energia elétrica no Brasil (220571 GWh em
1993), dos quais 16 a 26% sdo utilizados para
o aguecimento de agua (CESP 1980, CEMIG 1991).
Além disso, existe um problema de pico de
consumo nas redes elétricas, que ocorre
diariamente no periodo entre 17h e 21h. O
perfil da demanda de energia elétrica no Brasil
para um dia tipico de consumo, é apresentado na
figura 1 (ELETROBRAS 1994).

A razdo deste pico & o acendimento de
luzes devido ao inicio da noite e o héabito
brasileiro de se tomar banho diariamente nesse
horario (Figura 2, CEMIG 1991). Isso faz com

que o0s aquecedores de &gqgua de passagem
(chuveiros elétricos residenciais), sejam um
fator agravante desse pico no consumo,

representando nesse periodo, cerca de 8,5% da
demanda total de energia elétrica (CEMIG 1991).
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Figure 1. Carga tipica por regido (16/03/94)

Este pico de consumo aumenta o custo dos
sistemas de geracgdo e distribuigdo de energia,
gue devem ser dimensionados para atender a
demanda destes momentos, e ndo para a média de
consumo registrada nas demais horas do dia.

A redugdo deste pico, permite uma melhor
utilizagdo dos recursos elétricos, de modo a
distribuir a carga durante todo o dia e ndao
sobrecarregar o sistema. Para diminuir este
pico, devem ser tomadas atitudes no sentido de
reduzir a demanda de eletricidade em iluminagédo

e no agquecimento de &gqua. As principais
estratégias recomendadas séao:

1) Uso de medidores de tarifacéao
diferenciada.

2) Uso de lampadas econémicas:
fluorescentes, halégenas.

3) Mudanga dos padrdes (normas) de

iluminagdo para valores mais conservativos.
4) Uso de fontes alternativas
aguecimento de &gua.

de

50
Dias (teis

It

PERCENTUAL X
o
e

L uwiIswirisin a2

¢ 7T 8 300
PERIODOD (HORAS)

Figura 2. Habitos de uso do chuveiro elétrico
no Brasil



ANALISE ECONOMICA: O CUSTO DO CHUVEIRO ELETRICO

O setor residencial brasileiro consome
aproximadamente 40% de toda a eletricidade
produzida no pais, sendo portanto alto o precgo
da ineficiéncia. No Brasil o aquecimento de
dgua para uso domiciliar é realizado
basicamente por energia elétrica, através de
equipamentos de passagem (chuveiros elétricos
e aquecedores centrais 75%). Cada chuveiro
possui um consumo médio de 28kWh/més, ou 9
Kwh/més/pessoa (CEMIG, 1983).

Muito se tem falado do aspecto social da
energia elétrica. Hoje para instalacdo de um kW
de eletricidade no Brasil, sdo necessarios
investimentos da ordem de US$ 2.500 entre
produgao, transmissdo e distribuigao. 0 fator
de utilizagdao dos chuveiros elétricos no
hordrio de pico é de 20%. Cada chuveiro gque se
deixa de instalar posterga um investimento no
setor elétrico de US$ 2.000,00 (2500 USS/Kw *
20% * 4kW).

As tabelas abaixo mostram os principais
chuveiros elétricos e aquecedores de passagem
existentes no mercado nacional. Ela mostra o
menor prego encontrado no comércio varejista e
principais jornais de Sao Paulo, Rio de Janeiro
e Belo Horizonte, no periodo de Maio a Junho de
1994. A ndo ser especificagdo em contrario,
referem-se a equipamentos de 127 Volts.

Tabela 1 - Chuveiros elétricos

MARCA MODELO Watts uss
Cardal Ducha Standart 5100 104,00
Cardal Ducha Cromada 5100 177,00
Corona Ducha standart S5 4250 8,20
Corona Ducha Corona II 4250 18,00
Corona Ducha Status Cromada 4250 20,00
Corona Ducha 4 Estagées Blindada 6500% 77,50
Corona Banho Total 6500% 210,00
Fame Super Ducha 4200 7,50
Fame Ducha JD Jato Dirigivel 4200 28,00
Fame Jato Forte 4200 180,00
Fame Chuveiro Tradicional 4200 34,00
Jauense Chuveiro Robot 5100 38,00
KDT Ducha Iguagu 8BOO* 112,00
Lorenzetti | Maxi Ducha Plus 4400 7,50
Lorenzetti | Ducha LorenDuxa 5400 22,00
Lorenzetti | Ducha Jet Set 4400 32,50
Lorenzetti | Ducha Jet Master 5400 115,00
Lorenzetti | Ducha jet Turbo 5400 133,00
Lorenzetti | Chuveiro Tradigio 4400 42,00
Tabela 2 - Aquecedores de passagem

MARCA MODELO Watts Us$
Cardal Central 6000 B B200* 210,00
Cardal Central 4000 BX 7800% 1%0,00
Cardal Individual 5100 137,00
Cardal Hidromassagem 5200 192,00
Corona Torneira Elétrica PVC 4250 26,00
Corona Aquecedor 6500*

Fame Torneira Elétrica Cromada 4200 37,00

Fame Agquecedor Met&lico 4200 95,00
KDT Aquecedor Central Eletr. BBOO* 274,00
KDT Aquecedor Eletr. Hidrom. 8800* 289,00
Lorenzetti | Torneira Elétrica PVC 4000 24,00
Lorenzetti | Torneira Elétrica Cromada 4000 57,00
Lorenzetti | Maxi Aquecedor 4000 31,00
Lorenzetti | Aquecedor Hidromassagem 4000 35,00
* 220V

Pode-se notar que todos os eguipamentos
possuem poténcia nominal superior a 4000W. Em
1983 a poténcia nominal dos chuveiros era 3000W
e a real era 3600W (CEMIG, 1983).
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ANALISE ECOLOGICA

"Todos tém direito ao meio ambiente
ecolégicamente equilibrado, bem de uso comum do
povo e essencial a sadia qualidade de vida,
impondo-se ao Poder Piblico e & Coletividade o
dever de defendé-lo e preserva-lo para as
presentes e futuras geragdes". Artigo 225 da
Constituigdo do Brasil.

A energia hidrdulica supre 5% do consumo
energético mundial. O Brasil tem um perfil
energético muito particular: a eletricidade é
responsavel por 40% do balango energético, dos
guais 96% sdo gerados por hidroelétricas.

Toda tecnologia energética tem seu impacto

ambiental. Os recursos hidréaulicos sdo
geralmente considerado como o modo mais limpo
de se produzir eletricidade. Mas esta

utilizagdo ndo é totalmente incélume sobre o
meio ambiente.

A solugdo brasileira para a dgeragao de
energia elétrica tem sido a construgao de
grandes barragens (onde os problemas ecolégicos
sdo bem mais sérios), em detrimento do
aproveitamento de pequenas quedas ou linhas
d'aqua.

Tabela 3.
Superficie necessaria para
producgdo de eletricidade (EDF 82)
Fonte de Energia m2 /Kw
Hidréaulica 225
Eélica 207
Solar 37,5
Fossil (carvdo, petroéleo) T2
Nuclear 3,1
Aguecimento Solar 10,0
A construgao de reservatérios de
acumulacgao de agua provoca uma gama
significativa de impactos ao meio ambiente. Os
impactos fisicos sao relativos as
caracteristicas geolbgicas (elevagdao do nivel
fredtico nas proximidades do reservatério,
favorecendo a erosao), geomorfolégicos
(possibilitando a ocorréncia de abalos

sismicos), pedoldgicos (alterando a capacidade
de uso dos scolos), climdticos (alterando o
microclima), hidricos (mudando o regime de
escoamento do corpo de dgua) e as conseqglientes
aliteragdes no ecossistema aquatico, influindo
sobre a qualidade da dgua e devido & estagnacgido
das &gqguas o desenvolvimento de um habitat
favordvel & proliferagdo de vetores de
enfermidades endémicas tais como a mosquitos,
malaria, a esquistossomose etc (Hespanhol
1984) .

A inundagdo de grandes areas de solos
férteis pelas represas das barragens deve ser
examinada com atencdo. E necessario analisar a
perda de utilizagdo destes solos em relagdo ao
valor da energia produzida. Por outro lado, os
aluvides, ricos em matérias minerais e
orgdnicas, retidos ao nivel da barragem, néo
fertiliza mais as zonas agricolas na vazante
durante as cheias. 0 exemplo classico dos
ecologistas s3oc os efeitos da barragem de
Assuam sobre o curso inferior e o delta do Rio
Nilo. ©Os efeitos das grandes barragens
Brasileiras sob o regime de escoamento das
aguas, merecem ser estudados.



Os custos sécio-ambiental do deslocamento
de populagdées ribeirinhas, desmatamentos,
alteragdo no ecossistema e perda de terras
férteis também deve ser quantificados.

Assim, a utilizagdo da energia solar pode
reduzir muito o impacto ambiental da geragao de
energia. Como a eletricidade é& progresso, a
energia solar pode também interiorizar o
desenvolvimento, sendo levada ao campo sem
necessitar o investimento em redes de
distribuigdo.

ANALISE SOCIAL

0 conceito tradicional a fungdo da
Engenharia & projetar e produzir produtos
tecnolégicos, eficientes, econdémicos e
perfeitos tecnicamente. Entretanto, hoje surge
um novo paradigma, denominado ecolégico-social,
onde a fungdo da engenharia & procurar resolver
os problemas do homem na sociedade, utilizando
os conhecimentos cientifico e tecnoldégicos no
contexto social.

A avaliagdo dos equipamentos térmicos é
normalmente realizada somente a partir de uma
andlise tecno-economica. Os custos sociais e
humanos naoc sio computados no custo-beneficio
imediatamente relacionados com o© resultado
financeiro. A andlise do custo do chuveiro
elétrico ndo deve ser realizada somente pelo
custo do equipamento. Os custos de geragao e
transmissdo também devem ser considerados. Como
€ a sociedade que arca com o custo da
instalagdo do sistema energético, & necesséaria
uma andlise social do seu uso.

Como estes custos sdo socializados, a
sociedade deve interferir no seu uso. O
chuveiro elétrico & um equipamento de uso
individual, de grande demanda energética. E um
dos simbolos de conforto da classe média
Brasileira. Ao contririo da tendéncia mundial,
tem-se verificado nos dltimos anos um consumo
crescente de energia no setor residencial
Brasileiro. No periodo de 1980 a 1990, o
consumo de energia cresceu 75%, enquanto o
nimero de domicilios aumentou em apenas 44%. A
expansao do uso e aumento da poténcia dos
chuveiros elétricos & uma das causas.

COMPARACAO DA ENERGIA SOLAR COM 0OS CHUVEIROS
ELETRICOS

Sendo a energia solar uma forma renovavel
ndo poluente e abundante no Brasil, face as
suas caracteristicas de pais tropical,
pretende-se que seja alcangado um uso mais
intensivo dessa energia. A densidade média
anual da energia solar incidente sobre o Brasil
&€ de 200 W/m2, atingindo valores de 220 W/m2
numa faixa junto ao litoral nordeste e 170 W/m2
no sul. A energia solar total incidente
ultrapassa bastante as nossas necessidades, mas
ela & dificil de captar, concentrar e
armazenar.

Pesquisas tem sido realizadas visando a

conversao direta da energia solar em
eletricidade, mas o0s resultados continuam
modestos. No inicio de 70, quando as células

solares eram produzidas com as mesmas técnicas
e os mesmos materiais nobres utilizados para
fabricagdo de dispositivos da microeletrénica
(silicio monocristalino, titénio, paladio,
prata etc) o custo do kW pico (que corresponde
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ao maximo da
diadrio, sol no zenite)
pico.

poténcia produzida no ciclo
era de US$90.000/kW

Com a utilizacdo de processos alternativos
aos da microeletrénica, materiais de menor
conteldo energético (silicio policristalino) e
materiais com propriedades eletroéptica
projetadas para a conversdo fotovoltaica como
as ligas de silicio amorfo hidrogenado, o prego
do kW pico tem constantemente diminuindo,
chegando a US$3000 a US$4000/Kw pico,
considerando produgdes na faixa de MW pico. Ha
projegdes que o custo seja reduzido abaixo de
US$1000/kW pico ainda nesta década (Impactos
1992) .

A aplicagdo mais facilmente realizéavel da
energia solar é a captagdo da mesma por meio de
coletores solares visando transforma-la en
energia térmica para aquecimento direto de
dgua, ou ainda gerando vapor para produzir
eletricidade num ciclo termodinamico. o}
desenvolvimento da energia solar tem 2 frentes
de pesquisa: redugdo do custo do coletor e
sistemas adequados de armazenamento.

A vantagem da energia solar reside no fato
gque ndo sendo necessidrio transporta-la, ela
permite satisfazer a necessidades pontuais de
pequena importdncia, sobretudo em escala
residencial. Mas como ndo pode suprir todas as
necessidades e usos, uma outra fonte de energia
complementar (eletricidade, g&s etc) deve ser
sempre utilizada.

O Brasil recebe insolagdo suficiente para
o funcionamento correto dos sistemas de
aguecimento solar. Os maiores indices de
insolagdo ocorrem geralmente nos meses frios

quando a nebulosidade & menor e quando & maior
a necessidade de aquecimento de &gua.

Conhecendo essa realidade, & evidente que
a utilizagdo da energia solar, em substituigdo
do sistema convencional aquecimento de A&gua
residencial, ameniza o pico de demanda de
eletricidade e, por conseguinte, gera uma
economia dos investimentos governamentais para
atender essa demanda acentuada num curto
periodo do dia.

O custo de um sistema de agquecimento solar
para 4 pessoas €& apresentado na tabela 4.
Podemos notar que é& um investimento muito
inferior ao custo marginal da eletricidade.
Entretanto, do ponto de vista do usuirio, o uso
dos coletores planos tradicionais para fins
industriais e doméstico & inviabilizado pelo
longo prazo de retorno do investimento, cerca
de 7 anos (A.A.E. 1989), o gque a cada dia é
mais invidvel devido A diminuicdo do poder
aquisitivo da classe média.

Tabela 4.

BISTEMAS BOLARES (4 pessoas)

Marca Coletor | Reservatério Elet Aux vsg *
Arksol 4m2 4001 fibrocimento IkW 979,00
Enalter 4m2 4001 inox/alum. 3kW 1.100,00
Hypersol 4m2 4001 inox/alum. 2kW 1.040,00
Pantho 4m2 4001 inox/alum. 2kW 1.126,00
Térmica 4m2 4001 inox/alum. IkW 999,00
Tuma 4m2 4001 inox/alum. 3.5kW 1.200,00

+ Prago total instalado.




CONCLUSOES

A conservagdo dos recursos elétricos é
prudente e deve ser encorajada. Entretanto a
conservagao sozinha ndo resolve o problema.
Conservar significa aumentar a eficiéncia na
utilizagdo da energia e renunciar a prestacdo
de servigos de energia. A primeira
possibilidade & um problema de ordem técnica,
ao passo que a segunda é mais de ordem
politico-administrativa. Sem medidas
restritivas poucos estdo dispostos a renunciar
aos padrdes conquistados e & qualidade de vida
correspondente.

E falsa a idéia que a introdugdo de toda
e qualquer fonte de energia alternativa, conduz
a sistemas mais de uso mais intensivo de
capital. Isto também se aplica &s chamadas
tecnologias limpas. A crescente necessidade de

capital, s pode ser suprida através de uma
diferenga crescente entre a produgdo e o
consumo.

O uso de eletricidade para aquecimento de
dgua deveria ser proibido nos aquecedores de
passagem. Isto sé & viadvel com a proibigdo da
fabricagdoc e instalagdo e utilizagdo destes
equipamentos. Somente poderia ser permitido com
o uso de acumuladores (boilers), que possuem um
consumo médio de 500 W. Além de diminuirem a
sobrecarga nos horirios de pico, como a
corrente consumida & menor, sdoc mais seguros.

Considerando que o custo marginal de longo
prazo & o custo minimo de expansdo do setor
elétrico, o concessiondrio pode negociar com o
usudrio um sistema de aquecimento de agua até
o valor que ela prépria incorreria na expansao,
ou seja o custo marginal. Assim gqualquer
equipamento de aquecimento de &gua de custo
total inferior a US$ 2000,00 é& preferivel ao
chuveiro elétrico. Os sistemas de aquecimento
de Aagua por energia solar podem e devem ser

financiados pelas concessionarias de
eletricidade.
Levando-se em conta, entre outras

caracteristicas, que: a) esta fonte energética
ndo apresenta emissdes de C02 ou de outra
natureza, b) ndo provoca a inundagdo de vales
férteis, c¢) pode gerar energia em locais
préximos das fontes de uso, ndo necessitando de
longas linhas de transmissdo, conclui-se que os
impactos ambientais sdo minimos.

Deve-se criar um meio de inviabilizar o
uso dos aquecedores de passagem e chuveiros
elétricos, seja por proibigdo ou por imposto
alto.

0 governo permite o uso de aquecedores de
passagens, por uma visdo equivocada do aspecto
social da eletricidade. A aplicagdo dos
recursos acima citados na construgao de
moradias populares, seria de um retorno social
muito maior do que o uso de chuveiro elétrico.
0 custo de construdo de uma casa popular é
entre US$15,00/m’ a US$60,00/m’. Os os kits de
casa de madeira pré-fabricada, produtc tipico
da classe média, estao na ordem de
US$130,00/m’.
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SUMMARY

This paper discusses the social and
economic aspects of direct water heating
equipment intended for domestic use. The

analysis of the problem involves egonomic,
ecologic and social parameters, which are
related with the solar energy use.
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EXERGY ANALYSIS OF A FORCED CIRCULATION CRYOGENIC
COOLING SYSTEM
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UNICAMP, EPUSP, EPUSP-IPT

SUMMARY
This Cryogenic System, used for the new superconducting particle

accelerator Pelletron-LINAC, is designed to supply continuocus cooling
at temperatures as low as 4.4 X during long periods of time. This

paper presents the EXERGY ANALYSIS,

in order to identify the main

sources of Iirreversibilities with the obJjectiva to evaluate the

enargy consumption of the system.

INTRODUCTION

The superconducting heavy-ion linear accele-
rator, LINAC, will be used as a booster for the exis-
ting Pelletron accelerator at the University of Séo
Paulo, Brazil! At the first phase of the project it will
be assembled one superconducting buncher, two
cryostats and one superconducting rebuncher. The
first cryostat has three low beta resonators and four
high beta resonators, to run at synchronous
velocities of 0.06 and 0.105 times the velocity of
light, res‘rectively. This cryostat has also three
superconducting solenoid focusing magnets. The
second cryostat has six resonators (all high beta)
and three superconducting solenoid focusing
magnets, the buncher and the rebuncher have one
low beta and one high beta resonators respectively.2

The cryogenic system of the LINAC must
supply continuous cooling at temperatures as low as
4.4 K during long periods of time. It will be used a
forced circulation liquid helium cooling from the
refrigerator, through liquid-nitrogen-shielded valve
boxes and lines, to the superconducting elements.
The closed-cycle helium system, which may be
operated in a wide variety of conditions, consists of
a CCI CRYOGENICS refrigerator that nominally
yields 300 Watts of cooling or, alternatively,
liquefies 75 L per hour of helium® (if no liquid
nitrogen pre-cooling is used), a 1000 liter dewar
with a built-in heat exchanger coil, a 46 m® helium
gas storage tank, three distribution boxes with
velves, heat excha.rgcrs. and transfer line ports,
connected by around a 30 m long liquid-nitrogen-
shielded coaxial distribution lines. A schematic
diagram of the main cooling system components is
shown in Figure 1.

—~ ~ BY - PASSVALVE

These resonators are already being under
construction at Argonne National Laboratory.
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Figure 1. Cooling system helium flow diagram.

89



The thermodynamic analysis is a very impor-
tant tool to permit the operation of the system in a
efficient way. With the exergy concept? it is
possible to optimize the thermal design of the
equipments and the processes of the cycle
involved.® This paper uses the exergy concept to
analyze the cryogenic system of the LINAC and also
to evaluate each components, in order to use them
in the most efficient way. It is defined a method®
and through the exergy balance of the cooling
system, it is  identified the main sources of
irreversibilities. It is also presented an exergy-
enthalpy diagram for the helium, showing the main
thermodynamic processes of the cryogenic plant
and the exergy losses.

CRYOGENIC SYSTEM DESCRIPTION

The helium circuit is shown in the diagram of
Figurel and the helium conditions at corres-
ponding points around the circuit are given in the
pressure-enthalpy diagram in Figure 2. The scheme
used to control the quality of the outgoing stream in
this system is similar in some aspects to that used
in ATLAS superconducting heavy ion accelerator, at
Argonne National Laboratory.” The main differences
are in the thermodynamic conditions and the
necessity of a main valve box to divide the flow in
two parts. The outgoing stream is held at a higher
pressure and temperature than the returning
stream. The pressure is dropped through a J-T
expansion valve at Valve Box A, and the cooler
returning, two-phase stream picks-up heat from the
outgoing stream.The outﬁoing stream boils in
Cryostat B, and is then condensed and sub-cooled in
the heat exchanger located in the Valve Box B,
before entering the Cryostat A. The use of sub-
cooled flow directly from the refrigerator and the
sub-cooling of the flow by a coil in the dewar, that
receives the returning flow, are also features in the
cooling system. The heart of the cryogenic system
is the CCI CRYOGENICS refrigerator/liquefier that
supplies 9 g/s of liquid helium, corresponding to
one compressor on and no pre-cooling with liquid

nitrogen.

Table 1. Approximate heat loads for each LINAC

component.
COMPONENTS | HEAT COMMENTS
LOADS
— ,ﬁ
CRYOSTAT A | 43W |28W - 7 Resonators x 4W
15W - Cryostat
CRYOSTAT B | 39 W |24W - 6 Resonators x 4W
15W - Cryostat
BUNCHER 5W | ~ 1.5W - Resonator
~ 3.5W - Buncher
REBUNCHER 5W |~ 1.5W - Resonator
~ 3.5W - Rebuncher
HELIUM
DISTRIBUTION | 10 W | 10W - 5 Lines x 2W
LINES '

2 T0 3-7IW
3 T0 4-41W
3 4 TO 6-4IW
281 5§ TO 6- 45W
i = 6 TO 7-70W
™~ 8 ™ 9-aw
g21F 9 TO 10-90W
LI 10 TO 11=71W
197 3 2 N
%17" X 7]
& I S 8 7
a 18 ]
13f 3 9 10 11
o0 411
11 P i 1 1 " i i g
10 14 18 22 26 30
H, Enthalpy. kJ / kg

Figure 2. Pressure - Enthalpy diagram

The static heat leaks of the components, as
shown in Table 1, are based on the data of the
Argonne National Laboratory, as well as the pressure

drop of each component®S The RF power of the
resonators is variable and in this work we assumed
the maximum value for the corresponding heat
load, 4 W2 In the operation of the LINAC, the
resonators are separately phased, and power to the
various resonators can be optimized to give
maximum acceleration for the available refrigeration
capacity.

As shown in Figures 1 and 2, liquid helium
leaves the refrigerator at point 2 and enters the
heat exchanger in the 1000 liter dewar. The
thermodynamics conditions of the fluid depends
upon its enthalpy at point 1, before the refrigerator
J-T expansion, and the pressure of the outgoing
stream in the distribution line. The mass flow for
one compressor is ® g/s and as the pressure at
peoint 2 is 1.8 Atm., is obtained sub-cooled helium.
The heat removed in the heat exchanger of the
10%} 1 dewar to sub-cool the flow to 4.5 K is 7.1
w.

The flow then goes to the main valve box
where it iIs divided in two parts: one to the
rebuncher (corrcspondinﬁ to approximate 1/15 of
the total mass flow) and other to the cryostat B,
absorbing 389 W plus 2 W of the helium line (see
Table 1). The heat exchanger inside valve box B
removes 41 W, so the conditions at point 5 are
almost the same at point 3, except that the
pressure is lower. The heat loads of cryostat A and
the buncher, are taken together in series, including
the estimated heat line losses of 4 W (see Table 1).
The J-T valve ( between point 7 to 8) inside the
valve box A drops the return stream to a pressure
slightly above that of the 1000 liter dewar and
lower its temperature to give a reasonable
temperature gradient in the heat exchanger. The
return stream passes through the shell sides of the
heat exchanger, absorbing 41W from the outgoing
stream and increasing the gas fraction. The heat
loads of the rebuncher, 5 W, and the estimated heat
line losses, 2 W, are taken together in serles with
the estimated 2 W heat load of the returning line
between points 9 and 10, once the mass flow of the
rebuncher is much smaller compared to the main
flow. Finally, part of the returning liquid is
evaporated by a heater inside the dewar ( point 11



If the total heat load of the system is less than the
refrigeration capacity, the liquid level drops and the
excess gas is transferred to a storage tank. The flow
returns to the refrigerator as saturated va'iur (point
11 gJ at the temperature and pressure of the dewar.

Table 2. Properties of each point of the cryogenic

system

POINT H P S T e
(J/g) (atm) (J/ gK) (K) (J/8g)

1 11.990 - - - =
2 11990 1800 3813 4601 g718.09
3 11.201 1788 3648 4500 g7868.80
4 156757 1718 4617 4851 480.66
5 11201 1695 3665 4500 §761.70
6 16201 1625 4734 4782 6446.80
7 16979 1613 4889 4773 B400.28
8 16979 1247 5043 4466 g354.08
9 21535 1212 6086 4435 g045.73
10 22535 1200 6319 4424 597683
11 23324 1200 6496 4424 592452
11 g 29940 1200 7993 4424 548204

EXERGYANALYSIS

The Table 2 presents the thermodynamic
conditions of each point, as shown in Figure 2,
calculated from the data of Mc Carty.!? It is also
presented the physics exergy of each state, using P,

= 1Atm. and T, = 300 K. The Figure 3 shows the

helium exergy-enthalpy diagram for the eryogenic
system.

The exergy analysis of the cryogenic plant
includes the exergy balance of each component,
with the main goal to identify the sources of
irreversibilities. If we apply an exergy balance on a
control volume, at stea state conditions, we
obtain:!! ;

Eim(eo- ¢ )=XQ(1-30) - W - moapg (1)

The equation (1) is used to calculate the lost
exergy for the components of the system: the
refrigerator, 1000 L Dewar, cryostats, valve boxes,
heat exchangers, liquid-nitrogen-shielded-lines,
buncher and rebuncher. If we choose an appro-
priate control volume for each component and
takes into account that all the cryostats, liquid

30 T ~—r e 169
11 8 a3
B
= Av/‘z | .
3 11“ Exergy 8 % a
§ nﬂ’s 6300 T
o\ i
g sl ) - 6000 -
I {uf s Enthaipy 'r‘h\ﬂ ‘A -3
14 5700
T, A2

LIS 120 135 1450 153 163 L70 185

P, pressure, aim

Figure 3. Exergy-Enthalpy-Pressure diagram

helium lines and the valve boxes are isolated from
the environmental by liquid nitrogen (77 K), it is
possible to evaluate the exergy lost for all the main
components. The results are presented in Table 3.

Table 3. Lost exergy of the main components

POINTS Hy-H; Q/m W/m eg-e€; e|ngt
U/ W/ W/g WG/ U/®
DEWAR

02-03 -0.789 048.71

10-11 0788 L.,

11-11 g g6el6 0 L.,

10-11 g e 0.000 -88616 49479 45270

REBUNCHER/ RETURN LINE

09-10 1.000 0833 -0.167 -06890 066.85
CRYOSTAT B/ LINE

03-04 4556 1.889 -2667 -286.14 283.34

HEAT EXCHANGER

04-05 -4.556 281.04

08-09 4.558 0.000 0.000 -308.35 02731
CRYOSTAT A/ LINE

05-06 5.000 1889 -3.111 -31480 31244

BUNCHER/ RETURN LINE
06-07 0778 0611 -0.167 04862 045.02
J-T
0708 0.000 0000 0000 -048.20 04820

The results shown in table 3 permit us to
quantify, in terms of percentage, the amount of lost
exergy of each component. Thus:

Dewar 38.7%
Cryostat A / LHe line 25.3%
Cryostat B / LHe line 23.0%
Rebuncher / return line 5.4%
Buncher / return line 3.7%
J-T 3.7%
Heat Exchanger 22%

The above percentage distribution shows the
importance of the Dewar in the exergy destruction
of the system, as electric power dissipated by the
heater. Next comes the cryostats and in this case
the exergy losses are characterized by
environmental heat inputs and RF power
dissipation. The same occurs in the buncher and
rebuncher. We can also note the related percentages
of the J-T valve and the heat exchanger inside the
valve box B.

FINAL COMMENTS

The exergy analysis of a cryogenic system of a
superconducting accelerator, permit us to identify

the main sources of irreversibilities of a system,
that the main goal is to produce and distribute a
cryogenic fluid to cryostats, through valve boxes,
transfer lines and heat exchangers.

The results indicate that the Dewar is
responsible for the main destruction of the exergy,
due to the heat dissipation of the heater. We must
remark that this behavior may be modified with the
installation of a third cryostat.
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NOMENCLATURE

Symbol PhysicalQuantity Unit
m mass flow rate g/ s

e specific exergy J/ g

Q heat rate w

T temperature K

w power w

H specific enthalpy J/ g

P pressure Atm.

5 specific entropy J/g K
Indices

o ' outlet

i ' inlet

lost lost

0 ambient (300 K, 1 Atm.)
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RESUMO
Neste trabalho é apresentada a andlise energética e exergética do ciclo vapor de uma usina de agticar e
dlcool de porte médio, baseada em dados de medigdo de campo. Sdo calculados os rendimentos
energéticos e exergéticos dos principais equipamentos/modulos, bem como sdo avaliadas as perdas e

destrui¢do de exergia.

NOMENCLATURA

ex : exergia especifica
Ex : fluxo de exergia

h : entalpia especifica
m : vazdo massica

PCI : poder calorifico inferior

: taxa de transferéncia de calor
s - entropia especifica

T : temperatura absoluta
w . poténcia

n : rendimento
b

Su

2

- umidade relativa

ibscritos
aa : gua de alimentagdo
ar : ar de combustdo umido
c : combustivel

cald : caldeira

caldo : aquecimento de caldo
ciclo : ciclo de vapor

D1 :destilaria |

D2 : destilaria 2

e . entrada

ee . energia elétrica

ef . energia elétrica fornecida
evap :evaporagdo

ex : exergético

i - i-ésimo elemento

iso  :isoentropico

mec : mecdnica

proc : processo

purgas ; purgas

rep : agua de reposigio

s : saida

TG! : turbo-gerador |

TG2 : turbo-gerador 2

v . vapor
INTRODUCAO

A presente analise é realizada sobre dados obtidos em uma
medig¢do do ciclo vapor de uma usina sucro-alcooleira de porte
médio do estado de Sdo Paulo. Esta anilise fornece elementos

adicionais para caracterizar o nivel de eficiéncia do setor bem como
para aprofundar a discussdo relativa a cogeragdo. Este aspecto
ganha importancia no cenario do programa assinado em 1993 entre
representantes do setor sucro-alcooleiro e as companhias
energéticas do estado de Sdo Paulo. O programa prevé o acréscimo
de geragdo de energia elétrica para garantir a autosuficiéncia e
exportagdo a rede num total aproximado de 3000 MW até o ano
2008 (PROGRAMA... 1993).

CARACTERIZACAQ DA UNIDADE INDUSTRIAL

O fluxograma simplificado do ciclo vapor da usina ¢é
apresentado na figura 1.

- pasen)

e

Médulo
Caldeir

Turbao-

Exaustores| DOMDAE

purgas
(Daixa pressao _®

I @L@g@q
é@ 1

Agua de reposiglo

Destilana 1| Destilana 2

Figura 1. Fluxograma simplificado.

Geragdo de vapor. O vapor é gerado em quatro caldeiras de
queima de bagago, do tipo grelha basculante, totalizando
aproximadamente 200 t/h @ 2,16 MPa abs e 290°C.

Produgio. A produgio da usina é de aproximadamente
19000 I/h de élcool hidratado e 500 t de aglcar por dia.

Moagem. O total de cana moida diariamente € da ordem de
8900 t

Excedente de bagago. O excedente de bagago verificado
durante o ensaio foi de 5%.

Geragdo de energia_elétrica. Na usina € gerada energia
elétrica em turbogeradores de poténcia nominal total de 4 MW.



METODOLOGIA DA MEDICAQ 8 Aliment.

TG2 31,2 2,059 2855 299963 66993 109896
A metodologia (Robles-Vertiola et al., 1993 e IPT, 1990) ¢ 9 Antes VRP 20,2 2,010 2880 3004,16 6,6972 1104,11
resumidamente descrita a seguir.
10 Apéds
Periodo de ensaio. Para a obtengdo de dados significativos Exaustores 14,0 0,245 202,6 2875,66 74165 761,16
das medigdes em campo, foi realizada a monitoragdo no meio da }; g::g‘; $S’EB 59 0245 1745 281305 7,289 741,37

safra por um periodo dfe 48 h, utilizando-se dados referentes a 33 h 121 0226 167,1 280386 7.2959 72530
de ensaio para fins de célculo.

13 Saida
Moenda 1 46,0 0,255 1714 2811,02 7,2561 74432
Selecio de pontos de medi¢do de vazdo A escolha dos 14 Saida :
pontos de medigdo ao longo do ciclo vapor obedeceu ao critério de Moenda 2 41,7 0245 1703 280930 72700 73849
medigdo das correntes de entrada em cada um dos modulos ou 15 SaidaTGs 60,7 0255 140,5 2744,07 7,1050 722,44
obtengdo destas por meio do balango de massa. 16 Apés VRP 202 0,147 2350 300415 7,6786 811,15
17 Vapor
Selecdo de pontos de medigdo de pressdo e temperatura. Os desacrador 154 0275 164,0 279402 7,1846 748,67
pontos de medigdo de pressio e temperatura foram escolhidos a fim 18 Vapor aq.
de poder determinar o estado termodindmico do vapor a montante caldo 47,6 0,128 143,1 2752,74 7,1791 709,01
de turbinas ou conjuntos de turbinas. 19 Aliment. -
Pontos de medi¢io de temperatura adicionais foram determinados 20 i‘lﬁ:cnlt : 1 G286 VR 25408 F,1830:7 TS
para _permitir monitorar a temperatura de gases de chaminé de Buag 5 386 0226 1431 275274 7.1791 70901
caldeiras, temperatura de tanques de agua e de condensados. 21 Aliment D1 18: P 0:2 16 14 4:7 275713 72093 704.42
; 5 22 Aliment. D2 433 0,245 1763 2821,82 17,2980 742,64
Modulo de caldeiras. O conjunto de quatro caldeiras, que 23 Condensado
geram um total aproximado de 200 t/h @ 2,16 MPa abs e 290 °C Ag. Caldo 476 0,121 105 440,62 13639 130,69
teve de ser analisado como um modulo Gnica em virtude da 24 Condensado
dificuldade de efetuar medi¢des de vazio do combustivel (bagago) Evap. 67,6 03956 1432 602,56 1,7710 171,26
queimado em cada uma das caldeiras. Nos calculos utiliza-se a 25 Saida Dl 18,6 0,098 97,0 407,02 12743 123,82
vazdo total média. 26 Saida D2 433 0,098 970 40702 11,2743 12382
27 Aguade
Instrumentagio. Os instrumentos utilizados no ensaio, Make-up 688 0098 250 103,90 03640 92,10
foram, em sua maioria, instrumentos com sinal elétrico. 28 A]imnmﬁa
Utilizaram-se, para efetuar medigdo de vazao, 22 placas de caldeiras 2194 2,157 1230 516,53 11,5597 148,22
orificio, 2 medidores eletromagnéticos e 1 hidrémetro. Foram 29  Condensado
instalados 32 transdutores de pressio, 18 mandmetros tipo desacrador  204,0 0,461 870 36508 11595 116,11
Bourdon, 37 termopares tipo T e 2 aparelhos de Orsat. g? E:g‘; ol 188 2,157 2160 92589 24815 282,74

No total, foram coletados 93 dados continuamente e 28 de

; 5 atmosfera 6,9 0,245 1708 281035 72725 73878
maneira descontinua.

= A vazio de combustivel média , baga¢o de cana com 50% de
DADOS DE MEDICAO umidade, foi de 95,5 t/h

Na tabela 2 sdo apresentados os dados correspondentes aos USO DO VAPOR NO CICLO

pontos assinalados na figura 1, onde as propriedades foram
calculadas usando o programa TS®. O estado de referéncia adotado O vapor gerado nas caldeiras totaliza uma vazio média de
€ p=0,09806 MPa, T,=298,15 K e $=50 %. 200,6 t/h e sua distribuigio na unidade esta indicada na tabela 2.
TABELA 1 - Dados de medigo TABELA 2 - Distribui¢do do consumo de vapor
Ponto Equipamento Vazio Pressio Temp. Entalpia Entropia Exergia Moédulo Vazio Fragdo da vazio
No. (vh) absoluta (oC) (klkg) (klkgK) (kikg) (t/h) no nivel de pressdo
(MPa) (%)
I Caldeiral 47,6 2,157 291,0 300989 6,6976 1109,72 Vapor ar alta pressio 180.4 100.0
1 Caldeira 2 46,0 2,157 291,0 300989 6,6976 1109,72 : 2
i > » ? s 4 + Moagem 87,7 48 6
1 Caldeira3 538 2,157 297.3 302458 67253 111617 : Tu{;ili)%}- ersdores b s
1 Caldeira 4 53,2 2,099 270,8 296341 66218 108584 : 8 ’ ’
2 Aliment. . Turb:pas de exaustores de
Exaustor2 6,1 1991 2745 297242 6,641 108897 caldeiras 13,0 7.8
2 Aliment. ¢ Turbo-bomba do
Exaustor3 38 2079 2636 294206 65662 1081,09 condensador barométrico 2,1 6,7
3 Aliment. » Turbo-bomba de agua de 59 3.3
Exmgstor'ﬁ 41 2,020 2445 289312 6,4866 105586 caldeiras
3 TBAgua
Alimentagio 5,9 2,050 268,8 2959,65 6,6260 1080,82 Vapor de baixa pressdo 1937 100,0
4 TB Cond. 2 « Aquecimento de caldo 47.6 24,6
Barométrico 12,1 2,079 2814 298933 66758 109565 « Destilagio ; 61.9 32.0
5 Aliment. « Evaporagdo/Fabrica  de 68,8 35,5
Mocnda 1 46,0 2,069 286,6 3001,94 6,7014 1100,64 aclicar
6 Aliment.
Moenda2 41,7 2,000 2846 2999,13 67110 1094,96 * Desaerador 15,4 A
7 Aliment. Perdas 6,9 100,0
TG1 295 2,020 2848 2999,09 6,7068 1096,17 « Babaise pirii aliiibatens 69 100.0
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Deve-se notar que a produgdo de vapor é superior em
20,2 t/h ao consumo de vapor de alta pressdo. Conclui-se dai que
esta diferenga passa pelas valvulas redutoras de pressdo, fato
comprovado pelas medigSes de temperatura realizadas.

Por outro lado, o consumo de vapor de baixa pressdo &
também inferior 4 geragdo, donde se conclui que esta diferenga, de
6,9 t/h, € perdida para a atmosfera.

ANALISE DE DESEMPENHO

Foram calculados os rendimentos energético e exergético
(Szargut, 1988 e Kotas, 1985) para o ciclo e para os principais
equipamentos.

Os insumos e produtos do ciclo vapor sdo aqueles apresentados na
figura 2.

perda de vapor
energia elétrica fornecida

bagago de cana :-1-/
—

4gua de reposigao

gases de chaminé

vapor de processo

poténcia mecanica
Ciclo Vapor

ar de combustao poténcia elétrica

Figura 2. Insumos e produtos do ciclo vapor.

Rendimento energético. O rendimento energético do

modulo de caldeiras € definido como

(1)
ivai.(hi —hga )+ fflpurgas-(hsat ~haa)

Meald = (PCl+ Cpe.AT,) + ar. Car. ATar + faa. CPaa. ATas

onde AT, = ATy = 0. Esta formulago esta de acordo com a norma
ASME (1965).

O rendimento dos turbo-geradores ¢ dado por

Wee

MG o —— 2
TGty (he - hg 50) @
Para as turbinas de acionamento o rendimento é expressb por
Wmec
Nr=—— & 3)
onde  Wpnec=Tmec.(he —hg) considerando o rendimento

mecénico igual a 0,9.

No caso das outras turbinas de acionamento, onde niio foi medido o
trabalho realizado nem é possivel fazer uma boa estimativa, foi
calculado o rendimento isoentropico.

he—h
T e b @)
o
5,10
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Finalmente, o rendimento energético do ciclo é calculado
pela expressdo

_ , _ (%)
~ Winec + Wee + Qproc
Tleiclo =t (PCI+ Cpg. AT,) + tar. Cpag ATgr + g Cag. ATag + Wiy

que também se simplifica devido a AT=0.

Rendimento exergético. O rendimento exergético do
modulo de caldeiras é expresso por

)i:rhvi_(exi —€Xaa)

(6)

n Id= i
ex,ca
fg.eXc + May.€Xga

onde ex; € calculada de acordo com a expressdo apresentada em
(Szargut, 1988) para combustiveis sdlidos, que depende da
composi¢do elementar e do poder calorifico inferior.

O rendimento dos turbo-geradores € dado por

Wee
V. -. - P 7
Mex, TG =51 (exe — exs) M
Para as turbinas de acionamento
w
mec (8)

Nex, T~ my.(exe —exXg)
e, finalmente, o rendimento exergético do ciclo de cogeragdo € dado
pela expressdo

Wmec +Wee + ?IT.I] .(exe’i —exs’i }

Nex_ciclo ™= : : : )
ex,ciclo Mc.eXc +Maq.exqg + Wer

onde i representa os diversos consumidores de vapor.

Utilizando os dados obtidos nas medi¢Ses (tabela 1), chega-se aos
rendimentos apresentados na tabela 3.

Tabela 3 - Rendimentos energéticos e exergéticos no ciclo de vapor.

Equipamento Rendimento  Rendimento
energético exergético
(%) (%)
TG1 556 62,0
TG2 497 55,2
Moenda 1 30,1 35,6
Moenda 2 299 35,4
Modulo de caldeiras 64,5 24,0
Ciclo de vapor 42,6 16,4
Exaustores 15,6 -
TB agua de alimentagdo @ 34,0 -
TB condensador barométrico @ 42,1 -

a) apresenta-se o rendimento isoentropico.



COMENTARIOS FINAIS

Durante o ensaio operou-se a planta em regime o mais
proximo possivel do regime permanente, excluindo-se dados de
intervalos de transitorios devido a paradas de moendas ou
problemas de alimentagdo de combustivel. Mesmo naquela situagdo,
quando os consumos de vapor de alta e de baixa pressdo devem ser
equivalentes foi verificado a passagem de vapor através da valvula
redutora de pressdo. A exergia destruida neste processo atinge o
valor de 1788 kW, Este valor corresponde a cerca de 50% da
exergia utilizada na geragdo de energia elétrica em um dos turbo-
geradores da unidade.

Observando este valor pode-se dizer que, no caso de uma
unidade que tem consumos de vapor de alta e baixa pressdo
desbalanceados, apos efetuar todas as medidas para evitar essa
condigdo, ¢ aconselhavel realizar uma analise termo-econdomica a
fim de avaliar a instalagdo de um turbo-gerador para realizar a
expansio do vapor.

O vapor de baixa pressdo perdido para a atmosfera
(representando 3,4% em massa do vapor gerado) equivale a uma
perda de exergia (fisica) de 1240 kW. E interessante comparar este
valor com a perda representada pelos gases de chaminé. Na unidade
analisada as caldeiras operaram com excesso de ar médio da ordem
de 110% e temperatura de gases de chaminé média de 190 °C, de
modo que a exergia fisica perdida por meio dos gases de chaminé
atinge 12 kW.

Os indices aqui calculados apontam para a necessidade de
elevar os niveis dos rendimentos energéticos e exergéticos a
patamares mais elevados, a fim de atingir as metas estabelecidas no
programa de cogeragio do setor.

Para elevagdo dos indices podem ser tomadas medidas tradicionais
de racionalizagio do uso da energia, num primeiro momento,
passando-se posteriormente a modificagdes de processo e
equipamentos, como a elevagio do nivel de geragdo de vapor,
possibilitando a geragdo de energia elétrica em equipamentos mais
eficientes, e, por fim, a adogdo de outra tecnologia, como € o caso
do ciclo combinado.

REFERENCIAS BIBLIOGRAFICAS

« PROGRAMA de cogeracdo e produgdo particular de energia
elétrica no setor sucroalcooleiro do estado de Sdo Paulo  Sio
Paulo, Secretaria de Energia do Estado de Sio Paulo, 1993 08

p.

e ROBLES-VERTIOLA, S. et alii

vapor de uma usina sucro-alcooleira
STAB Aguas de Sao Pedro, 1993.

Analise energética do ciclo
50 Congresso Nacional da

« INSTITUTO de PESQUISAS TECNOLOGICAS do ESTADO
de SAO PAULO S.A. Conservagio de energia na indistria_do
acucar_ e _do alcool. Manual de recomendagdes. Sao Paulo, 1990
796 p. (IPT-Publicagio, /8/7)

e TS-Programa de calculo de propriedades da dgua. Agrupamento
de Engenharia Térmica, Instituto de Pesquisas Tecnologicas do
Estado de Sdo Paulo. Sdo Paulo, IPT, 1993,

« KOTAS, TJ.  The exergy method of thermal plant analysis
London, Butterworths, 1985. 296 p.

96

« SZARGUT, J. et alii
metallurgical processes

Exergy analysis of thermal, chemical and
New York, Hemisphere, 1988. 332 p.

« AMERICAN SOCIETY of MECHANICAL ENGINEERS -

ASME. Performance test code for steam generating units
ASME/PTC4.1. New York, 1965.
ABSTRACT

This paper presents the energetic and exergetic analyses of the
steam cycle of a medium sized sugar and alcohol mill, based on
measured data. Energetic and exergetic efficiencies of the main
equipments/modules are calculated. Exergy losses/destruction are
also evaluated.
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RESUMO

Este trabalho analisa duas abordagens existentes que consideram os aspectos

economicos ¢ ecoldgicos dos processos.

térmicos,

Discute-ye a importdncia e possivel extensdo de cada.

Consideragoes sdo feitas sobre a exergia como indicador do grau de poluicdo de um efluente e da
qualidade de um recurso natural. Ao final é apresentado um caso comparativo entre dois métodos de
extingdo (apagamento) do coque siderirgico apds sua coqueificacdo - CDQ e CWQ.

INTRODUCAQ

A crescente escassez de recursos naturais para a geragdo de
energia elétrica, bem como aquecimento ¢ refrigeragdo  nos
processos industrigis e residencias em geral, levaram a vinculagdo
de conceitos  termodindmicos 4 economia - Termoeconomia
(Tribus & Evans, 1962; Frangopoulos, 1983 ; Valero & Lozano,
1994).

Para melhor compreender este trabalho recomenda-se a
leitura de Reistad, 1970, Szargut, 1980; Moran, 1982; Kotas,
19%5: Bejan, 1988 e Milanez & Gallo, 1992 a respeito de Exergia.

A Andlise Exergética € a ferramenta que permite distinguir
claramente entre as perdas de energia para o ambiente ¢ as
irreversibilidades internas ao processo, sendo complementar a
andlise de 1 Lei da Termodinamica.

Virias abordagens ja foram idealizadas e aplicadas ; a seguir
serdo apresentadas duas - Custo Ecologico ( Szargut, 1978 ) e
Environomics ( Frangopoulos, 1992 ),

0 CUSTO ECOLOGICO

O Custo ecoligico, p, expressa o consumo total de exergia
dos recursos naturais nao-renovdveis vinculados a toda uma cadeia
de produgado, partindo da matéria prima até o produto final em
estudo.  Complementa-se incluindo também os danos materiais e
ecolagicos dos efluentes do processo (Szargut, 1986).

Para efeito de simplificagio. Szargut partiv para relagoes
lineares, permitindo aplicar programagdo linear para olimizar apos
realizar o balango exergético. Para isso, foi considerado o balango
indicado na Fig. (1) (Szargut, 1978).

Recursos Naturais
Nao-Renovaveis

Residuos -7
//
/f‘
Recursos Naturais a o
—_ ST MA s
Renovaves ( faceis )
Ar. agua. Sub-produtos

Produtos base ( matena prima j e
Semi-acabados

Figura 1. Interagio do sistema com o exterior
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Devido & maneira como a exergia € definida, relativa a um
estado de referéncia no ambiente, ela pode ser utilizada como uma
medida da qualidade de um recurso natural. Recursos naturais sao
os componentes do ambiente que diferem dos valores médios
ambientals na sua composigio quimica e nos seus pardmetros
termaodindmicos.

A exergia de cada elemento dos efluentes serd anulada ou ndo
na vizinhanga externa em algum tempo.  Isso deve causar algumas
consequéncias no meie ambiente ¢ que de um mado geral sdo de
degraduagdo. Para os efluentes a exergia se caracieriza como uma
propriedade diretamente vinculada ao desequilibrio fisico e quimico
em relagdo ao estado de referéncia (Gallo & Milanez, 1990) ou ao
meio ambiente. (Szargut, 1986).

Ao contririo da energia que sempre se Conservi, a exergia
pode ser destruida ou gerada ( Tocalmente ) pelos seres vivos, no
caso, d biomassa utilizada em processos.  Entretanto, a atividade
humana a destrii mais rapidamente que a tendéncia do ecossistema
de restaurd-la (Szargut, 1986).

Ao analisar um processo sob a dtica ecologica, deve-se
considerar os custos ecoldgicoy dos elementos beneficiados ou
procluzidos.  Para exemplificar, considere uma andlise exergética
num motor diesel. A exergia destruida no ciclo do motor, deve-se
somar o custo ecologico associado ao refino do petraleo ( recurso
nao-renovivel, emissiao de efluentes, consumo de eletricidade,... ).
Nio se pode considerar que um sistema alimentado a gas natural
tenha o mesmo "impacto ecologico” gque outro a gdas proveniente
de uma refinaria, O gds natural foi concebido ao longo dos anos
pelo proprio ecossistema, sem chuva dcida, dano i flora e fauna e a
satde humana.

Ao considerar os custos ecologicos dos recursos semi-
acabados que sdo utlizados num processo, deve-se estabelecer a
amplitude da andlise , podendo ser @ doméstica (pais) ou global
{Szargut, 1990).

Na andlise doméstica. gquando um pais adquire produtos ja
beneficiados, semi-acabados vu recursos ndo renoviveis de outros
paises, o custo ecoldgico se torna menor, pois os danos ecoldgicos
foram gerados em outro lugar, sendo assim a andlise global mais
coerente,  Pade-se citar o caso das exportagoes brasileiras de
placas de ago semi-acabadas, minério de ferro, papel celulisico ¢
outros com grande  guantidade de  energra elétrica agregada
{aluminio), até produtos agro-industriais, se considerarmos as dreas
devastadas para v plantio,

O custo ecologico pode ser apresentado na forma da Eqg. (1)
{Szargut, 1990),
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Numa maneira conceitual, Szargut abrangeu os aspectos mais
importantes.  Existe uma dificuldade de implementagio dessa
abordagem, jd que ¢ necessdrio obter as exergias de uma série de
produtos e recursos naturais e suas correlagtes. Talvez numa
andlise em macro-escala ( pais ) possa se justificar estudos em
busca da exergia, da concentragdo, e dos indices de destruigao
ocasionados pelos efluentes.

A partir das idéias do custo ecoldgico, chega-se a uma
conclusdo ja comum entre os ecologos - foda atividude humana
deve devolver ao  ecossistema os  efluentes em  sua  forma
naturalmente encontrada, ou escrevendo de outra forma @ com
exergia nula, Exef = () na fonte ( atmosféricos ).

TERMOECONOMIA COM CONSIDERACOES AMBIENTALS

A abordagem aqui apresentada € baseada na Thermoeco-
nomic Functional Approach, T.F.A. ( Frangopoulos, 1983 ). As
consideragdes ambientais foram implementadas permitindo incluir
os custos do controle da poluigdo, bem como as penalidades e
ganhos relativos & contaminagdo do exterior ou reciclagem dos
resfduos, respectivamente (Frangopoulos, 1992).

Denominada  "Environomics”, a andlise permite concluir
otimizando o sistema sob wvdrios critérios e ja considerando os
limites de emissoes. Em caso de combinar critérios conflitantes,
pode-se utilizar de téenicas programagao multi-objetivo.  Alguns
critérios podem ser sugeridos,

termodindmico :
Max Nh rendimento de Primeira Lei ;

Max N2nd Segunda Lei ;

Max w Poténcia especifica ;

Min Hg consuma de combustivel ;

Min | Irreversibilidade gerada .
CCONOnIco :

Min Z,, Custo anualizado ;

Max L, Lucro anualizado ;
ambiental :

Min E Emissoes ;

Max & Eficiéncia de despoluigio ;

Foi proposto que para cada eguipamento de controle
ambicntal, rm ( Fig. 3 ) seja associada uma eficiéncia de redugan ou
abatimento, §_, . definida pela Eq. (2) e a poluigdo langada ao
exterior, p.,, sendo fungdo da produgdo da unidade r, y, , e de suas
caracteristicas técnicas. Geralmente p,, estd associada a alguma
penalizagdo que o sistema sofre por poluir. Os pardmetros para
avaliar estas penalizagdes devem ser determinados pelo Estado e de
tal forma a conduzir ao minimo de dano ao ecossistema.

y, y,
r
y.rm
rm
pn‘n
______ ]

Figura 3 - Unidade com dispositivo de controle.
8 it F'mn' “m

rm .P

rmi

(2)
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Algumas medidas da polui¢do foram sugeridas com base na
exergia Eq. (3.a) e (3.b).

1
Pi = Ex' =|1-=10 (3.2)
T
P':: = E‘"_,-Fr _ z {ukll - I‘l“‘ ]N# {B.h]
k

As expressoes acima representam a poluigdo térmica e
quimica, respectivamente.  Sdo expressdes elegantes porém
atualmente toda a legislagao estabalece os limites em g/kJ, w/kWh,
g/Nm?, etc.. Para contornar este inconveniente Gaivao e Jaumotte,
1985 propuseram o fator de dano para qualquer tipo de emissio
(Eq. 4).

_a-a,

=——A (4)
o-—-o,
onde
Co—-0
——=L 5 fator de dano
i oa-—a,

Deste modo @ poluigio térmica e quimica podem  ser
representadas por :

Pt.‘ A T - T;\ Q

m g {3.c)
r - T;)

o _ | f_.[, :

by =i B (3.d)
[ &

As expressoes acima ponderam tanto em espécie como em
fluxo.  Conforme o receptor dos efluentes, também deve se
considerar a capacidade dispersiva do meio ( exemplo @ poluigdo
térmica num pequeno lago ou rio ).

Esta abordagem permite analisar um sistema sob duas oticas -
empresa ¢ comunidade. No caso de se encarar o problema sob o
ponto de vista da empresa, 0 mau dimensionamento da penalizagao
por poluir pode levar o sistema a continuar com as emissoes atuais
e assumir os custos das multas.  Por outro lado, com o Estado
promovendo campanhas de conservagdo ambiental, a empresa
poderd obter ganhos por reduzir ou eliminar sua emissoes.  Estes
ganhos estdo associados & melhoria da imagem da empresa no
mercado e outros tipos de ganhos em marketing.  Tudo isso, se
aproprigdamente quantificado, pode ser incluido na andlise.

Através de grificos de Trade-Off entre custos e emissoes
pode-se estimar quanto uma empresa estaria disposta a investir no
seu processo.  Investimentos estes, ndo si voltados ao controle
ambiental, mas também em processos fimpos ou matéria prima de
melhor qualidade ( combustivel com menos enxofre, ...).

ESTUDO DE UM SISTEMA DE APAGAMENTO DE COQUE
A SECO - CDQ

Um sistema de apagamento de coque sidenirgico a seca, ou
Coke Dry Quenching - CDQ foi estudado e comparado ao
processo convencional a dmido Coke Wer Quenching - CWQ.
Esses sistemas entram na cadeia produtiva de uma siderdrgica para
apagar 0 coque incandescente recém saido dos fornos de
cogueificagio. De concepgio diferente, 0 CDQ aproveita a energia
retirada do cogue incandescente a 1050 °C através da circulagio de
um gds @ base de N, através dele para gerar vapor (350 °C e
23 atm ) num processo continuo de extingdo, enquanto no
processo a umido, CWQ, € langado dgua a temperatura ambiente
sobre 0 coque até sua extingdo, Todo o vapor ali produzido
ascende para a atmosfera carregando consigo material particulado
¢ alguns hidrocarbonetos.

A pincipio, uma andlise energética jd seria necessdria para
indicar 0 CDQ como mais adequado, entretanto ao abordar o tema
através da Otica apresentada neste trabalho, vé-se yue a exergia
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destruida no CWQ ¢ muito maior e deverd se incorporar a toda
andlise subsequente que seja feita na cadeia produtiva (alto-forno,
laminagdo, etc..). Se alternativas semelhantes ao CDQ forem
implementadas ao longo de todo o processo de fabricagdo do ago,
€ esperada uma redugdo significativa no em seu custo ecoldgico.

Comentando brevemente os aspectos operacionais e
econdmicos, 0 CDQ requer uma estrutura e controle maior, com
custo inicial e operacional também maior. O processo continuo do
CDQ € superior ao sistema de bateladas do CWQ.

Outro ponto a se destacar é o de emissao de particulados no
CDQ. Por ser um processo a seco, hd uma tendéncia de facilitar o
arraste das particulas pelos ventos. Esse inconveniente € superado
com equipamentos adequados de despoeiramento ( ciclones, filtros
de manga.... ). Além disso, todo o material coletado ( finos ) €
reaproveitado e em torno de 70 % ( caso particular estudado ) €
vendido por aproximadamente US$ 100.00 a tonelada, quase como
um subproduto. Para mais informagoes ver Errera ef al, 1994,

A Fig. (4) apresenta o diagrama funcional (Frangopoulos,
1983) do CDQ estudado. As unidades e seus dispositivos estdo
ligados entre si através de fluxos de energia representados pelas
setas. O vetor y . apontando para os dispositives de controle
ambiental representa os recursos utilizados do exterior além do
ganho proveniente da venda de parte do material particulado
retido. A unidade (4) € ficticia e aparece no madelo para expressar
as perdas para o exterior. O elemento y, , representa a energia
utilizada para acionar as turbinas dos sopradores do gds circulante.

Oselementos p, - pontilhados representam as emissdes de
cada dispositivo, apesar do fato de estarem apontando para os
mesmos indica que hd um custo ou penalizagdo que o sistema
estd sujeito ou pagando ao exterior (como um recurso sendo
utilizado).

_ A abordagem Environomics propicia muitas informagoes da
instalagdo - permite indentificar o custos marginais de despolui¢ao
ou controle ambiental do sistema ( Errera, 1994).

Os resultados obtidos da andlise exergética sdo ilustrados nas
figuras (5a) e (5b) em relagdo aos percentuais dos fluxes. A
exergia destruida por coque extinto nos dois casos € apresentada
na fig. (6) que mostra o CDQ gerando metade de irreversibilidade
do CWQ.
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cwa

coa

i
Y] 00

. 2
40 60 800

7
1600

0m 120 1400

Figura 6 - Exergia destruida ( kJ/kgCoque )




CONCLUSAQ

Aspectos ecologicos peralmente encontram  obstaculos na
drea econdmica. quando apdrentemente apontam para interesses
conflitantes.  Alternativas semelhantes & deste trabalho ( CDQ )
tm  sido  apresentadas  constantemente, mas  nem  todas
implementadas. Considerar todos os critérios em um unica andlise
propicia uma melhor discussdao e esclarecimento aos diversos
setores da comunidade. A abordagem Environomics permite
maodelar, otimizar e estabelecer argumentos para decidir melhor
entre termodindmica, economia e ecologia dentro de  suas
respectivas importancias que o decisor atribuir,

A andlise através do Custo Ecologico se implementada de
maneira plobal permite que paises como o Brasil ( em desen-
volvimento), se previna dos processos mais agressivos & ecologia.

TERMINOLOGIA

Custo Ecologico

P custo ecoldgico unitdrio ;

dmn coeficiente do consumo geral de produtos semi-
acabados (nacionais) m ou da mio-de-obra dispensada ao processo
m, por unidade do produto principal

Feim Coeficiente de sub-produgdo do n em relagao a
unidade m (principal) ;

dam Coeficiente do consumo de produtos semi-acabados
importados substituindo um semi-acabado nacional n;

Bgm Exergia dos poluentes s por unidade do produto
principal m produzido :

Ran Coeficiente de degradagdo do bem n por unidade de
exergia dos poluentes s ;

Yks Coeficiente de degradagao do recurso natural nio-
renovivel k por unidade de exergia dos poluentes s:

Zy Multiplicador do consumo de exergia para eliminar
os resultados da deterioragdo da sadde humana, por unidade de
exergia do poluente s ;

Bgm  Consumo direto de recursos naturais ndo-renovii-
veis nacionais K por unidade m ( produto ) .

O coeficiente d_, pode ser expresso por :

NDa,

d, =X, —-—-—2 XD,

onde D, D, usto unitirio do produto importado r por
unidade de m;

Xp exportagdo do produto n ;

drm Coeficiente do consuma total do produto importado
r por unidade m.

Lembrando que um sub-produto desse processo pode ser as
vezes, um produto final de outro pais, entdo :

Foui= Fiidia

fum Coeficiente de  sub-produgiode u por unidade do
produto principal m ;

#y Taxa de substituigdo (quantidade em unidades do
produto principal n substituido pelo sub-produto u),

Envirpnomics

Prmi Efluente untes de ser tratado :

T Temperatura

¢ Concentragao volumétrica

v Vazdo volemétrica do efluente

Q Fluxo de calor ao ambiente

o propriedade medida na saida do equipamento ;

0y Estado de referéncia no meio ambiente;

o limite permitido pela sociedade ;

A vazdo, em volume ou massa, e fluxos em geral ;

Yo recursos utiliza-los pela unidade r;

100

m Dispositiva de controle ambiental .
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Twa existing approaches considering thermal, economic and
ccological aspects of processes are analyzed in this work, The
relevance and possible extention of cach approach is discussed,
Considerations are made about the exergy ay an indicator of the
degree of pollution on an effluent and of the quality of the natural
resource. A comparative study is presented for the two methods of
guenching the siderurgical coke,
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RESUMO

O modelo k-¢ é usado para simular escoamentos em regime turbulento que ocorrem
em geometrias retangulares. Atengdo especial é dada & simulagdo da evolugdo da concentra-
¢do de tragadores langados na segdo de entrada. A curva de evolugdo da concentragao é
monitorada na secdo de saida. O efeito do tempo de inje¢do do tragador é analisado a partir
dos resultados simulados e da solugdo analitica de um caso ideal. Observa-se que a solugdo
analitica pode ser usada para avaliar a priori a ordem de grandeza do tempo de injegdo, de
forma que este ndo interfira no resultado obtido para a curva de concentragdo do tragador.

INTRODUCAQ

O transporte de tragadores em escoamentos em
geometrias complexas € um assunto de interesse para as
ciéncias da engenharia. Exemplos de seu uso sdo os estu-
dos das caracteristicas de bacias de sedimentagao usando
as curvas de evolug@o de concentragdo nas segdes de sai-
da, e, também, o estudo da auto-depuragdo de rios (consi-
derando o oxigénio como um tragador).

O transporte de tragadores esta vinculado geral-
mente a escoamentos turbulentos, nao existindo solugdes
analiticas de uso geral. Por outro lado, estudos experimen-
tais sdo morosos e onerosos. Assim, o uso de ferramentas
numeéricas surge como uma forma alternativa rapida e de
baixo custo que permite avaliar caracteristicas gerais em
escoamentos complexos. Curvas de evolugdo de concen-
tragdo podem também ser simuladas. Contudo, o tempo de
injegéo da amostra, um parametro necessario para efetuar
as simulagdes, geralmente nao é fornecido ou € escolhido
como uma porcentagem fixa do tempo tedrico de residén-
cia, um procedimento que ndo pode ser generalizado, no
que tange ao valor de porcentagem adotoado (Stamou et
al., 1989). Algumas tendéncias das curvas de concentragdo
em escoamentos simples podem ser estudadas a partir de
solugbes analiticas proprias. Neste trabalho estuda-se o e-
feito do tempo de injegdo da amostra sobre as curvas de
concentragdo, utilizando-se uma solugéo analitica para um
caso simplificado e simulagdes efetuadas com base em da-
dos da literatura. Como resultado apresenta-se, entéo, uma
forma de avaliar, a priori, a faixa utilizavel do tempo de
inje¢ao.

APROXIMACAQ ANALITICA

Neste estudo optou-se por utilizar tanques de geo-
metria retangular, conforme o esquema da figura 1, de for-
ma similar aquela estudada por Stamou e Adams (1988) e
discutida em Adams e Rodi (1990) e Schulz e Krebs (1994)

O caso ideal, utilizado para avaliar tendéncias das
curvas de concentragio, € mostrado na figura 2, onde ad-
mite-se que haja turbuléncia isotropica e homogénea. Nas
figuras 1 e 2, C é a concentragao do tragador, U & a veloci-
dade média do escoamento, L € o comprimento do tanque
e / € o comprimento de uma "mancha" de tragador langada
na secgao de entrada. Outros parametros de interesse sdo a
difusividade turbulenta, DT, o tempo tedrico de residéncia,
To=L/U, e o tempo associado com /, to=/U, usado aqui co-
mo o tempo de injegao. Utiliza-se, também, a solug&o obti-
da para uma mancha instantdnea como aproximacgéo para

o caso de uma mancha injetada ao longo do tempo. A e-
quacdo governante para o problema é a equagdo unidi-
mensional para transferéncia de massa com coeficiente de
difusividade constante. A solugdo para a curva de concen-
tragéo na segdo 2 da figura 2 é dada pela Eq. 1 (adaptada
de Carlsaw e Jaeger, 1947):

o =AY e E o
= ﬁ er_‘f ’W- + erf - Il.—l—gﬁ
i 7

Figura 1- Geometria do tanque: H=profundidade, hi e hf=segdes de
injecdo e saida, S=cota da injegdo, L=comprimento, Ui=velocidade de
injecdo

segdo 2

segao 1 se¢do 2 segao 1

Figura 2- Escoamento ideal, turbuléncia homogénea e isotrépica

C é uma concentragédo adimensional, definida co-
mo a razéo entre a concentragio observada e uma concen-
tragéo ficticia, esta ultima obtida dividindo a massa injetada
pelo volume total do trecho entre as segdes 1 e 2.



O pico de concentragdo tedrico ocorre quando
t=To=L/U e é dado pela Eq.2.
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As curvas de concentragdo sdo comumente asso-
ciadas com fontes instantaneas, isto é, situagdes nas quais
to = 0. Isto também conduz & maxima concentragéo,

Cmax , abaixo representada:

— , LU
G = 3
max 4Dy (3)

Entretanto, como ja foi mencionado, é preciso utili-
zar um tempo finito diferente de zero para realizar as simu-
lagbes. Expandindo a Eq.2 em série de poténcias e usando
aproximagéo de terceira ordem, um tempo tedrico de inje-
¢ao, to, pode ser definido (valido para ty<<Ty),

P .
| DTL fo |[_ DT

ty = MSG_T ou — = [48a— (4)
Vo r, |\ L

onde a é a razédo entre as concentragdes calculada e maxi-
ma. o. & necessariamente um valor pequeno, porque ha in-
teresse em manter a solugéo proxima ao caso de fonte ins-
tantanea. Assim, o critério de determinagéo de ty é obter
pequenas redugdes dos picos de concentragéo calculados.
Mais adiante, sao comparados os tempos de injegdo obti-
dos utilizando as Egs. 4 com agueles que produzem pouca
redugao de pico nos calculos numericos.

EQUACOES DE MOVIMENTO

Os escoamentos calculados s&o admitidos bi-
dimensionais. Foram resolvidas as equagdes de continui-
dade e quantidade de movimento (Egs. 5 a 7), bem como
as equagbes de k-e (Eqs 8 a 11), com o auxilio do progra-
ma FAST-2D do Institut fur Hydromechanik da Universitat
Karlsruhe na Alemanha (Zhu, 1991). Utilizou-se discretiza-
gao por volumes finitos e as condigbes de contorno envol-
vem o uso de perfis logaritmicos de velocidade. A super-
ficie livre é tratada como um plano de simetria. A velocida-
de na entrada é admitida homogénea sobre toda a segéo.
A energia cinética turbulenta por unidade de massa, k, &
definida, na entrada, como, kent=0.001.Ueﬂ12. A taxa de
dissipagao de energia por unidade de massa, g, é definida,
na entrada, como Eent=9{kent)2”0000\'. onde v € a visco-
sidade cinemética do fluido.
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U e V s@o as velocidades nas diregdes horizontal e vertical,
respectivamente. P é a pressdo, p é a massa especifica do
fluido, Pr é a produgdo de energia turbulenta e v é a
viscosidade cinematica efetiva do escoamento e v é a vis-
cosidade cinematica do fluido. Os valores das constantes
do modelo k-¢ foram coletados da literatura (Rodi, 1980),
de forma que ¢,,=0,09, c1=1,44, c2=1,92, o.=1,22, ox=1,0.
O esquema HLgA & usado para o calculo do escoamento,
juntamente .com o algoritmo SIMPLEC para a corregdo da
equacgdo de pressdo. Seis situagdies de escoamento sdo
calculadas, usando as condigdes de trabalho de Stamou e
Adams (1988). A tabela 1 apresenta os parametros princi-
pais necessarios para efetuar os calculos.

Tabela 1: Pardmetros usados para efetuar os calculos
numericos no presente estudo.

Ca L H S hi hf U  To Ph Py
"0 {cm) (cm) (cm) (cm) (em) (cm) (s)

250 110 9.0 20 114 125 110 139 75
250 130 90 20 114 125 130 139 97
100 170 9.0 20 114 125 68 85 128
175 17.0 9.0 20 114 125 119 113 128
25 17.0 9.0 20 114 125 170 139 128
250 290 90 20 114 125 290 139 150

b WN =

Ph e Pv sao, respectivamente, o nimero de células nas di-
regdes horizontal e vertical. Grades proprias foram ajusta-
das para cada situagdo de escoamento, com células de ta-
manhos variaveis em ambas as diregdes.

TRANSFERENCIA DE MASSA

A Eq. 12 foi resolvida em conjunto com as equa-
¢bes de movimento, também usando o programa FAST-2D
(Zhu, 1991). Neste estudo apresentamos as curvas de con-
centragdo obtidas para as segbes de saida dos tanques.
Os esquemas de convecgdo HYBRID, SOUCUP, HLPA,
SMART e QUICK sdo comparados na figura 3. Neste estu-
do, o esquema HYBRID forneceu resultados mais proximos
as observagbes experimentais de Stamou e Adams (1988),
sendo, portanto, utilizado no restante dos calculos. A difusi-
vidade turbulenta DT é calculada como Dy=vT/og, com
0¢=0.7. No presente estudo o tragador é um liquido, inerte
com relagdo & agua contida no tanque. Isto permite estudar
a variagdo da concentragdo ap6s o calculo do campo de
velocidades (n&o existem efeitos como correntes de densi-
dade ou interagéo particula-fluido). Os detalhes quanto aos
algoritmos de discretizagdo temporal, da resolugéo das
equagdes acopladas de continuidade e quantidade de mo-
vimento e do algoritmo de resolugdo do sistema s&o encon-
trados em Zhu (1991).

oc ouc ovc o oc\ of  ec
—a ==\ Bp- f+ | Bp (12)
B dx &y PNT) 9y y
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Figura 3-Comparagao entre os 5 esquemas de convecgio adotados
(to/To=9%) e com dados de Stamou e Adams (1988), adaptado de
Schulz e Krebs (1994).

RESULTADOS NUMERICOS

Conforme mostrado na figura 1, regides de recircu-
lagdo sdo formadas junto ao fundo e junto a superficie. As
figuras 4a, 4b e 4c mostram a comparagao entre valores de
area e de comprimento calculados e medidos para tais re-
gides. Como pode ser visto, obteve-se uma boa reproducéao
dos dados medidos, mostrando que as simulagbes dos
campos de velocidade sdo de boa qualidade. Um exemplo
da distribuicdo da viscosidade turbulenta, necessaria para
calcular a difusividade turbulenta, & mostrada na figura 5.
O exemplo corresponde ao caso 1 da tabela 1. O efeito do
tempo de injegdo sobre as curvas de concentragéo, tam-
bém calculadas para o caso 1, € mostrado na figura 6. Os
valores de Tg s&o 4,5%, 9,0% e 27%, que correspondem a

valores de C‘m.w de 2,33, 2,30 e 2,02. Os picos mantém um

valor razoavelmente constante para pequenos ty (4,5 e
9.0% de Tgy), mas o valor claramente diminue quando tg
aumenta. Este fato corrobora as previsdes das Egs. 2 e 3,
obtidas para o caso ideal da figura 2.

: ” T T T T
§

25 |
=3
4
w

2 ¥ .
o
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05 |
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0 2 2.5
Figura 8-Curvas de concentragio de tragador para o caso 1, usando os

tempos de injecdo: 4,5; 9,0 e 27% de To.

. Para utilizar as Egs. 2, 3 e 4 nos escoamentos
descritos na tabela 1, um valor coerente de DT deve ser

escolhido. Definiu-se o valor médio DT como sendo:
i i
; Dy 4
(13)
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80
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100 120 140 100 120

Figura 4-Valores medidos "versus" calculados: a-Area das regides de recirculagio (relag3o entre as area das regides de recirculagdo e a drea total).
b- Comprimento longitudinal das regides de circulagéo, na superficie (log(cm)). c- Comprimento longitudinal das regides de circulagdo, no fundo (cm).
Dados expelifnentais de Stamou e Adams (1988).

2.05
i

191 1.78 1.60 150 137 1.23 1.10
| | I I ] 1 |

Figura 5- Viscosidade Turbulenta para o caso 1 da tabela 1. Valores multiplicados por 104 (mzfs)
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(14)

_ Al'sdo as éreas das células que correspondem a DI
ou vl A figura 7 mostra a comparagio entre os valores de

c I €, Calculados através de simulagdo e usando as

pico
Egs. 2 e 3. Apesar de os valores calculados para a mesma
situagéo utilizando ambos os procedimentos serem diferen-
tes, a forma das curvas obtidas é similar. Isto aponta para a
possibilidade de utilizar a Eq. 4 para estabelecer a priori u-
ma faixa utilizével para ty também para os calculos numéri-

| —
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Figura 7- Valores simulados e calculados com as equagdes 2 e 3 de
Cpico/Cmax. A linha cheia representa os valores das equagdes 2 e 3.

Para a=0,01 e 0,07, obtéem-se (caso 1 da tabela 1):

Ir(t2r=0.01}
=0.01
;f}a b By o 2 - 3,4% (15)
TG
lr((.‘zZ(}.U'n'
= - ?
70D oy o 2 “0.1%  (16)
TO

Os resultados obtidos para o caso ideal mostram
que, se ha interesse em trabalhar com uma redugéo de pi-
co menor que 1% («=0,01), é preciso escolher ty/To menor
que 3,4%. Se for aceitavel uma redugao de pico de até 7%
(a=0,07), pode-se escolher valores de ty/Tg até 9,1%. Co-
mo as variagdes da concentragdo de pico s80 menores nos
casos reais (do que as variagbes calculadas para os casos
ideais), este mesmo procedimento pode ser utilizado para
estabelecer a priori os valores limites superiores para as
faixas de utilizagéo ty/To. Como exemplo, a simulagdo nu-
meérica do caso 1 da tabela 1 mostrou que para ty/Tg =
9,0% obtém-se uma redugao de pico de aproximadamente
1,5%, que &€ menor que o valor 7% sugerido pela Eq. 15.
Assim, o procedimento atua em favor da seguranca. Con-
forme mencionado, valores pequenos de o devem ser usa-
dos, uma vez que se pretende manter a solugdo proxima
aguela da fonte instantanea. Altos valores do tempo de in-
jec@o também transladam a curva de concentragéo no tem-
po (figura 6), o que, evidentemente, ndo e desejavel.

CONCLUSOES

Escoamentos em geometrias retangulares foram si-
mulados para reproduzir situagdes experimentais encontra-
das na literatura. As curvas de concentragdo para esses
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escoamentos foram calculadas e o efeito do tempo de inje-
¢éo sobre as mesmas foi analisado. Observou-se que o pi-
co de concentragdo adimensionalisado diminui quando o
tempo de injegdo é aumentado. Por outro lado, para valo-
res pequenos do tempo de injegao, o pico de concentragio
mantém-se aproximadamente constante. O mesmo compor-
tamento foi observado para um caso ideal para o qual ha
solugdo analitica simples. Uma equagdo que permite calcu-
lar o tempo de injegd@o para o caso ideal foi fornecida. O
tempo de inje¢é@o € expresso como funcao de uma porcen-
tagem aceitavel para a redugao do pico de concentragao.
Escoamentos em geometrias retangulares como aquelas a-
qui estudadas produzem redugdes menores do que aquela
calculada para o caso ideal. Assim, a mesma equagao obti-
da para o célculo de t, pode ser utilizada nos procedimen-
tos numéricos para avaliar o limite superior da faixa de tem-
pos de injecéo aceitaveis para efetuar as simulagdes.

AGRADECIMENTOS

Os autores sdo gratos a FAPESP, financiadora
deste estudo, ao Prof. Wolfgang Rodi, aos colegas Peter
Krebs, Tobias Buchal e Gerhard Bosch, do [Institut fiir
Hydromechanik da Universitat Karlsruhe, Alemanha.

REFERENCIAS BIBLIOGRAFICAS

Adams, EW. e Rodi, W., "Modeling flow and Mixing in
Sedimentation Tanks", Journal of Hydraulics Engineering,
Vol 116, No. 7, july, pp.895-913, 1990.

Carslaw, H.S. e Jaeger, J.C., Conduction of Heat in Solids,
Oxford University Press, London, 1947.

Rodi, W., Turbulence Models and Their Applications in
Hydraulics, a state of art review, International Hydraulics
Research Association, Delft, 1980.

Schulz, HE. and Krebs, P., "Two-Dimensional Flow
Simulation and Mass Transport for Rectangular Tanks",
Proceedings of the X _International Conference on
Computational Methods in Water Resources, Heidelberg,
Germany, 1994.

Stamou, Al e Adams, EW. "Study os the Hydraulic
Behaviour of a Mode! Settling Tank using Flow-Through
Curves and Flow Patterns”, Technical Report SFB
210/E/36, March, University of Karlsruhe, 1988.

Stamou, A.l, Adams, EW. e Rodi, W., "Numerical
Modeling of Flow and Settling in Primary Rectangular
Clarifiers", Journal of Hydraulics Research, Vol.27, No.5,
pp.665-681, 1989.

Zhu, J., FAST-2D: A Computer Program for Numerical
Simulation of Two-Dimensional Incompressible Flows with
Complex Boundaries, Institute for Hydromechanics,
University of Karlsruhe, Germany, 1991.

ABSTRACT

Flows in rectangular tanks are calculated with the aid
of numerical tools and the k-e model. Numerical results for
some flow properties are presented and compared with
experimental data from other sources. The present study is
concerned with mass transport in turbulent flows, more
specifically, with the mass concentration evolution of a
tracer at the outlet of the tank in the form of Flow-Through
Curves (FTC). Considerations about the injection time of
the tracer are made in view of analytical solutions for the
case of isotropic and homogeneous turbulence.
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TRANSFERENCIA DE MASSA PARA JATOS
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As caracteristicas de transférencia de massa de jatos turbulentos espiralados incidindo
ortogonalmente sobre uma placa plana foram investigados experimentalmente. Foram estudados os
efeitos do nimero de Reynolds do jato, da distincia Jatolplaca e da intensidade do escoamento
espiralado dada pelo niimero de Swirl. Coeficientes locais e médios de transferéncia de massa foram
obiidos utilizando-se uma mesa de coordenadadas computadorizada. Os resultados demostraram
que, de uma maneira geral, a presenca do escoamento espiralado reduz a troca de massa.

INTRODUCAO
Jatos incidindo sobre superficies produzem as mais elevadas taxas de
transferéncia de calor ou massa que podem ser obtidas em escoamentos
monof4sicos e, por esta razdo, sio largamente empregados na inddstria. O
uso de jatos no aquecimento, resfriamento ou secagem € encontrado em
vdrias aplicagBes, dentre as quais destacam-se a secagem de papel e
tecido, a témpera de vidro, o aquecimento e resfriamento de metais, 0
resfriamento de palhetas de turbinas e de componentes eletrnicos.

Uma revisdo da literatura relacionada com jatos incidentes revela um
grande mimero de trabalhos investigando vdrios aspectos desta
configuragdo. Os resultados destes trabalhos de pesquisa estdo resumidos
nos artigos de revisdo publicados por Martin (1977) e Downs e James
(1987). Os trabathos citados incluem descrigdes dos diversos parimetros
que influenciam a troca de calor ou massa para jatos. Estes parimetros
incluem os efeitos geométricos tais como, espagamento e difmetro do jato,
forma da segdo reta do jato, nimero de Reynolds, intensidade de
wrbuléncia, efeitos de temperatura, 4ngulo de incidéncia do jato e
curvatura da superficie. Também foram investigadas na literatura as
caracterfsticas de transferéncia de calor e massa de conjunto de fatos
incidentes, e a influéncia da forma com que o fluido utilizado € descartado
para o ambiente.

Mais recentemente os trabalhos publicados na literatura indicam um
crescente interesse no estudo de jatos incidentes de liquido. Stcvens e
Webb (1991) estudaram a troca de calor para jatos de liquido com énfase
na estrutura da superficie livre e dos efeitos causados pela inclinagio do
jato. Zumbrunnen e Aziz (1993) investigaram a troca de calor para jatos
intermitentes de liquido, enquanto Liu, Gabour e Lienhard (1993)
inclufram efeitos de tensdo superficial. As aplicagbes de resfriamento de
componentes eletrfnicos com altas taxas de geragdo de calor 1ém motivado
0 estudo de jatos de liquido incidindo em pequenas superficies aquecidas
(Slayzak et all, 1994 e Womac et all, 1993).

Apesar do grande nimero de publicagdes relacionadas com jatos
incidentes, os efeitos da presenga de um componente circunferencial na
velocidade do jato foram pouco explorados. Estes jatos espiralados
encontram grande aplicagio em combustores, onde o componente
circunferencial de velocidade € introduzido com o objetivo de
homogeneizar a mistura e estabilizar a chama. Em muitas aplicagfes, jatos
provenientes de combustores s3o utilizados diretamente no aquecimento de
chapas para tratamento térmico, sendo necessdrio o conhccimento dos
coeficientes médios e locais de troca de calor para o projeto destes
equipamentos.

Martin (1977) em seu extenso trabalho de revisio menciona, sem
apresentar dados numéricos, que a presenga do componente
circunferencial na velocidade de um jato incidente ndo produz alteragdes
significativas na troca de calor ou massa. Ward e Mahmood (1982), no
entanto, apresentam conclusdes opostas as de Martin, indicando que a
presenga do escoamento espiralado reduz significativamente a troca de

105

calor ou massa. Este trabalho € bastante limitado, apresentando resultados
de troca de calor local para apenas um valor do nimero de Reynolds do
jato. E apresentada também uma correlagio para o nimero de Nusselt
médio em funglio da distincia adimensional do jato A placa, do nimero de
Prandtl, do nimero de Reynolds e da intensidade do escoamento
espiralado. A acurécia desta correlagio deve ser verificada, visto que foi
construfda com dados de apenas dois valores do numero de Reynolds.

O objetivo do presente trabalho € apresentar dados detalhados sobre as
caracterfsticas de transferéncia de massa da configuragio formada por um
jato de ar espiralado incidindo ortogonalmente sobre uma placa plana.
Estes resultados, além de esclarecerem as divergéncias entre os trabalhos
de Martin e Ward e Mahmood, fomecem informagdes locais e médias
sobre esta configuragio ndo disponfveis até o presente.

DESCRIGCAO DO EXPERIMENTO

As informagBes descjadas sobre os coeficientes de troca para o jato
incidente espiralado foram obtidas neste trabalho utilizando-se a técnica de
sublimagdo do naftaleno (Souza Mendes, 1991). Esta técnica, além de
permilir a medigdo de coeficientes médios de troca de massa, permite
também a obtengdo da distribuigdo detalhada dos coeficientes locais de
troca de massa.

Para sua implementagdo, uma superficic plana de naftaleno é
fabricada, sobre ¢la incidindo o jato de ar espiralado a ser estudado. Este
Jato provoca a sublimagdo do naftaleno, acarretando perda de massa que
pode ser avaliada ¢ relacionada com os coeficientes de troca de massa. A
pesagem da placa de naftaleno antes e depois da exposigdo ao ar fornece o
coeficiente médio de troca de massa, enquanto a distribuigio espacial do
coeficiente local de troca de massa € obtida através de um detalhado
levantamento topografico realizado sobre a superficie de naflaleno antes e
depois da exposigio ao ar. Como sera descrito a seguir, este levantamento
foi realizado neste trabalho utilizando-se uma mesa de coordenadas
computadorizada, especialmente construida para este fim.

Secdo de Testes. Para a obtengdio de resultados confidveis com a
técnica de sublimagio de naftaleno € necessdrio que o experimento seja
realizado com temperatura constante. Por esta razdo, foi necessério
construir uma segdo de testes que permitisse a formagdo de um jato
incidente proveniente de um ambiente com temperatura constante,

A Fig. 1(a) auxilia a descrigdo da segdo de testes construfda. O ar
succionado por um exaustor colocado fora do laboratério era forgado a
passar por uma cmara geradora de escoamento espiralado, por uma
cdmara reguladora do escoamento espiralado, através do tubo que formava
0 jato, incidindo sobre a placa de naftaleno posicionada no interior de um
tanque de grandes dimensdes. Apds incidir sobre a placa, o ar contendo
vapor de naftaleno era conduzido para o exterior do laboratério através de
uma tubulagdo que continha uma placa de oriffcio para medida de vazio,
uma vidlvula de esfera para core rdpido do fluxo de
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ar e uma vélvula globo para controle da vazdo. O tanque possufa uma
janela removivel que permitia a manipulagdo da placa de naftaleno,
quando desejado.

A seg¢io geradora do escoamento espiralado era formada por um tubo
fechado em sua extremidade superior e aberto em sua extremidade
inferior. Na superficie lateral deste tubo foram usinadas quatro fileiras de
25 furos com 1,5 mm de diimetro, dispostos verticalmente ao longo da
geratriz do tubo, formando um total de 100 furos passantes. As fileiras
eram espagadas circunferencialmente de 90 graus. Os furos foram
usinados cuidadosamente de forma a serem tangentes 2 circunferéncia
interna do tubo. Desta forma, o ar succionado pelo exaustor penetrava na
cAmara geradora tangéncialmente, produzindo o componente
circunferencial de velocidade desejado.

O escoamento espiralado produzido na cimara geradora penetrava na
cimara reguladora, que era formada por um tubo de acrilico tendo em sua
extremidade inferior uma tampa adaptada ao tubo do jato, e em sua
extremidade superior um émbolo adaptado A cimara geradora. O émbolo,
soliddrio A cAmara geradora, podia ser movimentado verticalmente, de
forma a variar as dimensdes da cAmara reguladora. A variagio da posi¢do
vertical do émbolo na cdmara reguladora influfa na taxa de decaimento do
escoamento espiralado, permitinde o controle da intensidade do
escoamento espiralado que penetrava no tubo e iria posteriomnente incidir
sobre a placa de naftaleno. Quando o émbolo era posicionado no fundo da
cimara reguladora, produzia-se a maior intensidade do escoamento
espiralado, para uma determinada vazdo de trabalho.

A placa de naftaleno era formada a partir da fundi¢do do naftaleno
liquido sobre um cassete circular de aluminio. Este cassete tinha a
finalidade de dar rigidez & superficie de naftaleno e de impedir a exposigio
a0 ar das superficies inferior ¢ lateral da placa de naftaleno. Desta forma,
somente a superficie superior da placa era exposta ao jato de ar. Na
operagio de fundi¢do o cassete era montado sobre uma superficie metdlica
polida, de maneira que, quando desmoldada, a superficie de naftaleno
produzida apresentava excelente acabamento superficial. O cassete de
aluminio contendo a placa de naftaleno era colocado sobre um suporte
ajustdvel no interior da se¢do de testes. Ajustando-se a posigdo do supornte
podia-se variar a distdncia jato/placa, um dos parimetros investigados no
presente estudo.

Medicdo da Intensidade do Escoamento Espiralado. A intensidade
do escoamento espiralado € normalmente caracterizada pelo nimero de
Swirl, definido como a razdio entre a quantidade de movimento angular do
jato dividida pelo raio do tubo multiplicado pela quantidade de movimento
linear. A quantidade de movimento linear do jato pode ser obtida
facilmente das medidas de vazdo, e assumindo-se um perfil tipico de
velocidade no tubo. A medida da quantidade de movimento angular do
jato, requereu a construgfio de um sistema especial de medigdo, como serd
descrito a seguir.

A medida da quantidade de movimento angular do escoamento na safda
do jato foi obtida através da utilizagdo do principio de conservagio da
quantidade de movimento angular e da medi¢io do torque produzido
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pelo escoamento. A Fig. 1(b), apresenta esquematicamente o experimento
montado. Um cilindro de nylon de 70 mm de didmetro perfurado
longitudinalmente por 60 furos de 6 mm de diametro era colocado em
frente a saida do jato, no interior do tanque. Um fio de ago de 0.2 mm de
didmetro solidario ao cilindro era fixado em uma extremidade na base que
acomodava a placa de naftaleno (removida nestes experimentos). A outra
extremidade do fio era fixada a uma massa de 6 kg, depois de passar pelo
centro do tubo do jato, pelas cdmaras reguladoras e geradoras de
escoamento espiralado e por um par de roldanas fixadas ao teto do
laboratério. Um pequeno furo na tampa superior da cimara geradora de
escoamento espiralado permitia a passagem do fio. O jato de ar penetrava
nos furos transferindo sua quantidade de movimento angular para o
cilindro, provocando um torque que era equilibrado pela torgio do fio. A
medigdo otica da rotagdo do cilindro ¢ um procedimento de calibragio do
conjunto cilindro/fic permitiam a determinagdo do torque, o qual era
1igualado a quantidade de movimento angular desejada. O numero de Swirl
podia assim ser determinado. Os detalhes da construgdo e calibragio do
torquimetro, podem ser encontrados no trabalho de Duarte (1994).

Medida dos Coeficientes de Troca de Massa. Os coeficientes médios
de troca de massa eram obtidos a partir da pesagem do cassete contendo o
naftaleno, antes e depois da exposigio ao escoamento. Para isto utilizou-se
uma balanga analftica com resolugio da ordem de 0,1 mg.

Os coeficientes locais de troca de massa eram obtidos realizando-se um
levantamento topogréfico da superficie de naftaleno antes e depois do
escoamento. A superficie de naftaleno era posicionada sobre uma mesa de
coordenadas computadorizada com resolugfo espacial da ordem de 0,01
mm. Esta mesa movimentava a superficie sob um apalpador digital fixo
com resolugdo de 0,5um, realizando medidas em posigBies previamente
estabelecidas, e armazenando as leituras no computador controlador do
sistema. As medidas em um mesmo ponto, realizadas antes e depois do
escoamento eram subtrafdas, o que fomnecia a profundidade de sublimagdo
naquela determinada posigdo. Experimentos preliminares com medigoes
realizadas ao longo de 8 didmetros demonstraram a perfeita simetria
circular do escoamento. Por esta razdo, os resultados locais foram obtidos
realizando-se mediges em pontos ao longo de dois diimetros ortogonais.
Duzentos e setenta pontos eram medidos ao longo de cada didmetro o que,
tipicamente, requeria 7 minutos de operagio do sistema de medigdo.

Redugido dos Dados. A reduglo dos dados experimentais tinha como
objetivo o cdlculo dos nimeros de Reynolds e Swirl do jato e dos nimeros
de Sherwood local e médio, adimensionais que, juntamente com a distncia
adimensional jato/placa, govemam o problema em estudo.

O nimero de Reynolds era calculado a partir da vazio méssica , m,
medida na placa de oriffcio, como

Re = 4m/nDp n
onde, D € o didmetro do jato e u a viscosidade absoluta do ar.

O mimero de Swirl, era definido como,

S= G(p!RGx (2)
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Fig. 2 - Niimero de Swirl versus Reynolds, para jato com D = 22 mm.



onde G ¢ Gx representam as quantidades de movimento angular e axial
do jato, € R é o raio do tubo. A quantidade de movimento angular era
tomada como sendo igual ao torque medido no torqufmetro, enquanto a
quantidade de movimento axial era calculada assumindo-se um perfil
uniforme no jato com velocidade média V. Assim,

G, = mpVZR2 3

Curvas auxiliares apresentando o nimero de Swirl como fungdo do
nimero de Reynolds foram construfdas a partir dos experimentos de
calibragfo do torquimetro, para cada valor do difimetro do tubo utilizado,
e para cada posigdo L/D do émbolo na cimara controladora do
escoamento espiralado. Estas curvas eram utilizadas para estabelecer o
nimero de Swirl em cada experimento de troca de massa a ser realizado. A
Fig. 2 apresenta uma destas curvas, obtida para um tubo com diimetro
igual a 22 mm.

O coeficiente médio de troca de massa para a placa circular de
naftaleno, K, era obtido pela pesagem e cronometragem do tempo de
exposi¢gdo da superficie ao jato de ar. Este coeficicnte era calculado pela
expressio,

K = AM/tA Ap, [€))]
onde, AM é a massa de naftaleno sublimada durante o experimento,
obtida por pesagem antes ¢ depois da exposi¢do ao jato, T € o tempo de
exposi¢do ao jato, A ¢ a drea de troca da placa e € Apy a diferenca de
massa especffica do vapor de naftaleno na superficie sdlida e no ar. Como
o ar ¢ considerado isento de naftaleno, Ap, ¢ simplesmente a massa
especifica do vapor na superficie s6lida. Este valor pode ser obtido a partir
da medigio da temperatura da superficie de naftaleno em conjunto com a
equagdo de Sogin citada em Souza Mendes (1991).

O coeficiente local de troca de massa, k,
cxpressio,

k = m/Apg , com m= ppAY/T 3
onde m € a taxa de transferéncia de massa local por unidade de 4rea, ppg €
a massa especffica do naftaleno sélido, AY a profundidade de sublimagio
do naftaleno medida com o apalpador e 1 o tempo de exposi¢io ao jato de
ar.

Os coeficientes adimensionais médio e local de troca de massa foram
utilizados nas apresentagdes dos resultados na forma de nimeros de
Sherwood médio, Sh, e Sherwood local, Shy, definidos como,

Sh=paK DSc/gr e Shy=pgk DScligy (6)
onde Sc representa o nmimero de Schmidt para o vapor de naftaleno no are
Par € Kar 30, respectivamente, a massa especffica e viscosidade absoluta
do ar.

RESULTADOS E DISCUSSAOQ

Nesta segio serdo apresentados os resultados de transferéncia de fnassa
obtidos nos experimentos realizados. Os experimentos foram realizados
para nimeros de Reynolds iguais a 9000, 27000, 36000 ¢ 45000. Para
cada valor do nimero de Reynolds, foram investigados trés valores da
distincia adimensional jato/placa ( H/D = 2, 4 e 8 ) e trés valores da
intensidade do escoamento espiralado caracterizado pelo nimero de Swirl (
S = 0,28, 0,54 ¢ 0,74). Experimentos foram também realizados para o
caso base formado pelo jato ndo espiralado (S = 0 ). Estes experimentos
foram usados como base de comparagdo para os efeitos do escoamento
espiralado. Ao todo 60 experimentos foram realizados mas, por limitagio
de espago, apenas alguns resultados serdo apresentados. Os resultados
completos podem ser encontrados em Duarte (1994). :

A distribuig@o radial do nimero de Sherwood local € apresentada nas
Figs. 34 e 5, respectivamente, para H/D igual a 2, 4 ¢ 8 e para Re =
9000. Nestas figuras, a intensidade do escoamento espiralado investigada
estd caracterizada pelos nimeros de Swirl, identificados na legenda. O
caso base, correspondente a S = 0, estd também representado para facilitar
as comparagdes.

Uma observacdo geral das figuras 3,4 ¢ 5 mostra que o efeito
preponderante da presenga do escoamento espiralado ¢ no sentido de
diminuir o mimero de Sherwood local em comparagdo como o caso base
onde o escoamento nio € espiralado.

Para pequenas e médias distincias jato/placa (H/D = 2 e 4 ), o
comportamento das distribuigdes de Shy € semelhante. Nota-se uma forte
redugdo em Shy na regifio de estagnagdo, seguida de uma recuperagio e
um comportamento assintético tendendo para os valores de Sherwood do
caso base.

Estes resultados podem ser explicados pelas alteragdes impostas no
perfil de velocidade do jato pela presenga do componente de velocidade
circunferencial. De fato, € descrito na literatura ( Ward e Mahmood, 1982),
que a presenga de um componente circunferencial em

foi determinado pela

um jato livre provoca um deslocamento do ponto de mdxima velocidade da
linha de simetria do jato no caso base para posi¢les radiais da ordem do
raio do tbo. Dependendo da intensidade do mimero de Swirl, pode-se até
produzir reversdo do escoamento na linha de simetria do jato. A redugio
de Shy na linha de centro , assim como os picos na distribuigio em torno
de /D = 1, sdo o reflexo da nova configuragio do perfil de velocidade.
Experimentos de visualizagio realizados utilizando a técnica de dleo com
negro de fumo,confirmaram a presenga de reversio de escoamento na
regido de estagnagdo para altos valores de S.

A medida que o jato € afastado da placa, a distribuigdo de Shy ¢é
alterada em alguns aspectos. Como pode ser observado, os picos na regifio
/D = 1 presentes no caso de menor H/D, nio sdo mais notados para
baixos valores de S, apresentando-se bastante atenuados para valores
maiores de S. A drédstica redugdo em Shy na regido de estagnagio e a
tendéncia & assintotizagdo para os valores do caso base continuam, no
entanto, presentes.

Para mimeros de Reynolds intermedidrios (18000 e 27000 ) a tendéncia
geral de diminuigio de Shy com a presenga do escoamento espiralado ¢
mantida. No entanto notou-se que a diminui¢do de Shy na regido de

estagnagdo ndo ¢ tdo pronunciada como no caso de baixos Re, indicando
que a quantidade de movimento linear do jato foi aumentada em
comparagdo com o gradiente de pressdo adverso gerado pelo escoamento
espiralado, de forma a ndo provocar redugdes tdo drdsticas na velocidade
axial do fluido nesta regido.

No caso dos maiores Re investigados, mostrados nas Figs. 6, 7, pode-
se observar o mesmo comportamento qualitativo descrito para os outros
valores de Reynolds. Uma comparagdo de casos com a mesma distincia
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jato/placa e diferentes Re, mostra que quanto maior o niimero de Reynolds
maior 0 nimero de Swirl necessdrio para alterar a forma da distribuigo
local de Sherwood.

Os nimeros de Sherwood locais foram integrados ao longo da drea da
placa até uma distdncia 1/D = 3, de modo a fomecer valores médios de
Sherwood para esta regido. Os resultados obtidos mostram que a razdo
este nimero de Sherwood médio e o Sherwood médio correspondente ao
caso base, Sh/Sh.y, s@o insensfveis & distincia jato/placa e fracamente
dependentes do niimero de Reynolds, dependendo apenas da intensidade do
escoamento espiralado dada pelo mimero de Swirl. Assim, para S = 0,28,
0,54, e 0,74, a razdo Sh/Shy, vale, respectivamente, 0,8, 0,6 ¢ 0,3,
revelando a significativa queda na troca de massa média provocada pela
presenga do componente circunferencial na velocidade do jato incidente.
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Fig. 6 - Distribui¢3o Radial de Sherwood, Re = 45000, H/D = 2.

CONCLUSOES

O presente trabalho investigou experimentalmente a transferéncia de
massa para jatos turbulentos espiralados incidindo ortogonalmente sobre
uma superficie plana. Foram estudados os efeitos sobre a transferéncia de
massa do nimero de Reynolds do jato, da distincia jato/placa e da
intensidade do escoamento espiralado dada pelo nimero de Swirl Os
experimentos realizados permitiram a obtengdo de informagdes detalhadas
sobre a distribuigdo espacial dos coeficientes de troca de massa na
superficie da placa, assim como os coeficientes médios de troca de massa.
A técnica de sublimagio de naftaleno foi utilizada em conjunto com um
sistema automatizado para realiza¢o das medidas locais.
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Fig. 7 - [iistribuir;ﬁo Radial de Sherwood, Re = 45000, H/D = 8.

Os resultados revelaram que, de uma maneira geral, a presenga de um
componente circunferencial no escoamento do jato produz uma diminuigio
nos coeficientes de troca de massa, quando comparados ao caso base de
escoamento nio espiralado. Em particular, verificou-se uma significativa
diminuigdo dos coeficientes de troca de massa na regido de estagnagio do
jato.
Os coeficientes médios de troca apresentaram também diminuigdo em
relagdo ao caso base.
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ABSTRACT

The present work is an experimental study of the mass transfer
characteristics of a swirling jet impinging on a flat plate. The main
objective of the investigation was to determuine the influence of a
circunferential velocity component ( the swirl component ) on the local and
average mass transfer coefficients at the plate surface. The dimensionless
parameters investigated were the jet Reynolds number, the jet-to-plate
distance, and the strength of the swirl flow given by the swirl number.
Mass transfer coefficients were obtained utilizing the naphthalene
sublimation technique. The local coefficients were determined employing a
computerized coordinate table which allowed a detailed study of the effects
of the presence of the swirl component. Average coefficients were
determined independently through precision weighing, and displayed
excellent agreement with the integrated local coefficients. The results
demonstrated that the presence of the swirl component decreases the mass
transfer coefficients, when compared with than non swirl case.
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SUMMARY

Bifurcating ducts oceurs in a wide range of ngineering applicalions.

The motivation for this work

is the need of better understanding the turbulent flow in e bifurcating channel encountered in the wire
enamelling process. Due Lo the nature of the channel geometry the use of boundary-fitted coordinates which
maps onto a single retangular domain s unfeasible. Therefore, a multidomain technigue is developed where
velocity and pressure information from one domain to another is transfered through the interface. The k-
turbulent model for high Reynolds number flows is employed.

INTRODUCTION

Bifurcating ducts occur in a wide range of engineering appli-
cations, such as hydraulic and ventilation systems, heat exchangers,
chemical processing plants and residential hot water plumbing. Sev-
eral variations in flow configuration, like a 90° tee, a 45° branch, or
a symmetric “Y” branch with combinig or dividing flows, are pos-
sible. Although many arrangements are employed in practice, the
objective of this work is to present a multidomain method applied
to a special type of geometry and flow conlignration encountred in
the industrial oven where enamelled wire is manufactured.

Numerouns representative reports of studies on bifurcation flows
have appeared in the literature. Dimitriadis (1986) predicted the
three-dimensional turbulent flowfield in junctions consisting of ducts
with retangular cross-section using both numerical and experimen-
tal methods. Three-dimensional computation of turbulent flow in
a tee-junction with wall heat and mass transfer is shown in Pol
lard (1981) and in Pollard and Spalding (1978) where they per-
formed a numerical study of a splitting flow in a similar geome-
try. Three-dimensional flows was also computed by Samagaio and
Vlachos (1989) which shows the three-dimensional fow produced in
the recirculating regions of tee-junctions. Kawaguti and Hamano
(1979) studied the two-dimensional low Reynolds flow in a channel
with variable angle branch. Bramley and Sloan (1987) performed a
numerical study of *Y” branch using boundary-fitted coordinates.
Hayes et alli (1989) studied the flow characteristics of a Newtonian
fluid in a two-dimensional right angled tee-branch by solving the
Navier-Stokes equations using the finite element method.

The present work is based on the numerical solution of the two-
dimensional form of the time-averaged constant-property Navier-
Stokes equations with the goal at developing a multidomain algo-
rithm to deal with a broad class of hifurcating channels. Turbulent
viscosity is defined by the high Revnolds number version of the k-¢
model of turbulence (Launder and Spalding, 1974).

MATHEMATICAL MODEL

The conservation equations written for general coordinate sys-
tems (£,n) for a generic scalar o is

Aplié} (Vo) _ 0 f |.88)
D€ PR T an
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(1)
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where
U = ay, — vx, Vo= vy — urg
J = (J.'fy‘, o I.—,y{}“] e =J {ij'rr; + yuynr] (2)
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with P? given by
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Table 1: Values of I and S° Eq. (1)

The ¢ variable represents the mass conservation equation, the
two cartesian time mean velocity components in the = and y direc-
tions - u and v, respectively -, the turbulent kinetic energy, k, and
its dissipation, ¢. P* is the local effective pressure in the mean-flow
momentum eanations. The values of I'. §° and P*® are sumimarized



in Table 1. The constants in the k-¢ model are those proposed by
Launder and Spalding (1974).

With reference to Table 1, the effective viscosity, ./, is calcu-
lated from the local values of the turbulence kinetic energy, k, and
its dissipation rate, ¢ via

C,pk*

Moy = por + pr = pp + (6)

where pp, pr and ji.; are respectively molecular, turbulent and ef-
fective viscosities.

The volumetric generation rate of turbulence, P, written in the
(£,n) coordinate system is :

. d 9 ?
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Figure 1: Bifurcation Geometry

BOUNDARY CONDITIONS

Inlet Boundaries

On the inlet planes, AH and BC section in Fig. 1, all dependent
variables - except pressure — are prescribed as

= Uinjer v=_0

k = 107U, N (8)

where H is the length AH and U, is a function of the Reynolds
number. The Reynolds number is defined as pU,,;., /H.

Outlet Boundary

On the outlet plane, EF section in Fig. 1, the derivative of all
dependent variables — except pressure - are prescribed as

du  dv

Lo . 9
8z Oz Oz 9z (9)

where z in Eq. (9) is the direction normal to the EF section.

Walls

in Fig. 1, the artificial boundary condition known as wall function is
applied. The wall functions that had been used in this work are the
same that can be seen in Hackman's thesis (1982) and are given by

v=1>0 (10)

At the wall, w, the shear stress, 7,,, are given by :

(i1
purCik @ <z
—_— 11.6.
In (Fy*) se gy > i3
du
Tw=(ﬂ+ﬂ'r)dfi= 45
LY se gt <11.63
¥

and the dimensionless distance from the wall, yt.is

K
v L (12)
IL73

where k = 04187 e E = 9.793.

The turbulence energy dissipation rate is :

= Cik? (13)
Ky

I
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Y

Figure 2: Boundary-fitted coordinates applied in
a tee-branch

NUMERICAL PROCEDURE

A finite volume method (Patankar, 1930} using nonorthogonal
grids with co-located variables is used to formulate the approxima-
tions to the differential equations of this problem. The difficulty
associated with the use of co-located variables was removed using
the numerical approximation of the pressure gradients proposed by
Marchi and Maliska (1994) based on Peric's work (198R).

The SIMPLEC method of Van Doormall and Raithby (1984)
is employed for treating the pressure-velocity coupling. The five
systems of algebric equations are solved by an ADI procedure as
discribed in Silva et alli (1993).

Boundary-fitted coordinates were used tLo discretize all differen-
tial equations. This methodology has been used to handle a wide
range of geometric configurations. Therefore, for geometries with
protuberances, as in Fig. 2, it is not easy to find a coordinate system
with maps onto a single rectangle. A much better approach to han-
dle this geometry is to segment into two simple geometries instead
of using onlv a single domain.
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Figure 3: Bifurcation geometry and its two sub-
domains

Fig. 3 shows how the bifurcation geometry is transformed into
two domains which are easier to apply the boundary-fitted method-
ology. Since the two domains are linked, there must exist a relation
between each grid. The grid in the TFC'B region must be the equal
for both domains.

The Eq. (1) is solved for each subdomain, But the actual bound-
ary condition is not available for all subdomain. When the code is
solving the horizontal domain, the boundary conditions on TF is
unknown, and when the code is solving the vertical domain, the
boundary conditions on TH and C'F are also unknowns. In the ver-
tical domain, both section TB and CF are available because they are
interior section in the horizontal domain. This situation is equivalent
for the TF boundary, which is a boundary in the vertical domain,
but is an interior section in the vertical domain.

The multidomain procedure algorithm is therefore :

1. ¢ is estimated for each variable and each subdomain;

2. Horizontal subdomain - Eq. (1) is solved for each ¢. The value
of ¢ on the TF boundary should be get from the ¢ on the vertical
subdomain;

3. Vertical subdomain Eq. (1) is solved for each ¢. The value of
¢ on the TB and C'F boundaries should be get from the ¢ on
the horizontal subdomain;

4. The step 2 and 3 must be repeated until the convergence of both
subdomains is reached.

Changing a boundary-fitted single domain code into a boundary-
fitted multidomain is not too difficult. The single domain code must
be a subroutine of a multidomain algorithm shown before.

One of the convergence criteria adopted is related with mass
residuals. First the absolute mass residual for each finite volume is
calculated and this value is divided by the mass-How of the section.
This value should be smaller than 0.01% for all cells. Second, none
of the ¢ variables on the unknown boundaries must change by more
than 1% between two sncessive cicles.

B
!
ke

| e [26] e |

Figure 4: Bump dimensions [mm)]

Figure 5: Streamlines for the first geometry

The turbulence model was compared with the Stephenson (1975)
work, where two-dimensional turbulent flow in parallel plates is pre-
dict by the use of a finite-difference solution procedure. The Rey-
nolds number, definid on bulk velocity (2pu,L/p) is 140,000. The
spacing between the parallel plates, L, is 0.051 [m]. These plates are
3.66 long and the grid used to solve this problem is 60 x 48. The
result is shown in Fig. 6 where the dots are Stephenson’s results and
¥ is the distance from the plates centreline. The results agree well
except along the centreline.
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Figure 6: Two-dimensioan! turbulent flow bete-
ween parallel plates

The multidomain procedure was compared with the results of
Kawaguti and Hamano (1979). Fig. 7 shows the grid used to com pute
‘laminar flow in a 30° bifurcation. Fig. 8 shows the streamlines of the
Kawaguti and Hamano results (upper) and the streamlines obtained
in this work. Further details about the multidomain procedure can
be find in Vasconcellos {1993).

Figure 7: Bifurcation grid 82 x 22 (horizontal) and
22 x 82 (vertical)

Figure 8: Streamlines in a 30° bifurcation
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RESULTS AND CONCLUSIONS

The computations presented herein comprise two geometries of
combining-flow mode. The first geometry reproduces the situation
where the bifurcation angle, @, is 60° and without bumps in the
horizontal domain. The second reproduces the situation where ¢ =
90° and with four bumps in the horizontal domain. The bumps
helps to create a flow where heat and mass trasfer is enhanced. For
the enameling process this is of almost importance Both calculations
were performed for Reynolds number equal 63,781 — p = 1.846 x
10-° [kg /ms] and p = 1.1774 [kg /m?®] - and were carried out with
120 % 16 (horizontal domain) and 32 x 62 (vertical domain) meshes.
This grid was chosen after a grid dependence study. The bifurcation
dimensions are : AH = 70 [mm], FE = 200 [mm], AB = 1500
[mm], HG = 450 [mm] and DE = 450 [mm]. Fig. 4 shows the
bump dimensions. The first upper bump is located at 689 [mm]
from the left side of the bifurcation while the second at 1,061 [mm].
The first lower bump is located at 862 [mm] from the lefi side of the
bifurcation while the second at 1,260 [mm]. The left inlet mass flow is
v, = 0,05 ["‘T’]/m and the right inlet mass flow is v, = 0,95 %‘]fm

Fig. 5 and Fig. 9 show the streamlines for the first and second
case, respectively. For these problems no experimental data could
be found in the open literature.

Figure 9: Streamlines for the second geometry

Number Streamlines 1" case Streamlines 2% case
1 1.743 1072 —1.079 10°
2 ~7.276 1077 —8.797 107!
4 4.864 1072 — 1487 10!
3 5.920 10 -5.310 107!
5 —2.502 107! 6.527 107°
6 —5.451 10! 2.814 102
7 —8.607 107! 5.092 102
s} —1.035 10° 6.675 1077

Table 2: Streamlives - Fig. 5 and Fig. 9

It was demonstrated with tge tests presented in this paper that
the use of boundary-fitted grids with a multidomain technique is
an altractive alternative for solving finid flow problems in complex
geomeltries,
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SUMMARY
In this work the tubulent flow inside tropical forests is modelled. The canopy 1s consid-
ered as a flexible porous structure which interacts with the air flow, changing momentum
and energy. The continuum mizture theory, coupled to the turbulence modelling methodol-
ogy, 1s used to describe the conservation equations in a averaged form. A first order closure
is proposed and some preliminar results concerning the boundary layer above and inside o

tropical forest canopy, are presented.

INTRODUCTION

The prediction of the turbulent flow inside tropical
forests is a subject of great interest presently. The studies
in this domain are very important in order to explain the
role of the interaction between the forest canopy and the
atmosphere, underlining its influence in the microclimate
of a specific region. The understanding of heat, mass and
momentum exchange processes in the tropical forest, al-
lows the ecologists to obtain information which can be
used to determine biological activities in forest life. Most
of the physical and chemical processes of the vegetation
like transpiration, photosynthesis, etc.. are strongly in-
fluenced by the turbulent fluxes in the forest canopy.

Specifically for the Amazon forest, a great number
of research projects have been developed recently. The
main interest is the study of the chemical and physi-
cal characteristics of the surface boundary layer over the
Amazon forest and how it changes for different Scenarios
of forestry manipulation, like forest cleaning fires (Quei-
madas) and areas transformed by agriculture. In this
work a modelling approach to describe the air flow inside
canopies is presented. The proposed model is specifically
applied to the flow in a tropical forest.

MATHEMATICAL MODEL

The modelling of air flow in a forest canopy is a com-
plex research topic in atmospheric fluid mechanies. The
turbulence characteristics of the flow and the random spa-
tial distribution of the vegetation, requires a statistical
treatement of the problem, using the same concepts devel-
oped in the theory for turbulent two-phase flow (Besnard
& Harlow (1988)).

Various different approaches used to model turbu-
lent flow in plant canopies are encountered in literature,
One of the most important was proposed by Raupach
& Thom (1981a) based in the original idea of Wilson
& Shaw (1977). This approach treats the flow using a
concept of horizontal average, applying it to the conser-
vation equations (Raupach & Shaw (1981b)). It is an
approach which was succefully applied to the modelling
of atmospheric boundary layer above aud inside horizon-
tally homogeneous canopies subject to stationary flow. It
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can be also interpreted as a particular application of the
mixture theory for two-phase flow (Drew (1983)), taking
into account specific considerations for homogeneity of the
vegetation layer and also the turbulent characteristics of
the flow.

Two-Phase Flow Modelling

In this work the continuum mixture theory is used
to mode] the turbulent two-phase flow inside the canopy.
Problems due to non-homogeneous spatial distribution of
the vegetation can be treated. From this point of view
the flow inside the plant canopy will be described by a
superposition of two continuum media: The air flow and
the solid canopy elements, noted here Ly the subscripts
f and s respectively. In a first step the laminar behav-
ior of the mixture air-vegetation can be modelled by the
following equations, written in a conservative form:

d
_gti+v.{1«,uf)=0 (1)
a(;: + V.(‘_ﬁ,u,) =0 (2)
% + V(s @up) =pV.Ty—m  (3)
a('h“s)

ot + Vi ysu,@u,)=(1-9)V.T,+m (4)

The equations (1) and (2) represent the mass balance
for each component of the mixture. The equations (3) and
(4) establish the conservation of linear momentum for the
air and for the canopy. In those equations uy and u, are
the local velocities of the two fields, ¢ the porosity of the

vegetation structure, and vy and +, the partial densities
defined as:

Vs =Py (5)

7s = (1 - 9)ps (6)

Ty and T, are the fluid and canopy partial stress tensors
and m is the vector force which establishes the mechanieal



relatioship between the air flow and the flexible canopy
elements.

Constitutive equations for the partial stress tensors
can be proposed as:

Ty = —pl +2uD(uy) (7)

T, = —pl + 2I',D(u,) (8)

where I is the indentity tensor, p the effective pressure in
the mixture, u the viscosity of the fluid and I'y a consti-
tutive tensor describing the anisotropic behaviour of the
stress in the solid elements. D(u) is the symetric part of
the velocity gradient tensor written as:

1
2

The interaction of the two fields, m, can be modelled,
using a parameter a, by the following linear constitutive
relation:

D(u) = - (Vu+ V') (9)

m = a(uy — u,) (10)

Tubulence Modelling

To take into account the turbulence, a statistical ap-
proach for the equations (1)-(10) has to be used. The
classical Reynolds decompositions for mean and fluctuat-
ing part of a field is used for the pressure and the porosity.
It can be written as:

p=p+p (11)

=%+ (12)

( - ) is the ensemble average operator.

For the velocity field the Favre's decomposition is
used (Favre(1965)). In this method the mean operator is
weighted by the porosity field as:

u=1tu-+u (13)
Where
i= 2 (14)
7

Using (11)-(14), the ensemble averaged version of
governing equations (1)-(4) are written as:

Y e
52+ V.(7p) =0 (15)
67.1 —_— e
5 T V(7)) =0 (16)
A(3yiiy)

o T Vrus@us) =-9Vp

+ouV. (Vg + VTiy) - aliy — V(5,0 0u])

—-pr.(np’u’f ® u}) —'Vp' (17)

V.(7,u,®@u)) = —(1 — ¢)Vp — ans+
+p.V. (', @ u) + o'V (18)

The higher order turbulence correlations of fluctuat-
ing fields in the momentum equation (17)-(18), obtained
in the averaging process, have to be modelled using a clo-
sure model. In this work a first order method will be
used.

The averaged momentum equation for the canopy el-
ements (18) is obtained considering the null mean velocity
,. This equation will not be directly used for the compu-
tations of fields, although it gives important information
about the momentum exchange in the mixture.

The Reynolds stress tensor for the fluid is modelled
using the Boussinesq eddy viscosity assuniption, given by:

: 2 N .
ﬁr!u’}@)u’} = 5{“(;}:+prv.u‘r}l—2pTD(u;) (19)

k is the kinetic energy of turbulence of the air flow defined

by:

| P,
k= é—tr(u*f @ u’y) (20)

Using a zero equation model, the eddy viscosity pp
is related to a mixing lenght scale, | by:

ur = 34* (D(iay) : D(ig) ¥ (21)

To model the triple correlation, the generalized gra-

dient diffusion hypothesis is used (Launder (1987)). It
can be written as:

Pl @ Uy = —Car(u, o u))(Vule')  (22)
where 7 is a convenient time scale, and C, one of the con-
stants of the model. This equation introduces a new un-
known variable: The turbulent flux of the porosity, uye'.
It is interpreted as a transport of the volume fraction by
the fluctuation of air velocity. The same variable is used
to model the fluctuation of porosity - pressure gradient
correlation. The concepts of return-to-isotropy can be
considered (Launder (1987)) and the following relation
can be used:

- , T
¢'Vp' = Coaps—ulye! (23)

The simplest method to evaluate tlie turbulent flux,
which appears in all higher order correlation models (22)-
(23), is to relate it to the gradient of the mean field as:

v = -y (24)
o
®

The new constants Cyyp and o, (equations (23) and

(24)) are introduced.

Using the preceding equations, the closed momentum
conservation equation can be written as:

(yruy)

It +V‘(»}fﬁj®ﬁ!) = —pVp+

l)
+V.[2¢(n + ur)D(iy)] - aiiy - Z¢V(urV.05) + (V)
(25)




where ®(V¢) is a function obtained from (22)-(24). In
fact this term is null for homogeneous canopy distribution.
On the other hand, in some kinds of unsteady flow like
propagation of void waves in canopies (Finnigan (1979)),
this function has to be taken into account.

Model for tropical forest

For steady turbulent flow, and considering a homoge-
neous distribution of the vegetation layer, which is a char-
acteristic of dense forests, the preceding equations can be
written as:

V.(7is) =0 (26)

Vﬁﬂh®ﬁﬁ=-@Vﬁ+vﬂﬂu+ﬂﬂnﬁﬁhﬂgﬁ

Using those equations the problem of turbulent flow
inside forests can be solved for a given porosity of the
forest, using a estimative of the turbulent mixing length.
The parameter a is modelled considering the hidrodynam-
ical drag in the vegetation as follows:

a=CpA iy (28)

where Cp is a constant drag coefficient and A the refer-
ence leaf area by unit of vegetation volume.

For a dense tropical forest, the mixing length can
be considered as a constant inside the canopy. Above
the canopy a linear behaviour of [ will he used, using
a Von Karmann-like constant . The behaviour of the
mixing length in canopy flow is discussed by Fitzjarrald et
al (1990), for the Amazon forest, and by Pinker & Moses
(1982) for other tropical forests.

The Boundary layer problem
Considering a homogeneous spatial distribution of
the vegetation. The z component of the momentum equa-

tion using the turbulent boundary layer approximation,
can be written as:

d (_ dU .
dz (lPP‘TH—;) - CpAU* =0 (29)
where
_p Y
pr="11—| . (30)

Cp is non-zero only inside the canopy, and | is given
by:

:={!.§; ifz<h

L4 RE—R) E3SHh (31)

The boundary conditions for this problem are estab-
lished as:

forz=0; U=0 (32)

Jor z = zmar; U =Ue (33)

where h is the canopy height and [ is the mixing length
inside the canopy. The computation domain is bounded
to a upward limit z,,,,, where a known velocity is imposed.

NUMERICAL RESULTS

To solve the boundary layer problem given by the
equations (29)-(33), a spatial finite difference discretiza-
tion is used with a finite volume approach. The non-
linearity of the problem is treated by a fixed point algo-
rithm, using a relaxation strategy.A initial estimative for
the velocity field is used,based in a power-law distribution.

In discretising the computational domain ten vol-
umes were in the region into the canopy. The same num-
ber of control volumes is used for the free flow region. The
computational domain is limited at a height z;,.. = 3h.
The characteristic parameters for this test case are pre-
sented in the table 1.

Parameter  Value
Cp 0.1-05
A(m*/m?) 0.8-1.2
K 0.3
Iy 0.05h — 0.3h
h{m) 25

Tab. 1: Characteristic Parameters of Canopy
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Fig. 1 : Mean velocity inside and above the forest

In the figures 1 and 2 the vertical distribution of the
velocity and the turbulent stress are presented. The re-
sults are presented as a function of the canopy indez a,
defined as :

CiA

e

a=
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This index is related to the forest density from a fluid
mechanics point of view. For dense forests a has a large
value. The drag coefficient and the leaf area, Cy a A,
increases when the canopy is very dense. Also the porosity
and the mixing length decreases for those situations.

z/h

0 0005 0.01 0015 002 0025 003

Try

Fig. 2 : Turbulent stress inside the canopy

For small values of a, the flow inside the canopy is
strong and the boundary layer is weakly influenced by the
canopy flow. For higher values of the canopy index, the
flow is slowed down into the forest, and small values of the
horizontal velocity near the bottom of the forest are ob-
tained. The variation of the velocity field in the canopy
presents a inflection point close to the top. In the free
flow region a distribution like a log-law is observed. The
turbulent stress is quite constant inside the canopy, and a
small variation is observed close to the top. Those results
are compatible with the experimental measurements pre-
sented by previous papers for homogeneous vertical dis-
tribution of vegetation as in a tropical forest (Pinker &
Moses (1982)) or as in the corn canopies (Li et al (1985)).

In Fig. 3 the variation of the velocity at the top of
the canopy and the stress in the ground level is shown
in function of the canopy index. Both values decrease
when the density of the vegetation is high. In fact the
vegetation acts as a filter for the turbulence of the free
flow, decreasing its value just at the botton.

In Fig. 4 a comparison between the mesurements re-
ported in the works of Pinker & Moses (1982), Viswanad-
ham et al (1990) and Fitzjarrald et al (1990), and the com-
putations using a flow index equal to 142.9 is presented.
A good agreement between the results is observed.
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Fig. 3 : Top velocity and botton stress.
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Fig. 4 : Computed and Experimental results
REFERENCES

116

D. C. Besnard & F. H. Harlow; Turbulence in multiphase flow, Inf.
J. Multiphase Flow, 14, 6, 679-699, 1988,

D. Drew; Mathematical Modeling of Two-Phase Flow, Annu. Ren.
Fluid Mech., 15, 261-291, 1983.

J. ). Finnigan, Turbulence in Waving Wheat. Structure of Momen-
tum Tranfer, Boundary-Layer Meteorol., 16, 213-236, 1979.

D. R. Fitzjarralld, K. R. Moore, O. M. R. Cabral, J. Scolar, A, O.
Manzi e L. D. de Abreu 54; Daytime Turbulent Exchange Between
the Amazon Forest and the Atmosphere, J. of Geoph, Research, 95,
16825- 16838, 1990,

B. E. Launder, An Introduction Lo Single-Point.
Closure Methodology, VKI course Lectures, 1987,

Z.J. Li, D. R. Miller & J. D. Lin; A first-order scheme to describe
counter - gradient momentum transport in plant canopies, Hoeundary-
Layer Meteorol., 33,77-83, 1985,

R. T. Pinker e J. F. Moses, On the Canopy Flow Index of a Tropical
Forest, Boundary-Layer Meleorol. 22 313-324, 1982.

M. R. Raupach e R. 5. Shaw, Averaging Procedures for Flow Within
Vegetation Canopies, Boundary-Layer Meteorol, 19, 79-90, 1981a.

M. R. Raupach e A.§. Thom, Turbulence in and Above Plant Canapi-
es, Annu. Rev. Fluid Mech. | 13, 97-129, 1981h.

Y. Viswanadham, L. C. Molion, A. O. Manzi, L. D. A. 5S4, V. P
Silva Filho, e R. G. B. André; Micrometereclogical Measurements
in Amazon Forest During GTE / ABLE 2A Mission, J. of Geoph
Research, 95, 13669-13682, 1990,

N. R. Wilson e R. H. Shaw, A high Order Closure Model for Canopy
Flow, J. Appl. Meteorol., 16, 1197-1205, 1977,




V ENCONTRO NACIONAL DE CIENCIAS TERMICAS - Sd0 Paulo,SP - BRASIL ( DEZ. 1994)
Il SIMPOSIO DE ENGENHARIA TERMICA - SP - BRASIL (DEZ. 1994)

CHARACTERIZATION OF THE TURBULENT FIELD ALONG A SERPENTINE

CHLORINE CONTACT TANK BY MEANS OF PHYSICAL MODELLING

Edmilson Costa Teixeira' and Ko ji Shiono®
(1) Dept. Hidraullcs & Sanltary Engrg - UFES
Postal 01-9011; 29060-970 Viterla - ES Brazil
(2) Dept. Civil and Bullding Engrg.
Loughborough University of Technology - U.K.

Cx.

SUMMARY

Based on a great number of three-dimensional turbulent velocity
data acquired by a TSI two-component laser Doppler anemometer and
measured throughout an elght-compartments serpent ine contact tank
mode ], very detalled analyses of the turbulent field were
undertaken, which allowed the identificatlion of significant
levels of turbulence and finding out the causes of their genera-
tions.

INTRODUCTION

The characterization of the turbulent field of a
water body is a very  helpful tool for the
understanding of mixing processes taking place in it
[Jobson & Sayre, 1970; Lyn & Rodi, 1990]. Since a
turbulence-free flow is among the characteristics of
the ideal flow regime in contact tanks [Teixeira,
1993), the characterization of the turbulent field in
existing contact tanks with the objective of acquiring
an understanding of the mechanisms of generation,
dissipation, diffusion and advection of turbulence in
them, can be of great help for the design of this type
of unit. In the following sections, the results of an
analysis carried out for a model of an existing
serpentine contact tank are presented (see the model’s
configuration and dimensions in Figure-1). A constant
flow rate equal to 1.171/s was established throughout
the tank for the conduction of the experiments. This
flow rate corresponded to the maximum flow rate for
the prototype tank, and was determined by the use of
the Froudian similarity law (in assuming that gravity
effects dominated over viscous effects). It also
yielded a tank mean water depth (Ht) of 53.6cm, and an
approximate cross-sectional mean wvelocity (Uo
Q/(We.Ht)) equal to 1.0cm/s - We is the width of the
tank’s compartments.

IDENTIFICATION OF FLOW REGIONS OF SIGNIFICANT LEVELS
OF TURBULENCE, AND CAUSES OF THEIR GENERATION

The analysis presented in this section is based
on the normalized intensities u'/Uo, v'/Uo and w'/Uo
of the longitudinal, transverse and vertical velocity

components, respectively, and the normalized Reynolds
stress components -uv/Uc“ and -uw/Uo”.

The highest levels of turbulence were found in
the region between the inlet weir and the tank inlet
section, where the reasons for this are mainly
attributed to the impact of the flow past the weir
onto the bottom of the approach channel, and the

existence of a wvertical recirculating flow in this
region [Teixeira & Shiono, 1992]. The values of u'/Uo
and w'/Uo found in this region ranges approximately
between 2.0 & 9.0, and 2.5 & 7.0, respectively;
Figura-2a. The levels of turbulence in the top flow
region of compartment.1l are still quite significant in
comparison to those in the region between the inlet
weir and the tank inlet section, in which the wvalues
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of u'/Uo and w'/Uo ranges approximately between 1.5 &
3.5, and 1.5 & 2.5, respectively. The magnitude ang
distribution of the normalized Reynolds stress -uw/Uo

given in Figure-2b indicate that shear is an important
characteristic of the flow in this region. Thus, the
turbulence in this flow layer may be due to both
shear-generated turbulence locally, and transport of
turbulence from the region between the inlet weir and
the tank inlet section (this is discussed in more
detail below). The turbulence in compartment.1l Iis
also appreciable in the layer adjacent to wall TW-3,
see Figure-2b, which appears to be due to wall-
generated turbulence.

The regions of most significant levels of
turbulence in compartment.?2 are located on the first
half of the compartment length; i.e., within
®/HWe > 0.5. They correspond to the horizontal
recirculating flow regions in the top and mid-depth
layers [Teixeira, & shiono, 1992] Figures-2.(c & dJ,
respectively, and the bottom region immediately
downstream from the lee of baffle.1, Figure-2.e. The
values of u'/Uo in these regions ranges approximately
from 1.0 to 2.5. A reason for the significant levels
of turbulence in the bottom region may be the
turbulence generated as a result of the flow
deflection from the lee of baffle.l. Contours of the
normalized Reynolds stress component -uv/Uo® for the
recirculating flow regions in the top and mid-depth
layers, given in Figures-2(f & g), show that the
values of -uv/Uo in these regions are still
appreciable in comparison to those found in the top
flow layer in compartment.l. This indicates that the
turbulence in these recirculating flow regions is
partially due to shear. The interaction between the
reversing and streamwise flows in this layer [Teixeira
& Shiono, 1992] 1is another source of turbulence
generation).

Values obtained for u’'/Uo in compartment.3 are
smaller than 1.5, and smaller than 0.75 in
compartment. 4. This indicates the occurrence of an
overall decaying of the levels of turbulence in the
longitudinal direction. However, from compartment.5
onwards, the turbulence tends to be maintained by two
other sources of turbulence generation. They are the
flow acceleration/deceleration at the vicinity of the
transition sections between compartments, and the
recirculating flows behind the baffles in compart-
ments. (5-8) [Teixeira, 1993]. See in Figure-2h, for
instance, that the wvalues of u /Uo in each of the
compartments. (5-7) ranges from 0.4 to 0.6.



THE BALANCE OF TURBULENT KINETIC ENERGY IN THE TOP
AND BOTTOM FLOW REGIONS OF COMPARTMENT.1

It has been mentioned above that the reasons for
the relatively high levels of turbulence in the top
flow layer of compartment.l might be the Ilocally
shear-generated turbulence, and the transport of
turbulence from the region between the inlet weir and
the tank inlet section by the mean current. Thus, in
order to examine this and gain an understanding of the
mechanisms of transport, generation and dissipation of
turbulence in this flow layer, an analysis of the
conservation equation for the turbulent kinetic energy
was carried out, and is presented in this section.
This analysis was also applied to the bottom flow
layer.

The conservation equation of turbulent kinetic

energy [qz). is given below for the X-Z plane:
aq° e — 8 .= .8 2. —

u T + W s + uw etz (q°w + pw) =0 (1)
ii_i_ [2]T]3] [41

where,
1 = total advection of kinetic energy (ADVEC)
2 = generation (-GENER)
3 = viscous dissipation (DISSI)
4 diffusion (DIFFU)

®%, Z = longitudinal and vertical coordinates, res-
pectively

u, w = longitudinal and vertical components of the
turbulent intensities

U, W = longitudinal and vertical mean velocity

components.

The adopted record length for the measurements of the

velocity time series used to obtain the parameters U

W, g, -uw and € was 15min. The turbulent energy q
2 3

was taken as the mean between qi1” and gz, given by

,2
3
qa2 = 0.75 (r‘]2 . r}z}

q12 = 0.5 (r;2 + 2.r'%) (2}

(3)

where, r; and r; are measured turbulent intensities

in the directions of the main and secondary flows,
respectively.

The energy dissipation € was obtained by
averaging a number of e values calculated by Equation

(4), below, and corresponding to points (kw, E(kw))
within the inertial subrange, which obeyed the "-5/3"
power law,

E(kw) = a £277 k™" (a)
where kw is the wave number, € is the energy dissipa-
tion rate, and « is a constant (= 0.5).

Then, the advective, generation and dissipation terms

in Equation (1) were determined for wvarious z
positions over the top and bottom flow layers, at

x/We = 0.5. The discretization of the advective term
are given below, where xi ; = x/Wt = 0.3, xl = x/We
= 0.5, and x = ¥/Wt = 0.7:

i+1

Advection in the x-direction

(5)
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Advection in the z-direction

* if z/Ht # 0.96, 0.81, 0.18 and 0.04
= qz _ qz
(v )| =W takel ko1 (6)
dz i,k Zz = B
1,k k+1 k=1

* if z/Ht = 0.96, or 0.18

5 qz _ 2
(‘"‘?ﬂ)| =W, —r (7)
az i,k Z T iz
1,k 3 k-1
* if z/He = 0.81, or 0.04
2
2 - q
dq - i, k+l i,k
(w 5 ) = W o e (8)
1,k k+1 Kk
The discretization of the generation term

followed the same procedure described above to obtain

the advective terms. The diffusion term was then
calculated by difference. The results of the
calculations are given in Figures-3(a & b). From
these wvalues, the overall balances of turbulent

kinetic energy for both top and bottom layers were
determined by integrating each term in Equation (1)
over the thickness of each flow layer, and the results
are presented in Table-1.

Generation and dissipation are the most
significant terms in the overall energy balance; see
Figures-3(a & b). They account for 100% and 81% of
the total gain and loss, respectively, of the
turbulent kinetic energy in the top flow layer, and
77% and 68%, respectively, in the bottom layer; see
values in Table-1. The absolute value (AVTGL) of the

total gain/loss of kinetic energy in the bottom
region, shown in Table-1, is about 10.5% of AVTGL in
the top flow region. This 1indicates that the

shear-generated turbulence in the top region is much
greater than the bottom-generated turbulence.
Although the overall advection of turbulent energy is
small in the top flow layer (= 2.5% of AVIGL), it is
about 25% of AVTGL within the upper 1/3 part of the
this flow layer, i.e., within z/Ht > 0.94. Figure-3b
shows that when approaching the bottom of the tank,
the loss of turbulent energy due to diffusion becomes
more significant than the loss due to viscous
dissipation. In the case of the top flow region, the
viscous dissipation is, for all the points over the
vertical, greater than any other corresponding loss of
kinetic energy.

CONCLUDING REMARKS

Based on a great number of turbulent velocity
data acquired by the wuse of a laser Doppler
anemometer, very detailed analyses of the turbulent

flow structure throughout a serpentine contact tank
model were undertaken. The results of these analyses
reinforce the conclusion taken by the authors in a
previous work [Teixeira & Shiono, 1992], that the
hydrodynamic of a contact unit can significantly
deviate from that assumed in its project stage, i.e.,
the hydrodynamic of the idealized plug flow.
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Figure-1:

Configuration and dimensions of the experimentation tank
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OF INTERNAL COMBUSTION ENGINES - LARGE VALVE LIFTS
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SUMMARY

The paper presents a numerical investigation of turbulent flow through inlet port and valve
passages of internal combustion engines using three different turbulence models: i} the High Reynolds
Number k- & model , ii) the Low Reynolds Number k- & model and iii) a two-layer model. Comparisons
between numerical results and experimental data show that the Low Reynolds Number k- & model
reproduces best the phenomenon and that wall-functions necessary in the High Reynolds Number k- £

model are inadequate for the analysis.
INTRODUCTION

The process of filling the cylinder with as much fresh air as
possible and supplying a favourable flow field for combustion is one
of the main goals in internal combustion engines. The first
requirement, also known as volumetric efficiency, is usually
expressed in terms of the discharge coefficient,

i
Ci=—, 1)
m th

where m is the actual mass flow rate through the valve system and
myp is the theoretical mass flow rate given by a one-dimensional
isentropic flow analysis. Consequently, in order to maximise the
discharge coefficient it is required that restrictions to the flow be
minimised and flow separation avoided. Since the valve/port
assembly is the most important flow restriction in the intake and
exhaust system a good understanding of the fluid mechanics in such
devices is critical to developing engine designs with better operating
and emission characteristics.

The numerical analysis of flows in port/valve assemblies has
received much attention in recent years. The range of investigations
has been large, varying from predictions in two-dimensions (Ahmed,
1987 and Lilek et al, 1991) and three-dimensions (Argueyrolles et
al, 1988 and Taklanti, 1988) under steady state condition up to
complete port and cylinder geometries under motoring ‘conditions
(Errera, 1987 and Aita et al, 1991). .

The present work is a numerical analysis of turbulent flow
through an axisymmetric inlet port and valve geometry shown in
Figure 1. The same geometry has been the subject of other
numerical investigations (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee, 1992),

_experimental explorations (Bicen et al, 1985 and Ahmed, 1987) and
is currenily being used at UMIST for the in-cylinder flow analysis
with a differential Reynolds stress model of turbulence (Lea, 1994).
Although the geometry is idealised it stll has important features
present in more practical assemblies. The work is mainly motivated
by the poor flow prediction given by the standard High Reynolds
Number k-¢ model at large valve lifts; a general conclusion drawn in
previous- numerical analyses (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee,
1992). Here, the main objective is to assess the performance of

* Present Address: Department of Mechanical Engineening, Federal University
of Santa Catarina, P.O. Box 476, Florianopolis, SC, 88 040 - 900, Brazl.
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three different turbulence models in the prediction of the flow for a
typical situation of large valve lift (L/d=0.25).

~800 |

285

-
e

Figure 1. Flow geometry.

METHODOLOGY

The time-averaged Navier-Stokes equations were closed
with i) the High Reynolds Number k- model, ii) the Low Reynolds
Number k-¢ model (Launder and Spalding, 1974) and i) a two-
layer model. In the latter approach, a one-equation model is applied
in the viscous affected region close to the walls whereas in the
turbulent region calculations follow the High Reynolds Number k-
model.

In the one-equation model used in this work the turbulence

kinetic energy k (= wu; / 2) is obtained from its transport equation
and the rate of dissipation ¢ is modelled according to

3/2
R ET , @)

The eddy viscosity v, is calculated through the following
relationship

v =Cukl21, | ©)

where Cy, (=0.09) is an empirical constant. The length scales / and
1, are given by



i=2.4)[1-exp(-4p ¥°)] 3 hu=24y[1-exp(-4uy")] @
where Ap and A4, are equal to 0.235 and 0.0016, respectively, and
y is the distance to the wall. The turbulence Reynolds number

. ;,my
v

(5)

appearing in relations (4) is used to correct the length scales in
regions where the molecular viscosity » is greater or comparable to
the turbulence viscosity v;.

The set of equations, written for an orthogonal curvilinear
co-ordinate system, are solved using a finite volume formulation. In
this method, schemes used to evaluate property transport by
convection across each volume surface can be of primary
importance to the accuracy of the numerical results. The classical
approach of first order accurate upwind differencing usualty suffers
from severe inaccuracies in complex flow situations originated by
truncation errors and streamline-to-grid skewness. Of much help for
the present work was some evidence of the discretization level
needed for the analysis made available by Ahmed (1987) and Tsui
and Lee (1992). Nevertheless, the procedure adopted was to extend
further the sensitivity tests carried out in those works. Initially, the
Power Law Differencing Scheme (PLDS) was used to find the level
of discretization beyond which further refinements would produce
only minor changes to the flow field solution. Then, a further
reduction in the numerical error was promoted with the employment
of the Quadratic Upstream Interpolation for Convective
Kinematics (QUICK) scheme in the final calculations. The choice of
the PLDS for the sensitivity tests was essentially linked to numerical
stability reasons. However, it is expected that the solution
dependence onthe level of discretization be more pronounced with
the PLDS than with QUICK. Additional details on both schemes
and a comparison of their performance in some cases of turbulent
flow can be found in the work of Han et al. (1981).

The sensitivity tests aforementioned were executed for both
the Low Reynolds Number k-¢ model and the High Reynolds
Number k-¢ model. In the latter case the refinement normal to the
walls conflicts with the restriction that the level of turbulence at the
node adjacent to the wall is not too low. It is usual to adopt the

parameter y* (=C}j4k1"?y!v) to fix the minimum value of

turbulence close to the walls that can be considered by the model.
This limit has been specified differently by several authors but, for
practical purposes, the absolute minimum is agreed to be 11.6.
Consequently, in flows where important features occur in the
proximity of walls it is quite difficult to balance the needed grid
refinement against the minimum turbulence level.

Figure 2 gives a partial view of the selected grid used in
conjunction with the Low Reynolds Number k-¢ and the two-layer
models to obtain the present results. The interface between the one-
equation model and the High Reynolds Number k-¢ necessary in the

two-layer approach was located so as to satisfy that y* there was
greater than 11.6. For the remainder of the cylinder domain, not
shown in that figure, the grid was generated according to a simple
geometric progression in the streamwise direction of ratio 1.1.

Concerning boundary conditions, the velocity and turbulence
kinetic energy profiles at inlet were interpolated from the available
experimental data (Ahmed, 1987) and the dissipation profile was
estimated from the assumption of turbulence-energy equilibrium via
a standard ramp function (Launder and Spalding, 1972).

In the plane of symmetry, the normal velocity and the
normal gradients of all other quantities were set to zero, The fluid
exit boundary was located far enough downstream that a condition
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Figure 2. Computational grid used for the numerical analysis with
the Low Reynolds k- model and the two-layer model

of parabolic flow could be assumed. At the solid walls, the so called
‘wall function’ approach suggested by Launder and Spalding (1974)
was adopted for the High Reynolds Number k-¢ model. On the
other hand, in the case of the Low Reynolds Number k- model or
the two-layer model numerical calculations were extended up to the
walls,

Results of streamline contours used to check the validity of
the parabolic flow condition used at the exit boundary are shown in
Figure 3.

SULTS

The assessment of the models was executed by comparing
numerical and experimental results of property profiles such as
mean velocity components in the axial and radial directions (I/ and
V, respectively), turbulence kinetic energy k£ and Reynolds shear
stress uv. All quantitics were normalized using the mean velocity
Ujp, at the entrance of the port duct.

In Figure 4 numerical results of velocity components U and
V at the entrance and exit of the valve passage (cross sections 2-2
and 3-3 in Figure 1) are compared with experimental data of Ahmed
(1987). Because Ahmed used hot-wire anemometry in his
measurements he was unable to differentiate between positive and
negative velocitics. Nevertheless, by integrating the experimental
velocity profile starting from the valve surface he amived at an
estimate of the separated region (indicated by the dashed line). The
best agreement is found for results obtained with the Low Reynolds
Number k-¢ model, in spite that the region of maximum velocity at
the exit of the valve passage indicated by the measurements suggests
that the flow separation is under predicted. Flow predictions of the
two layer model is somewhat better than those of the High Reynolds
Number k-£ model.

The difference between the results is associated with the size
of the separated flow region predicted in the valve passage. As can
be seen in Figure 5, the Low Reynolds Number k- model result
shows a considerable separated flow region on the valve seat
surface. On the other hand, the two-layer model predicted only a
tiny separation in that region whereas the High Reynolds Number k-
€ model failed completely to capture such a flow feature. Since one
of the most important regions of this type of flow is precisely the
valve passage, where flow separation reduces the engine efficiency,
it is agreed that any successful numerical model must return good
quality results there.

Values of predicted and measured discharge coefficients,
Cyq, are illustrated in Table 1. The Low Reynolds Number k-¢
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Figure 4. Numerical results and experimental data of mean velocity.

- High Reynolds Number k-¢ model; -———- Two-layer model,
——Low Reynolds Number k-¢ model; O Exp. data (Ahmed,
1987). .

model is by far the model that gives values of Cg closest to the
experimental data of Ahmed (1987), a performance that can be
aitributed to its capability to predict the separated flow region in the
valve passage in accordance with the experimental data.

In faci, the correct prediction of the separated flow region in
the valve passage is not only important for an accurate estimate of
the pressure drop throughout the system but also for determination
of the subsequent flow condition in the in-cylinder region. Any
obstruction in the valve passage will of course change the
characteristics of the jet being fed into the cylinder and, as a result,
the intensity of recirculating regions close to the cylinder head, the
level of turbulence kinetic energy production, etc.

Table 1. Predicted discharge coefficients.

Ca Difference
Exp. data (Ahmed, 1987) 0.50 =
High Reynolds Number k- model 0.71 42 %
Low Reynolds Number k-&£ model 0.54 8%
Two-layer model 0.64 28 %

A known weakness of the ftransport equation for the
dissipation rate  is that of returning too high length scales / (=k3/2 /
£) in presence of adverse pressure gradients. As a consequence, in
such situations skin friction coefficients are usually found to be over
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Figure 5. Streamline contours predicted by the Low Reynolds
Number k-£ model.

predicted and the calculated flow to remain attached where
experimental data indicate separation occurs. Rodi and Scheuerer
(1986) compared the performance of the one-equation model, the
High Reynolds Number k- model and the Low Reynolds Number
k-¢ model in a boundary-layer under adverse pressure gradients.
They concluded that both versions of the k-¢ model are not
satisfactory in such a situation and that the Low Reynolds Number
k-£ model gives the worst result. Ahmed (1987) has pointed out that
this was the main reason why in his computation with the High
Reynolds Number k-¢ model he was unable to predict the separated
flow region in the valve passage. Results obtained in the present
work confirm the inadequacy of the High Reynolds Number k-£ for
the analysis but, nevertheless, given the good performance of the
Low Reynolds Number k-¢ model, suggest that the problem has a
different origin. To clarify this point Figure 6 was prepared. In that
figure predicted values of length scale / in the vicinity of the port
surface at traverses 1-1 and 2-2 (two regions situated immediately
upstream of the flow separation) are compared to the turbulence
equilibrium relation [, =2.44y, represented by the diagonal line
(quantities are normalized by the hydraulic port diameter dp). In
both regions the calculated length scale / is lower than /,. Therefore,
the unsuccessful flow prediction provided by the High Reynolds
Number k-¢ model, and in part by the two-layer model, cannot be
attributed to predicted levels of / being above /,. In fact, this
observation, combined with the fact that some separation was
verified with the two-layer, suggests that for the present analysis the
inclusion of the viscous region in the calculations is essential. Wall
functions used in the High Reynolds Number k-¢ model render a
poor grid refinement adjacent to the walls, with control volumes of
size comparable to typical separated flow regions found in the valve
passage.

The likely reason for the superior results of the Low
Reynolds Number k-¢ model can be extracted from profiles of
Reynolds shear stress plotted in Figure 7 for traverses 1-1 and 2-2.



In both traverses the model is seen to return much lower levels of

uv close to the valve seat surface, the region where the flow is
expected to start breaking away from the wall, and this creates more
favourable conditions for flow separation. Physically, in regions of
acceleration, as the one close to the valve seat chamfer surface at
traverse 1-1, the Reynolds shear stress is subject to a process of
destruction and of diminishing importance due to the rise of the
viscous stress. The Low Reynolds Number k-£ model is the only
model employed in this investipation that can mimic this
"laminarization' and this is why it returns much lower levels of
Reynolds shear stress close to the port surface than do the other two
models.
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Figure 6. Length scale distributions in the vicinity of the port surface
- High Reynolds Number k-£ model, -——— Two-layer model;
——Low Reynolds Number k- model.
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Figure 7. Reynolds shear stress profiles at the valve passage entrance
- High Reynolds Number k-¢ model; -——— Two-layer model;
—Low Reynolds Number k-¢ model; O Exp. data (Ahmed,
1987).

CONCLUSION

A numerical analysis of turbulent flow through an
axisymmetric port/valve assembly at large valve lifts has been
presented.

One of the main findings is that the inclusion of the near-
wall region in the calculations is essential for the prediction of
separated flow regions in the valve passage. Turbulence models such
as the High Reynolds Number k-¢ model that use wall-functions to
bridge the wall to the fully turbulent flow region, therefore avoiding
calculations in the viscous affected layer, are inappropriate for
modelling the present flow.

Some authors (Ahmed, 1987 and Tsui and Lee, 1992) have
associated the failure of the High Reynolds Number k- model to
over predicted length scales in the vicinity of the port duct close to
the separation point. The present work shows that length scales
returned by the model in that region do not exceed those given by
the turbulence equilibrium relation.

In the proximity of the valve seat chamfer surface at the

124

valve passage entrance, the Reynolds shear stress wv seems to
undergo a process of destruction that is caused at least in part by the
acceleration field there. This phenomenon creates more favourable
conditions for subsequent flow separation on the valve seat. The
Low Reynolds Number k-g model adopted in this work can mimic
in part such a process and, consequently, predicts a separated flow
region in the valve passage that is in accord with experimental
evidence.
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RESUMO
O projeto de centrais de cogeragio tem sido desenvolvido segundo diferentes modelos,
analiticos e de otimizag3o, com destaque para os termoecondmicos na ultima classe. Uma
modelagem de otimizagdio multiobjetiva é aqui apresentado em seus fundamentos, bem como
as técnicas de simulagdo que lhe servem de suporte no processo de decisio. A formulagio
matematica ¢ apresentada, bem como desenvolve-se uma discussdo em torno dos pardmetros e
correspondentes valores que devem ser estimados para uma perfeita validagdo dos resultados

do processo de otimizagédo.
IN'I‘RODUQRQ

A questio da pesquisa de configuragdes para centrais de
cogeragdo tem apresentado uma forte tendéncia ao emprego de
modelos de otimizagdo, especialmente os de carater
termoecondmico.

Isso ndo significa, no entanto, que ndo haja uma
contrapartida da modelagem analitica e de simulagdo: elas
continuam a serem pesquisadas e vem apresentando bons resultados
em muitas aplicagdes._

O desenvolvimento de planilhas de calculo especializadas
para o projeto de centrais de cogeragdo (Jackson,1988) tem sido
objeto de estudo tanto de pesquisadores quanto de empresas de
consultoria. Sistemas especialistas vem sendo testados para o
acoplamento de centrais de cogeragdo a plantas de processo no
sentido de orientar a escolha das tecnologias que devem compor a
configuragdo final (Birur e Lee,1989). Procedimentos de simulagdo
que aliam caracteristicas operacionais, regimes de operagdo ¢
estratégias de atendimento das demandas (Bantz,1989) atestam sua
utilidade na medida em que permitem uma visio mais geral da,
questdo da escolha de tecnologias.

Os modelos termoecondmicos, baseados no conceito da
Segunda Lei da Termodindmica em estreita combinagdo com
consideragdes econdmicas, tém sido alvo de intenso
desenvolvimento. De maior relevincia para o &mbito desse trabalho,
Frangopoulos, 1992, apresenta as bases para uma metodologia
automatizada de pesquisa de configuragdes otimas, bem como uma
revisio dos principais autores que vém contribuindo' para seu
desenvolvimento. -

Nesse trabalho sdo apresentadas as bases da formulagdo
multiobjetiva de otimizagio matematica, aplicada a projetos de
centrais de cogeragio, bem como os modelos e valores auxiliares
para a composi¢io dos critérios a serem utilizados nas fungdes
objetivo.

FORMULACAQ MULTIOBJETIVO

O modelo multiobjetivo interativo devido a Geofrion, Dyer e
Feinberg (GDF) foi considerado o mais adequado aos propositos
desse trabalho pela facilidade com que se adapta 4 estrutura de
grafos generalizados que lhe serve de suporte na solugdo do
problema linear, bem como pela recursividade na pesquisa da
configuragio final (Steuer, 1986).

O algoritmo é iniciado a partir de uma solugdo basica
factivel, que pode ser a solugdo 6tima individual de qualquer dos
critérios considerados.

Ao decisor cabe indicar suas preferéncias entre os critérios
que compdem as fungdes objetivo a partir da definigio de pesos
relativos. O problema multiobjetivo se torna, desse modo,
monobjetivo pela redugio dos diversos critérios a um Wnico,
ponderado pelas preferéncias apresentadas. A nova solugio ¢ obtida
a partir da minimizag@o do gradiente da fungdo utilidade do decisor,
que no caso expressa a distdncia entre a 1ltima solugdo proposta e
as solugdes Gtimas individuais de cada critério.

O problema linear monobjetivo é resolvido pela utilizagdo de
Grafos Generalizados, uma técnica que apresenta vantagens em
termos de esforgo computacional comparativamente a solugdo
Simplex convencional. Para tanto, parte do conceito de que o nd
origem i se conecta a um no destino j a partir de uma arco; esse arco
permite a passagem de um certo fluxo m;; mediante um custo c;;;
como a rede ndo € conservativa, existe um fator de conversdo do
fluxo w;; tal que o fluxo oriundo de i ndo necessariamente se iguala

ao fluxo que chega a j.
e() c(i)
i ~ { i ) >
>
Figura 1, Representagio de Grafo Generalizado

mij) -wm(j)

Esse fator de conversio pode representar ganhos ou
redugdes no fluxo origem, tal como se discutird no proximo item.

Por fungdo utilidade do decisor se entende uma relagio
matematica que expressa suas preferéncias ante diferentes opgdes.
Para o caso em questdo, admite-se uma fungdo utilidade que
expressa a distdncia entre a ultima solugdo proposta (z) e as
solugdes otimas individuais de cada critério (z*), expressa por:

ulz(x)]= 3w, *[(z(x)~2)/2]]

para cada solugio x h '

Solugdes intermediarias entre a solug@o basica e a nova
solugdo sdo elencadas e apresentadas ao decisor; a escolha de uma
das alternativas ira definir sua preferéncia e reorientar a dire¢do do
gradiente da fungdo utilidade para nova proposta de solugdo. Essa
estrutura se repete enquanto o decisor assim o queira.
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Min grad u(z(x)).
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i(h)=x(h)-x(h-1)

2{x(h-1)+T*d(n))

T=0.1
escolha soluglo

i

g
E
(=] i

OL. FINAL{x{h} Z{h)}

SOL OTIMAS

)

Figura 1. Algoritmo do Modelo GDF

—_————

No caso do projeto de centrais de cogeragio, os seis
objetivos considerados sdo:

- minimizag#o das irreversibilidades termodinimicas
-minimizagdo das emissdes de CO,

-minimizac¢#o das emissdes de SO,

-minimiza¢do das emissdes de NOx

-maximizagdo do fluxo na rede

-maximiza¢do do beneficio liquido.

A planta genérica pode conter, para processos ir_nduslriais
com até 4 niveis entalpicos (o ultimo de condensagio), conjuntos de
geradores de vapor (arcos 3 € 4) ou unidades de turbinas a gas e
caldeiras de recuperagdo (arco 5); os arcos de 6 a 11 representam

grupos de turbinas a vapor. Os arcos 1 e 2 representam os fluxos de
combustiveis (6leo e gas, respectivamente); o né 0 € um no
'fantasma’, sem significado fisico.

1 3 —

{ ths(CD) |

O problema multiobjetivo pode ser expresso como sendo:

nk

Min)_(y,*AH,)*m, {eritério 1)
=1
2

Min) ECO,,*m, {critério 2}
i=1
2

Min) ESO,*m, {critério 3}
|=31

Min) ENOx*m, {critério 4)
K

Maxz m, {critério 5}

nk 5
Max) (pe*m,)— Y (pu*m,) - Y (FINF) (critério 6}
=5

i=3

sujeito a:

m,+m,—w'*m, =0 {né 1}
m,—w*m, =0 {né 2}
mg+m,+mg-w*m, —w™*m, =0 {n6 3}

m, +m,, -~ w’*m, —w**m, = rh{MP) {no 4}
m,, —w *m, —w™*m, = rhy{LP) {n6 5)
_ws*mn - wwsmm .. wlltm" =rhg{CD) {no6 6)

referente a rede de grafos da figura 2.

Das equagdes se observa que apenas a vazdo de fluxos
energéticos foi assumida como parametro de otimizagdo. Desse
modo, para a solugdo desse problema algumas informagdes de
cunho técnico e econdnico-financeiros devem ser fornecidas ao
modelo, bem como outras devem ser posteriormente apresentadas
para um maior apoio a decisdo.

INFORMACOES TECNICAS

As principais informagdes técnicas necessarias para a
solugio do problema multiobjetivo para projeto de centrais de
cogeragdo sdo: caracteristicas operacionais, fatores de conversdo
dos vetores energéticos e taxas de saidas forcadas em maquinas
térmicas; caracteristicas de emissao de poluentes dos combustiveis
empregados; irreversibilidades termodindmicas dos diversos
componentes das configuragdes e o calculo da probabilidade de
perda de carga.

Do ponto de vista operacional, as maquinas térmicas
apresentam caracteristicas proprias que as individualizam e que
devem ser respeitadas no projeto de centrais de cogeragao.

rhs{CD)

Figura 2- Planta genérica de central de cogeragdo e correspondente
rede de grafos, os nameros dos arcos correspondem a
equipamentos da planta

126



A existéncia de limites inferior e superior para a operagio
desses sistemas conduz a uma pesquisa para a adequada
implantagdo do modelo matematico. Caldeiras a vapor obedecem a
uma relagdo que considera por capacidade minima cerca de 20% da
capacidade maxima (Cavalieri ef al 1972). Tal fato se deve ndo
apenas a questdes de eficiéncia mas as dificuldades de se operar tais
equipamentos em baixas cargas.

Turbinas a vapor sdo caracterizadas pela razdo entre a vazio
de vapor que lhes € entregue e a poténcia nos terminais do
alternador, e expressa em diagramas de consumo. Unidades a vapor
de grande capacidade de geragdo apresentam um nimero
consideravel de valvulas de admissdo de vapor que sdo abertas em
sequéncia para que seja obtida uma poténcia sempre crescente; tal
fato pode conduzir a uma caracteristica ndo-convexa no seu
diagrama de consumo, onde técnicas de otimizagdo ndo podem ser
aplicadas. A adogdo de linhas de coleta de vapor (common headers)
pode ser solugdo técnica para esse problema.

As limitagdes de carga minima em unidades a vapor sdo
gealmente impostas pela necessidade de se manter estavel a
combustdo na fornalha do gerador de vapor, bem como por
restrigdes proprias do projeto (resfriamento dos tubos que circulam
na fornatha).

Turbinas a gds ndo sdo normalmente operadas em cargas
parciais, considerando-se a principio que estejam a plena carga todo
o tempo em que se encontram disponiveis. Quando fazem parte de
ciclos combinados, podem opera como ciclo simples, estando as
caldeiras de recuperagdo e/ou as turbinas a vapor indisponiveis, pelo
by-pass dos gases exaustos.

A conversdo dos fluxos energéticos (combustiveis, gases e
vapor) € outro fator que distingue as tecnologias, bem como
permite o emprego adequado dos Grafos Generalizados.

Uma avaliagio de diferentes equipamentos permitiu a
composi¢io dos valores médios da Tabela 1.

Tabela 1. Fatores de Conversdo dos Fluxos Energéticos

Equipamentos Mc/Mg | Mg/Mv Mv/Mc
Turbinas a Gas 0.0172 --- -
Caldeiras a Vapor --- ---
oleo 13.0-13.5
bagago de cana 20-25
Ciclo Combinado 0.018 7.0-8.0 8.3
Nota: /c/ combustivel /g/ gases  /v/ vapor

M- vazio de fluxos energéticos
Fonte: Balestieri, 1994

As taxas de saida for¢ada representam um dos indices
usados para expressar a confiabilidade das maquinas térmicas, e serd
aqui utilizado por melhor se adequar ao célculo da probabilidade de
perda de carga. .

A taxa de saida for¢ada (FOR - Forced Outage Rate) é
definida como a razdo entre a soma de horas em saida forgada,
horas indisponiveis em reserva de capacidade e horas relativas a
falhas na partida, com relagdo ao periodo em operagdo. Valores

representativos desse indice em maquinas térmicas sio apresentados
na Tabela 2.

Tabela 2. Taxas de Saida Forgada em Maquinas Térmicas

Ciclo Componente FOR (%)
avapor | turb. vapor e gerador 1.0/1.5 [2]
caldeira convencional 5.8/3.9/5.5[1]
demais componentes 3.2/3.1/23[1]
a gas turbina a gas 0.80
cald. de recuperagio 0.23
demais componentes 1.23

Notas: /1/ 6leo-gas-carvio  /2/ciclo combinado-ciclo a vapor
Fonte: Balestieri, 1994

127

A probabilidade de perda de carga (LOLP - Loss Of Load
Probablility) deve ser avaliada para que se quantifique,
teoricamente, a porcentagem do tempo em que a configuragdo
proposta ndo devera atender as demandas por energia elétrica.

Seja a curva de permanéncia de cargas apresentada na figura
2, onde a capacidade instalada representa a soma de toda
capacidade presente na instalagdo, considerando inclusive a reserva.

Poténcia
[Mw] capacidade

instalada

Figura 2. Curva de Permanéncia de um Processo

Seja também Oy a magnitude da k-ésima saida forgada, Py a
probabilidade de uma saida for¢ada como capacidade Oy e ty a
magnitude de tempo no intervalo de estudo em que uma saida Oy
iria causar perda de carga, matematicamente, o valor esperado total
de perda de carga para o intervalo em estudo sera:

LOLP(1)=Y (P, *1,)

Admite-se que as centrais de cogeragdo devam operar de
forma continua por longos periodos (acima de 7000 h/ano) e
portanto valores de LOLP inferiores a 1700 h/ano (20%) sdo
considerados satisfatorios.

A exergia pode ser definida como a maxima quantidade de
energia entre dois estados que pode ser teoricamente convertida em
trabalho puro. Ela é sempre menor ou igual a energia € expresa uma
medida qualitativa da mesma, sendo as irreversibilidades
responsaveis pelo descompasso entre energia (en) e exergia (ex).

A irreversibilidade das centrais de cogeragdo é avaliada
globalmente para o conjunto dos componentes presentes na
configuragiio; cada arco representa um equipamento e a eles se
associam os fatores de exergia dados por:

x=Ahex/Aen=1-T (As/AH)

Esse pardmetro varia no intervalo [0,1]; quando o fator se
iguala ao limite inferior evidencia-se que a exergia é nula e que toda
a energia se converteu em irreversibilidade. Para o limite superior, a
irreversibilidade é nula, admitindo-se que toda energia se converteu
em exergia.

De acordo com Chinneck e Chandrashekar,1984, os
combustiveis e as formas de trabalho apresentam fatores de exergia
iguais a unidade. Vale observar que a temperatura do estado de
referéncia (To) € usualmente assumida como sendo 298K.

Quanto as emissdes de poluentes, apresentam-se os fatores
de emissdo referentes a CO3, SO7 e NOx para alguns combustiveis
tipicos que podem ser empregados em centrais de cogeragdo
(Tabela 3) bem como os indices de emissdo especifica, utilizados
como pardmetros de comparagdo entre as unidades (Tabela 4). Os
primeiros se destinam a formulago do problema e os dltimos sio
auxiliares no processo de decisdo.

Tabela 3. Fatores de Emissdo de Alguns Combustiveis
(em kg poluente/kg combustivel)

Combustivel COy SOy NOx
Oleo 3.156 | 0.000i18 | 0.0073
Gas 2683 | 0.00010 | 0.0068
Lixivia 1380 | 0.06800 0.0

Fonte: Balestieri, 1994



Tabela 4. Valores Tipicos de Emissdo Especifica

(em kg poluente/MWh,)
Combustivel COy SOy NOx
oleo 958.10 6.16a 5.02
23.40
| gas natural 509.25 0.0023 2.85

Fonte: Tabors e Monroe 111,1991

INFORMACOES ECONOMICO-FINANCEIRAS

Do ponto de vista econdmico-financeiro, apresentam-se os
elementos referentes ao custo de investimento em novos
equipamentos, anualizados para taxa de interesse 15% e vida util
dos equipamentos de 25 anos.

Tabela 5. Custo de Investimento Anualizado para Equipamentos

Custo de Investimento

Equipamento
(10 US$/a), dolar 1992

caldeira a vapor 0.0573 2 0.155
turbina a vapor -condensagio 0.670 a 0.690
turbina a vapor -contrapressdo 0.186 2 0.190
turb. vapor - condens/extracdo 0.836 a 0.879

Fonte: Balestieri, 1994

A fungdo objetivo do méximo beneficio liquido se baseia no
Método do Valor Atual, que consiste em trazer para um ponto
tnico ('ponto zero') todos os valores dispersos ao longo da escala
temporal, foi utilizado para o oéleo combustivel ¢ gas natural,
respectivamente, 0.13 US$/kg e 0.24 US$/kg para o custo dos
combustiveis (puj). O prego da eletricidade cogerada (pe;) ¢ um
valor que depende de acordos contratuais, porém pode ser assumida
minimamente como 67 US$/MWh nas atuais condigdes brasileiras.

O payback é uma das varidveis de apoio a decisdo
empregadas nessa modelagem, calculada a posteriori apenas a titulo
de ilustragio da parte financeira do projeto, e consiste em se
projetar o tempo em que o capital empatado serd retornado, a
menos de taxas de juros.

Os valores de payback alcangaveis sdo variaveis de acordo
com a tecnologia empregada na configuragdo, com os niveis
entélpicos presentes na planta de processo e os niveis de demanda
interna; valores da ordem de 1,5 a 3 anos tem sido relatados para
algumas unidades a vapor.

CONCLUSOES

Foi apresentada uma formulagio multiobjetiva interativa
para auxilio no projeto de centrais de cogeragio que utiliza modelos
de simulagdo para o célculo de indices auxiliares para apoio a
decisdo. Os resultados mais relevantes de uma pesquisa de indices
para a composigio das fungdes objetivo e para os sistemas
auxiliares sdo apresentados em conjunto com as equagdes do
modelo de otimizagio.
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ABSTRACT

A multiobjective interactive optimization technique for
cogeneration systems design was presented; this approach uses
another simulation techniques as support. The formulation is
presented together with a discution on the relevant data that must
be estimated to be used in the optimization formulation.

Notagdo

m Vazio de vapor, combustivel, gases ton/h
h entalpia especifica kl/kg
w ganho do arco --
CFIX custo de investimento 106 US $/un
pe retorno por venda de en. elétrica 106 US $/kW
pu gastos com combustiveis 106 US $/kW
F fator de recuperagio de capital 1/ano
rhs right-hand side

AP Alta Pressdo

MP Média Pressdo

BP Baixa Pressdo

CD Condensagio
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RESUMO

A partir de informagdes de uma indistria quimica, apresentam-se 0s resultados da aplicagdo de uma
metodologia para projeto de centrais de cogeragdo com base em programagio multiobjeti}ru e que tem
por critérios a maximizagdo do beneficio liquido e do fluxo de vapor para obtengao de nivels_ mim_rnos de
confiabilidade, a minimizagdo da emissio de poluentes e das irreversibilidades termodindmicas da
configuragdo. A analise é dinimica e realizada em duas etapas interdependentes: numa primeira_ fase
propde-se o ciclo mais apropriado e na etapa seguinte discriminam-se o tipo, capacidade e quantidade
de cada componente. Apresentam-se aqui os resultados da analise referente a primeira etapa.

INTRODUCAO

Técnicas analiticas para projeto de centrais de cogeragdo
tem sido propostas em diversas situagdes e tém se revelado uteis na
determinagdo de quantidade, tipo e capacidade individual das
Miquinas Térmicas.

Os modelos termoecondmicos permitem que as avaliagdes
conduzam a solugdes oOtimas sob diferentes critérios, alguns
econdmicos e outros termodinamicos. Seus resultados se revelam
satisfatorios para a analise de configuragdes a partir de estruturas
fixas (ciclos definidos) [Frangopoulos,1992].

Uma outra classe de modelos emprega técnicas de
programagdo matematica para obtengdo de solugdes oOtimas,
especialmente considerando critérios econdmicos para definido das
caracteristicas de cada configuragdo. Essas solugdes tem sua base
nos problemas lineares a partir do método Simplex [Puttgen e
MacGregor, 1989/Gustafsson e Karlsson,1991]; uma alternativa ao
problema linear a partir do método Simplex é o emprego de grafos
conservativos, [Chinneck e Chandrashekar,1984] os utiliza para
minimizagdo de irreversibilidades na configuragio.

Os modelos lineares inteiros também encontram amplo
emprego na operagdo e projeto de centrais de cogeragdo, na medida
em que permitem a diferentes tecnologias candidatas a entrarem na
configuragdo final a disputa entre si a partir de valores inteiros
(dlgebra de Boole) [Ehmke, 1990/1to er al, 1990/Gustafsson, 1992].

A modelagem multiobjetiva proposta neste trabalho permite
a escolha otima de configuragdes de centrais de cogeragdo com
multiplos critérios, 0 que conduz ndo mais a solugdes Otimas porém
eficientes, que representam um compromisso de perda e ganho entre
os mesmos. A estrutura do problema se mantém linear, porém a
solugdo é obtida a partir de grafos generalizados.

FORMULACAQ MULTIOBIETIVO

O modelo multiobjetivo escolhido é devido a Geoffrion,
Dyer e Feinberg - GDF (Steuer, 1986). O algoritmo ¢ iniciado a
partir da solugdo basica factivel, que pode ser a solugdo otima
individual de qualquer dos critérios considerados.

Ao decisor cabe indicar sua preferéncia entre os critérios
pela indicagdo de pesos relativos (w). O problema multiobjetivo se
torna, entdo, monobjetivo pela redugdo dos diversos critérios a um
unico, ponderado pelos pesos. A nova solugdo € obtida a partir da
minimizagdo do gradiente da fungdo utilidade do decisor.

Por fungdo utilidade do decisor se entende uma relagdo
matematica que expressa suas preferéncias ante diferentes opgdes.
Para o caso em questdo, admite-se uma fun¢do utilidade que

expressa a distancia entre a ultima solugdo proposta (z) e as
solugdes Otimas individuais de cada critério (z*), expressa por:

uz(x)]= 3w, *[(z,(x)-2)/ 2]

para cada solugdo x h.

Solugdes intermediarias entre a solugdio basica e a nova
solugdo sdo elencadas e apresentadas ao decisor; a escolha de uma
das alternativas ira definir sua preferéncia e reorientar a diregdo do
gradiente da fungdo utilidade para nova proposta de solugdo. Essa
estrutura se repete enquanto o decisor assim o queira.

h=0;
sol. inic., x(0)

Min grad U(Z(x))
para obter x(h)

(h)=x(h)-x(h-1)

Z{x(h-1)+T*d(h)}

T=0..1
escolha solugdo

SOL. FINAL{x(h),z(h)}

SOL. OTIMAS

)

Figura 1. Algoritmo do Modelo GDF
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No caso do projeto de centrais de cogeragdo, os seis
objetivos considerados sdo:

- minimizagdo das irreversibilidades termodindmicas
-minimiza¢do das emissdes de CO,

-minimizagdo das emissdes de SO,

-minimizagdo das emissdes de NOx

-maximizagdo do fluxo na rede

-maximizag¢do do beneficio liquido.

O problema multiobjetivo pode ser expresso como sendo:

nk
Miny" (x,AH,)m, {critério 1}
=1
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Miny ECO,m, {critério 2}
i=1
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Miny ESO,,m, {critério 3}
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m, —w'm, =0 {n6 2}
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my +my, —w'm, —w'm, = rhs(MP) {no 4}
m, -w’m, —w'm, = rhs(LP) {no 5}
~wimy—wm, - w'"'m, =rhs(CD)  {n6 6}

referente a rede de grafos da figura 2; a correlagdo entre a rede € a
central de cogeragiio genérica da figura 3 € apresentada a seguir.

ANALISE DE INTEGRACAQ

Uma planta de processos quimico apresenta demanda anual
média de 105.0 (106 kg/ano) al 8 MPa/220 C ¢ demanda de baixa
pressdo de 6.2 (109 kg/ano) a 0.6 MPa/180C, supridas inicialmente
por um grupo de caldeiras de média pressdo; a demanda de baixa ¢
suprida por uma valvula redutora de pressio e a demanda elétrica de
297 GWh/ane (3.4 MW) é comprada da concessionaria. Uma
alternativa de expansdo do parque gerador é o emprego de uma
central de cogeragio

A fiigura 3 apresenta a configuragio original da unidade de
geragiio e a correspondente rede da planta de processo analisada. A
nova planta tem a possibilidade de queimar gas natural (024
US$/kg) ou oleo (0.13 US$/kg). No caso de empregar novos
equipamantos para geragdo de vapor, devem ser de alta pressao (4.0
MPa /350C): grupos a gas com fator de conversio combustivel -
vapor igual a 8 ou caldeiras de fator de conversdo 15. Turbinas a

vapor de condensagio também podem ser empregadas,
considerando que se destine 500 (10%kg/ano) para condensagao.

3

Figura 3- Central de Utilidades original e correspondente rede

Os custos anualizados para novos equipamentos $ao
apresentados na Tabela 1 (fator de recuperagdo de capital= 6.26,
taxa anual= 15%, vida 0til= 25 anos).

Os niveis de emissdo de poluentes para oleo e gas natural
foram coletadas da literatura e expressam valores médios (Tabela
2). O fator de perda exergética é calculado pela expressdo seguinte,
obtida a partir da Segunda Lei da Termodindmica:

%, = 1- T,(As/AH)

1

5
N0y O
rhs(BP}
=8 N

i rhs{CD) I

MMVE) ths(CD)

Figura 2- Planta genérica de central de cogeragdo e correspondente
rede de grafos; os nimeros dos arcos correspondem a
equipamentos da planta

A rede formulada permite analise de integragdo de centrais
de cogeragdo a plantas de processo em dois niveis de demanda de
vapor (MP e BP) e a possibilidade de condensagio (CD); vapor
pode ser gerado em alta pressdo (AP) por caldeiras convencionais
(arco 4) ou conjuntos turbina a gas-caldeira de recuperagao (arco
5), ou em média pressdo (MP) por caldeiras convencionais (arco 3);
energia elétrica pode ser gerada nas unidades a gas (arco 5) ou em
turbinas a vapor de contrapressdo (arcos 6,7,9) ou de condensagio
(arcos 8,10,11), sempre atendendo aos niveis de demanda térmica
de média (rhs[MP])) e baixa pressdes (rhs[BP]).

Os arcos 1 e 2 representam, respectivamente, fornecimento
de oleo e gas natural, admitidos disponiveis na regido em que se
analisa o empreendimento, sem maiores restrigdes ao seu emprego
na planta em analise.

Tabelal. Custos Anualizados de equipamentos de Geragdo

Equipmento Custo Fixo CustoVariavel
106US$/ano USSkg
Turb. a gas-Cald. recup. 0.780 0.0002364
Caldeira de Alta Pressao 0.232 0.0005857
Turb. Vap.Contrapressdo 0.185 0.0004186
Turb. Vap. Condensacio 0.670 0.0034740

Fonte: Balestieri, 1994
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Tabela 2. Niveis de emissdo (em [kg poluente/kg combustivel])

combustivel | CO, SO, NOx
oleo BPF | 3.156 | 0.018 0.00728 /1/
Gas natural | 2.683 | 0.001 0.00681 /2/

Nota: /1/ equivalente a 300 ppm/2/ equivalente a 200 ppm
Fonte: Balestieri, 1994

As solugdes otimas individuais foram calculadas para os
diferentes critérios e seis configuragdes foram obtidas e
apresentadas na Tabela 3. De acordo com esses resultados, os
critérios de otimizagio 1,24 e 6 indicam o ciclo Rankine -
critérios], 2 e 6 mantém a caldeira de Média Pressdo adicionando
caldeira de Alta Presso e turbinas a vapor, e o critério 4 elimina a
caldeira de Baixa Pressdo e adiciona grupos a gas e caldeiras de alta
pressdo. Os critérios 3 e 5 indicam ciclo combinado, o dltimo com
maior quantidade de turbinas a vapor que o primeiro.

Tabela 3. Solugbes otimas individuais dos 6 critérios
(valores em 106 kg/ano)

arco | irrevers CO, SO, NOx fluxo D-R
1| 4675 41.12 0| 40.00 0] 41.12
2 0 0] 7640 1.40 76.40 0
3| 18.00 1.12 0 Q 0 1.12
4| 2875| 4000 0| 4000 0| 40.00
5 0 0| 7640 1.40 76.40 0
6 131.20 | 593.80 | 605.00 | 605.00 | 611.20 [ 100.00
7 | 300.00 6.20 6.20 6.20 0 0
8 0 0 0 0 0 | 500.00
9] 30.00 0 0 0 30.00 6.20
10 | 323.80 0 0 0 23.80 0
11 | 176.20 { 500.00 | 500.00 | 500.00 | 476.20 0

fo.[1139.94 | 130.35 0.08 0.30 121760 | -27.49

Nota-tarifa de compra de en. elétrica (critério 6): 35 US$/MWh

As vantagens da solugdo de compromisso podem ser
visualizadas nesses resultados, por sua condigdio monobjetiva,
somente um critério foi maximizado (ou minimizado) em cada
solugdo, e portanto dados conflitivos podem se comportar em
diregdes opostas.

O critério 6 foi considerado a solugdo factivel inicial, x’; a
solugdo obtida pela minimiza¢do do gradiente da fungo utilidade é
apresentada em conjunto com a solugdo inicial e parAmetros
auxiliares na Tabela 4. As condigdes de compromisso para a escolha
da solugio de consenso sdo: reduzir o retorno do investimento
(payback) o mais possivel, visto que o mesmo depende
inversamente do beneficio liquido, e alcangar uma probabilidade de
perda de carga (excedente) - LOLP - da configura¢do inferior a

5]
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15%, uma vez que seu calculo esta vinculado ao clculo da rede de
fluxo maximo. Os resultados da solugdo de compromisso, de acordo
como as condi¢des propostas, sio apresentados na Tabela 5. A
Figura 3 apresenta a configuragdo proposta e a correspondente rede
de grafos,

Tabela 4- Soluc:‘iolfactivei inicial e a nova solugdo indicada pela
minimizagdo do gradiente da fungio utilidade

Solugdo Inicial | Nova Solugio

Fluxo nos arcos 1 41.12 0
[Milhdes kg/ano) 2 0 76.40
3 1.12 0

4 10.00 0

5 0 76.40

6 100.00 135.00

7 0 0

8 500.00 476.20

9 6.20 30.00

10 0 23.80

11 0 0

Capacidade Instalada(MW) 32.05 47.79
Excedente Elétrico  (MW) 28.65 4439
LOLP (h/ano) 1355.18 1078.56
(%) 15.47 1231

Co, (ke/MWh) 54930 557.80
SO, (kg/MWh) 4.68 0.21
NOx (kg/MWh) 1.26 1.19
Custo Invest.(Milhdes US$) 27.16 32.48
Payback (anos) 1.60 8.48
Benef Liguido (M USS$/a) 16.96 3.83

Tabela 5- Solugdo de Compromisso - Dados Gerais

Fluxo nos arcos

[106 kg/ano]

32.90
1528

Capacid. Instalada (MW):
Excedente Elétrico (MW):

35.20
31.80

0.90 LOLP (ha): 1300.59
32.00 (%): 14.85
15.28 CO, (kg/MWh): 553.19

SO, (kg/MWh):  3.44
0 NOx (kg/MWh): 1.24
495.24 | Custo Invest. (106 US$): 34.52

10.96
4.76

Payback (anos): 253
Ben. Liq. (106 US$/a): 13.66

1
2
3
4
5
6 1107.00
7
8
9
0
1

1
1 0

105 Mkg/a

6.2 Mkg/a

jw 1
500 Mkg/a

105 Mkg/a

6.2 Mkg/a

500 Mkg/a

Figura3- Central de cogeragdo obtida por consenso entre os
objetivos e correspondente rede
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CONCLUSOES

A modelagem multiobjetiva proposta tem por mérito
permitir uma pesquisa de configuragdes eficientes para o projeto de
centrais de cogeragio que se situam no entormo das solugdes otimas
de diferentes objetivos, aqui considerados sem atribui¢io de pesos
preferenciais para quaisquer deles.

Os resultados obtidos no processo interativo proposto
satisfazem as premissas basicas do problema e permitem visualizar
diferentes solugdes que privilegiam uns critérios em detrimentos dos
demais, bem como uma solugdo mista que considera as preferéncias
do decisor.
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ABSTRACT

According to the data of a chemical process, it is presented
the results of a cogeneration systems' multiobjective optimization
technique that deals with six criteria: net benefit maximization,
pollutant levels (CO7, SO and NOx) emission minimization,
network flow maximization and irreversibility minimization. A
compromisse solution is obtained by means of a trade-off between
them.

Notagdo
m Vazdo de vapor, combustivel, gases ton‘h
h entalpia especifica kl/kg
w . ganho do arco --
CFIX custo de investimento 106 US $/un
pe retorno por venda de en. elétrica 106 US $/kW
pu gastos com combustiveis 106 US $/kW
F fator de recuperagao de capital 1/ano
rhs right-hand side
AP Alta Pressdo
MP Média Pressdo
BP Baixa Pressao
CD Condensagio
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COGERACAO PARA HOSPITAIS - ESTUDOS DE CASOS COM A
UTILIZACAO DE TURBINAS A GAS
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SUMARIO

O presente trabalho apresenta o estudo da viabilidade técnica e econdémica de sistema de
cogeragiio utilizando turbina a gds para a produgio de eletricidade e vapor ou dgua gelada, de modo a
suprir as necessidades de energia de um hospital. S3o analisadas 4 possibilidades de cogeragio para
este estabelecimento do setor tercidrio. Em uma primeira parte é efetuada a analise energética das
opgdes de modo a determinar as capacidades dos sistemas. Posteriormente é efetuado o estudo de
viabilidade econdmica onde sio determinados os custos de produciio de eletricidade e calor util, de
maneira a escolher a melhor op¢éio em termos de economia anual esperada.

Nomenclatura

Cag - Custo de produgio de dgua gelada [US$/kWh]

Ccomb - Custo do combustivel {(gas natural) [US$/kWh]

Cel - Custo de produgao de eletricidade [US$/kWh]

CMecr - Custo de manutengio da caldeira de recuperagio [US$/kWh]
CMsra - Custo de manutengio do sistema de refrigeragio por
absorgio [US$/kWh]

CMstg - Custo de manutengdo do sistema de turbina a gas incluindo o
custo de manutengdo do gerador elétrico [US$/kWh)

Cvap - Custo de produgio de vapor pelo sistema de cogeragio
[US$/kWh]

Cve - Custo de
[US$/kWh]

Ec - Fluxo de calor residual recuperado (kW)

Ecomb - Poténcia suprida no combustivel [kW]

Ep - Eletricidade produzida [kW]

Er - Eletricidade consumida no hospital [kW]

Ev - Fluxo de calor utilizado na forma de vapor [k W]

f - Fator de anuidade [1/ano]

GPag - Ganho anual devido a producio de dgua gelada [US$]

GPel - Ganho anual devido a produgio de eletricidade [US$]

GPv - Ganho anual devido a produgio de vapor [US$]

H - Periodo equivalente de utilizagdo [h/ano]

ler - Investimento na caldeira de recuperagio [US$]

Ipl - Investimento total no sistema a ser instalado [US$)

Isra - Investimento no sistema de refrigeragdo por absorgio [US$)
Isrc - Investimento no sistema de recuperagio de calor [US$]

k - Periodo de amortizag¢do ou "pay-back” [anos]

m - Fluxo méssico de gases de escape [kg/s]

mg - Consumo de gas natural [m-/h]

n - Rotagdo [rpm]

nc - Eficiéncia do compressor [%]

ngc - Eficiéncia de geragio de calor [%]

nge - Eficiéncia de geragdo de energia elétrica [%]

nG - Eficiéncia global do sistema de cogeragio [%]

nisot - Eficiéncia isoentropica ou de expansio da turbina [%]

nt - Eficiéncia térmica da turbina [%]

PEag - Prego equivalente de produgdo de agua gelada por sistema de
refrigeragio elétrico [US$/kWh)

Pel - Prego da eletricidade comprada da rede [US$/kWh)|

Per - Perda de energia no sistema turbina a gas [kW]

Pf - Poténcia frigorifica do sistema de refrigeragdo por Absorgio [kW]
PVel - Tarifa de venda de eletricidade excedente [US$/kWh]

r - Taxa anual de juros [%]

R - Receita anual esperada [US$)

RP - Relagdo de pressio ou taxa de compressio

produgao de vapor por caldeira convencional
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T2 - Temperatura do ar na saida do compressor [K]
T3 - Temperatura dos gases na entrada da turbina [K]
T4 - Temperatura dos gases na saida da turbina [K]
Weixo - Poténcia de eixo da turbina [k W]

1 - Introducio

A geragdo descentralizada de energia elétrica tem-se
incrementado de maneira eficiente nos paises industrializados,
destacando-se as tecnologias de cogeragio, as quais podem ser
definidas como sendo técnicas de produgdo simultinea de poténcia
elétrica ou mecdnica e calor util a partir da queima de um Gnico
combustivel.

Lixiste a espectativa, no entanto, de que tecnologias compactas
de cogeragdo para o setor terciario (hospitais, hotéis, shopping centers,
restaurantes, condominios residenciais, etc) possam ganhar espago nos
proximos anos, como vem acontecendo em varios paises
desenvolvidos.

Neste trabalho apresenta-se a aplicacdo de uma metodologia
para o estudo da viabilidade técnica e econdmica da instalagio de
micro-cogeradores utilizando pequenas turbinas a gas para um
hospital. Este sistema além de gerar poténcia elétrica, permite
recuperar calor residual que ¢ utilizado como fonte de energia para a
produgdo de vapor em caldeira de recuperagio sem queima
suplementar de combustivel ou para acionar um sistema de
refrigeragdo por absorgdo visando a produgdo de agua gelada
necessaria ao sistema de ar condicionado do prédio.

2 - Por Que Cogerar em Hospitais?

De acordo com as experiéncias internacionais [1-3] os hospitais
sdo os estabelecimentos do setor tercidrio onde a aplicagio de
tecnologias de cogeragdo apresentam maior viabilidade econdmica.
Varios fatores contribuem para este fato, entre os quais podem ser
citados os seguintes:

-Os hospitais apresentam menor razao entre eletricidade e calor
consumido quando comparade com os demais estabelecimentos do
setor terciario;

-A necessidade de maior confiabilidade no abastecimento de energia
elétrica e a manutengdo compulsoria de sistemas de atendimento
emergencial;

-A oportunidade para a redugdo nos gastos com energia elétrica;

-O crescimento da oferta de gas natural, que ¢ um combustivel
adequado para sistemas de cogeragdo compactos;

-A reestruturagdo institucional do setor elétrico, em varios paises,
garantindo espago a cogeragdo.




3 - As Necessidades Energéticas do Hospital Estudado

Para o propdsito do nosso estudo, optou-se por analisar o caso
do Hospital de Clinicas Bardo Geraldo da Universidade Estadual de
Campinas, no estado de Sao Paulo. Este Hospital possui um total de
400 leitos, ocupa uma area de 60.000 m* onde trabalham 3.000
funcionarios e existe em média um publico flutuante (acompanhantes
¢ parentes de internados) de 100 pessoas por dia.

A figura | mostra os perfis de demanda de eletricidade, vapor,
dgua gelada e dgua quente do hospital para um dia tipico de verio.
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Figura 1 - As necessidades energéticas do hospital

4 - As Configuracies Possiveis de sistemas de Cogeracio Para o
Hospital

A figura 2 mostra o esquema do sistema de cogeragdo para o
hospital no caso do uso de caldeira de recuperagio visando a produgao
de vapor.

Combustivel
U Escopamento
_‘-O
Vapor
Coideira
Ar de
combuativel _m‘;ﬂ"
ise drio) Hospital

CC-camarade combustdo
C-compressor
T- turbina

Figura 2 - Sistema de cogeragio para a produgdo de vapor

A figura 3 esquematiza uma instalagdo de cogeragdo com uso
direto do calor dos gases de exaustdo da turbina para a produgdo de
agua gelada em sistema de refrigeracio por absorgio.

Gages de
sscape

——— A-cuu rede

al:guu @efada
Ar
@ - perador{obsorcdo)

c A - gbsorvedor
B - bomba

combustivel
Figura 3 - Sistema de cogeracio para a produgdo de agua gelada

Dentro destas possibilidades técnicas estudaremos 4 casos de
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cogeragdo para o hospital:

Caso |: Utilizagdo de turbina a gas e caldeira de recuperagdo em
substituigio a produgdo de vapor nas caldeiras atuais. O limite de
geragido que corresponde a maxima demanda ¢ avaliada em 3.600 kg/h
de vapor saturado (7.5 kgt7’0|n2};

Caso 2: Utilizagdo de turbina a gas e caldeira de recuperagio para
produgdo somente da quantidade de vapor necessaria a cozinha,
consumo este avaliado em 800 kg/h de vapor saturado (7,5 kgﬂ’cmz);
Caso 3: Utilizagao de turbina a gas e caldeira de recuperagdo para
produgio somente da quanudade de vapor necessaria a lavanderia, o
que corresponde a 2160 kg/h de vapor saturado (7,5 kgf/em?2);

Caso 4: Utilizagao de turbina a gis e sistema de refrigeragdo por
absorgdo com o uso direto dos gases de exaustdo, de modo a suprir a
produgdo de agua gelada (7 ©C) em substituigdo ao sistema de
refrigeragdo por compressio do freon (capacidade frigoritica de 700
TR).

5 - Analise Energética das Opgdes de Cogeragio

A analise energética se baseia nos principios da Termodinamica
de acordo com procedimentos indicados por Wu [4] ¢ Taki et alli [5].
De modo a buscar sistemas turbinas a gas disponiveis
comercialmente, as scguintes consideragoes foram feitas para a
selegdo ¢ dimensionamento de maguinas para os casos de cogeragdo
do hospital:
a) Temperaturas ambientes de |5 OC para a sclegio de equipamentos e
de 30 9C para o dimensionamento do sistema;
b) Temperatura dos gases de exaustao da turbina entre 400 e 600 °C;
¢) Temperatura dos gases de escape para a atmosiera no caso de
produgao de vapor igual a 140 °C ¢ para o caso de produgio de dgua
gelada 170 ©C (determinados pelo critério do "pinch point");
d) Para o poder calorifico do gas natural utilizou-se o valor de 39.356
kJ/m3 [6]:
¢} Calor especifico a pressdo constante dos pases da turbina tgual a
1.055 kW/kg.K para o nivel do mar [7] (considerando o mesmo valor
para o local da instalagao):
f) Eficiéncias do gerador elétrico e da camara de combustio com
valores respectivamente iguais a 95 % ¢ 97 % [8];
¢) Eficiéncia da caldeira de recuperagio e coeficiente de performance
do sistema de refrigeragdo por absorgdo com valores respectivamente
iguais a 70 % e 0,65 [8]:

Em fungdo dos valores necessarios para o fluxo massico e
temperatura dos gases na saida da turbina tem-se as mdquinas
selecionadas que mais se aproximam da possibilidade de atender as
demandas térmicas para os casos de cogeracio do hospital (tabela 1).

Seguindo os procedimentos de Bhargava [9] e de acordo com
"Stewart and Stevenson" [[0]., a tabela 2 mostra a corre¢do dos
parametros de performance dos sistemas selecionados para os casos de
cogeragio do hospital,

6 - Anilise Econdmica das Opgoes de Cogeragio

Os custos de produgio de eletricidade e de vapor ou agua gelada
podem ser determinados pelas equagdes seguintes.

Cel=(1pl-Isrc).f/H. Ep+Ccomb.(Ecomb-Ec-Per/2)/Ep+CMstg (1)
Cvap = ler.f/H.Ev + Ccomeb,(Ec+PcrI2)!Ev + CMecr (2)
Cag = Isra.t/H.Pf + Ccom(lll.‘{ﬁc+l’erl2]fpf+ CMsra (3)
onde:

f=[q"(g-DMg*-1) 4)
q=1+r/100 (3)



O ganho devido a produgdo de eletricidade (GPel) no caso de
excedente elétrico ¢ caleulado pela equagao 6, ¢ no caso de déficit de
eletricidade pela equagdo 7.

GPel = Er.H.(Pel-Cel) + (Ep-Er) .H. (PVel - Cel) (6)
ou
GPel = Ep.H.(Pel - Cel) %)

Para o caso de investimento em sistema de cogeragio
empregando turbina a gas com caldeira de recuperagdo os fatores de
comparagdo sdo a tarifa de eletricidade praticada pela concessionaria
local para o atendimento do hospital e o custo da produgdo de vapor
por caldeiras convencionais queimando éleo BPF.

Quanto ao ganho devido a produgdo de vapor, este pode ser
determinado utilizando-se a equagao a seguir.
GPv = Ev.H.{Cv¢ - Cvap) (8)

A receita anual esperada (R) sera a soma dos ganhos devido a
produgdo de eletricidade e a produgio de vapor pelo sistema de
cogeragio.

R = GPel + GPv (9)

Para o caso de investimento em sistema de cogeragdo
empregando turbina a gas com sistema de refrigeragdo por absorgao é
necessario conhecer a tarifa de eletricidade praticada pela
concessionaria local e o custo de produgao de dgua gelada por um
sistema de refrigeragao elétrico (por compressao).

O ganho devido a produgio de eletricidade (GPel) neste
caso,também pode ser determinado utilizando-se as equagdes 6 ou 7,
dependendo da situagdo.

Ja o panho devido a produgdo de agua gelada (GPag) €
calculado utilizando-se a equagdo 10.

GPag = Pf.H.(PEag - Cag) (10}

Para este caso a receita anual esperada ¢ calculada pela equagao 11.

Resp = GPel + GPag (1)
Para o estudo da viabilidade economica das opgdes de
cogeragdo propostas as seguintes consideragoes foram feitas:
- O periodo equivalente de utilizagdo considerado foi de 7.000
h/ano;
- O valor do custo do gas natural utilizado foi de 0,011 US$/kWh [6];
- Os valores adotados para o custo de investimento em sistemas
turbinas a gas (incluindo turbina a gas, compressor, camara de
combustio, gerador elétrico, placa suporte, caixa acustica, silenciador,
dutos de entrada e de exaustdo, controle padrdo e sistema de partida)
seguem os dados de Biasi [7]. acrescidos de 15% referente ao
transporte ¢ a taxa de importagio: '
- Para o custo de manutengido de sistema turbina a gas adotou-se o
valor de 0,015 US$/kWh [8]; :
- Os valores de investimento e manutengdo em caldeira de
recuperagdo seguem a metodologia sugerida por Boehn [11]:
- Os valores de investimento e manutengiio em sistema de refrigeracdo
por absorgdo tambem seguem os procedimentos sugeridos por Boehn
(1]
- Para o prego da eletricidade comprada da rede local, utilizou-se o
valor real de 0,070 US$/kWh
- Para o prego do kWh excedente de energia elétrica adotou-se o valor
de 0,050 US$/kWh;
- Para a analise da viabilidade econdmica considerou-se o caso de uma
hospital novo, e assim, o investimento em cogeragao (envolvendo
sistema turbina a gis com caldeira de recuperagdo ou sistema de
refrigeragio por absorgdo) ¢ comparado com o investimento em
equipamentos convencionais (caldeira a vapor convencional e sistema
de refrigeragdo por compressao).
A tabela 3 mostra os custos de produgdo de eletricidade, vapor
ou 4gua gelada para os quatro casos de cogeragio estudados,
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considerando uma taxa anual de juros de 12 % e um periodo de
amortizagdo de 5 anos.

Tabela 3 - Custos de produgdo de eletricidade e vapor
ou dgua gelada
Opgdo | Eleltricidade Vapor Agua Gelada
[US$/kWh] [US$/kWh] [US$/kWh]
1 0.05589 0.02080 -
2 0.06760 0.01868 -
3 0.05816 0.02143 -
4 0.05617 - 0.03075

A figura 4 mostra a receita anual esperada em fungdo do
periodo de amortizagdo, considerando uma taxa anual de juros de 12
Y.
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Figura 4 - Receita anual esperada em fungdo do periodo de
amortizagio, r= 12 %

Pode ser apreciado desta figura que para o caso 4 existe
viabilidade econémica para periodos de amortizagio de 3.4 anos,
sendo para o caso 3, de 3,7 anos; Os valores minimos para os casos | e
2 sdo respectivamente 4,8 e 4,3 anos.

A variagdo da receita anual esperada em fungao da taxa anual de
juros é mostrada na figura 5, que considera um periodo de amortizagio
de 5 anos.
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Figura 5 - Receita anual esperada em fungio da taxa anual de juros
para k=5 anos




Observe-se que para o caso | existe viabilidade econdémica
quando valores menores do que 12,7 % sio atribuidos &s taxas anuais
de juros. Ja para o caso 2 isto ocorre para valores menores do que 15,8
% ao ano. A melhor vantagem ¢ destacada para o caso 4.

Finalmente para o caso de existéncia de excedente de
eletricidade (caso 4), observou-se um valor minimo de 0,036
US$/kWh para o prego de venda do excedente, de modo a permitir a
viabilidade econdmica da instalagdol para k=5 anos),

7 - Conclusdes

Sistemas de cogeragio compactos do tipo analizado aqui podem
buscar excelentes oportunidades para a aplicagdo em hospitais e outros
segmentos do setor terciario, no cenario energético nacional,

Decisdo de implantagio ou ndo destas modalidades de
cogeragdo deverad sempre ser calgada em analises técnico-econdmicas
baseadas em metodologias que consideram os multiplos parimetros
relevantes em uma combinagio criteriosa, como a apresentada no
escopo deste trabalho.

Como resultado da analise efetuada neste trabalho, dentro das
consideragdes de custos atribuidas, existe maior viabilidade para o
caso 4 no qual um sistema turbina a gds ¢ associado a um sistema de
refrigeragdo por absor¢do. Os principais fatores envolvidos nesta
concluséo sio:

- O custo de produgio de eletricidade ¢ relativamente pequeno gquando
comparado com a tarifa praticada pela concessionaria;

- A implantagdo de um sistema de cogeragio como este, resulta em
uma redugio de cerca de 30 % no consumo de eletricidade do hospital,
indicando mais um atrativo a economia nos pastos com eletricidade
deste estabelecimento.

De um modo geral, ¢ preciso considerar que a cogeragio para o
setor terciario € uma alternativa sensivel do ponto de vista econdbmico,
exigindo metodos especiais de dimensionamento, selegio de
equipamentos e definigio de arranjos contratuais associados ao
suprimento de eletricidade e combustiveis.
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Abstract

In this paper an analysis of various possible configurations of a
gas turbine based compact cogenerator system for a hospital is
presented. Several Cogeneration options are feasible since the heat is
utilized as steam. hot and cold water to supply utilities.

In the first part the technical feasibility of these options is
critically assessed to select the systems capacities. Later, the economic
analysis discusses production costs of useful heat and electricity
production to reach conclusions on the economic feasibility. The best
system thus characterized is recomended to guarantec emergency
electric generation,

Tabela | - Sistemas turbinas a gas selecionados (nivel do mar)
Caso | Fabricante Ep RP m T4 3 nt n
(Codigo) | [kW] [ke/s) | [°C] | [°C1 | (%] | [rpm]
1 E.G.T. 1.600 | 92 | 6,99 | 600 [ 1134 | 25,46 | 27.245
(Hurricane)
2 Turbomeca 300 | 5.6 | 2,54 | 490 . 18,02 | 1.800
(Astazou)
3 Turbomeca. | 1.050 | 9.6 | 544 | 505 - 2544 | 1.800
(Makila T1)
4 Siemens 2.000 | 12,0 998 | 544 - 24,99 | 22.500
KWU
(PGT2)
Nota: E.G.T - European Gas Turbines
Tabela 2 - Corregdio dos pardmetros de performance dos S.T.G. para os casos de
Cogeragio de Hospitais.
Caso Ep ny m mg T4 nge Nge neG
kW] | [%] | [kg/s] | [mh] | [°C)
1 *1600 | *25,46 | *6,99 | *605,1 | *600 | *24,19 | *51,28 | *75.47
+1496 | +25,08 | +6,43 | +574,3 | +636 | +23,83 | +53,59 | 477,42
2 *300 | *18,02 | *2.54 | *1603 | *490 | *17,12 | *53,53 | *70,65
+281 | +17,75 | +2,34 | +1524 | +519 | +16,86 | +56,17 | +73,03
3 *1050 | *25,44 | *5,44 | *3974 | *505 | *24,17 | *48.22 | *72.39
+982 | +25,06 | +5,00 | +3773 | +535 | +23,81 | +50,52 | +74,33
*2000 | *24,99 | *9.98 | *770,6 | *544 | *23,74 | *46,75 | *70,46
4 +1870 | +24,62 | +9,18 | +731,3 | +576 | +23,39 | 449,18 | +72,57
Nota: * Condigdes nivel do mar; + Condigdes locais
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SUMARIO

Neste trabalho ¢ descrito um procedimento que permite a simulagdo da operagio de sistemas G-GT
- gascificagdo e emprego de turbinas a gas - em usinas de agucar e alcool. Sdo estudadas configuragdes em
ciclo combinado, com a manutengdo do sistcma convencional a vapor, de contra-pressdo, como "ciclo
bottoming", e sistemas em que a turbina a gas € a unica maquina motriz da instalagio. Trés turbinas a gas
de difierentes capacidades sdo consideradas ¢ seus respectivos resultados sdo comparados com informagdes
de literatura. A modeclagem permite a analise das necessidades da demanda de vapor de processo, da
influéncia das extragdes de "blast-air” ¢ restrigdes operacionais da caldeira de recuperagio.

INTRODUCAO

O aumento da geragdo de eletricidade a partir de sub-produtos da
cana-de-agucar, tais como o bagago ¢ pontas ¢ folhas, pode possibilitar
redugdes dos custos de produgio dos produtos tradicionais do setor sucro-
alcooleiro: o agiicar ¢ o alcool.

Uma das mais interessantes propostas nesse sentido consiste na
gaseificagdo da biomassa e no uso do gas resultante como combustivel de
turbinas a gas aeroderivativas, A idéia, apresentada pela primeira vez nos
anos 80, tem sido explorada através de algumas unidades em escala
piloto. Essa tecnologia, genericamente designada G-GT, ou mais
especificamente BIG-STIG - Biomass Integrated Gasificr / Steam Injected
Gas Turbines -, ainda ndo esta disponivel comercialmente. No presente,
as pnncipais dificuldades estio na gaseificagio da biomassa, na
quantidade ¢ com a qualidade requeridas pela turbina.

DESCRICAQ DA PLANTA

Tem sido propostas duas versdes de sistemas BIG-STIG. A
primeira delas considera um sistema de cogeragdo com uma turbina a gas
STIG como unica maguina motriz. Em uma usina de agucar ¢ alcool,
vapor de baixa pressdo teria que scr produzido em uma caldeira de
recuperagdo em condi¢des de alimentar diretamente o processo industrial.
Nesse caso, as turbinas a vapor quc sdo empregadas no acionamento
mecinico de moendas edesfibradores da cana teriam que ser substituidas
por motores elétricos.

Na segunda versio a turbina a gas seria empregada como
maquina de topo de uma instalagio em ciclo combinado. Em novas
plantas ¢ provavel que uma turbina a vapor de extragio-condensagdo
possa ser empregada mas, para usinas ji existentes, ¢ mais: adequado
imaginar a manutengdo do sistema convencional de contra-pressio.
Assim, vapor de média pressdo precisa ser gerado para a alimentagio das
turbinas a vapor.

Uma planta BIG-STIG em ciclo combinado ¢ esquematizada na
Figura 1. Os quatro médulos principais da instalagdo - a unidade de pré-
processamento ¢ de gaseificagio da biomassa, a turbina a gas, a caldeira
de recuperagio ¢ a instalagio convencional a vapor - sdo representados.

Em principio, tanto gascificadores de leito fixo quanto de leito
fluidizado poderiam ser empregados. Esforgos recentes de pesquisa e
desenvolvimento tém estado mais voltados aos sistemas de leito
fluidizado, apesar das vantagens imediatas - menor concentragio de
material particulado, maior facilidade de controle dos alcalis e menor
necessidade de “blast-air" - que podem ser identificadas quanto nos
sistemas de leito fixo. Por outro lado, algumas restriges podem citadas
quanto a esses ultimos, tais como a necessidade de injegdo de vapor -
"blast-steam"” -, para que seja evitada a fusdo das cinzas, e a necessidade
de alimentagdo com biomassa relativamente seca ¢ densificada (Larson et
alii, 1989).
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Figura 1 Sistemas G-GT em usinas de aguicar e dlcool

Outra questio relativa a gascificagdo diz respeito a melhor opgdo
entre gaseificadores atmosféricos e pressurizados. A eventual vantagem
técnica ¢ econdmica dos gascificadores pressurizados em instalagdes G-
GT ainda ndo esta comprovada. Nesse trabalho foram considerados,
exclusivamente, os gaseificadores pressurizados de leito fixo.

PROCEDIMENTO DE SIMULACAQ

Na analise feita foram consideradas as turbinas aeroderivativas
da classe LM - LM 1600 PB, LM 2500 PH ¢ LM 5000 PD - fabricadas
pela General Electric Marine & Industrial.

O procedimento envolve dois passos basicos. O primeiro permite
a definigio de alguns parimetros das turbinas a gis, segundo a
consideragio de uma operagdo em regime de base, nas condigdes 1SO,
com injegdo plena de vapor e queima de gas natural. Esses pardmetros,
assim como os parimetros de referéncia para cada turbina, sdo
posteriormente aplicados na avaliagio de desempenho das maquinas com
gas de gaseificagfio.

Ja o segundo passo envolve a simulagdo ¢ a determinagio dos
parimetros operacionais de todo o sistema, quando do funcionamento
com biomassa e gas de gaseificacio.

Os parametros de referéncia das turbinas, para efeito de calculo e
comparagio dos resultados, correspondem as informagdes publicadas pela




Gas Turbine World (1993). Como pariametros de calculo foram tomados,
para cada turbina, a relagio de compressio, o fluxo massico de ara 15 °C
¢ 1 atm, o fluxo maximo de vapor injetado ¢ a temperatura maxima a
entrada da turbina de poténcia. Os resultados obtidos na simulagio foram
comparados as informagdes de poténcia, eficiéncia térmica e temperatura
de exaustdo dos gases.

A turbina LM 5000 foi equacionada considerando tanto a injegdo
de vapor de alta pressdo na camara de combustdo quanto a de vapor de
baixa pressdo na corrente de gases em expansdo, entre os estagios de alta
¢ baixa pressdo do gerador de gases. Ja para as turbinas LM 1600 ¢
2500, o equacionamento foi realizado segundo a consideragio de injegio
de vapor apenas na cimara de combustio.

As principais hipoteses adotadas foram: (i) ndo consideragio de
perda de carga dos gases em qualquer componente do sistema; (i) nio
consideragio da variagdo do calor especifico dos gases com a
temperatura; (i) avaliagio do calor especifico do vapor a partir da
variagio das entalpias molares da agua entre a temperatura de injegio do
vapor ¢ a temperatura de mistura gases/vapor.

EQUACIONAMENTO DA TURBINA A GAS

Compressor. As principais equagdes relativas ao compressor
permitem a determinagdo da temperatura do ar ao fim do processo ¢ da
poténcia de compressdo. Sio elas:

T, =T, . {1+{["-1].1mc} (1)
We=mar. Cpar. T, . { [(p)”""-1] . Unc} )

Cimara de Combustio. O cquacionamento da cdmara de
combustio visa a determinagdo do fluxo de combustivel que viabiliza,

para cada turbina ¢ quando da operagdo sem inje¢do de vapor, a maxima
temperatura na cdmara de combustio.

A injecdo de vapor provoca a redugio da temperatura dos gases.
Para que seja respeitado o limite de temperatura dos gases a entrada da
turbina de poténcia - Tin -, condigdo que deve ser satisfeita por imposigio
do procedimento de calculo, deve haver um aumento do fluxo de
combustivel.

Na operagio da turbina com gas de gasecificagdo, faz-se a
extragdo de ‘blast-air" do compressor - marg. Como a quantidade de ar
que deve ser extraida nio pode ser determinada a priori, o procedimento
de simulagio adotado permitiu o calculo das extragdes do fluxo de ar
dentro de uma ampla faixa de variagdo. A posteriori foram identificados,
para cada turbina, os valores minimos de extragdo que sio compativeis
com os requerimentos da produgdo do gas, em cada regime de operagio, e
descartados os resultados ndo factiveis.

Na operagdo dos sistemas G-GT, quanto maior a temperatura do
gas a saida do gaseificador, maior o aporte de energia a cimara de
combustdo na forma de calor sensivel. No procedimento de simulagio
realizado foi assumido 600 °C para a temperatura do gas combustivel,
valor que corresponde a uma solugio de compromisso, para os
gaseificadores de leito fixo, para que ndo haja condensagdo do alcatrio e
para que os alcalis possam ser tratados, no procedimento de limpeza,
como particulas condensadas (Larson et alii, 1989).

A equagdo basica da cimara de combustio corresponde ao seu
balango de energia:

(mar - marg) . Cpar. (T2-T, )+ma [ Cpr. (Te-T, )+PC ] +
mvic . Cpv . (Tic- T, )=mge. Cpge . (Tmax - T, ) (3)

Para os gases de combustio, o valor do calor especifico foi
calculado a partir de uma estimativa de sua composigdo, considerado o
excesso de ar e uma composigdo quimica de referéncia para o gas natural
¢ para o gas de gaseificagdo.

Turbina. Para o caso mais complexo, o da turbina LM 5000, a
anilise da expansdo dos gases deve considerar trés estagios, dado que
vapor pode ser injetado entre os corpos de alta e baixa pressdo do gerador
de gases.

A inje¢do de vapor foi assumida a 1,16 MPa. Definida a pressio,
a temperatura dos gases antes da inje¢io pode ser avaliada a partir de
uma dado valor de eficiéncia politrépica da turbina de alta pressio
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Tur=Tmax.{ 1-TNa. [ 1 - (Pu/Pmax)®"é ] } @

A temperatura dos gases cai apos a injegdo do vapor. Um balango
de energia no ponto de inje¢do permite a avaliagio da temperatura de
mistura - Tmis.

mge . Cpge . (Tur - T, )+ mvit, Cpv. (Tit-T, )=
mgt . Cpgt . (Tmis-T, ) (5)

A turbina de alta pressdo produz parte da poténcia necessaria ao
acionamento do compressor ¢ a turbina de baixa pressio o complemento.
As equagbes que permitem a quantificagdo de suas contribuigdes sdo:

Wal = mge . Cpge . (Tmax - Tir) (6)

Wbx = (We/ 1jtm) - Wal (N

A temperatura ¢ a pressdo dos gases a entrada da turbina de
poténcia podem scr determinadas pelas equagdces

* Tin = Tmis - [ Wox / (mgt . Cpgt) | (8)

Pin=Pu { 1-{ (1/nw). [ 1-(Tin/Tmis) | } }**" (9

Uma vez determinadas as propricdades a entrada, a temperatura
tcorica de exaustdo pode ser calculada desde que seja arbitrado um valor
para a pressdo de exaustio

Tesct = Tin . (Pese/Pin)*""* (10)

Atribuindo-se valores a cficiéncia isoentropica de cxpansdo na
turbina de poténcia, a cficicncia do gerador elétrico ¢ a eficiéncia
mecdnica, pode-se entiio determinar a poténcia elétrica:

Wele = mge . Cpge . Nge . Mtm . Ntp . (Tin - Tesct) (11)

E, finalmente, a temperatura de cscape dos gases sera
determinada pela relagio:

Tesc = Tin - Mtp . (Tin - Teset) (12)

A solugdo do conjunto dc cquagdes implica na definigio de
valores para alguns paramctros. Com esse proposito, valores tipicos
foram atribuidos a eficiéncia mecdnica, a cficiéncia do gerador elétrico ¢ a
pressdo de exaustio.

Ato continuo, a atribui¢io de valores as eficiéneias isoentropicas
do compressor ¢ dos varios estagios da turbina, desde que obscrvadas as
restrigdes relativas ao perfil de temperaturas dos gascs no interior da
turbina, permitc o calculo da poténcia clétrica produzida, da eficiéncia
térmica ¢ da temperatura de exaustio.

O cnitério adotado foi tentar igualar a poténcia calculada ao valor
indicado pela referéncia, procurando minimizar o erro relativo aos dois
pardmetros restantes. Um erro de 3% foi considerado aceitavel.

Como o conjunto de equagdes confere um certo numero de graus
de liberdade, nio ha uma solugdo unica. Assim, os resultados
apresentados na Tabela | devem ser encarados apenas como solugdes
possiveis. Também sdo apresentados os parametros usados para
comparagdo, validos para a condigdo de inje¢do plena de vapor.

EQUACIONAMENTO DA CALDEIRA DE RECUPERACAO

A caldeira de recuperagdo recebe da turbina, a temperatura Tesc,
o fluxo de gases de exaustdo. Nessas condigdes, com a eventual queima
suplementar do gas de gaseificagdo, o equipamento deve gerar (i) o vapor
requerido pelo gaseificador, (ii) o vapor necessario a injegdo na turbina
aeroderivativa - no periodo de entre-safra - e (iii) o vapor necessario ao
sistema de poténcia convencional a vapor e/ou ao processo.



Tabela 1 Resultados do procedimento de simulagdio de turbinas a gés

Maquina Parametro Referéncia | Resultado | Resultado
GTW 1993 * | o/ injecio | o injegdo
LM 1600 PB | Poténcia clétrica [kW] 16.900 16.900 14.792
Eficiéncia térmica 0,397 0,388 0,362
Temper. escape [°C| 470,00 454,57 461,67
.M 2500 PH | Poléncia elétrica [kW] | 27.100 27.100 22 876
Eficiéncia térmica 0,403 0,391 0,363
Temper. escape [°C] 502,78 502,52 508,93
LM 5000 PD | Poténcia elétrica [kW] | 51.100 51.100 40.033
Eficiéncia térmica 0,432 0,420 0,369
Temper. escape [°C| 400,00 412,66 424,14

* Operagio com injegdo plena de vapor

Durante o periodo de safra, quando o sistema opera no modo
cogeragdo, dois fluxos de vapor a diferentes niveis de pressdo devem ser
gerados. O fluxo de alta pressdo, para a injegdo de vapor na cimara de
combustio da turbina a gas, deve ser gerado a 5.2 MPa ¢ 390 °C. Para os
sistemas cm que a turbina atua como maquina de topo de um ciclo
combinado, o fluxo de baixa pressdo, que alimenta o sistema de poténcia
a vapor, deve ser gerado a 2,1 MPa, 280 °C. Por outro lado, nos sistemas
em quc a turbina a gas ¢ maquina unica, o vapor de baixa pressiao deve
ser gerado a pressio de processo - 0,25 MPa - ligeiramente
superaquecido - 137 °C. No periodo de entre-safra, quando o sistema
opera no modo STIG, s6 ocorre geragdo de vapor no maior nivel de
pressdo.

O equacionamento da caldeira de recuperagdo estd bascado no
balango de encrgia da instalagdo. Na rcaldade, para que o perfil de
temperatura dos gases ao longo da caldeira de recuperagdo pudesse ser
determinado, foram cstabelecidos balangos de energia independentes, para
os circuitos de alta ¢ baixa pressdo. Adicionalmente, algumas condigées
devem ser impostas para que s¢ja assegurada a operacionalidade de todo
o sistema.

Nas caldeiras de recuperagdo ¢ fundamental a venficagio das
restrigdes associadas (i) ao "pinch-point”, (i1) a diferenga de temperaturas
entre os gases 4 cntrada ¢ o vapor a saida da caldeira e, (i) no caso
especifico em estudo, da temperatura dos gases de escape para que seja
asscgurada sua utilizagdo como agente na sccagem da biomassa. Foram
considerados 30 °C como diferencial minimo de temperaturas no "pinch-
point”, tanto na superficic de evaporagdo do vapor de alta quanto de baixa
pressdo, 50 °C como limite minimo na diferenga terminal entre os gases ¢
o vapor superaquecido (Allen & Kovacik, 1984) ¢ 260 °C para o limite
inferior da temperatura de exaustio dos gases (ELETROBRAS-
COPERSUCAR, 1991).

Uma restrigio adicional deve ser observada com relagio ao
balango do fluxo de ar de gascificagio Em algumas condigdes a restrigio
determinante pode ser a extragdo de "blast-air" do compressor, parimetro
que influcncia a produgdo de gas combustivel Deve haver, por
conseguinte, uma extragdo minima que possibilite a produgio. de gas na
quantidade necessaria 4 operagéo da turbina,

O balango de energia no superaquecedor € no evaporador do
circuto de alta pressio da caldeira de recuperagio permite a
determinagio da temperatura de "pinch-point” Tpap (ver Figura 2);

mgt . Cpgt . (Tesc-T, ) + mic. [ Cpf (Tf-T, )+PC] -
[ (mg+ mfc)  Cpge. (Tpap-T, )] = mvap . (hvap - hsatap) (13)

A consideragio de que a efetividade da superficie de troca de
calor entre as entradas dos evaporadores dos circuitos de alta e baixa
pressdo - isto €, entre Tpap e Tpbp - ¢ constante, permite, para um dado
valor de efetividade, a determinagdo da tempetura de "pinch-point” no
circuito de baixa pressdo - Tpbp:

€ = ( Tpap - Tpbp ) / ( Tpap - Tsatbp ) (14)
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Definida a temperatura Tpbp, a realizagio de um balanco de
encrgia entre as entradas dos evaporadores dos circuitos de alta ¢ baixa
pressdo permite a determinagdo do fluxo de vapor de processo - mvbp -
que pode ser gerado em cada condigdo de simulagdo.

(mgt + mic) . Cpge . { Tpap - Tpbp ) = mvbp . (hvbp - hsatbp) (15)

Finalmente, a temperatura de cxaustio dos gases pode ser

determinada pela realizagdo do balango de energia na segdo dos
cconomizadores dos circuitos de alta ¢ baixa pressdo:

EQUACIONAMENTO DO GASEIFICADOR

O equacionamento do gaseificador permite a determinagdo dos
fluxos massicos de ar e de vapor necessarios a produgdo de gas na
quantidade necessaria a operagdo da turbina ¢ a geragdo de vapor. O
cquacionamento permite, também, a determinagio da demanda de
biomassa ¢ a realizagdo de balangos em relagdo a sua disponibilidade.

Os esquemas apresentados por Erbes (Larson & Williams, 1990)
¢ pela COPERSUCAR (ELETROBRAS-COPERSUCAR. 1991)
consideram sistemas com gaseificadores pressunzados de leito fixo. A
analise desses esquemas permitiu a definigio de algumas relagdes que,
tomadas como invariaveis para qualquer regime de operagdo, permitiram
tanto a quantificagdo do fluxo de vapor necessario a gaseificagdo quanto
do gas que pode ser gerado para queima auxiliar na caldeira de
recuperagio.

Os dados das duas referéncias citadas cstdo bascados nas mesmas
relagdes massicas: uma necessidade de 0,934 kg de ar por kg de biomassa
seca ¢ 0,352 kg de vapor/kg de biomassa seca. Esses numeros sdo
ligeiramente diferentes das relagdes apresentadas por Larson et alii
(1989), que indicam a necessidade de 0,80 kg de ar/kg de biomassa seca ¢
0,30 kg de vapor/ kg de biomassa,

INSTALACOES PRE-GASEIFICADOR

Nas usinas de agucar e alcool o bagago de cana normalmente esta
disponivel com um teor de umidade que excede a cspecificagio de
alimentagio do gaseificador. Na condigdo "in natura", 4 saida do processo
de extragio do caldo, o bagago tem normalmente 50% de umidade.

O preparo da carga de biomassa dos gaseificadores de leito fixo
requer, em principio, sua sccagem ¢ peletizagdo. A secagem € feita com o
aproveitamento da energia dos gases de exaustio da caldeira de
recuperagdo ¢ com um aporte de poténcia associade a movimentagdo da
matéria. Existe uma estimativa (COPERSUCAR-ELETROBRAS, 1991)
de que a poténcia requerida ¢ da ordem de 4,58 kW/tonelada de biomassa
processada, com 50% de umidade.

A peletizagdo, para a compactagdo ¢ a uniformizagdo dimensional
da carga, requer uma poténcia superior, estimada em 85,4 kW/tonelada de
biomassa com 15% de umidade. Tal nivel de consumo é bastante
significativo ¢ representa uma fragdo ndo desprezivel da poténcia gerada
pelo sistema, como pode ser observado na Tabela 2.
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Figura 2 Perfil de temperaturas na caldeira de recuperagio




Tabela 2 Resultados da simulagio do sistema BIG-STIG

LM 5000 LM 2500 LM 1600
Ciclo comb. | apenas TG | TG STIG | Ciclo comb. | TG STIG | Ciclo comb. | TG STIG

Operagdo sem injegdio | sem injegdo | com injegdo | sem injegdio | com injegdo | sem inje¢do | com injecdo
Poténcia produzida - MW 42,82 37,59 51,12 25,75 28,04 17,00 17,79
pela TG 37,12 37.59 51,12 20,05 28,04 11,30 17,79
pelo ciclo bottoming 5,70 - - 5,70 - 5,70 e
Poténcia. requenida - MW 12,29 12,10 3,67 11,23 1,76 10,87 1,12
processamento da biomassa 434 4,15 3,67 3,28 1,76 2,92 1,12
pela usina 7,95 7,95 7,95 a5 7,95
Poténica para venda - MW 30,53 25,49 4745 14,52 26,28 6,13 16,67
Eficiéncia da TG * 0,340 0,343 0,407 0,328 0,390 0,290 0,388
Eficiéncia global ** 0,223 0,203 0,325 0,173 0,375 0,121 0,374
"Blast-air" - kg/s 12,09 11,56 10,23 9,13 4,91 8,14 3,13

* Calculada como a relagdo entre a poténcia produzida e a poténcia do aporte de gas combustivel, computado inclusive seu calor sensivel.
** A eficiéncia global é calculada como a relaglio entre a poténcia global produzida pela TG'e pelo ciclo bottoming, descontada a poléncia requerida
pelo processamento da biomassa, em relagdo ao aporte encrgético da biomassa - bagago, pontas e/ou folhas.

ANALISE DOS RESULTADOS

Cada extragdo representa uma nova condigdo operacional, cuja
viabilidade deve ser checada contra as restrigdes impostas. A primeira
verificagdo diz respeito a disponibilidade de gas combustivel: para cada
extragio a produgio de gas pode ndo ser suficientc para atender a
demanda da turbina. Por outro lado, se existe mais combustivel do que o
requerido pela turbina, a quantidade adicional pode ser enviada a caldeira
de recuperagio, aumentando a produgio de vapor.

Entre as solugdes factiveis, a mais apropriada ¢ aquela que
atende, com o menor consumo de biomassa, as seguintes restrigdes: (i) as
demandas de vapor e (ii) o perfil de temperaturas dos gases na caldeira de
recuperagdo

Na Tabela 2 sio apresentados os resultados para as turbinas
simuladas. Os resultados correspondem a produgdo de vapor de baixa
pressdo para satisfazer uma demanda de vapor de processo equivalente a
370 kg/te.

Para a avaliagio da acuidade do procedimento proposto, os
resultados apresentados na Tabela 2 sio comparados com algumas
informagdes disponiveis na literatura.

Larson et alii (1989) e Larson & Williams (1990) citam dados da
General Electric para caracterizar a operagdo da turbinas LM 5000 nas
condigbes discutidas nesse trabalho. Na operagio no modo STIG o
sistema produziria, segundo o fabricante, 53 MW elétricos, com 32,5%
de eficiéncia global, ¢ 39 MW, com 28.6% de cficiéncia, quando da
operagdo sem injegdo de vapor. E importante notar que esses resultados
siao de uma época em que a cspecificagdio da turbina LM 5000
correpondia a valores de poténcia 3% superiores aos da especificagio
empregada neste trabatho (Gas Turbine World, 1993).

Para a turbina LM 2500 alguns parametros de comparagdo
também sdo disponiveis. Queiroz & Nascimento (1994) avaliam a
produgdo de 21 MW elétricos em um sistema em que a produgdo de vapor
de baixa pressdo corresponde a uma demanda de 350 kg/tc. Nessas
condigdes o resultado obtido pela aplicagdo do procedimento descrito
neste trabalho ¢ 20,2 MW,

Para a turbina LM 1600 nio existem referéncias de comparagao.
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ABSTRACT

This paper describes a simulation procedure to assess BIG-STIG
- Biomass Integrated Gasifier / Steam Injected Gas Turbine - systems in
sugar-cane mills. Two configurations are considered: one¢ in which the
conventional steam cycle is the bottoming part of a combined cycle and
another one in which the gas turbine is used as the unique type of power
machine. Both, the operation during the harvest season, and otherwise -
when the steam injection occurs -, are simulated, The four main modules
of a BIG-STIG system are dealt with: the gas turbine, the heat recovery
steam generator - HRSG -, the biomass gasification plant and the
conventional steam cogeneration back- pressure cycle. Three gas turbines
of different capacities are studied and the corresponding results are
compared with those available in some references. The modelling allows
the analysis of the process stcam requirements, the blast air extractions
and the main HRSG operational constraints, like the minimum pinch-
point temperature at the HRSG and the minimum HRSG stack gas value,
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RESUMO
A abordagem de (‘urzon e Ahlborn para andlise do ciclo de Carnot considera as restrigdes de
dimensdes e tempo finitos nas trocas de calor do fluido de trabalho com a fonte quente e o sumidouro
Jrio, representando de forma mais fidedigna o comportamento das maquinas reais. Este trabalho
apresenta uma extenséo desta andlise para o ciclo Brayton, mostrando a relagdo que existe entre a

poténcia, a eficiéncia ¢ a taxa de geragdo de entropia.

INTRODUCAO

A analise de ciclos de poténcia, na termodindmica classica,
ndo leva em conta as restrigdes conhecidamente presentes em
instalagdes reais nas taxas de transferéncia das formas de energia em
transito. Conceitos simples da termodinamica classica tém sido
estendidos, introduzindo-se formulagdes conhecidas da transferéncia
de calor, especialmente a partir do trabalho de Curzon e Ahlborn
( 1975). Os modelos assim obtidos passam entdo a representar de
forma mais fidedigna o comportamento das instalagdes reais.

Este trabalho aplica alguns destes conceitos a um ciclo
Brayton ideal simples, procurando apresentar uma modelagem deste
ciclo a partir de um enfoque baseado na 2* Lei da termodinimica e
considerando as restrigdes nas taxas de transferéncia de calor, isto €,
tempo finito para que ocorra a troca e/ou dimensdo finita para o
trocador de calor. Este trabalho é uma extensdo da analise realizada
para o ciclo de Carnot e apresentada em Zaparoli e Senna ( 1994 ).
Os resultados para o ciclo de Carnot mostram que o maximo da
poténcia ndo coincide com o minimo da taxa de geragdo de
entropia, em aparente contradigdo com o teorema de Gouy-Stodola.
No ciclo de Carnot, o minimo para a geragdo de entropia coincide
com o ponto de maximo para a eficiéncia térmica, no entanto, a
poténcia mecanica fornecida pelo ciclo € nula. Isto ocorre pois, se o
produto do coeficiente global pela area de troca de calor for
constante entdo a minimizagio da taxa de geragdo de entropia
implica na anulag@o da taxa de troca de calos com a fonte quente.

Os resultados para o ciclo Brayton, obtidos neste trabalho,
apresentam comportamento semelhante aos do ciclo de Camnot.

ANALISE DO CICLO

Aqui se analisa uma maquina térmica funcionando segundo
um ciclo Brayton, absorvendo calor de uma fonte quente a
temperatura Ty e rejeitando para um sumidouro & temperatura T,.
como representado na Figura 1. Segundo a abordagem proposta por
Curzon e Ahlborn ( 1975 ) considera-se a maquina térmica como
endorreversivel, ou seja, as irreversibilidades ocorrem somente nas
trocas de calor com a fonte e 0 sumidouro de calor. A Figura 2
apresenta um diagrama T.s de um ciclo Brayton ideal simples.
Considera-se, nesta analise, o fluido de trabalho como um gas ideal
caloricamente perfeito ( calor especifico, ¢,, constante ).

As taxas de calor absorvido da fonte quente e rejeitado para o
sumidouro pelo fluido de trabalho sdo iguais a:
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Figura 1 - Esquema de uma maquina térmica. T-
temperatura, indices: fc-fonte de calor, sc-sumidouro de
calor.

>

Figura 2 — Diagrama T.s de um ciclo Brayton simples
ideal colocado entre as temperaturas Ty, { fonte de calor )
e Ty, ( sumidouro de calor ). P, = pressdo de absorgdo de
calor ; P,. = pressao de rejei¢do de calor.




A condig@o de endorreversibilidade do ciclo ¢ dada por:

T T

Ts

3
T. 3)

Onde esta razdo € fungdo apenas das pressdes de absorgio e
de rejeicdo de calor:

(%)
T] Pac X
Ral O [ =a 4)
T \pye
comk =c, /¢,

A poténcia liquida fornecida pelo ciclo pode ser expressa por:

{1_ z -a(- plaf- o

Considerando-se os resultados da teoria de trocadores de
calor, as taxas de calor absorvido e rejeitado sdo calculadas com as
expressoes abaixo:

Ts

T2

W= Qs

: Ti+T
Qa= (UA)x (ch - '—zf—J ©)
: Ts+T
Q= (UA )rc (‘% = Tsc] (7
onde:
( UA ) = produto do coeficiente global pela area de troca de
calor,

indice ac = se refere a absorgéo de calor,
indice rc = se refere a rejeigdo de calor
Segundo Ozisik ( 1985 ), dentro de certas condigdes, pode-se
aproximar a média logaritmica das diferengas de temperatura pela
média aritmética, como utilizado nas Eq. (6) e (7).
Da Eq. (5) conclui-se que:

Q.
Q.

(8)

a

Substituindo as relagoes (6) e (7) em (8) obtém-se que:

[ (UAoc +a( T ) (UA)rc] 9
(1+at) [ (UA)ac + (UA )]

Onde t=T;/T, ¢ a relagio entre a minima ¢ a maxima
temperatura do ciclo, que pode variar entre T= 1 ( ndo ha maquina
térmica ) € ©= T/ Tg. ( @ maquina térmica aproveita o maximo da
diferenga entre as temperaturas da fonte e do sumidouro de calor).
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Da substituigdo das Eq. (6) e (9) em (5) resulta na equagdo

para a poténcia:
A
(] + (Lt (10)
(UA)-e } [ ;1 J
a
O maximo da poténcia ocorre no ponto:

(UA)acTre
a_ /E
B TSC

A taxa total de geragao de entropia € dada por

" T

Tte

s

(11)

Q.
Tse

Qa
v 12
T (12)

Define-se a taxa de geragdo de entropia adimensional como

|

[ (UAYa
o “_['_*(ume

(UAac Tre

(13)

Substituindo-se as expressoes para as taxas de troca de calor,
resulta que:

1) Tsc\[
Tlr,;]

|, | T UA)e
al

Tee (UA)ac

Tw
Te

R )

Os limites de variagio do parimetro T impdem os seguintes
limites para o parametro a
e parat=1,a=1{ por restrigdes fisicas do ciclo ),
e para T=T. /T, deve-se ter T,=Tg (por
restricdo fisica) e da Eq (9) resulta que
a=Tg/ Tu-..
No caso de a=Tg /T, a taxa de geragio de entropia é

minima e igual a:
Tl Sae)®)

- (-3

A eficiéncia do ciclo definida como a razio da poténcia pela I
taxa de calor absorvido da fonte, segundo a Eq. (5), ¢ igual a: |

] (14)

(UA)e
T (UA)

I
L

Te
Tln:

(15)

(16)

A eficiéncia é nula para a=1 e cresce at¢ o ponto onde
a=Te/ T

A Figura 3 apresenta a variagio da poténcia, da taxa de
geragio de entropia e da eficiéncia do ciclo em fungio do



pardmetro a, definido pela Fq. (4) Nota-se que a poténcia é nula
para a=1 e para a=Tg/T,. O comportamento da taxa de
geragiio de entropia nido € o esperado de acordo com o teorema de
Gouy-Stodola, isto é, 0 maximo da poténcia ndo coincide com o
minimo da geragdo de entropia No entanto, o minimo da geragdo
de entropia coincide com o maximo da eficiéncia

050 _ g _ 100
G40 | i | ; | n&0
| | |

| S
0% _| n | | oe0
| +—
; WA}
I 0
Loz | : | W um | / | 040
UA) T
Ne— i
01w | i g . ) | u20
|
000 000
11—t
o0 2m 400 600 s g 1000

Figura 3 — Variagcdo da poténcia, da taxa de geragao
de entropia e da eficiéncia para o ciclo Brayton em funcao
do parametro a, para T. / Ty = 0,1 & (UA) [ (UA),. = 1.

O paridmetro (UA),. / (UA),. foi fixado igual a 1 ( um ) pois o
minimo da taxa de geragdo de entropia € nulo somente neste caso,
como indica a Eq. (15).

CONCLUSOES

Os resultados apresentados na Figura 3 sdo semelhantes aos
obtidos para o ciclo de Camot e apresentados em Zaparoli e Senna
( 1994 ). A aparente contradigdo com o teorema de Gouy-Stodola
se deve aos efeitos das dimensdes finitas consideradas neste
trabalho. Quando a =T/ Ty, a poténcia se anula pois o ciclo
Brayton torna-se um ciclo de Camot sem absorgio de calor da fonte
quente.

A minimizag¢do da geragio de entropia representa um aumento
na qualidade da transformagio de energia, sempre resultando em um
ganho na eficiéncia da maquina térmica. No inicio, uma reducio na
taxa de geragdo de entropia ( aumento do rendimento ) implica em
um aumento na poténcia apesar da redugdo nas taxas de tfoca de
calor. No entanto, a partir de a = ( Tr / T )'” uma redugio na taxa
de geragdo de entropia implica em forte redugao da taxa de troca de
calor e, portanto, da poténcia. Devido a limitagao em dimensdo para
os trocadores de calor e/ou devido a limitagdo de tempo, a maquina
térmica para produzir uma poténcia ndo nula necessita de um certo
grau de imperfeigio ( geragio de entropia acima da minima
possivel ).

Outro resultado importante ¢ obtido da Eq. (15). Como a taxa

de geragio de entropia deve ser positiva, entio a relagio
(UA). / (UA),. deve ser menor ou igual a um, sendo no caso mais
favoravel igual a 1 (um ), onde o minimo da taxa de geragdo de
entropia é zero.

O resultado da Eq. (11), apesar de ser igual ao obtido na
analise classica do ciclo, envolve, entretanto, uma diferenca
conceitual. No caso da analise classica mantém-se as temperaturas
minima e a maxima do ciclo e, o ponto de maximo de poténcia do
ciclo € igual ao da Eq. (11). O resultado da Eq. (11) foi obtido
mantendo-se as temperaturas da fonte e do sumidouro de calor,
enguanto a maxima e minima temperatura do ciclo podiam variar.

No projeto de uma maquina térmica se for adotado como
critério a maximizagio do valor atual do fluxo de caixa que
considera o custo inicial e 0 de operagio e manutengdo, tem-se
basicamente dois casos. O primeiro, onde o custo do combustivel ¢
relativamente baixo e a eficiéncia da maquina térmica ndo €
importante, sendo primordial a minimizagdo do custo inicial ( custo
por unidade de poténcia ), talvez, maximiza¢do da poténcia com
dimensdes fixas. O segundo caso, onde o custo do combustivel é
relativamente alto e a eficiéncia torna-se primordial, sendo efetivo
uma redugdo na taxa de geragdo de entropia (aumento de
rendimento ) apesar de ocorrer uma redugdo na poténcia de uma
maquina de dimensdes fixas. Um exemplo desta situagdo tem-se na
utilizagio de uma maquina térmica para absor¢do de carga de ponta
ou onde o custo do combustivel € muito baixo ( Oriente Médio ),
sendo recomendavel a aplicagdo de uma turbina a gas de ciclo
simples ( ciclo Brayton aberto ). Em situa¢des onde o custo do
combustivel torna-se importante, deve-se aumentar o rendimento da
maquina térmica, no caso de turbina a gas, pode-se recorrer a
utilizagdo de um regenerador que aumenta a eficiéncia mas reduz o
trabalho especifico, implicando em redugdo de poténcia para uma
maquina de dimensdes fixas.
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ABSTRACT

This paper presenis an analysis of Brayton cvele based on Curzon
and Ahlborn approach. The results obtained show power output,
efficiency and entropy generation rate relations when heat exchangers
dimensions are finite and fixed
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SUMMARY

The first attempt to apply a previously developed computer program 10 simulate a
pressurized fluidized-bed gasifier for wood is described. The experimental tests were reported by
the Institute of Gas Technology (U.S.A.), which developed the process and the equipment. Among
the overall and internal characteristics of the equipment operation obtained by simulation, the
paper illustrates various aspects of temperature, composition, particle size distribution profiles
throughout the bed and freeboard. The average deviations between these values are relatively small
and allow the use of the program to call attention over possible improvements in the process.

INTRODUCTION

An increasing pressure toward the rational and
environment minded use of biomass reserves for power
generation has increased all over the world. Wood, forest and
agriculture residues are the primary target for this utilization. In
the particular case of Brazil, this application is even more
pressing due to the exhaustion of the sources for hydroelectric
generation.

High injection temperature and high efficiency gas turbine
systems are the most attractive processes for that application, At
the same time, the pressurized Fluidized-bed process is the most
suitable process for the gas generation Among other aspects, this
is mainly due to its superior degree of controllability, lower rates
of pollutant emissions (NOy and Tar), high turn-down ratios,
when compared to other processes,

Due to great amount of variables and parameters to be
optimized for each specific application, the use of comprehensive
simulation programs is a necessity.

The present mathematical model and simulation for
Fluidized-Bed reactors were previously developed (de Souza-
Santos, 1987, 1991) having in mind that application. Although
the program reproduced, within small deviations, data obtained
from operations of boilers using bituminous and sub bituminous
coals, no test was made for pressurized biomass gasification.

Due to the necessity of our work at IGT, the simulation
program was improved, and greatly rewritten, to be ‘able of
simulating the RENUGAS pilot unit. The final objective was to
use the program for process optimization and to help during the
scaling-up to large industrial size units.

THE MATHEMATICAL MODEL

The basic hypothesis and equations of the model can be
found in de Souza-Santos (1987, 1981). The computer program
has been improved to allow the application to carbonaceous and
other solid particles with geometry other than spherical or near-
spherical (de Souza-Santos, 1992).

As a first approximation, the production of hydrocarbons
other than CH4 and CyHg were taken from the Tar fraction in
the devolatilization process. Although these components do not
represent a major part of the produced gas, some more work is
needed here to improve the evaluation of their contribution.
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THE IGT PILOT UNIT AND EXPERIMENTAL TESTS

The basic characteristics and input conditions for test
T12-1 are presented in Evans et al. (1986) and reproduced here
under the form required by the simulation program.

TABLE 1. Proximate analysis of the wood feeding.

Fraction of the carbonaceous | Mass percentage (wet basis)

solid

Moisture 4.94
Volatile 79.39
Fixed carbon 14.90
Ash 0.77

High Heat Value (Dry) 19.14 MJ/kg

TABLE 2. Ultimate analysis of the wood feeding.

Component of the Miass fraction (dry basis)
carbonaceous solid

C 0.4840

H 0.0631

0 0.4423

N 0.0021

S 0.0003

Ash 0.0082

TABLE 3. Other characteristics of the wood feedinﬁ.

Property Value

Bulk density of the 160 kg/m?
carbonaceous solid

Apparent density of the 720 kg/m?
carbonaceous solid particle

True density of the 1750 kg/m3

carbonaceous solid

Sand was used during the test to control the temperature
and 130 kg was fed just once. Therefore, it is a batch operation
regarding this solid. Its particle density was 3560 kg/m3.




TABLE 4. Other conditions during test T12-1.

TABLE 5. Basic geometry of the gasification unit,

Condition Value Dimension or condition Value
Mass flow of carbonaceous 8.113E-2 kg/s Bed equivalent hydraulic 0292 m
feeding diameter
Mass flow of the Oy + steam | 4.033E-2 kg/s Bed dynamic height 1.585 m
mixture injected near the Freeboard equivalent 0451 m
bottom hydraulic diameter
Temperature of the Oy + 644 K Position of the top of the 6.147Tm
steam mixture injected near freeboard (measured from the
the bottom bed base)
Composition of the Oy + Position of the carbonaceous | 0.381 m
steam injected near the solid feeding point (measured
bottom from the bed base)
Component Mass fraction (wet basis)
02 0.5102 TABLE 6. Composition (vol, %) of the produced gas from test
H»0O 0.4898 T12-1.
Mass flow of steam injected 2.946E-2 kg/s Components Experimental Simulation
just below the O + steam
injection point €Oy 17.06 17.01
Temperature of the steam 672 K 3(2)0 32{8)3 32:;
(1\:;155 flow of nitrogen injected | 4.379E-2 kg/s Hy 1205 13 58
Pressure of gases injected into | 2.17E+6 Pa Sy L.3] 3,68
the bed N 19.18 19.37
(): Nitrogen was used for sealing and, as a simplification, it has ngl od ) ]
been assumed that all injection entered the bed at 0.381 m from 2 £ oy
the bed base. Collg g2 .20
CiHg 0.00 0.42E-2
CgHg 0.27 0.11
RESULTS SO, n.d. 0.55E-2
NO nd. 0.99E-7
The experimental and simulation results are presented in n.d.: not determined or measured.
the Tables 6 and 7. More properties of the produced gas are
presented in Table 8.
TABLE 7. Some conditions and parameters for test T12-1.
Condition or parameter
Value
Experimental Simulation
Total mass flow of produced gas 0.1843 kg/s 0.1837 kg/s
Mass flow of solid entrained at the top of freeboard 0.210E-4 kg/s | 0.487E-3 kg/s
Fluidization voidage (at the middle of the bed) n.d. 0.886
Minimum fluidization velocity n.d. 0.032 m/s
Superficial gas velocity (at the middle of the bed) 0.52 m/s 0.51 m/s
Average temperature at the middle of the bed 1105 K 1136 K
Circulation rate of carbonaceous particles (average) nd. 326 kg;’mzf 5
Circulation rate of inert particles (average) n.d. 325.0 kgz’mzfs
Average residence time of particles (based on the feeding rate) nd. 1175 s
TDH (Transport Disengaging High) nd. 5677 m
Mass of the bed nd. 953 kg
Static bed depth nd 0.834m
Pressure drop in the distributor n.d. 12 Pa
Pressure drop in the bed n.d. 6278 Pa
External wall temperature at the top of the bed nd. 360K
External wall temperature at the top of the freeboard nd. 372K
Percent of power input lost to external ambient nd 1.78 %
Carbon conversion to gas 90.2 % 86.57 %
Combustion enthalpy of the produced gas (dry, clean, at 298K) 7.311 Ml/kg 6.815 MJVkg
(@

n.d.: not determined or measured or reported; (a) Calculated from the reported gas composition, (b)

Carried with the produced gas stream.
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TABLE 8. Some specific data, obtained by
produced gas stream for test T12-1.

simulation, of the

Property or Condition Value
Temperature 1089 K
Pressure (absolute) 2.164 MPa
Specific Heat 1884.2 J/k;
Density 5.449 kg/m
Viscosity 0.404E-4
kg/m/s
Thermal Conductivity 0.1104 W/m/K
Average Molecular Mass 22.74 kg/kmol
Density at standard condition (a) 1.017 kg/m3
Volume flow 0.0337 m3/s
Volume flow at standard condition (a) 0.1805 m3/s
Adiabatic Flame Temperature in air (mixture | 1453 K
originally at 298K)
Adiabatic Flame Temperature in O (mixture | 2212 K
 originally at 298K)

(a): 273.15 K, 101.325 kPa.

DISCUSSION

The temperature profiles of the various

phases in the bed

and in the freeboard are presented in Figures 1 and 2. It should be
noticed that the intermediate injection of cold (298 K) nitrogen
provokes a sudden decrease in the bubble phase temperature. After
that, the temperatures of all phases tend to a single value.
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FIGURE 1. Temperature profiles in the bed.
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FIGURE 2. Temperature profiles in the freeboard.
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FIGURE 3. Concentration profiles of CO9, CO, and Oy in the
emulsion.
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FIGURE 4. Concentration profiles of HyO, Hp, and CHy in the
emulsion.
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FIGURE 5. Concentration profiles of NH3 and Tar in the emulsion.

The most important concentration profiles of gases in the
emulsion are presented in Figures 3 to 5. The relative sudden
decrease of CO; (Figure 3) is mainly due to the intermediate
injection of inert gas. Of course, no sealing gas will be used in the
industrial size unit.

The decrease of HpO, shown in Figure 4, is due to the
combined effects of intermediate injection of gas, devolatilization
(wood feeding is made at 0.3 m) and the consumption by C-H0
reaction. Due to the relative high temperature of the bed, the fast
devolatilization occurs near the wood feeding point, as shown in
Figure 5. Although the simulation shows that no tar can survive the
cracking process — that takes place near the wood feeding point
— during the experiments, some suspended liquid oil was observed
in the gas stream leaving the freeboard. This may be caused by
some degree of segregation of the lighter biomass particles from the
average particles in the bed. The floating wood suffers
devolatilization near the top of the bed. Therefore part of the
released tar does not have sufficient residence time to be
completely cracked.

Just as an illustration, the profiles of some gases in the
bubble phase are presented in Figure 6. The mass transfer between
bubble and emulsion phases is exemplified by the CO concentration
profiles in those phases, as illustrated by Figures 3 and 6. The
expected much slower consumption of O3 in the bubble phase than
in the emulsion can be observed. Therefore, it is necessary to
provide enough space for complete transfer of oxygen from the
bubbles to the emulsion. Added to that space, an extra bed height
should be reserved to allow proper progress of the reducing
reactions. The progress can be followed using the simulation which
provides the profiles of the various gas components or by plotting
the computed reaction rates. Of course, at the top of the freeboard,
the compositions tend to those obtainable at the chemical
equilibrium state at the exit temperature. On the other hand, the gas
may leave the reactor before the equilibrium of all reactions is
reached. The simulation can be used to verify these aspects.

The intermediate injection of gas led to the sudden increase
on the superficial velocity and on the total void fraction, as shown
in Figure 7. Also, this leads to the sudden increases on the rates of
particle circulations in the bed (Figure 8).
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FIGURE 6. Concentration profiles of CO2, CO, and O3 in the
bubble phase.
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FIGURE 8. Profiles of circulation fluxes of particles in the bed.
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FIGURE 9. Mass flows of solid particles in the freeboard.
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FIGURE 10. Particle size distributions of carbonaceous particles.

CONCLUSIONS

As it could be verified, the simulation reproduced most of
the important aspects of the experimental conditions within 5%
deviations, specially for the total carbon conversion, produced gas
composition, mass flow, and temperature.

Only a comprehensive simulation is capable of providing
information on internal aspects of the process, for it can compute
the average and individual phase composition and temperature
profiles.

Additional work could be done regarding the stoichiometry
of the tar decomposition to allow better predictions of some
hydrocarbon productions. Also, some study should be carried on
the rate of fine generation due to attrition of charcoal particles. This
could improve the results of particle elutriation rates at the top of
the freeboard.

~ Aside the underestimation of the elutriation rate, the
simulation shows that some material should be continuously (or at
intervals) withdrawn from the bed. Otherwise, the bed height would
increase steadily. This may not constitute a problem for relatively
short operation periods.

Despite these differences, the simulation is already useful to
illustrate several aspects of the process and to indicate the path for
improvements. For instance, the amount of injected steam, which
caused relatively high concentrations of water in the produced gas,
can be decreased. These excessive amounts were used to avoid
temperatures above the ash softening point at the oxygen injection,
which could lead to particle agglutination and bed collapsing due to
loss of minimum fluidization conditions. A possible method to solve
the problem could employ staged injections of oxygen. As the
simulation computes the temperature of each solid and gas phase at
all points of the system, the injection positions and conditions can
be studied to avoid agglutinations. Once the objective is defined,
the program can be used to find the best strategy, as well as to help
during the search for an optimized design of an industrial size unit.
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ESTUDO DO AQUECIMENTO DE UM FORNO TUNEL POR
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RESUMO

Neste trabalho apresentamos um estudo preliminar de um forno tinel de 3 m de comprimento, com
baira in¢rcia térmica, e aquecido por uma tocha de plasma de ar comprimido. Pequenos gradientes

T

ariais de temperatura de 200 °C/m e mdzima temperatura de mais de 1.600 °C, foram obtidas no
forno para uma poténcia térmica de 19,1 kW. Um modelo matemdtico simples permitiu determinar
a temperatura no estado estaciondrio, a constante de tempo, a capacidade térmica e a resisténcia
térmica do forno. Foi possivel prever o comportamento do forne para diferentes poténcias da tocha
e visualizar a dindmica do gds no interior do forno.

INTRODUCAO

Fornos a 6leo, gas combustivel ou a resisténcia elétrica sao
largamente utilizados na indistria em indmeras aplicacées que,
em sua maioria, requerem temperaturas de até 1.400 °C. Dificul-
dades de cardter técnico-econdmico comegam a aparecer acima
dessa temperatura, onde problemas de eficiéncia, custo, segu-
ranga operacional, fragilidade dos elementos térmicos e poluigao
ambiental sdo significativos.

Nas condi¢bes de altas temperaturas, as transferéncias
térmicas sdo bem mais rapidas. A Fig. 1 (Ettlinger,1980) mostra
os niveis de eficiéncia de uma combustao quimica em relagio a
eficiéncia de uma tocha de plasma de ar, num processo de trans-
feréncia de calor para uma temperatura de trabalho de 1.340 °C.
Vemos que na combustdo apenas 36 % da energia é transferida,
enquanto que se a fonte de calor for uma tocha de plasma, a
transferéncia de energia pode alcangar 88 %.

As tochas de plasma podem operar com diferentes gases,
oxidantes, neutros ou redutores. A exigéncia do processo dita
o tipo de gis que deve ser usado. Isso permite aos sistemas a
plasma um grau a mais de liberdade, pois a vazio de gis e a
poténcia térmica podem ser variadas independentemente uma
da outra, o que nao acontece com a combustio. O uso de qual-
quer tipo de gas possibilita baixos niveis de poluicio ambiental
(Down,1982;Drouet,1984).

Os altos niveis de entalpia obtidos com as tochas a plasma
resultarn em muito menor volume de gas produzido para o
mesmo nivel de poténcia térmica, quando comparado com a
combustao. Em consequéncia, as perdas térmicas carregadas
para fora dos fornos pelos gases sao também muito menores.
Frequentemente sao utilizados circuitos fechados nos projetos
dos sistemas térmicos a plasma com a quase total eliminacao de
gases para a atmosfera. '

Uma caracteristica importante dos plasmas dos gases de
moléculas mais simples (ar, argonio, nitrogénio) é o baixo nivel
de radiagao térmica em comparagdo com a combustdo. Nas
condicées do plasma as perdas por radiagdo térmica para as
paredes dos fornos sao muito menos importantes do que na com-
bustao.

A alta densidade de energia das tochas de plasma resulta
em sistemas térmicos compactos e de baixo custo. Existern em
funcionamento industrial tochas de plasma com poténcias que
variam desde algumas centenas de watts até varios megawatts,
com eficéncias de 80 a 95 % de conversao de energia elétrica em
térmica.

As vantagens de um forno aquecido por tochas de plasma,
quando comparado ao de resisténcias ou ao de combustao é a
possibilidade de:

e utilizacio do forno em qualquer atmosfera gasosa;

e eliminagao da fragilidade do elemento térmico;
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® temperaturas mais altas;

e maior densidade de energia;

e baixa inércia térmica;

e instalacoes mais compactas;

® menor poluigio;

e alta eficiéncia de utilizacio da energia;

® baixo volume de gases eliminados para a atmosfera.

Tomando por base uma tocha de plasma de ar comprimi-
do, desenvolvida em nosso laboratério, e capaz de operar por
mais de 50 horas sem reposi¢io dos eletrodos, apresentamos
neste trabalho resultados experimentais preliminares do estudo
de um forno tinel aquecido por essa tocha de plasma.

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

O forno construido (Fig. 2) é do tipo tinel cilindrico,
com 3 metros de comprimento, 15 ¢m de didmetro interno, com
paredes de ceramica refratdria (9 manilhas de alumina que po-
dem ser encaixadas umas &s outras, de 33 cm de comprimento
cada, espessura de parede 20 mm), revestidas com 4 camadas
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Flg 1: Energia disponivel em uma chama de gas natural e no
plasma de uma tocha de ar (Ettlinger,1980).
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Fig. 22 Esquema do posicionamento da tocha de plasma no
forno. Medidas em centimetros.

de manta cerdmica isolante Kawool de baixa densidade, espes-
sura de 25 mm. Cada manilha possui 2 furos opostos, ao longo
do diametro, que permitem a observa¢do e medidas no inte-
rior do forno e a passagem de termopares. Termopar do tipo
R (Platina-Platina/Rédio 13 %, temperatura maxima 1700 °C)
foi utilizado para as medidas no interior do forno.

A tocha de plasma foi montada numa das extremidades do
forno. Uma flange de latido, com o mesmo diametro do forno,
refrigerada a dgua, foi montada no anodo da tocha, de forma a
impedir a entrada de ar ambiente no interior do forno.

A tocha de plasma a arco elétrico, utilizada neste trabalho,
é do tipo nao-transferido, estabilizada pelo fluxo em vértice do
gas, com catodo de zirconio prensado e anodo tubular de cobre
(Fig. 3). A camara de vértice, situada entre o catodo € o ano-
do, provée o gas de rotagao e estabiliza o arco no eixo do canal.
A tocha funciona com ar comprimido, fornecido por um com-
pressor de ar e é alimentada por uma fonte de poténcia DC de
50 kW. Os eletrodos da tocha sao refrigerados a dgua em cir-
cuito fechado e as vazoes sdo de aproximadamente 1 I/min para
o catodo e 5 I/min para o anodo. A iniciagdo do arco é obtida
com uma fonte de ignigdo de RF de 10 kV. A tocha opera de
forma estavel por mais de 50 horas em correntes de 100 A.

As condigoes experimentais de operagao da tocha de plasma
no forno foram: poténcia elétrica - 24,6 kW, tensao - 246 V,
corrente - 100 A, vazao de ar - 1,4 g/s, eficiéencia - 77,7 %,
poténcia térmica - 19,1 kW, entalpia média - 13,7 x 10 kJ/kg,
temperatura média - 5.820 K.
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Fig. 3: Esquema da tocha de plasma. 1)cimara de vértice,
2) catodo, 3) arco elétrico e 4) anodo.

RESULTADOS

O forno foi aquecido durante 4 horas pela tocha de plasma
de ar comprimido, a uma taxa de aquecimento maxima de
20 °C/min. As medidas de temperatura foram tomadas ao longo
do tempo, a cada 33 cm de distancia (z = 33 em, z = 66 cm, 2
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Fig. 4: Temperatura no centro do forno em fungao do tempo.
Dados experimentais e curvas de ajuste.

=99 cme 2z =132 cm) e em trés posicoes radiais r = 0,0 mm
(centro do forno), r = 450 mm e r = 75,0 mm (parede). Sio
apresentados apenas os resultados das medidas para os primeiros
1,32 metros de comprimento do forno.

Na Fig. 4 vemos o comportamento da temperatura em
fungio do tempo para diferentes posicoes longitudinais e para
r = 0,0 mm. Sio apresentados os dados experimentais e os
ajustes a equagdo nao-linear do tipo

T =1 (1-e) (1)

Consideramos que o aquecimento do forno pode ser repre-
sentado por um modelo matematico de carga e descarga de um
capacitor em um circuito RC, onde €' é a capacitancia e R a
resisténcia de descarga. A fonte de tensio corresponde i ener-
gia fornecida pela tocha, que fornece uma poténcia térmica P,
a capacitancia C' corresponde a capacidade térmica do forno, a
resisténcia R corresponde a resisténcia térmica do fornoe T; ¢ a

TEMPERATURA X COMPRIMENTO

1800
1600
T 4
2 4
14004
g d 0.0
< J
E’ ] 45.0
% 1200 4
o 4
= -
4 75.0 mm
10004
J
BUO"’Y"“!—:||!"|"“"'_r"‘l'
20 40 60 80 100 120 140

COMPRIMENTO (cm)

Fig. 5: Temperatura do forno em fun¢ao do comprimento.
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Fig. 6: Variacio da capacidade térmica do forno ao longo do
comprimento.

temperatura final do forno, no estado estacionario. A constante
de tempo de aquecimento do forno é 1 = RC e entre P, Ty e
R é valida a relagio PR = T}. O ajuste nao-linear da equagao
acima aos pontos experimentais, permitiu determinar a tempe-
ratura final, a constante de tempo, a capacidade térmica e a
resisténcia térmica em todas as posigoes.

Na Fig. 5 temos a temperatura final de estabilizacio em
funcio do comprimento do forno, nas trés posigoes radiais.
Ressalta nessa figura a assimetria do jato de plasma, causando
uma temperatura mais alta em r = 45,0 mm do que em r =
0,0 mm, nas regides préximas a tocha. Vemos também que
o gradiente longitudinal é maior para regides préximas a tocha
do que para as regides mais afastadas, principalmente em r =
0,0 mm. Da Fig. 5 podemos deduzir a existéncia de uma ca-
mada isolante de gis junto & parede, o que pode ser devido ao
aumento da espessura da camada limite e a diminuigao da tur-
buléncia. Esse efeito isolante do gas fica melhor ressaltado nas
Figs. 6 e 7, onde estio representadas a capacidade térmica e a
resisténcia térmica do forno em fungéo de z nas trés posigoes
radiais.

Nota-se que a capacidade térmica nao apresenta muita
diferenca nas trés posicoes radiais, pois esta, obviamente, de-
pende fortemente da parede cerimica e nao do gas. Vemos que
a capacidade térmica cresce com z, enquanto a resisténcia de-
cresce. Interessante, observar na Fig. 7, onde vemos o isola-
mento térmico, praticamente constante em z, produzido pela
camisa de gas, da érdem de 7,5 °C/kW, enquanto a parede
apresenta um valor que varia de 50 a 40 °C/kW no intervalo
de 66 cm. Notamos também uma tendéncia para um aumento
maior do isolamento na regiao central do forno, em r = 0,0 mm.

A Tabela 1 lista os valores obtidos para as temperaturas
finais T (°C), as constantes de tempo 7 (min), a capacidade
C (minkW/ °C) e a resisténcia térmica R (°C/kW) nas trés
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Fig. 7: Variagdo da resisténcia térmica do forno ao longo do
comprimento.

posigoes radiais e nas quatro posigoes longitudinais.

Com os resultados obtidos acima, é possivel estimar a
poténcia da tocha de plasma necessdria para se alcangar de-
terminada temperatura no interior do forno, em determinada
posicao em z e em r. Na Fig. 8 apresentamos os resultados
dessa estimativa. Estiao representadas as temperaturas no cen-
tro do forno para as poténcias elétricas de 25, 30 e 35 kW da
tocha de plasma.

Considerando-se que a tocha funcionou 4 horas, apds o que
o forno se aproximou das condigbes estacionarias de temperatu-
ra, conclui-se que a energia elétrica consumida foi de 98,4 kWh, o
que representou um custo total de aproximadamente US$ 10,00,
de energia elétrica, a um custo unitario de US$ 0,10/kWh.

LUSORE

Temperaturas acima de 1600 °C, com pequenos gradientes,
foram obtidas num forno de dimensdes médias industriais, aque-
cido por uma tocha de plasma de ar. O forno apresentou baixa
inércia térmica, sendo possivel alcangar o estado estacionario de
temperatura apés 4 horas de aquecimento. Observou-se que as
paredes se encontram a pelo menos 200 °C abaixo da temperatu-
ra do centro do forno. Um modelo matematico simples permitiu
determinar a temperatura no estado estacionario, a constante de
tempo, a capacidade térmica e a resisténcia térmica do forno,
para cada posicio espacial. Estes resultados permitiram prever
o comportamento do forno para diferentes poténcias da tocha
de plasma, como também possibilitaram a visualisagio do com-
portamento da dinimica do gés no interior do forno.

Tabela 1: Temperatura final, constante de tempo, resisténcia e capacidade térmica do forno

z (cm) 33 66 99 132

r (mm) 75,0 | 45,0 [ 0,00 | 75,0 | 45,0 | 0,00 | 75,0 | 45,0 | 0,00 | 75,0 | 45,0 | 0,00
T, (x10°°C) | 1,29 [ 1,80 | 1,65 | 1,23 | 1,41 [ 1,42 [ 1,12 [ 1,32 | 1,34 [ 0,98 | 1,21 | 1,31
7 (min) 9,00 | 9,20 | 5,50 | 4,10 | 4,80 | 4,40 | 5,10 | 6,50 | 6,20 | 6,30 | 8,70 | 8,70
R (°C/kW) 522 | 7,33 16,70 | 4,99 | 5,75 | 5,76 | 4,53 | 5,35 | 5,44 | 3,96 | 4,93 | 5,31
C (minkW/°C) [ 1,72 { 1,26 | 0,82 | 0,82 | 0,84 | 0,76 { 1,13 | 1.22 | 1,14 | 1,59 | 1,77 | 1,64
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Fig. 8: Estimativa da temperatura no centro do forno em fungao
da poténcia elétrica da tocha.
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ABSTRACT

Preliminary results of the study of a ceramic tunnel furnace
of three meters long, heated by an axial vortex-stabilized air
plasma torch, are presented in this paper. Low axial gradient
temperature profiles of 200 °C/meter and maximum tempera-
tures of more than 1600 °C were obtained inside the furnace.
The time to heat up the furnace to the maximum steady state
temperature was about 4 hours with a thermal input power of
the plasma torch of 19.1 kW. Based on the similarity between
the process of charging a capacitor and the heating up of a fur-
nace, we used a simple mathematical model to obtain the steady
state temperature, the time constant, the thermal capacity and
the thermal resistivity of the furnace. These results allowed to
predict the behavior of the furnace for different plasma torch
powers and also permitted to visualise the dynamics of the gas
inside the furnace.
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SUMMARY

Heote trabalbe & apresentads wum medefo noaa wcam neative  em
desequill dris quimice atraves de decaio w@'mum—ww o
métods empregade nara o oelugdo numénica doos  equagoes é o méteds das
caractent sticas  medificods fuana Levan em conta ao tenmeso #cmmo
nesultantes dao wnclusde das neagSes qutmicas enine a eonécies
naesentes Eonoidercu-oe deios olotemas reagenies Hz e Fz e Hz e 0z
admilinde-oe a hindieoe didimenoienal o resuliades de naegrama.
comnutacienal elabonads ode cemparades cem  cudred tadalhes tedrices e
exnerimentais mestrands  umMa dea cencerddncia. Pls aprecentadas também

cempanagSes entre e
termos de hipdteses.

INTRODUCAO

Neste trabalho é estudado o escoamento reativo em
desequilibrio quimico através de bocais conver-
gente-divergente, visando coletar subsidios para

um
projeto 6timo destes bocais, o0s quais podem ser
componentes de motores a Jjato (turboreatores,

turbofans, estatoreatores e motores foguetes).

Procura-se aqui a implementacdo de modelos de
escoamentos reativos bidimensionais, com a finalidade
de prosseguir os trabalhos Jja& realizados sobre a
otimizacdo do contorno destes bocais para a obtencgéo
do empuxo maximo, onde o escoamento fol considerado
congelado, Paglione et al. (1988), e onde o escoamento
foi considerado em desequilibrio quimico
unidimensional, Barros et al. (1990).

Utilizando-se as equagdes de conservac#io de massa
e de energia e a equagdo da quantidade de movimento,
estudou-se o comportamento dos produtos de combustéo
dos resgentes .(Hg e Fz) escoando através de um bocal,

considerando-o, por hipétese, bidimensional.
Comparou-se entdo os resultados obtidos com outros
semelhantes encontrados na  literatura, com &
finalidade de validag&o do programa implementado. A
seguir, analisou-se o sistema dos resgentes ([-Iz e Oz),

comparando-se os resultados com valores experimentais
encontrados em Pavli et al. (1987), Smith et
al. (1987), Kacynski et al. (1987). ,

FORMULACAO MATEMATICA DO PROBLEMA

Conforme spresentado por Zucrow et al. (1877), o
sistema de equacGes que descreve o escoamento reativo
bidimensional em regime permanente € o seguinte :

au ay ap ap
p—+p—+u—+v—+ 8pv/y =0 (1)

ax ay ax ay

du du ap
pu—+pv—+ — =0 (2)

ax ay ax

av av  dp
pu —+pv—+ — =0 (3)

ax ay dy

nrecente models
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e euwes mais restritivos em
ap dp dp ., 9%
=¥ —oe Batl=sses B——us W (4>
ax ay ax ay
xl. m\,
PU — + PV =o (1=1, ,n) (5)
ax ay

Equacgdes Caracteristicas :

dy v
dx Jeo 2 u

[dy]
S, :]\i:
dx )t

Equagdes de Compatibilidade :

1]
>
i

(Linha de Corrente) (6)

tan(@ * a) (Linhas de Mach) (7)

dp + pVdV = O (8)
= ¥
dp - afdp ® o dx (9)
fli] dC.‘ = o.‘dx €1 =1,..-,0) (10)
Y M- 1
————— dp, +d8, +
sz i x
Ssend y dx,
+ = = =0 (11)
M, szaT cos(8 * a)
onde, u e v sfioc as componentes de velocidade nas

diregbes x e y , respectivamente, P & =& massa
especifica, C.l é a fracdo méssica da espécie quimica

i, p é a press#do estdtica, x é a coordenada na direc#o
paralela ao eixo do bocal, y é a coordenada radial do
bocal, n é o nimero de espécies quimicas envolvidas, A
s80 as 1inclinagdes das linhas caracteristicas e
(o,+,-) indicam cada uma das trés linhas
caracteristicas existentes. Os demais termos s#o



definidos abaixo:

n
p = pt 2 C.lR‘h (12)

L=1
!‘lf = —g; = nimero de Mach "congelado” (13)
& =1’;VrRt = velocidade do som "congelada” (14)

Cor
¥ = (15)
f cpr-— R
cp r:_‘zicicpi , onde ch € o calor especifico (18)
do componente i
R = EC.‘Rl = constante do gés (17)
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onde, Ri é a constante do gés para a espécie 1i.

n
) [rfalt-m-nht]ot (18)
L=41
! L]
h=] e dt + h’ (19)
t
L]

onde, h‘: é a energia de formacsio da espécie 1 por
unidade de massa.
0 termo a, é a funcdo fonte da espécie i numa

mistura de gases quimicamente reativa. Para esta
mistura de gases, onde ocorrem simult8neamente vérias
reacoes, a equagdio geral da reacgsio é:

n K Lal
v A —s Yvi A G=1 n) (20)
1L_i ‘,0———_‘_1 2 (R d mikyems

= =

onde, A.‘ é a espécie quimica 1.

A partir da equac@io 20 e das leis de cinética
quimica obtém-se a seguinte expresséfo:
_ m n ,C)C_L v\.j n pC_L vi.j

o.=m, av K T -K.n =
i Lth il i g bj iei =
1 L

(21)

onde, K“ e ij sdo as constantes das taxas de reacg#o

das equagdes guimicas no sentido direto e inverso, m €
© nimerc de reacdes quimicas do mecanismo , cinético,
m € o peso molecular da espécie i, vi_j e u_LJ_ sio oS

coeficientes estequiométricos da
reacdo Jj.

Para a solugdo do sistema acima apresentado
(1 a 5) utilizou-se o método das caracteristicas, o
qual possibilita substituir este por um conjunto de
equacgbes caracteristicas (6 e 7) ¢ de compatibilidade
(8 a 11).

espécie 1 na

154

ASPECTOS NUMERICOS

0O método das caracteristicas foi implementado
usando técnicas de diferencas finitas. A figura 1
mostra esquematicamente a malha usada para a

determinagdo das propriedades em um novo ponto (4) a
partir de trés outros conhecidos (1,2 e 3). A técnica
consiste na determinacdoc da posic#io deste ponto
através da intercessdo da linha de Mach a esquerda
(C+) com & linha de corrente (Co). A linha de Mach a
direita (C-) €& entd@o estendida para tréds de modo a se
localizar o ponto 5 entre 2 e 3, sendo que as
propriedades de escoamento s&o calculadas por
interpolagdoc linear. As propriedades de escoamento do
ponto 4 sdo obtidas pela integrac#io das equacgles de
compatibilidade so longo da linha de corrente e das
duas linhas de Mach.

h
¥ 1 3y 1, 2 ¢ 3 Pontos Iniciais

| 5 Punis Interpolads
4 Pante Salugio

5
?

|
Figura 1 - Malha de Diferencas Finitas Empregada

Ao longo das linhas de Mach (C+ e C-) o método de
integracdio utilizado foi o preditor-corretor (P(EC)™),
conforme Zucrow et al. (1977), por serem as equagdes
mais simples do ponto de vista numérico. Sobre s linha
de corrente foi adotado o método de multivalores de
GEAR (1871) que é adequado a integracdo de equagdes
tipo "stiff" encontradas no modelamento do mecanismo
de reac#o do problema.

Como o método das caracteristicas aqui usado estd
restrito ao escoamento supersonico, existe a
necessidade de uma linha de partida de propriedades
conhecidas localizada apds a linha sdnica do boeal.
Esta linha é de Mach e composicdo quimica constante e
foi obtida através da série de Kliegel et al. (1985).

O programa de computador foi implementado num
equipamento compativel com a linha IBM-PC 386. A
linguagem de programacio empregada foi TURBO PASCAL
5.5. O tempo de processamento neste equipamento varia
conforme o bocal a ser calculado, mas para os casos
aqui documentados este € inferior a 10 horas.

ANALISE DOS RESULTADQS

O primeiro bocal é um bocal de divergente cénico
com as seguintes caracteristicas : Posicao da
garganta: x = 0,06 m; Raio da garganta: r= 0,0127 m;

Raio de curvatura da garganta circular:
r, = 0,0508 m; Angulo do convergente: 45°; Angulo do

divergente cénico: 15°; Razio de expansdo: 50:1.
Os reagentes s3o (Hze Fz) injetados a 298,15 K,

numa razao de mistura por massa de
oxidante/combystivel igual a 12 e a press#o na cémara
é de 6,895x10° Pa. As demais condicBes na cémara de
combusté&o foram calculadas com o]
programa termoquimico NASA-SP-273 ( Gordon et al.
(1871)). A composigdo quimica na gargsnta foi obtida
com o programa reativo unidimensional elaborado por
Barros et al. (1890). A figura 2 mostra as curvas de
fragdo molar de alguns dos produtos de combustiio, a
figura 3 mostra o nimero de Mach “"congelado” e g
figura 4 mostra a temperatura e a
velocidade,calculados para a parede e o eixo ao longo
do bocal.
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Considerando Fz, Hz, HF, H e F como produtos da

combustdic dos reagentes, o mecanismo de
utilizado nos cdleculos, proposto por Cherry,
em Zucrow e Hoffman (1977), é apresentadoc a
Juntamente com as expressdes para as
cinéticas (unidades em cm, mol, K e s):

reac#o
contante
seguir,
constantes

F+M = F,+M K =1,1000° ¢™*°
H+M o H +H K =7,5010° £*°
F+H+M _— HF + M K = 7,50x10" t™*°
F,+H = F+H K =5,28x10"" t>° exp(- 4000/t)
F+H o H+H K = 500x10' exp(- 5700/t)
10 0O,5

F, +H, — 2F K = 1,75x10°° t°7 exp(- 19897/t)
onde, M é um terceiro corpo participante das reacdes.
Nos cédlculos agui apresentados a frac#o méssica de M é
admitida igual a 1.0, sendo o seu peso molecular igual
ao peso molecular médio da mistura, ou seja, todas as

moléculas presentes foram consideradas como possiveis

terceiros corpos com iguais eficiénecias, conforme
recomendado por Montchilof (1963).

As propriedades termodinfmicas de cada espécile
quimica presente foram calculadas por meio de

regressdes polinomiais de quarta ordem dos dados
publicados nas tabelas JANNAF (Gordon e McBride
(1971)), e atualizadas conforme Chase et al (1982).
Alguns dos resultados encontrados est#io mostrados
nas figuras 2 a 4 para escoamentos reativo, em
desequilibrio quimico, wunidimensional (1D) e
bidimensional (ac longo da parede e do eixo do bocal).
Estes resultados foram comparados com outros tedricos
obtidos de Zucrow e Hoffman (1877), para o mesmo
bocal. As diferengas encontradas os dois cédlculos,
principalmente na parte final do divergente, s#o
devidas as precisfes diferentes entre os métodos e dos
algoritmos de construgcdo da malha empregados. A
precisf@o deste trabalho (sexta ordem) é teoricamente
superior aos dos resultados apresentados por Zucrow e
Hoffman (1977) (segunda ordem). O chogue no eixo

detectado pelo método aqui implementado, previsto
tedrica e experimentalmente, prova a melhor preciséio
do presente trabalho. Com isto o programa de

computador elaborado foi considerado védlido frente a
dados tedricos. A seguir foi feita a validagdo do
modelo em relagfic a resultados experimentais,

0 segundo bocal calculado é apresentado na
figura 5. 0Os reagentes (Hze Dz) sdo injetados a

285,686 K e 279,2 K, respectivamente, numa raz#io de
mistura por massa de oxidante/combustivel jgual a
3,84, sendo a pressd@o na clmara é de 24,82x10  Pa. As
demais condigBes na cémara de combustdo foram
calculadas com o programa termoquimico NASA-SP-273,
(Gordon e Mcbride (1971)). A figura 6 mostra algumas
curvas de fracfo molar dos produtos de combust@io ao
longo do eixo e da parede do bocal. Na figura 7 est#éo
tragadas as curvas de pressdo estdtica ao longo do
bocal.

BOCAL CONVERGENTE—-DIVERGENTE PARA O SISTEMA H2 / 02
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Figura 5 - Posicdo da garganta: x = 0,03435 m;

Raio da garganta: r,= 0,0127 m; Raio de curvatura da
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Figura 7 - Pressfo Estética ac Longo do Bocal para
Sistema Reativo H, e O, (Modelo 2D)

Considerando H, Hz, HZO, 0, EJ2 e OH como produtos

1.00 120 1.40

o

da combust3o dos reagentes, o mecanismo de reagHo
utilizado nos célculos, é aspresentado a seguir,
juntsmente com as expresstes para as constantes
cinéticas (unidades em cm, mol, K e s):
0+0H-— H +0, K =4,510" £ exp(- 30/t
H+OH— H +0 K, = 4,80x10° t*° exp(- 1850/t)
Hot OH — H+ HO K =86,30x10° t° exp(- 1490/t
20H — H,0 + 0 K, = 2,10x10° £"* exp(200/t)
17 _—-1,0

Z2H + M :r_Hz+H Kr~7,50x10 t
0+H— 0 +M K = 3,626x10"° £*°

— 2 T
H+0+M — OH+M K = 3,626x10'" t*°

— L &

H+OH+M_— HO+MNEK =3,626x10" t°
onde, M & um terceiro corpo qualguer, sobre o gual
foram feitas as mesmas considerages do sistema
(I-[z e Fz). Deve-se observar que as 5 primeiras

)

)
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constantes Kr acima foram retiradas de Cohen e

Westberg (1882) e as demais de Jensen e Kurzius
(1865).

Também aqui as propriedades termodinémicas de
cada espécie quimica presente foram calculadas por
meio de regressdes polinomiais de quarta ordem dos
dados publicados nas tabelas JANNAF, Gordon e Mcbride
(1971), e atualizados conforme Chase et al. (1982).

As figuras B e 7 mostram os resultados
encontrados para para escoamentos reativo, em
desequilibrio quimico, unidimensional e bidimensional
(ac longo da parede e do eixo do bocal). O cdlculo da
pressdo estdtica foi comparado com medidas
experimentais obtidas por Pavli et al. (1887) na
figura 7. Pode-se ver que a concordfncia entre os
dados é muito boa.

A tsbela 1, a seguir, traz os valores de impulso
especifico no vécuo (I'p ) calculados por diversos
métodos, os quais s3c0 comparados com medidas
experimentais (NASA-TP-2725), Smith et al. (1987). Os
modelos usados nos célculos sd#o: unidimensional
reativo 'em desequilibrio gquimico, Barros et al.
(1980), wunidimensional em equilibrio quimico
(NASA-SP-273), Gordon e Mcbride (1871), unidimensional

& bidimensional em desequilibrio quimico
(NASA-TP-2725), Smith et al. (1987) e do presente
trabalho (2D Desequilibrioc). Uma corregcdic de camsda

limite é aplicada aos resultados dos modelos 2D em
desequilibrio guimico.

Tabela 1 - Impulsos Especificos Previstos neste
Trabalho, por Smith et al.(1987) e o Experimental,
Relativos ao Sistema [-lz e 0z

Lsp (s)
NASA-TP-2725 Este Trabalho
2D Desequilibrio
Camada Limite 482,7 467,5
2D Desequilibrio 494,2 478,7
1D Desequilibrio 498,5 498,5
1D Equilibrio 504,8 504,8
NASA-TP-2725
(experimental) 468.8
Dos métodos indicados na tabela 1 acima, aguele
com menos hipdteses restritivas é o modelo
bidimensional em desequilibric quimico (presente
trabalho e do NASA-TP-2725), segue-se o modelo
unidimensional em desequilibrio quimico e o
unidimensional em equilibrio quimico (NASA-SP-273).

Pode-se notar que o as previsdes de impluso especifico
no vécuo s#o coerrentes, pois o método menos
restritivo possui os melhores resultados. A corregio
da camada limite melhora ainda mais as previsdes.

Os resultados deste trabalho apresentaram os
menores desvios percentuais em relagac aoc valor
experimental. Apés a correcdo de camada limite o
desvio da previsfo foi de apenas 0,3 %, enguanto que o
melhor resultado de Smith et al. (1987) sapresenta um
desvio de 3 %.

CONCLUSAO

A hipétese de escoamento bidimensional com reacg#o
quimica em desequilibrio, mostrou-se bastante adequada
para o célculo dos parfmetros de escoamento e de
desempenho de bocais convergente-divergente, numa
ampla faixa de razdes de expansio (utilizaram-se



valores para bocais de 50:1 e 1030:1). Neste trabalho
foram obtidos melhores resultados do que aqueles
fornecidos por outros modelos unidimensionais e
bidimensionais reativos (tabela 1).

0 programa computacional elaborado possibilita
encontrar resultados para sistemas reativos complexos,
desde que seja conhecido o mecanismo das reacdes
envolvidas. Cabe observar que, aspesar de existir nas
referéncias programas com as mesmas hipdteses dsste
trabalho (2D em Desegl.), os mesmos n#o estéo
disponiveis na literatura.

Este estudo serd usado para a otimizagdo da
configuracdo de bocais por onde escoam fluidos
reativos, visando melhorar ainda mais os projetos de
motores a jato.
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A cemputationol program te  evaluate noneguilibaium
neactive Howo of combuoiien prsducts  through
conuergeni-divergent neggles io develened. The daosic
assumpitiens are: e reactant systemos {(Hz and Fz) and
(Hz and Oz)] and Sidimenocional flew. The reoulio
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COMBUSTAO DA CASCA DE DENDE EM UM
REATOR PULSATIVO
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ABSTRACT
The objective of this work is to investigate experimentally the caracteristics of dendé peel

pulsating combustion.

The fuel was burned in Rijke type pulsating combustor whose internal diameter was 200 mm.
It was mounted in two different lenghts: 2.400 and 3.200 mm. The walls was refrigerated by a
water jacket. The pulsating combustion of dendé peel produced a maximum pawer output of 1.9
WW/m2- The maximum combustion efficiency was 96 %, which was obtained. The maximum
percentage of the generated heat transfered to the cooling water was 60 %.

INTRODUCAO

A combustdo pulsativa ou oscilatéria foi provavelmente

observada pela primeira vez por Higgins [1] em 1777 com o

fendmeno da chama sonora que ocorria quando uma mistura
de hidrogénio e ar era geimada em um tubo aberto em ambas
as extremidades [1,2] observou que as oscilagdes actsticas
eram excitadas espontaneamente quando uma tela metdlica
aquecida era introduzida na metade inferior de um tubo vertical
aberto nas extremidades.

Um combustor do tipo Rijke [3] € obtido pela substituigdo da
tela metdlica original por um leito em combustdo. Severyanin
[4] foi o primeiro a idealizar um combustor desse tipo.

Na ddcada de 80 Zinn [3] e colaboradores conduziu uma
considerdvel quantidade de pesquisas bdsicas com combustor
do tipo Rijke, investigando diversos combustiveis.

Mais recentemente, o INPE - Instituto Nacional de Pesquisa
Espaciais, em cachoeira Paulista construiu e operou um com-
bustor do tipo Rijke, onde testou, carvio vejetal, etanol, casca
de dené e turfa.

A combustio de s6lidos tem evoluido ao fongo dos anos pas-
sando de equipamentos rudimentares, no passado, a sistemas
sofisticados controlados atualmente por computadores. O com-
bustor pulsativo é uma contribuigdo tecnolégica em desenvol-
vimento para a queima de combustiveis sélidos e de outros ti-
pos, na tentativa de methorar a eficiéncia do sistema, redu-
zindo o excesso de ar e queimando combustiveis de variada
granulometria. Apesar das vantagens dos combustores pulsati-
vos, eles apresentam como desvantagens o ruido e a vibragdo
da estrutura. Porém, estas dificuldades sdo resolvidas com o
dimensionamento adequado para cada caso.

O sistema consta de um reator que € constituido por uma
cimara de desacoplamento, um tubo vertical como cdmara de
combustdo, uma camisa de dgua de refrigeragdo, uma cimara
de retengdo dos particulados elutriados, um sistema de alimen-
tacdo de ar e de combustivel. O comprimento do reator € re-
guldvel nas cotas 2.400 mm e 3.200 mm. O objetivo € investi-
gar experimentalmente as caracteristicas de queima da casca de
dendé em um combustor pulsativo do tipo Rijke e analisar a
eficiéncia de combustdo, poténcia do reator, amplitude de pres-
sdo, excesso de ar e taxa de transferéncia de calor para a dgua
€ 05 gases.
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A UNIDADE EXPERIMENTAL
Combustor pulsativo

Para a execugdo dos testes, usou-se o combustor pulsativo
desenvolvido no INPE - Instituto de Pesquisas Espaciais - em
Cachoeira Paulista.
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Fig. 3.1 - O combustor
O combustor, mostrado na figura 3.1 € constituido, basica-
mente, de um tubo vertical contendo em sua extremidade infe-



rior uma cidmara de desacoplamento acistico e em sua extre-
midade superior uma cidmara de retengdo de particulados. O
comprimento do combustor é reguldvel nas alturas, 2.400 mm
e 3.200 mm, composto de médulos de 100 mm, 200 mm, 400
mm e 600 mm. Os médulos por onde circulam os gases
quentes s3o encamisados, para a passagem da Zdgua de refrige-
ragao. O didmetro interno € de 200 mm. A cidmara de desa-
coplamento, com 600 mm de didmetro e 800 mm de altura,
que tem a finalidade de reduzir as velocidades e pressdes, si-
mula condigdes de um tubo aberto em ambas as extremidades.
Na cdmara, existe uma porta de visita para manuseio da grelha
e limpeza das cinzas.

O ar de combustdo € fornecido por um compressor radial,
com vazio volumétrica de até 9,0 Nm3/min.

A circulagdo da 4gua de refrigeracio do combustor ¢ feita
por uma bomba centrifuga, a vazio de dgua foi regulada para
cada experimento.

O sistema de aquisi¢@o de dados, usado consiste de um data-
log, um micro computador, uma impressora e um sistema de
aquisi¢do de dados acoplado a um gravador de fita magnética,
todos marca HP.

ANALISE DOS RESULTADOS

Experimentos realizados

Os experimentos foram realizados com o combustor mon-

tado em nas versdes: L=2.400mm e L=3.200mm de altura.

Os experimentos foram projetados para atender a um con-
sumo de casca de dendé em base seca entre 67 a 200 g/min (
4,0 a 12,0 Kg/h ). Portanto, a vazdo de combustivel por uni-
dade de drea da segdo transversal variou de 127,3 a 3814
Kg/m2.h, e a vazio de ar de combustdo situou-se no intervalo
de 600 a 1.200 g/min.

O coeficiente entre a razdo ar/ combustivel real e a razio
ar/ combustivel estequiométrica, denominou-se de razio
ar/combustivel normalizada, situou-se entre 0,88 e 1,55.

A tabela 1 descreve a vazdo de ar, a vazio de combustivel
e a razdo ar/combustivel normalizada dos experimentos reali-
zados para a versdo de 2.400 mm, em um total de 15 testes
que foram divididos em trés grupos. Em todos os testes, a al-
tura da grelha ficou na posigao de um quarto da altura (L/4),
ou seja, a 600 mm da altura da base do combustor.

Tabela 1 Testes realizados para versio L = 2.400 mm

Testes maR mcomb Coef. exec. | Grupo
(g/min) {g/min) Ar

normaliz.
28/02/9C 581,5 86,8 1,11
01/03/9A 587,2 66,9 1,41 I
01/02/9B 585,2 108,9 0,88
27/02/98 901,5 109,8 1,36
27/02/9C 904,5 106,6 1,40
27/02/9D 995,8 106,0 1,56
27/02/9E 900,9 96,5 1,55 I
28/02/9A 890,8 129,2 1,14
28/02/9B 886,5 137,4 1,07
01/02/9C 896,7 152,0 0,97
24/02/9A 1.204,0 159,3 1,25
24/02/9B 1.201,2 136,1 1,46
24/02/19C 1.192,8 199,7 0,99 1
24/02/9D 1.198,9 155,9 1,27
27/02/9A 1.185,6 171,3 1,15

Obs: 1) As vazdes do ar € do combustivel estio em base seca.
2) A vazio da dgua foi de: 10 L/min (600 kg/h).

A tabela 2 indica os valores da vazdo de ar, a vazio de
combustivel e a razio ar/combustivel normalizada para os ex-
perimentos realizados na versdo L = 200 mm de comprimento.
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Neste caso, também dividiu-se o conjunto dos testes em trés
grupos que, para efeito de descri¢gdo com relagdo ao conjunto
anterior, foram denominados de grupos IV, V e VI, nesta
versao a posi¢do da grelha foi de 800 mm de altura da base.
Tabela 2 Testes realizados para versio L = 3.200 mm

Testes maR mcomb Cocf. exce. | Grupo
(g/min) (2/min) Ar normaliz.

02/03/9A 894,5 158,1 0,94
|02/03/9B 898,3 138,9 1,06 v
02/03/9C 902,6 106,7 1,40

03/03/9A 989,0 111,3 1,34

03/03/9B 1.203,2 223,4 0,89

03/03/9C 1.202,4 226,4 0,88

03/03/5D 1.196,7 174,3 1,14 v
03/03/5E 1.199,0 146,8 1,35

03/03/9F 1.430,2 280,2 0,85
06/03/9A 1.427,5 250,1 0,94

06/03/9C 1.425.9 216,4 1,09
07/03/19A 1.438,2 162,8 1,47 V1
07/03/9B 1.442,6 179,7 1,33

Obs: 1) A vazio do ar e do combustivel esto em base seca.
2) A vazio da dgua no grupo IV ¢ V foi de 10.000 g/min ( 600 kg/h ) e no
grupo VI foi de 12.000 g/min ( 720 kg/h ).

O gréficos 1 e 2 mostram os valores da percentagem de CO
nos gases de exaustio para os grupos em estudo,
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Eficiéncia de combustio

Da energia térmica liberada na combustio da casca de
dendé parte € transferida para os gases de exaustdo, para a
dgua de refrigeragao, parte € perdida sob a forma de monéxido
de carbono e carbono ndo queimado e parte ¢ liberada para a
atmosfera. Os valores considerados para anélise se restrigiram,
aqueles correspondentes ao tempo de regime, e para esta peri-
odo obtive-se as eficiéncias médias, que sdo apresentadas nos
grdficos 3 a 4.

Para os grupos [, II e III da versdo de 2.400 mm de altura,
as eficiéncias estiveram, em geral, abaixo daquelas correspon-
dentes aos grupos IV, V e VI da versdo de 3.200 mm. Consta-
tou-se, nos grupos I, II e III, que, no final de cada teste, a



quantidade de material retido na grelha era tal que provocava a
interrup¢io do experimento, devido ao acimulo de material.
Este fato afetou o cdlculo da eficiéncia de combustdo, pois a
taxa de alimentagio do combustivel era diferente da taxa de
consumo na grelha, isto €, a taxa de queima na grelha era in-
ferior & vazdo fornecida pelo alimentador. O material que fica-
va retido na grelha aumentava a perda de carga, dificultando a
circulagdo do ar no reator. Em todos os testes da versio L =
2.400 mm houve a ocorréncia deste fendmeno. Portanto, os
valores calculados das eficiéncias, neste caso, devem ser con-
siderados como afetados de alguma imprecisio.

Em uma andlise global dos trés grupos da versio L =
3.200 mm, observou-se que o melhor desempenho se deu para
o grupo IV. A eficiéncia méxima do grupo 1V foi de 96 %,
enquanto que a do grupo V foi de 91,5 % e do grupo VI de
94,6 %, correspondendo a excessos de ar de 6 %, 14 % e 9
%, respectivamente. A explicagao para o desempenho nos tes-
tes do grupo V € o observado actimulo de material na grelha, o
que ocorreu com muito menor intensidade nos testes dos gru-
posiVe VL

Grafico 3 - Eficiéncia de Combustio L2 400 mm
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Poténcia gerada no combustor

As poténcias por unidade de 4rea da segdo transversal ge-
radas no combustor sdo mostradas nos gréficos 5 e 6. O valor
calculado foi encontrado multiplicando a vazio de combustivel
medida em cada teste pelo poder calorifico inferior do com-
bustivel e a eficiéncia média calculada. Observa-se que taxas
da ordem de 1,9 MW/m2 foram obtidas para testes com as
maiores vazdes de massa de combustivel, na versio L = 3.200
mm, operando com excesso de ar em torno de 10 % e eficién-
cia de combustdo em torno de 95 %.
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Grifico § - Poténcia combustor L=2.400 mm
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CONCLUSOES

Para a versio L = 2,400 mma operando com excesso de ar
de 10 %, a produgdo de monéxido de carbono foi aproxima-
damente zero. O particulado elutriado continha cerca de 90 %
das particulas com didmetros menores do que 0,35 mm. Ob-
servou-se o acimulo de material na grelha, indicando que a
taxa de alimentagio de combustivel foi ligeiramente maior do
que a taxa de queima. Este acimulo aumentou a perda de carga
do reator trazendo consequéncias no que diz respeito a queda
da amplitude da pressdo ao longo do teste. Para esta versdo, a
méxima amplitude de pressdo acistica foi da ordem de 24
mbar e as frequéncias variaram entre 85 e 90 Hz. A poténcia
méxima gerada no reator foi de 1,13 MW/m2. A taxa de
energia transferida para a 4gua de refrigeragdo situou-se entre
40e 60 %.

Na versdo L = 3.200 mm, o combustor apresentou o melhor
desenpenho, com produgdo de mondxido de carbono de zero
para o excessos de ar superior a 10 %. As freqiiéncias no rea-
tor situaram-se entre 63 e 70 Hz. As amplitudes de pressido
actistica chegaram a 40 mbar, as mais altas registradas durante
os experimentos. As temperaturas dos gases de exaustdo foram
as mais altas. Como consequéncia, cbservaram-se, nesta ver-
sio, as maiores temperaturas da dgua de refrigeragdo. O per-
centual da taxa de energia transferida para a dgua de refrigera-
¢do situou-se entre 60 e 80 %. As poténcias mdximas por uni-
dade de drea geradas no reator foram da ordem de 1,9
MW/m2. Observou-se quantitativamente que para as maiores
amplitudes das pressoes acisticas obtiveram-se as mais altas
taxas de transferéncia de calor.
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RESUMO

Apresentam-se os resultados do estudo experimental da interferéncia entre duas
chamas de difusdo turbulentas de acetileno dispostas de forma paralela, divergente e
convergente. Os comprimentos de chama foram obtidos por fotografias. Os parametros,
mimero de Reynolds na saida dos jatos, angulo e distancia entre os jatos, foram
variados neste estudo. Concluiu-se que o comportamento geral do comprimento de chama
€ a sua diminuicdo com o aumento dos angulos de inclinacio, a menos do caso amomalo

de 10° convergente.

INTRODUGAO

A queima de grandes volumes de gis, na atmosfera,
pode
operacdo de risco. O comprimento da chama, a radiacHo

através de um bico injetor, tornar-se uma
por ela emitida e a formagdo de poluentes sAo os
principais fatores que uma vez controlados diminuem o
industrial. Um

método usual para a diminuic3io do comprimento de chama

risco, por exemplo em uma instalacido

é a injecio do gas na atmosfera, feita através de
miltiplos bicos injetores. Essa configuracdo de bicos
(jatos) maltiplos induz diferentes condicdes de queima
nas chamas. Estas diferentes condi¢des de queima sio,
principalmente, func¢des tanto da distincia entre os
Jjatos, como do angulo de injec3o, da quantidade e da
disposicdo geométrica dos

modificacdo das

jatos. Desta forma, a

de uma chama

chama(s) & denominada

condicdes de queima
devido A presenca de outra(s)
interferéncia de chamas.

efeitos decorrentes da

Tras principais

interferéncia entre as chamas s3o: primeiro, a menor
disponibilidade de oxidante entre as chamas; segundo,

o aumento nos niveis de turbuléncia e,

conseqgiientemente, o aumento da taxa de mistura
(combustivel/oxidante) e terceiro, a unifio das chamas
induz niveis de flutuacdes que s3o diferentes dos
niveis obtidos quando as chamas est3o separadas.

A interferéncia entre chamas livres e confinadas,
ancoradas em examinada
(1975). Os

3 e 5 queimadores

queimadores, foi
experimentalmente por Lenze et al.
experimentos foram feitos com 1,
usando-se gas natural e gas de rua. Fizeram-se medidas
de CO,

largura das chamas. Os resultados mostraram que existe

da concentragdo axial do comprimento e da

uma relacfio simples dos comprimentos das chamas de
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queimadores mialtiplos com o nimero de jatos e com a
distancia entre as chamas externas e a central.

Menon e Gollahalli (1985) estudaram os efeitos da
interferéncia das chamas flutuantes de jatos mialtiplos
3 e 5 queimadores de gis
Foram obtidos os comprimentos das chamas,

em ar estagnado para 1, 2,
propano.
altura de encontro das chamas, velocidade de
"blowout", perfil de temperatura, radiac3o da chama e
perfil da

carbono e ¢6xido nitrico.

concentracao de oxigénio, monoxido de
Chegou-se a uma relacido
empirica para o comprimento da chama tendo como
varijgveis o numero de jatos vizinhos, o diametro do
bico de gas e a distancia de separacio entre os jatos
externos e o jato central.
Gollahalli

o efeito da interagdio de jatos multiplos na presenca

Estes autores (Menon e
{1988)) também estudaram experimentalmente

de escoamento transversal e forcado do oxidante, no
caso o ar.

Heitor et al. (1991) analisaram experimentalmente
as caracteristicas da combustio de chamas flutuantes
através de

em interacdo muatua, seus comprimentos

visiveis e da estrutura térmica. O estudo envolveu a
caracterizacfio de 1, 2, 3 e 5 bicos de gas de jatos
paralelos de gas propano e metano. Foram analisados os
casos de chamas luminosas e n3o luminosas. obtendo-se
uma equacio empirica para calcular o comprimento de
chamas maltiplas.

Leite (1992) estudou queimadores multipontos para
o gas acetileno com 1, 2 ,3 e 5 bicos verticais e 2 e
3 bicos posicionados em linha, mantendo o paralelismo
entre eles, e inclinados de 45°, Observou-se que no
caso de a/d igual a vinte, onde a ¢ a distancia entre
os centrosodos queimadores e do o diadmetro de cada
chamas

10% menores

queimador, os comprimentos das dos jatos

inclinados era da ordem de que oS



comprimentos das chamas dos jatos verticais.

0 objetivo do estudo apresentado neste trabalho é
determinar o efeito da variacio do angulo de injeciio
de dois jatos de gas acetileno sobre os comprimentos
das chamas obtidos. Foram propostos jatos convergentes
inclinados de 10, 20°, 30° e 45°

relativos ao eixo vertical e jatos paralelos.

e divergentes

DETALHES EXPERIMENTAIS

Os experimentos foram realizados em galpdo de
50 m® de area com o objetivo de se evitar a influéncia
de correntes de ar chama. O

externo sobre a

equipamento de teste era constituido de: cilindro de
gas acetileno, medidor de vazio de gis do tipo placa
de orificio concéntrico conectado a manjmetros de tubo
em U, distribuidor de gas e injetores. A Figura 1

apresenta o esquema do equipamento e também oS

arranjos dos injetores definindo o 4ngulo e a

distiancia entre os jatos.

| W

OPCﬁES
DE JATOS

\ Vi

VALVULA
ol

DISTRI-
BUIDOR

MEDIDOR DE
VAZAO TIPO PLACA

DE ORIFICIO
CaH2

Figura 1. Esquema do Experimento.

Um dispositivo mecinico simples foi projetado,
visando, primeiro, regular os Angulo e distancia entre
os jatos de forma continua e, segundo, n3o fornecer
impedimento ao escoamento de ar induzido pelas chamas.

Nos experimentos com jatos paralelos e
convergentes, os bicos injetores eram de cobre, com
didmetro de safida igual a 3 mm e rosqueados a tubos de
aco-inox com didmetro externo de 1/4". Nos testes com
jatos divergentes, os bicos eram de ac¢o-inox com

diametro de saida igual a 3 mm soldados a tubos de
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aco-inox com diametro exteno de 5/16". Este ultimo
tipo de injetor foi necessario para se realizar os
experimentos de jatos divergentes mantendo-os no mesmo
plano.

Os comprimentos de chama foram obtidos atraves de
fotografias com tempo de exposicio de 2 segundos e
filme de 25 ASA. As ampliasces das fotos foram feitas
em "slide" para melhor nitidez das imagens. O
comprimento de chama foi definido como o comprimento
da linha central da chama, desde o bico injetor até o
da primeira continua da chama na

final porcio

fotografia.

RESULTADOS E DISCUSSAO

Jatos Paralelos. O0s experimentos com jatos
paralelos foram realizados com a distincia entre eles
variando de 5, 10, 15 e 20 diametros do bico injetor e
com os numeros de Reynolds variando de aproximadamente
6000, 9000,

de parametro de comparacido para as configuracdes de

12000 e 16000. Estes experimentos servem
jatos convergentes e divergentes. A Figura 2 apresenta
os resultados obtidos, ou seja, os comprimentos de
chama como func3o do nimero de Reynolds e da distancia

entre os jatos.

200
Q:f ¥ a/d,=05
= 4 0/d,=10
E % a/d,=15
e 175
5 a/d,=20
o
B
=)
[ =
2 150 A
v
C
L4
£
©
o
o
42 125+
©
E
a
E
S i

1000 rrrrrrrrr 7 T T T T T T

5500 8500 11500 14500 17500

Numero de Reynolds

Figura 2. Comprimento de Chama para Jatos Paralelos.

Observa-se que o comprimento de chama aumenta com
a diminuicdo da distiAncia entre os jatos e com ©
aumento do nimero de Reynolds na saida dos jatos.

A Figura 3 apresenta a altura de encontro das
chamas paralelas, também como funciio do Nimero de
Reynolds e da distancia entre os jatos.

Em se tratando de encontro das chamas, o aumento
no numero de Reynolds e a diminuicdo da distancia
entre os jatos causa a diminuicdio na altura de

encontro. Este resultado, como elucidado por Menon e



Gollahalli (1985), vem da disponibilidade reduzida de
oxidante entre as chamas causando o aumento no

comprimento de chama.

80

65 |
a/d.=20
50 —

4

35 \
1 * 2 6/d.=10
H n\p—\\q i

5 S L AN SO 0 L NSO Y L R 0L L |
5500 B500 11500 14500 17500
Numero de Reynolds

Altura de encontro adimensiongl dos chamas (ML/d,)

Figura 3. Altura de Encontro para Jatos Paralelos

Jatos Convergentes. Nos experimentos com jatos

convergentes, os intervalos do nimero de Reynolds e as
distancias entre os centro dos jatos foram os mesmos
\ angulos de
convergéncia, ou seja, os angulos entre o injetor e a
linha vertical, variaram de 10°, 20°, 30" e 45°.

A Figura 4

que mnos de jatos paralelos. Os

apresenta os resultados dos

comprimentos de chama em relacio ao numero de Reynolds
e a distancia entre os jatos para os experimentos com
angulo de convergéncia de 10°,

230 noooo g/d,=05

0/d,=20

a/d,=15

Comprimento adimensional da chama (L/d,)
@
bS]
|

G Q/d‘,: 10

130
6000 9000 12000 15000
Numero de Reynolds

18000

Figura 4. Comprimento de Chama para Convergéncia de

10 .

0 aumento no comprimento de chama com o aumento

do namero de Reynolds segue a mesma tendadncia do
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comportamento das chamas nos jatos paralelos, mas o
aumento da distancia entre os jatos acarreta no efeito
contrario aquele ocorrido com jatos paralelos. Este
efeito & devido ao aumento da altura de encontro das
chamas com o aumento da distancia entre os jatos, como

indicado na Figura 5.
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= ] s6668 a/d,=10
3 ] 00000 a/d,=15
5 30.00 a i W W 0/{19:20
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g . 2 4/d,=15
£ 15.00
3 S .
b T TTT———20/4,=10
£ 10,00 3 /%
8 2
E i
$ 5.00
o B e - S
3 E Tt ———— 80/d,=5
(000 1I[I!|!f|’!!|lllll|'|"i!l|
6000 9000 12000 15000 18000
Numerc de Reynolds
Figura 5. Altura de Encontro das Chamas de jatos com

10° de convergéncia.

As Figuras 6 e 7 apresentam os resultados do
comprimento de chama e da altura de encontro das
chamas, respectivamente, como funciio do numero de
Reynolds na saida do jato e da distiAncia entre os

injetores para o dngulo de convergéncia igual a 20°,

1704 coooo a/d,=05
4 assss a/d,=10
0009 a/d,=15
IR E T c/dv=20

a/d,=20
a/d,=15

150

130

110

Comprimento adimensional da chama (L/d,)

" Lo 0/d,=10
T3 ey o O (N ) 1 O G 0 e e
6000 9000 12000 15000 18000
Numero de Reynolds
Figura 6. Comprimento de Chama para Angulo de

Convergéncia Igual a 20°.
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Figura 7. Altura de Encontro das Chamas de jatos com

convergéncia de 20°.

Nas Figuras 8 e 9 s3o apresentados os resultados
do comprimento de chama e da altura de encontro das
chamas,

Reynolds na saida do jato e da distancia entre os

respectivamente, em func3o do namero de

injetores para o angulo de convergéncia igual a 30°.
Observa-se que para O caso em que as inclinacoes

dos jatos szo de 20° e 30°, tanto os comprimentos de

chama como as alturas de encontro apresentam as mesmas

tendéncias das dos jatos com 10° de inclinac3o.
160 4 oonoo g/d,=05
-+ assss 0/d,=10
0000 o/d,=15 a/d,=20
nxxxx 0/d;=20 a/de=15

120
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| MRS EN 0/d9=10
50 L L L S L L L L) '|
6000 9000 12000 15000 18000
Numero de Reynolds
Figura 8. Comprimento de Chama para Angulo de

Convergéncia Igual a 30°.

Nota-se que para o caso de jatos com 45° de inclinacio
a tendéncia dos comprimentos de chama é a mesma dos
casos anteriores (como mostrado na Figura 10), porém,
a tendéncia das alturas de encontro nio & apresentada,
porque estas ndo poderam ser determinadas devido a
saturacdo das fotos causadas

pela grande radiacio
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emitida pela chama nesta configurag3io de 45
convergente,
15+
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Figura 9. Altura de Encontro das Chamas de jatos com
convergéncia de 30°,
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Figura 10. Comprimento de Chama para Angulo de

Convergéncia Igual a 45°.

Jatos Divergentes. Como no caso com jatos

convergentes, nos experimentos de jatos divergentes os
intervalos do nimero de Reynolds e as distancias entre
os centros dos jatos foram, novamente, os mesmos gue
nos de jatos paralelos, a menos dos experimentos com
307 e 45°

de 6 e 7 diametros do injetor, respectivamente, devido

cujas distancias deseparacdo dos jatos foram
a impossibilidade fisica do bicos. Os angulos de
divergéncia, ou seja, os angulos entre o injetor e a
linha vertical, variaram de 10°, 20°, 30° e 45°.

Os comprimentos de chama, obtido dos experimentos
com dngulo de divergéncia de 10°, s3o apresentados na
Figura 11.
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Figura 11. Comprimento de Chama para Angulo de

Divergéncia Igual a 10°.

Na figura acima observa-se que o comprimento de
chama aumenta com o aumento do niumero de Reynolds e
com a diminuicio da distincia entre os jatos.

13 e 14,
comprimentos de

Nas Figuras 12, s3o apresentados os
chama para as

configuracdes de jatos inclinados de 20°, 30° e 45°,

resultados dos

respectivamente.
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Figura 12. Comprimenlo de Chama para Angulo de

Divergéncia Igual a 20°.

Observa-se, em cada figura, que aparece somente um
ajuste das curvas, porque estas se encontram muito
préximas. Estas proximidades das curvas ocorrem devido
a pequena influéncia da distancia entre os jatos sobre
os comprimentos de chama.

Os ajustes de curvas nas figuras s#o obtidos
atravées de regress3o linear e as barras de erros

através do desvio padrio.

167

155

145

135

125

15

105

cp oo b e b i b i Lol

Comprimento adimensiona! da choma (L/d,)

95||1|1|11||111—r111r‘[!1111;
6000 8000 12000 15000 18000
Numero de Reynolds

Figura 13. Comprimento de Chama para Angulo de

Divergéncia Igual a 30°.
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Angulo de

CONCLUSGES

Dos experimentos com jatos paralelos conclui-se
que a distancia de ndo interferéncia entre as chamas é
igual a vinte diametros do bico injetor. Este
resultado concorda com os resultados existentes na
literatura (Gollahalli (1985) e Leite (1992)).

Para os experimentos com Aangulos divergentes
observou-se que existe um angulo de n3o interferéncia
entre as chamas, sendo este angulo igual a 20°. Nestes
experimentos observou-se que os comprimentos de chama
diminuem com o aumento do &ngulo de inclinacdo.

No caso dos experimentos com jatos convergentes
um resultado um pouco mais singular foi obtido; para

angulos maiores que 10°, o comportamento da chama foi



o de diminuir com o aumento do angulo, enguanto gue
para angulos de 10° os comprimentos de chama foram os
maiores obtidos de todos os experimentos.

A razdo fisica que certamente governa o
comprimento de chama nos casos de jatos convergentes,
exceto no caso do angulo de 10°, e de jatos
divergentes é a hidrodinamica dos jatos, isto &, a
diminuicao da componente da velocidade na direcfo
vertical faz com que o gias tenha mais tempo para se
aquecer e atingir a temperatura de ignic3o em uma
regido menor; desta forma, ocorre a diminuiciio do
comprimento de chama.

Para o caso anémalo de 10°convergentes, o fator
de disponibilidade do oxidante entre as chamas parece
imperar sobre a hidrodinimica dos jatos (uma vez que
para pequenos angulos a diminuig3o da componente da

velocidade pode ser desprezivel).
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ABSTRACT

This paper presents the results of an
experimental investigation of the interference between
parallel, divergent and convergent acetylene turbulent
diffusion flames. The flame lengths were obtained by
photography: the parameters - jet Reynolds number,
angle and distance between jets - were varied in this
study. The general behavior of flame length is its
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decrease with increase of inclination angle,

flames lenght for the 10° case.
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RESUMO

Neste trabalho apresentam-se os resultados do estudo experimental da queima de
gas em combustores pulsantes tipo tubo de Rijke. O GLP (Gas Liquefeito de Petrtleo)
foi o gas utilizado em todos os testes. As condi¢bes de injecdo do gas no combustor
foram determinadas pelo mimero de tubos distribuidores, pela vazio de gas (i) e pela

razdo ar/combustivel normalizada (a).

Obteve-se que de uma maneira geral, a

tenddncia das amplitudes de pressio acustica & a de inicialmente crescer com ©

aumento de m ou de o até um mximo valor, em
estabilizacio para posteriormente decrescer.

INTRODUCAO

A combustdo pulsante & estudada desde o século
dezoito e o interesse na mesma tem sido renovado nos
dias atuais devido as indicacées de que sua aplicacio
na geracdo de energia pode oferecer as seguintes
vantagens: economia de combustivel, formac3o reduzida
de poluentes, aumento das taxas de transferéncia de
calor convectiva, escéria reduzida e investimento de

capital reduzido quando comparado as técnicas
convencionais.

A chama musical ou cantante &, provavelmente, o
primeiro exemplo conhecido de combustio pulsante, a
qual foi relatada por Byron Higgins em 1777 {em Wood,
1966 e Tyndall, 1970). Som de consideravel amplitude
pode ser gerado quando uma chama é ancorada em um
queimador de gas colocado dentro de um tubo. O som
gerado ¢ devido 2 modo
fundamental ou de um dos harménicos do tubo,
ocorréncia depende das caracteristicas do queimador e
da chama.

Um critério simples, que determina se a oscilacio

excitagdio do acistico

€ sua

de pressido sera amplificada ou nfio, devido ao processo
de adi¢io de calor, foi estabelecido por Lord
Rayleigh (1945). Segundo Rayleigh, um processo de
combust@o exibira carater oscilatério quando o maximo
e 0 minimo da taxa de liberacd#io de calor coincidirem
com a fase de compressio e de rarefacio da onda de
pressdo acistica, respectivamente; neste caso, as
oscilagtes acusticas de pressio ser3o amplificadas.
Ocorrendo o a oscilacio de pressio sera

atenuada. Por outro lado, a frequéncia da oscilacdo,

inverso,

modificar-se-4 se a adicio de calor ao gis ocorrer
instantaneamente quando a amplitude da oscilagiio de
press3do for zero.

169

torno do qual hi uma certa
Putnam e Dennis (1953) colocaram o critério de

Rayleigh em wuma forma matemitica precisa, que
estabelece que a amplitude de oscilacio crescera

quando

fop’dwo, (1)

onde Q & a taxa de energia instantinea adicionada, P’
a diferenca entre a pressio instantinea e a pressio
média (pressfio acustica), t o tempo e § a integracio
sobre um ciclo de oscilac#o.

O critério de Rayleigh é uma condic#o necessaria
para a ocorréncia de oscilagdes acisticas, mas nio

suficiente, uma vez que o mesmo nio elucida o
mecanismo responsavel pelo surgimento das oscilacgdes.

Um tipo de combustor pulsante que tem merecido
atenciio especial ultimamente & o combustor tipo tubo
de Rijke. O tubo de Rijke (Lord Rayleigh, 1945; Wood,
1966) foi descoberto em 1859 por Rijke, o qual notou
que fortes oscilagdes acusticas eram excitadas quando
uma tela metalica aquecida era colocada na metade

inferior de um tubo vertical

aberto em ambas as
extremidades, dentro do qual escoava ar frio, de baixo
para cima.

O presente trabalho apresenta os resultados do
estudo experimental da queima de gias em um combustor
0 Gas Ligilefeito de
Petrboleo foi utilizado em todos os experimentos. Neste

pulsante tipo tubo de Rijke.

trabalho foram variadas as condicdes de injecsio do gas

no combustor, a saber:

quanto 2a configuracdio do
injetor, trabalhou-se sem os tubos, com seis tubos e
tubos de
ar/combustivel ar/combustivel

dividida pela raz3o ar/ combustivel estequiométrica),

com doze injec3io, e

normalizada

quanto a razio

(razio

esta foi tanto constante como variavel nos testes sem



tubos e nos com 12 tubos e apenas variavel nos com
seis tubos.

DETALHES EXPERIMENTAIS

0 equipamento de teste basicamente
constituido de cilindros de gas GLP, compressor de ar,
medidores de vaziio de gas do tipo placa de orificio

concéntrico conectado a mandémetros de tubo em U,

era

injetor de gas, combustor pulsante tipo tubo de Ri jke,
sensores de pressio e
aquisigdo de dados.

O combustor, mostrado na Figura I, é modular, de
aco 1020, com 320 cm de comprimento maximo e 20 cm de

temperatura e sistema de

dismetro interno. Sob este dispositivo encontra-se uma
cAmara de desacoplamento de 65 cm de diametro interno
e 120 cm de altura, para permitir tanto a simulaciio da
condic3do de contorno de tubo aberto na extremidade
inferior como o controle do fluxo de ar e de gas
combustivel. Alguns médulos sfio revestidos com camisa
d’agua para refrigeracio de suas paredes.

0 injetor de gis consiste de tubos de aco de 6 mm
de didmetro interno e 72 mm de comprimento dispostos
de forma radialmente uniforme. O ngmero maximo de
tubos & 12, sendo possiveis , também, as versdes de 6,
4, 3 e O tubos. Em cada tubo ha 8 orificios de 1 mm
de diametro, igualmente espacados, distribuidos ao
longo de seu comprimento.

0 injetor de gis esta acoplado a um sistema cujo
mecanismo de suspensio é similar ao de um telescépio,
de forma que ambos possam ser posicionados em qualquer
altura desejada. Em todos os ensaios o injetor de gas
estava posicionado a aproximadamente 70 cm acima da
base do tubo.

Na parede do combustor esti3o fixados trés
termopares chromel-alumel tipo K, bitola 1,5 mm, para
medidas de temperaturas dos gases dentro do combustor
nos seguintes locais: a 25 cm, 150 cm e 308 cm acima
da base do tubo; nas posicdes de entrada e saida da
jgua de refrigeracdo estlio fixados os
tipo K,
estio ligados ao sistema de aquisicio de dados o qual

termopares

chromel-alumel bitola 6 mm. Tais termopares

fornece a leitura das temperaturas medidas. Os
termopares s3o diretamente ligados ao HP sem
compensac3o térmica porque o aparelho possui a

compensacdo interna.

As amplitudes de press3o acistica s#io monitoradas
por transdutores de pressdio piezoelétricos Kistler
tipo 7261 sendo que um deles esta posicionado a 160cm
acima da base do tubo, ou seja, na secido média deste,
que corresponde aproximadamente onde
amplitude de press3o acustica do modo fundamental de

oscilac3o é miaxima. Os demais transdutores de pressio

ao local a
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estdo instalados a 15 cm, 58 cm e 80 cm acima da base
do tubo. Os sinais dos transdutores de pressido seguem
para um amplificador de carga Kistler tipo 5006 e
posteriormente s3o transferidos para uma tela do
osciloscopio Tektronix modelo 7633 para a visualizacido
A
leitura das freqiiencias da oscilacido de pressido é

efetuada por

das amplitudes e frequéncias da pressio acistica.

intermédio de freqiilencimetros Tektronix
modelo FD15 e Analog modelo F1800.
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Figura 1. Combustor tipo tubo de Rijke e
instrumentaclo associada.

Os dados s3o adquiridos, ao longo do teste, de um
total de 500 varreduras. Em cada varredura faz-se as
leituras de 6 termopares e 4 transdutores de pressio
(pressdes e freqiiéncias acusticas).

A ignic3do era efetuada usando-se uma pequena
tocha a qual era previamente embebida em 3lcool.
Imediatamente apos introducio da

através de uma das janelas do combustor, para dentro

a tocha acesa,

deste, no qual escoava ar, abria-se a valvula do gas

combustivel. Logo em seguida a janela era fechada.



RESULTADOS E DISCUSSAO

Nos testes realizados com a raz3o ar/combustivel
normalizada constante, operou-se com variacio tanto da

vazio de combustivel como de ar de forma a manter

tal razio em torno de 1,10.

Nos testes em que razio

normalizada n3io foi mantida constante,

a ar/combustivel
operou-se com
vazio constante de combustivel em torno de 1,20 g/s,

incrementando-se a vaz3o de ar.

Ensaios sem os Tubos do Distribuidor. Com o bico
injetor sem os tubos, n3o houve oscilacdes acusticas

em momento algum por mais que se variasse a razio
de gas. Com esta
configuracfio, a chama estava concentrada ao longo do

ar/combustivel e a vazio

eixo do tubo,

divididas para

tendo maior comprimento que as chamas
vazio de gas. Com
distribuic3io de calor em uma regi3io mais longa do
tubo, ¢ indicativo que o calor disponivel em regi3o
determinada pelo critério de Rayleigh (na metade

inferior do tubo) n3io era suficiente para excitagio e

a mesma a

manutencdo das oscilacgdes.

DISTRIBUIDOR COM 12 TUBOS E o CONSTANTE.

situacdo observa-se que as amplitudes

Para esta

de pressio
acustica crescem com o aumento da vaz3o de combustivel
até mc aproximadamente 2,2 g/s, ap6és a qual observa-se
pouco crescimento das amplitudes, sugerindo assim uma

estabilizaclio dos valores das mesmas, como mostrado na

Figura 2. Esta estabilizac3o provavelmente se deve ao

fato da chama estar ocupando toda a extensfio do tubo,
para o caso de altas vazdes de ar e combustivel. Esta
observacio concorda com o principio de Boss¢ha e Riess
que afirma que um aquecimento na metade superior do
tubo de Rijke implica em amortecimento das oscilagies
acisticas. A amplitude maxima obtida, no centro do
combustor, foi aproximadamente 30 mBar. As fregiiéncias
das oscilac6es variaram entre 67 e 74 Hz.

Na Figura 3, observa-se que a temperatura dos
gases de combust3io cresce com o aumento das vazges de
combustivel. Nota-se que a diferenca de temperaturas
entre a saida e o centro do tubo diminui com o aumento
da vazdo de combustivel, conforme esperado.

Nos experimentos realizados, observou-se que as

queimas, apesar da presenca das oscilagdes, eram

bastante enfumacadas e somente ap6és o aumento do
excesso de ar a fumaca era eliminada e as amplitudes

de press3do aciasticas incrementadas. Notou-se que, em

um dos testes, ao ignitar-se em baixas vazdes de ar e

combustivel, o regime oscilatério era impossivel de

ser atingido. Somente apés o aumento destas vazdes as

pulsagdes se iniciaram. Em outro teste, apesar da
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ignicdo ocorrer com altas vazdes de ar e combustivel,
as oscilactes iniciais apresentaram baixas amplitudes
de pressio, sendo amplificadas somente apds a injecdo

de ar comprimido no orificio destinado a um dos
transdutores de press3o. Este fato indica que
quaisquer perturbacdes s3o capazes de alterar os
niveis de amplitudes de press3o.
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DISTRIBUIDOR COM 12 TUBOS E o VARIAVEL. Para os testes
sendo a vazido de GLP
mantida em torno de 1,2 g/s, observa-se que, conforme

executados nestas condigdes,

o grafico da Figura 4, as amplitudes de pressio
acistica crescem 3 medida que a razio ar/combustivel
normalizada & aumentada. Este crescimento da amplitude
de pressio se deve ao aumento da velocidade dos gases
no tubo, caso similar ao de uma flauta. A combustio,
porém, € necessaria para gerar as pertubacdes e assim
No do

combustor, a maxima amplitude de pressio obtida foi

manter as oscilacdées acusticas. centro

27,2 mbar correspondendo ao valor de « iguai a 1,91.
Na Figura 5 s3o apresentadas as temperaturas dos

gases de combustio na secdo média e na saida do



combustor. Na sec3o média do tubo, a temperatura dos
gases aumenta de 777°C até 830°C, que é a temperatura
maxima atingida, quando « aumenta de 1,05 a 1,21, Isto
se justifica face ao aumento da eficiéncia de
combustio e a variacdes do comprimento de chama
conforme o« aumenta. Posteriormente a temperatura
naquele local experimenta um leve declinic a medida
que a vazio de ar cresce, fato explicado pela maior

disponibilidade de oxidante.
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Quanto a temperatura dos gases na saida do tubo,
inicialmente ha uma forte elevacio de 474 até 656 C a
medida que « aumenta de 1,05 até 1,36. Esta elevacdo
ingreme da temperatura é& justificada pelo fato de que
o aumento da vazdo de ar tende a elevar a eficiéncia
de combustao, assim liberando mais calor.
Posteriormente, a elevac3o desta temperatura segue uma
tendéncia mais suave e estavel com o aumento do
excesso de oxidante.

A ignicdo nestes testes foi efetuada em regime de
baixas vazdes de ar e as oscilagdes iniciaram-se
imediatamente apés a ignic3o. No entanto, a queima se
apresentava enfumagada. Com o aumento do excesso de

ar, a fumaca foi eliminada.

Distribuidor com 6 Tubos e « Variavel. Os
“resultados

primeiros
tubos
apresentados na Figura 6, de onde se observa que as

para o distribuidor de 6 s3o
amplitudes de pressiio acdstica na sec3io média do tubo
aumentam com o aumento de « até aproximadamente o
igual a 1,34,

centro do tubo,

correspondente 3 maAxima amplitude, no
igual a 29,7 mBar.
medida que se aumentou a vazdo de ar,

Posteriormente, 2
as amplitudes
decresceram em todas as posicdes, tendendo a valores
constantes para o superior a 1,7. Este resultado
difere daquele anteriormente apresentado para 12 tubos
(Figura 4) em dois aspectos: a) um maximo de amplitude
é atingido para o em torno de 1,3 e b) as amplitudes
sd0 maiores. As razdes

para estas

provavelmente estdo relacionadas com as configuracdes

diferencas

de chama e com a perdas de carga através do queimador

para os dois casos.
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Com relacdo 4 temperatura dos gases de combustiio,
observa-se na Figura 7 que a temperatura no centro do
combustor manteve-se praticamente constante em 850°C
com o aumento da razdo ar/combustivel normalizada até
esta razido assumir o valor 1,43, e, em seguida,
diminuiu lentamente.
saida do

ar/combustivel

Todavia a temperatura medida na
até a razio
1,43

correspondendo a temperatura dos gases na saida igual

combustor, elevou-se

normalizada assumir o valor
a 657°C. Esta temperatura nio se alterou, mesmo com Os

aumentos posteriores da razdo ar/combustivel
normalizada. Uma comparacio com os dados para 12 tubos
(Figura 5) mostra que nzo houve alteracdes
substanciais entre as temperaturas dos gases obtidas

para as duas configuragdes do queimador.
CONCLUSAO
A queima de gas no combustor pulsante tipo tubo

de Rijke foi para sua
efetivacio, adaptado a dispositivos

relativamente simples porque,
o aparelho foi
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simples. O controle da alimentacfio do combustivel foi
facilitado pelo uso de valvulas, sendo a
efetuada sem dificuldades.

rapidamente

ignigdo
As amplitudes de presszo
alcancavam patamares estaveis e foi
possivel a realizac3o dos ensaios por longos periodos,

sem interrupgfio.
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Ensaios com 6 tubos e o variavel.

De uma maneira geral, a tendéncia das amplitudes
de pressi3o acustica, em todos os casos analisados, ¢ a
de inicialmente crescer com o aumento da vazio de
combustivel ou da raz3do ar/ combustivel normalizada
até um maximo valor, em torno do qual hia uma certa
para
indicios que esta

estabilizacio posteriormente decrescer. Ha
tendéncia esteja relacionada com a
temperatura no interior do combustor. Observa-se que a
diferenca de temperatura dos gases entre a saida e a
secdio média do tubo decresce, em todos os casos.

Para o caso de o« constante, esta diminuicio da
diferenca das temperaturas dos gns‘es decorre do
crescimento da chama. O crescimento é confirmado tanto
visualmente como pelos dados das temperaturas no
centro e na saida do tubo que sempre crescem com o
aumento das vazdes de ar e GLP. A chama comeca a
procurar ocupar toda a extensfo do tubo, i medida que
se aumentam as vazdes de ar e combustivel, diminuindo
entdo o gradiente de temperatura entre a posicﬁo 1/4
do comprimento do tubo e a saida do mesmo. Assim, a
miaxima liberacfio de calor deixa de ocorrer na metade
Ri jke.
o amortecimento das oscilacgdes é

inferior do tubo como estabelecido por
Consequentemente,
favorecido. Evidentemente,
também

caso.

ha diversos fatores que

favorecem o amortecimento, dependendo do

Para o caso de o variavel, também ocorre o
decréscimo da diferenca de temperaturas dos gases na
saida e no centro do combustor. Contudo, observa-se
que a temperatura no centro do tubo sempre diminui
conforme se aumenta a, enquanto na saida a temperatura

Ou cresce ou mantém-se aproximadamente estavel. Estes
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dados indicam que ocorre diminuic3io do comprimento da
chama com o© oxidante,

concentrando-se a troca de calor nas regides mais

incremento da vaz3o de
proximas a metade inferior do tubo. Desta maneira, as

ampl itudes crescem até um valor limite e
posteriormente tendem a decrescer quando as vazdes de
oxidante sdo mais elevadas, devido i perda de calor da
chama para o excesso de ar, e aquecimento por
conveccdo dos gases da parte superior do tubo, os
quais diminuem o gradiente de temperatura entre a

metade inferior e a saida do combustor. Assim, a
medida que as temperaturas nos diversos pontos do
combustor tornam-se préximas e n3o mais ocorrendo
maxima liberacdo de calor na metade inferior do tubo,
as amplitudes tendem a decrescer.

Constatou-se de todos os ensaios, exceto para o
teste com 6 tubos e o variavel no qual obteve-se a
frequéncia de 69 Hz constante durante todo o ensaio,
que o crescimento das frequéncias de oscilacdes esta
relacionada com o aumento das vazdes tanto de ar como
de combustivel, ou seja, quanto maiores as vazjes
destes, maiores eram as fregiuéncias, como mostrado por

Momma (1993)
REFERENCIAS

. Lord Rayleigh,
York, 1945.

"The Theory of Sound", Dover, New

. Momma, L.J., "Estudo da Freqiiéncia e Amplitude de

Pressfio Acustica em Combustores Pulsantes Tipo Tubo
de Rijke", Mestrado,
Sdo José dos

Dissertacdo de Instituto

Nacional de Pesquisas Espaciais,

Campos, SP, Brasil, 1993.

. Putnam, A.A. and Dennis, W.R. "A Study of Burner
Oscillations of the Organ-Pipe Type", Transaction of
ASME, Vol. 75, pp. 15-28, 1953.

. Tyndall, J., "Sound",
pp. 231-257, 1970.

Physical Sciences, Vol. 30,

. Wood, A., "Acoustics", Dover, New York, 1966.
ABSTRACT

This paper presents the result of an experimental
study of the gas burning in Rijke type pulsating
combustor. The LPG was utilized in all experiments.
The injection condition was varied by the number of
distributor tube, by the mass flow of gas fuel (h) and
by the normalized air/fuel ratio (a). The general

behavior of the amplitude of acustics pressure is the



initial rise with the increase of @ or o up to it
reaches a maximum value, around one there is a
stabilization and afterwards it decreases.
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ABSTRACT

The influence of radiative changes between the flame and the forest material, at ground
level, is given by integral models deriving from the radiosity balance between an emitling
volume and the receiving surface. Thus, the heal transfer can be described by a convolution
integral where the flame influence is quantified by a Green function that describes the heat
ezchange decay by the distance from the flume. From this approach, the formulation of
an ntegro-differential model is proposed and numerically implemented by a Monte Carlo
Integration / Ezplicit Euler propagation coupled method.

INTRODUCTION

Physical phenomena involved in the combustion of
forest biomass, during natural or accidental fires, are ex-
tremely complex and its behavior involves advanced kno-
wledge related to fluid dynamics and heat transfer in re-
acting media. The current importance of the study of this
kind of problems, within the scope of mathematical mod-
elization and numerical simulation, as well as advanced
experimentation, are justified by the growth of the inter-
national interests related to environmental questions. An
important point of interest is the necessity of evaluation
of the amount of emissions in atmosphere, specially CO,
C03, and particulates, due to forest biomass burn.

Besides many environmental problems related to for-
est fires, one can list some of great importance: the after
cutting burning in Amazon ( Queimada), the natural fires
in the Brazilian Cerrado, the pasture maintenance fires in
Amazon and sugar cane culture burns. A priority might
be given to the Queimada due to its large amounts of CO,
emissions involved. In this process, an area of the forest is
cut during the beginning of the Amazon dry season (june
to october). Two or three months later, when the for-
est material is dry, it is burned. Part of it is converted
in combustion gases, and this way, spread into the atmo-
sphere. Other part is laid on the ground in the form of
char.

As this practice is very used during the dry scason
in Amazon, in recent years, several burns have been ob-
served inducing many controversies about its rule in the
increase of the Greenhouse effect. Some recent works such
as Kirkchoff (1993}, Kirkchoff et al. (1989), Carvalho et
al. (1993), Fearnside et al. (1993) and Kaulfinan et al.
(1992) show that the rates of CO, emissions in the atmo-
sphere are less than the amount stated in several interna-
tional works, and that new experimental and theoretical
studies must be strongly encouraged.

Among some works related to the simulation and
modelization of physical phenomena during forest fires,
the Russian literature is speeially rich. The works devel-
aoped by Dorrer (1984a), (1984hb) present models of prop-
agation of forest fires that are adopted as a basis for the
present work. The works of Brabander et al. (1989) ¢
Grishin et al (1985) use a mixture theory like approach
that describes couveniently in situ observations of fires in
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homogeneous forests. Still on the russian literature, the
works of Konev (1984), on the propagation of flame fronts
in surface fires, and Grishin et al (1984). about the effects
of thermals during forest fires are cited.

Some other works present relevant aspects of heat
transfer in forest fires: The works from Rothermel (1972)
and Albini (1976). In this last work, the heat transfer is
quantified by a Green Function integral. This model is
the basis of the works from Dorrer cited above. Anderson
(1968) proposes a simplified model of forest fires propa-
gation based on discrete convolution methods which were
recently improved by Richards (1988).

Some combustion-fluid dynamics coupled approaches
can also be found in the literature (Siqueira (1993)). In
this work, the simplified model of Rothermel is coupled
to a turbulent flow simulation code.

MATHEMATICAL MODEL

The propagation of the combustion in a general layer
of forest fuel will be considered in a fixed cartesian coordi-
nate system x, y, z. In two dimensions, a continuous layer
Q(z,y) can be considered for surface fires. In a generic
point C(x,y) of this layer the potential forest fuel, in a
time instant ¢, can be in one of three states defined by the
function s(z,y,t):

0, if there is potential fuel, but no
combustion;
s(r,y,t)=4¢ 1,
2, if there is no potential fuel and the
combustion is impossible.

if there is combustion (mass decay);

(1)

In s(z,y,t) = 0 generally the heating and evapora-
tion are related only to the moisture, so it is a process
involving only water. Thercfore, a general equation for
the enthalpy ncrease is valid.

In s(z,y,t) = 1 a biomass combustion model can be
implemented by proposing a general rule to the chemical
components of the combustion products. The combustion
of forest fuels is quantified by the kinetics of the pyrolizis
reaction.

In this process, reaction velocity is established for
the formation of each of its products and also for each



complete reaction stage. To evaluate a general description
for a forest fire, a global reaction model is proposed for
the mass decay in this point C(z,y) at s(z,y,t) =1 as
follows:
5‘m(;, y,t) @)
t
where K is the velocity rate of reaction that can be
given by a Arrhenius term:

=K

(3)

In this equation, [0] is the concentration of oxygen
in the air layer in contact with the material in combustion.
T is the gas temperature and R the gas constant. A and
E are characteristics constants of the combustion of forest
material (see Kaviani & Fatehi (1992)). These constants
can also be evaluated from the experimental exponential
decay plots of Rothermel (1972).

The heat produced during the combustion is thus
given by:

K = A(02], ) exp(~75)

®(r,y,t) = -KAH,,

where AH,, is the specific heat of the forest fuel.

Besides the complexities involving the heat transfer
between the fire front (s = 1) and the region with no
combustion (s = 0), a general equation, based on the
previous work from Dorrer (1984) can be proposed for
the variation of enthalpy:

(4)

O0H(x,y.t)

ot = frad — 4« (5)

H(r,y,t) is the enthalpy of the forest material, gyq4
in the radiative heat flux and ¢. is the convective one.
These terms are given by:

g = U(T — Teo) (6)

P / f B,y (e — 2y — g )dzdy ()

Is those equations, [/ is a convective heat transfer
coefficient and £(z—z',y—1') is a flame influence function
proposed by Dorrer (1994) as (in polar coordinates):

lz —asy—y)=€r0) =

reostog

&
5 e R
- (1 3hf) P (r‘g(l + sinag cos 9]) (8)

The parameters in this equation are:

ay : fraction of the heat spent in the propagation of
the combustion.

& : Thickness of the fuel bed.

hy : flame height.

aj : Flame inclination angle

rp @ Effective flame effect radius

As the function é(z —z',y—y')} is in polar coordinates,
r and # are the polar coordinates with origins in the point
C(z,y), and ' and y' are its neighbors.
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NUMERICAL METHODS

The present model was implemented by means of
an explicit time discretization for the entalphy variation,
mass decay and heat produced.

HYA = H' 4 At (gr00 — 47) (9)
m'FA = m! — KAt (10)
¢'HAt = _K'AH,, (11)

Before the caleulation of the enthalpy variation, it
1s necessary to calculate the heat accumulation given by
Grad- As this function is an undefined integral of a con-
tinuous function, it can not be calculated by a simple di-
rect convolution. In later works from Puppin Macedo &
Brasil Junior (1994), it was possible due to special discrete
characteristics of the model. Some convolution matrices
were defined giving good qualitative behavior of the prop-
agation but impeosing some difficulties in their calibration
from experimental and field information.

The use of a Green function gives good possibilities of
calibration and comparisons with experiment and field in-
formation, but imposes the use of more refined integration
techniques. Under this situation, the use of a Monte-Carlo
method was chosen due to its facilities of implementation.
Besides, it works very well with the Green function used,
giving good precision.

The Monte Carlo Method is very well cited to sm-
ooth multi-dimensional functions in an easy to sample
region. The Green Function used in this model has all
these features.

The region of interest is defined by a flame influ-
ence parameter defined by the characteristics of the flame
(height, intensity etc.). This parameter can bhe experi-
mentally defined as the distance, from the Hame front, for
the decay of the temperature to a value close to the value
of the unheated fuel bed. Thus, a simple Monte Carlo
Method can by used.

To perform it, N random numbers are set uniformly
distributed in a multidimensional volume V. These points
are called {z,...,r,}. Then the basic theorem of Monte
Carlo integration estimates that the integral of a function
f over the multidimensional volume is given by:

TEENGE
J\T

Here the angle brackets denote taking the arithmetic
mean over the N sample points,

ffa'VxV(f}iV (12)

1 &

(f) = —ﬁgf(r.-) (13)
1 N

() =52 ) (14)
i=1

The "plus or minus” term in the equation (12) is a
one standard deviation error estimate for the integral, not
a rigorous bound; further, there is no garantee that the
error is distributed as a Gaussian, so the error term should
be taken only as a rough indication of probable error. On
the other hand, it is possible to infer that the error is
inversely proportional to the square root of the number



of points N by the equation (12) above.

The algorithm used was very straightforward due to
characteristes of the flame effect function used. At each
time step of the time propagation a random set of num-
bers (in polar coordinates) is set around the grid point in
the space discretization grid. These points generate a ran-
dom Monte Carlo sub-grid. As a large random sequence is
needed, so the long period random number generator pre-
sented by Press et al. (1993) is used. After each time step
a new sub-grid is generated in order to avoid conditioned
propagation of the solution.

The points in this sub-grid may lay on a region of sev-
eral points in the main grid, thus an interpolation routine
is performed for all variables envolved in the calculation
of the integral.

To assure the precision of the integration routine im-
plemented it was tested for a defined integral and an error
of about 10% is usnally observed for a set of 500 random
points.

RESULTS AND DISCUSSION

To perform initial tests on the model, some basic
configurations were chosen. A square unitary grid of 50
x 50 points was used for the spatial discretisation. For
the Monte Carlo integration 500 sample points were used.
Thus, the total grid size can be considered as 50 x 50 x
500 (1250000 points).

Simulations were performed only in order to assure
stable propagation of the solution. The parameters en-
volved in the ealculations are presented in table 1.

_ Enthapy: | Dimensions: | . _Others: _
o =400MIKkg  Space - 5x5m _ Mass- 0.5kgm”
\H =400 MIkg  Grid 50.x 50 pts, 10, fame =457

(g - BOONMIKg  \Sub-Girid 500 pis.
(g = 1100 MVKg "lime step - 0.01 see |

S AT e L

Tab. 1: Physical Parameters

The flame inclination angle of 45° corresponds to a
mid-flame wind velocity of about 2mn/s, as given by a Fr
number relation from Ventura et. al (1989} and Albini
(1981). A flame height of 0.7m, as normally observed in
surface fires, (Baines (1990)) was used here.

Two cases of interest were chosen for the initial simu-
lations: a front evolution and a Queimada. In this second
case, a square set of points is burned trying to reproduce
this after cut burn technique in Amazon.

As an initial condition for the front evolution case, a
line of several points in the grid were ignited, as show in

Fig. 1.
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[ ! @ [nitial burning points
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| |
! |

| Direction of the wind

Fig. 1 : Fire front initial condition

The time evolution of this front is shown in Fig. 2.
As expected, the front evolutes regularly driven by the
wind. The velocity of propagation in the direction of the
wind is faster than in the opposite one. In the transition
between ignited zones and non-ignited ones, the enthalpy
do not reaches the ignition enthalpy and a small region of
heating can be observed, as expected.

Fig. 2 : Evolution of the front fire

The mass decay can be observed in the regions of the
evolution of the burn as the fire consumes the forest fuel
layer. In the implemented model an amount of residual
forest material is allowed after the burn but, in the present
case, it was not considered.

To perform the initialization of the Queimada case, a
square set of points was ignited as shown in Fig. 3. In this
case, the burn evolutes in a very efficient way burning a
large forest region in a small time interval (Fig. 4). Thus,
the rates of combustion gases release are expected to be
very high. The effect of adjacent small fire fronts usually
make two different main fronts to evolute. One evolutes
in the inside direction of the initial square burn set and
other one in the outside direction. Between these fronts
an expanding ring of burned material is formed, avoiding
the propagation through it.



@ Initial burning points

Direction of the wind

. 3 : Quetmada initial conditions

Rk

Fig. 4 : Queimada evolution

CONCLUSIONS AND PERSPECTIVES

As it can be seen from the results present here, the
model has a good gualitative behavior and introduces a
very useful approach to the numerical simulation of forest
fires. The evolution of the propagation agrees very well
with what was expected from previous works, as well as
it allows the approach of many different situations.

The equations of the proposed model are based on
many physical parameters easy to determine from exper-
iments classically performed and usually found in the lit-
erature.

The radiative heat accumulation given by a convolu-
tion integral gives a straightforward way to approach the
radiative changes in means of a partially-transparent ra
diative forest medium. On the other hand, the calibration
of the flame effect funetion and convolution function cocf-
fcients must be very carefully done in order to rigorously
fit the physical characteristics of the phenomena.

The heat losses terms, nevertheless, are not very well
modelizaded in the present work and new considerations
st be done specially following related topics in previous
works like: de Mestre et al (1989), and Baines (1990).
Some strong evidences showing the rule of the convective
terms must also be taken into account in order to better
characterize the phenomena.
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By be results shown here, the stability of this ap-
proach is assured. The implementation of other different
terms in the equations to deal with convective effects and
others may not compromise its precision and stability.

This work gives the tools to the implementation of a
new model in the forest fire heat transfer problem, mak-
ing it also possible to be applyble to other situations. The
qualitative physical behavior of the model is very satisfac-
tory and its calibration parameters are general enough to
deal with many different pratical situations.
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SUMARIO
Neste trabalho foram estudadas as influéncias de pardmeiros construtivos ¢ operacionais de
queimadores oxi-combustiveis nas taxas de emissdo de oxidos de nitrogénio por chamas produzidas
numa fornalha de testes cilindrica horizontal, tendo-se concluido que a posicdo relativa dos jatos de
oxigénio e do "spray” central de combustivel, a natureza do fluido de nebulizagdo, a relagdo massica
Jluido de nebulizacdo/combustivel, a estequiometria global do processo e a taxa volumétrica de
combustdo influem fortemente nas laxas de emisséo desse poluente.

1, INTRODUCAO

No caso de processos de combustdo em que se usa oxigénio
puro ou ar enriquecido como comburentes, além das emissdes de
SOy e CO, existe especial preocupagdo com as taxas de emissdo de
NOy, em razdo das altas temperaturas ¢ dos altos teores de Og
reinantes em determinadas regides da cimara de combustio, fatores
estes que reconhecidamente governam as taxas de formagio deste
poluente.

Neste trabalho procurou-se verificar experimentalmente a
influéncia de: geometria do bocal do queimador (C), natureza do
fluido de nebulizagdo (A), relagdio massica entre este fluido e o
combustivel (B), excesso global de oxigénio utilizado no processo
(D) e taxa volumétrica de combustdo (E) na taxa de emissdo de
NOy em processo de combustdo de oleo residual de média
viscosidade.

2. MECANISMOS DE FORMACAQ DE NO,

No interior de chamas, pequenas parcelas do nitrogénio
presente podem ser convertidas a NO e, posteriormente a NO», cuja
mistura se denomina genericamente NOy (normalmente a mistura
tem apenas alguns por cento de NOj7, sendo a quase totalidade
NO). Existem trés mecanismos pelos quais essa oxidagdo ocorre,
denominados: "térmico”, "combustivel" e "prompt". No chamado
mecanismo "térmico", NO ¢ produzido a partir de nitrogénio do
comburente, de acordo com o seguinte conjunto de reagdes,
proposto por Westemberg (1971). '

N, +0O ¢ NO+N (1)
N+0, ¢>NO+O (2)
N+OH < H+NO 3)

A taxa de formagdo do mecanismo "térmico" pode ser
representada por:

dNO _ . 1410 =172 -69090 2

40 - 61010 1 .EXP( Ae)'[()?]e N, @
onde T, [O2]e € [N2]e sdo a temperatura, o teor de O7 e o teor de
N2 na regido considerada em equilibrio termodindmico local

No chamado mecanismo “combustivel", nitrogénio
associado a moléculas de combustivel € liberado no craqueamento

destas, associado a radicais, os quais geram posteriormente NO a
partir das seguintes reagdes:

NH +0 <> N +OH (5)
NH+0« NO+H (6)
HCN+0O & NCO+H (7)
CN+0, <> NCO+0 (8)
NCO +0 < NO +CO 9

NCO +0, ¢» NO+C0O +0 (10)

Por outro lado outros produtos liberados no craqueamento
das moléculas de combustivel podem reagir com o NO formado,
consumindo-o, conforme o conjunto de reagdes a seguir, resultando
Na.

HCN + NO — N, + produtos
NH +NO — N, +produtos
NH3 + NO — N, + produtos
CN +NO — N, + produtos

(1

Miller (1989) propds as expressdes a seguir para a taxa de
formagdo (eq. 5 a 10) e para a taxa de consumo (eq. 11):

dNO

Ch Ka[Nwmh].[Oz]e_EXP(_F‘a RTe} (12)
para formagido e
5”;%? = ~Kp[Neomp NO]e.EXP(_E%TC) (13)

para consumo

onde K, e K}, 3o as constantes de velocidade de reagdo, Te, [02]e
e [NO]e sdo a temperatura, o teor de O3 e o teor de NO na regido
considerada em equilibrio termodindmico local e [Negmp] € a fragdo
massica de N no combustivel.

A parcela de NO produzida pelo mecanismo denominado
"prompt" € muito pequena e sera desprezada neste trabalho
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Observando-se a expressdo 4, fica claro que a medida que a
temperatura, o teor de O e Ny sobem, aumenta a taxa de formagio
de NO "térmico". No caso de chamas a ar, os teores de N7 sdo tdo
altos que suas variagdes pouco afetam essa taxa. No entanto, em
chamas cujo comburente ¢ o Oj, os teores de Ny podem ser
bastante baixos (N7 provém apenas do ar de nebulizagdo, se
utilizado, ou de infiltragdes de ar ambiente), neste caso os teores de
Ny, conforme mostrado naquela expressio terdo papel mais
importante que os de O7 na taxa de reagio.

Em qualquer chama, a temperatura, o teor de O3 e o de Ny
variam ponto a ponto e, portanto, percebe-se que para uma mesma
estequiometria global pode-se ter distribuigdes muito diferentes para
estas variaveis e, conseqlientemente, para as taxas de emissio de
NO,.

A observagdo das expressdes 12 e 13 revela que a taxa
liquida (formagdo - consumo) de NO, depende do teor de
Nitrogénio do combustivel e do teor de Oy na regido da chama
onde ocorrem a vaporizagiio e o craqueamento das moléculas de
combustivel, regido esta localizada nas proximidades do bocal do
queimador. Neste caso fica mais claro o efeito de outros
pardmetros, por exemplo de aerodinamica, derivados da geometria
do bocal do queimador, na formagdio de NO "combustivel",
acarretando taxas de emissdo bastante distintas para duas chamas
com a mesma estequiometria global.

Adicionalmente ¢ imediato verificar que para uma dada
estequiometria global, a medida que se aumenta a taxa de operagio,
poténcia liberada por unidade de volume da cdmara de combustio,
as temperaturas ao longo da chama aumentam e, portanto, devem
aumentar também as taxas de emissdo de NOy, quer formado pelo
mecanismo "térmico” quer formado pelo mecanismo "combustivel".

3. APARATO EXPERIMENTAL

Para a realizagdo das chamas nas quais foram estudados os
efeitos dos pardmetros ja mencionados foi utilizada uma fornalha de
testes cilindrica, horizontal, com didmetro interno 1,1 m e
comprimento 4,0 m, tendo revestimento interno em mantas de fibra
ceramica. Tal fornalha € acoplada a um canal de gases horizontal, no
qual existe uma sec¢do de amostragem para inser¢do da sonda
resfriada destinada a coletar continuamente amostras dos gases de
combustdo. O canal de gases é por sua vez conectado a uma
chaminé, com a qual se pode estabelecer o valor da pressdo
desejada no interior da fornalha. Nestes ensaios as pressdes no
interior da fornalha foram mantidas em cerca de 20 Pa (efetiva).

Os queimadores utilizados foram dois prototipos em escala
real, cujo bocal € constituido por um orificio central para descarga
do jato de combustivel nebulizado (fluido de nebulizagdo + gotas),
circundado por bocais circulares pelos quais € feita a descarga de
oxigénio. Os bocais de injegdo de oxigénio podem ser dispostos de
forma que os jatos deles efluentes sejam paralelos, convergentes e

divergentes em relagdo ao jato central de nevoa de combustivel.
Estes queimadores/processo sdo cobertos pelas patentes n°s
U.S. 4378205 de 29/3/83 e US. 4541.796 de 17/9/85
pertencentes a Praxair, Inc., ex-Union Carbide Industrial Gases.

O oleo foi previamente condicionado em uma estagdo de
aquecimento, bombeamento e filtragem, sendo controladas a
temperatura (tolerdncia de 19C em torno do ponto desejado) e a
vazdo (tolerdncia de 2,5% em torno do ponto desejado).

A composi¢do da fase gasosa no canal de gases foi
continuamente monitorada através de um trem de analisadores
continuos: Oy (paramagnético); CO9 e CO (infravermelho) e NOy
(quimiluminescéncia). O teor de Oy nos gases de escape foi mantido
ao redor de 1% (com tolerdncia de 0,5%) em todas as chamas, a
ndo ser nos casos devidamente assinalados na tabela 1. Todas as
variaveis foram registradas continuamente

4. COMBUSTIVEL UTILIZADO E CHAMAS PRODUZIDAS

O oleo combustivel utilizado foi do tipo 3A (nomenclatura
DNC), tendo sido submetido a caracterizagio laboratorial no 1PT
que resultou os seguintes valores:

- Analise elementar (% em massa, base seca):

C -86,5%; H-95%, S -27% N-07%; 0 -0,5%, Cinzas <
0,06%: umidade < 0,1%; PCS =41,6 + 0,1 MJ/kg, PC1 =396 +
0,1 Ml/kg; viscosidade (s.s.u.); 19636 s a 50°C e 703 s a 100°C.

Para estudar a influéncia dos pardmetros ja mencionados
foram realizadas varias chamas, conforme mostrado na Tabela 1,
cada uma delas com cerca de 20 horas de duragio em regime
permanente.

5. RESULTADQS OBTIDOS
A tabela 2 sumariza os resultados obtidos com relagio a taxa
de emissdo de NOy.

5_1. Efeito da Natureza do Fluido de Nebulizagio

Observando os resultados obtidos para as chamas 5A, 21 ¢
22, todas com mesma poténcia (cerca de 620 kW) mesma
configuragdo (bocais convergentes) e mesma estequiometria global
(1% de O7 nos gases de escape), verifica-se que a menor taxa de
emissdo ocorre para a chama 22 (nebulizagdo a vapor) e a maior
taxa ocorre para a chama 21 (nebulizagdo a ar), ficando a taxa de
emissio da chama 5A (nebulizagdo a oxigénio) num valor
intermediario.

Estes resultados confirmam a importancia da concentragio
de N7 na taxa de formagdo de NO "térmico", como mostrado na
equagdo 4. Considerando que nas chamas 5A e 22 todo o NO ¢
formado pelo mecanismo "combustivel”, percebe-se a influéncia do
teor de O7 nas regides iniciais da chama na formagdo de NO por

TABELA 1: Caracterizacdo das chamas estudadas.

CHAMA | VAZAO FLUIDO DE RELACAO FLUIDO POSICAODOS | % Oy NOS | INFLUENCIA
N° DE OLEO | NEBULIZACAO NEB./COMBUSTIVEL JATOS DE Og GASES DE DO
(kg/s) ESCAPE PARAMETRO
1 0,0109 ar 0,47 paralelos 1 C
4 0,0108 ar 0,48 divergentes 1 C
5 0,011 ar 0,44 convergentes 1 C
17 0,0059 ar 0,82 paralelos 1 B
18 0,0058 ar 0,49 paralelos | B
5A 0,0111 0y 0,51 convergentes i A
20 0,0062 ar 0,44 convergentes 1a20 D/E
21 0,0104 ar 0,41 convergentes 1a20 A/D/E
22 0,0106 vapor d'agua 0,44 convergentes 1a20 A/D
23 0,0148 ar 0,49 convergentes 1a20 D/E
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TABELA 2: Resumo das taxas de emissdo obtidas.

CHAMA N° I 4 5 17 13 SA 20 21 22 23
E]
NOy ~ ppm
1300 400 2600 1897 1215 2100 1883 2270 1710 2462
NOy ng/J
173 48 337 200 119 173 193 212 137 237

*normalizado para 1% de O2

este mecanismo, conforme mostrado na eq. 12. Observe-se que na
chama SA o teor de O3 no jato central € superior ao da chama 22.
Este teor é também superior ao prevalente na chama 21, o que
denota a menor influéncia do Oj, relativamente ao Np, como
mostrado na eq. 4,

5.2 Efeito da Relagdo Massica Fluido de Nebulizagao/Combustivel

No caso de chamas nebulizadas a ar, o qual aporta
nitrogénio ao processo, € de esperar que o aumento da vazio de
fluido de nebulizagdo aumente a taxa de emissio de NO,
principalmente formado pelo mecanismo "térmico", como mostrado

naeq. 4.

De fato, comparando as chamas 17 e 18, ambas realizadas
com a mesma poténcia (248 kW), mesma configuragdo dos jatos de
05 (paralelos) ¢ mesma estequiometria global (1% de O7 nos gases
efluentes), verifica-se que a taxa de emissdo de NOy da chama 17
(relagdo fin/c = 0,82) ¢ quase o dobro daquela relativa a chama 18
(relagdo fin/c = 0,49). Na verdade esta diferenga nas taxas de
emissdo nao se deve apenas ao maior aporte de N7, mas também ao
maior aporte de O ao jato central, o que favorece inclusive a
formagdo de NO pelo mecanismo "combustivel”, como se vera
adiante.

Como visto na tabela 1, trés diferentes configuragdes dos
bocais de Oy (periféricos) foram utilizadas: uma na qual os jatos de
09 eram descarregados paralelamente ao jato central, a segunda na
qual esses jatos eram divergentes em relagdio ao jato central e a
terceira na qual os jatos de oxigénio convergiam para o jato central,

E intuitivo que fixada uma abcissa a partir do bocal do
queimador, a fragdo das vazdes massicas dos jatos (central e
periféricos) ja misturadas até aquela abcissa, valor este denominado
"indice de mistura" por Pieri (1973) é maior para o caso da
configuragdo convergente e menor para a configuragao divergente,
assumindo valor intermediario para o caso da configuragdo de jatos
paralelos; desta forma, o aporte de O7 ao jato central é maior para a
chama §, intermediario para a chama | e menor para a chama 4. E
importante observar que quanto maior o aporte de Os ao jato
central maior sera o valor do pico de temperatura no eixo da chama
e menor a distancia deste pico em relagio ao bocal do queimador.

Os dois fatos apontados, teor de Oy e temperatura influem
quer na formagdo de NO pelo mecanismo "térmico”, quer pelo
mecanismo "combustivel”.

As taxas de emissdo de NOy, 337 ng/J para a chama 5 (jatos
convergentes), 173 ng/] para a chama 1 (jatos paralelos)e 48 ng/]
para a chama 4 (jatos divergentes) deixam clara a importante
influéncia do indice de mistura dos jatos central e periféricos no
fenémeno.

5.4. Efeito do Excesso de O (estequiometria global)

Observando as expressoes das taxas de formagdo de NO por
ambos os mecanismos, eq. 4 € eq. 12, constata-se que o aumento do
excesso de Oy e, portanto da pressdo parcial de O ao longo de
toda a chama acarreta aumento de ambas as taxas. Por outro lado, o
aumento do excesso de O a valores significativamente superiores a
condigdo estequiométrica provoca abaixamento das temperaturas ao

longo da chama e, conseqiientemente abaixamento dessas mesmas
taxas, E previsivel, portanto, a existéncia de uma faixa na qual o
primeiro efeito supera o segundo, fazendo crescer a taxa de emissdo
de NOy e, a partir de um maximo, a preponderdncia do segundo
efeito.

Para verificar as faixas em que estes fendmenos ocorriam
foram realizadas quatro chamas: n° 20, 21, 22 e 23, a figura |
mostra claramente que as taxas de emissdo (normalizadas para 1%
de O97) crescem com o teor de O nos gases de escape (excesso de
0»); no caso das chamas 20 e 21 nota-se claramente a existéncia de
um maximo para essa taxa, sendo que para as chamas 22 e 23 esses
maximos provavelmente estdo situados alem das condigdes
exploradas nos ensaios.

Fig.1 NOx X 02
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5.5. Influéncia da Taxa Volumétrica de Combustdo

Dada uma cdmara de combustdo, um queimador nela
acoplado com certa geometria do bocal, um determinado
combustivel e determinada relagio ar combustivel, mantida
constante, a medida que se aumenta a vazio de combustivel ou seja
a poténcia liberada por unidade de volume da camara, também
denominada "taxa volumétrica de combustao”, sendo o mecanismo
de transferéncia de calor da fase gasosa para as paredes da cdmara
predominantemente por radiagdo (caso presente), pode-se¢ constatar
que a fragdo da poténcia total liberada transferida para as paredes
diminui com o aumento daquela taxa. Hottel (1967) demonstra este
fato trabalhando ndo com a taxa volumétrica de combustdo mas
com uma taxa referida a unidade de area global de troca de calor
por radiagdo entre a fase gasosa e a superficie interna da cémara
que, uma vez fixadas as condigdes acima referidas, poder ser
convertida para a taxa volumétrica, A figura 2 ilustra o resultado
que nos interessa.

A medida que a taxa volumétrica de combustdo aumenta, a
eficiéncia da troca de calor com as paredes diminui e, portanto, as
temperaturas ao longo da chama devem aumentar, acarretando
aumento das taxas de formagdo de NO por ambos os mecanismos ja
citados.
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Figura 2 - Efeito da foxa sup. de combustdo
na eficlencic das trocas de calor
em fornalha com diferentes Indi-
ces de recirculogdo

l‘o 1 1 111 1 |
e N - =
9 1
~N
é T==- e Rec. Mddlo
@ NI
< ML
g r Rec, Balxa
3] \<
mz.n 0.l S
§ .
e
W g Ol 1.0 10.0

TAXA SUP. REDUZIDA DE COMBUSTAO

De fato, comparando as chamas 20, 21 e 22, realizadas com
o mesmo fluido de nebulizagdo e com relagdes massicas entre este
fluido e o combustivel muito proximas, porém com taxas
volumétricas de combustio de 72, 121 e 173 kW/m3,
respectivamente, verifica-se que as taxas de emissio de NOy sdo
193, 212 e 237 ng/] respectivamente, o que mostra uma relagdo
aproximadamente linear nesta faixa de taxas volumétricas.

TENOx =161,6+0,4356.TVC (14)
onde TENOy é a taxa de emissio de NOy (ng/J) e TVC a taxa
volumétrica de combustio (kW/m3).

No entanto € importante observar que as taxas volumétricas
de combustdo utilizadas sdo relativamente baixas. A medida que
estas taxas crescam as temperaturas ao longo da chama tendem a
valor assintotico (temperatura de chama adiabatica) e, portanto,
nessas regides as taxas de emissdo devem tender também a valores
assintoticos.

5.6. NO, "térmico” versus NOy "combustivel”

Para verificar a contribuicio relativa de ambos os
mecanismos nas taxas de emissdo de NOy foi realizada uma bateria
de 3 testes, utilizando oxigénio como fluido de nebulizagao,
eliminando portanto a presenga de N» e, conseqiientemente,
eliminando o mecanismo "térmico”. Esses testes foram numerados
como 1-A, 4-A e 5-A, uma vez que a menos do fluido de
nebulizagio, todas as demais caracteristicas sdo idénticas as das
chamas 1, 4 e 5 respectivamente.

As taxas de emissdo de NOy foram 148, 30 e 173 ng/J para
as chamas 1-A, 4-A e 5-A respectivamente. Assumindo que todo o
NOy é formado pelo mecanismo "combustivel” e que o teor de N do
6leo é 0,7% conclui-se que as porcentagens do nitrogénio presente
no combustivel convertidas a NOy sdo respectivamente 31%, 6% e
36%.

Estes resultados mostram a importante influéncia do indice
de mistura (aporte de O3 ao jato central) na taxa de formagao do
NO, "combustivel"; na chama 4A (bocais divergentes) esse indice €
muito baixo levando a taxas de conversio do N do combustivel
muito baixas.

Comparando agora as taxas de emissio das chamas
1(173 ng/))e 1-A(148 ng/l) conclui-se que nesta configuragdo a
contribuigio mais importante é do mecanismo "combustivel”; na
chama 1, a contribui¢do do mecanismo "térmico" representa apenas
14,5% do total emitido.

Se por outro lado se comparam as taxas de emissdo das
chamas 5(337 ng/J) e 5-A(173 ng/J), verifica-se que na chama 5, a
contribuigdo do mecanismo térmico representa 48 7% do total
emitido. A diferenga entre as chamas 1 (jatos de Oy paralelos) e 5
(jatos de O convergentes) se explica basicamente pela diferenga
dos indices de mistura. Na chama 5 este indice € muito mais
elevado, elevando simultaneamente a temperatura e a concentragdo
de O7 no eixo do jato o que contribui duplamente para o aumento
da taxa de formagio de NO "térmico”, conforme visto na eq. 4.

7. CONCLUSOES

A figura 3, na qual estdo comparadas as taxas de emissdo
das doze chamas com o padrdo de emissdo para NO, da USEPA,
mostra que € possivel, mediante escolha apropriada da configuragio
do bocal do queimador e do fluido de nebulizagdo, obter chamas
oxi-combustiveis que, retendo a peculiaridade de apresentar altas
temperaturas e altas taxas de transferéncia de calor para o involucro
ou cargas a aquecer, permitem atender o padrdo de emissio EPA,
conclusdo esta que era um dos objetivos do trabalho realizado.

fig. 3 - Resumo das taxas de emissdo de NO
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ABSTRACT

In this work influences of geometrical and operational parameters of
oxi-fiel burners on the NOy emission rates were studied. The
flames were confined in a cilindrical furnace with high recirculation
rates, the conclusion being that the relative position of oxigen
peripheral jets, the nature of atomizing fluid, the massic relation
between this fluid and fuel, the overall stoichiometry and the
volumetric combustion rate all influence the NOy emission rate.
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A queima de um combustivel sélido em presenga de um fluxo

oxidante envolve reag@es quimicas em camadas-limite.

Neste trabalho,

analisa-se um desenvolvimento anialogo ac do problema de Emmons,

aplicando-o a uma camara

cilindrica de um

sistema hibrido

polietileno-oxigénio liquido, calculando-se a taxa de combustZo.

INTRODUGEO

A clémara de combustio analisada neste
trabalho constitui-se de um tubo cilindrico
com um gr3o de polietilenc monoperfurade no
seu interior. Através do furo do gr3o de
combustivel flui oxigénio, que foi
previamente injetado na fase 1liquida, de
forma que se processe a reagido de combustio.
A situagTo & montada de forma que a taxa de
regress3c do combustivel €& observada apenas
‘radialmente na superficie interna do gr3o.

Esta cAmara se divide em duas regiBes
distintas: regifio de suporte de chama, onde o
oxidante, admitido na fase ligquida, &
vaporizado e tem a sua velocidade diminuida
pelo concurso da diferenga de diametros entre
os injetores-difusores e o furc do grio, e a
regido da caAmara de reagio, onde se
desenvolve o© escoamento e o processo de
combusti¥o ¢ realizado e completado. Estas
duas regi®es est3o reunidas pelo chamado
“Pontoc de Reatamento™ C(Fig. 1D.

COMBUSTIVEL

FR . s6UDD
e \ Chunrave cowsistio o+ - W ExpansoR w
INJETORES B 1 05 7 AT /l
CIFUSORES ] - el ‘\Q -
|
MSES
OKIgKNTE TR AT "_'_’\ )
Liouipo AL L i i Pl
DE OAMA REGLAO D CAM AR DE REACAD +i
Figura 1. Esquema da CaAmara de CombustZo.

O modelo de cAmara proposto assume as
seguintes hipdteses:
a) o© escoamento interno & axissimétirico em
relac3o ao eixo longitudinal da camara de
combustXo;
b) o escoamento esti em regime permanente;
c) as velocidades das reagdes quimicas sZo
altas o bastante para se manter o equilibric
no interior da camada-limite;
d) o polietileno esta isento de aditivos
sélidos, de forma a se admitir uma taxa de
combustic uniforme em sua superficie.
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CAMADA-LIMITE COM REAGCARO QUIMICA

A maioria dos modelos analiticos da
combust3o em um foguete hibrido considera que
a reagio quimica entre combustivel e oxidante
ocorre na camada-limite préxima da superficie
do gr3o e n3o na sua superficie propriamente
dita. Assim, adota-se um desenvolvimento
analogo ao do problema de Emmons, onde,
devido A caracteristica inicial de fluxe nZo
misturado, aplica-se o© ponto-de-vista da
formulagio de Shvab e Zeldovich. Contudo, a
geometria cilindrica da camara de combustfo
exige uma mudanga de coordenadas, © que &
feito como descrito por Williams C(1965).

No caso analisado, o© numero de Lewis
pode ser considerado unitario.© numerc de
Prandtl também pode ser considerado unitario
em se tratando de gases e, logo, o numero de
Schmidt serad igual a unidade, permitindo a

generalizag3o da formulagio de Shvab e
Zeldovich.
Com base nestas considerag@es, ocbtém-se

as equag®es de equilibric simplificadas que

guardam as caracteristicas fisicas do
problema, ou sejam, os efeitos de
compressibilidade, liberag3o de calor devido
a4 reagfio quimica e efeitos viscosos na
camada-limite. Todavia, busca-se obter formas
que facilitem a sua solugio sem a

a descaracterizag3o do problema. Através da
transformagio de Howarth (Schlichting, 1968),
pode-se convertié-las em eguagles de uma
camada-limite incompressivel hipotética em
termos de uma coordenada radial [:

~
n

a
I ordr 12
b
e de um novo fluxo de massa radial v:
- —, o M prd
v = pru + uzju[—sgu—]dr 2

onde r e z sXo, respectivamente, coordenada
radial e longitudinal do sistema cilindrico
considerado. p ¢ a massa especifica do fluxo
gasoso e u; s3c as componentes da velocidade
média do fluxo

Considerando-~se, a seguir, que pu Conde



4 €& a viscosidade dindmica do fluxo) é apenas
fungio de z, define-se:
— uma coordenada longitudinal transformada £:

Cr#=0D 3

=z
_ =10}
£ = C’J' —— dz
e r

- uma nova velocidade radial C(v') em uma nova
coordenada radial ("D

vV e - O cad
z pp
* C 1
r ‘:’CSI o o G s
a r

onde: C - constantes que relacionam as
: unidades
Assim, as equagBes de

reduzem a:

equilibric se

av’ aﬁz
¥ — =0 (45
a 73
- — 2 —
du du 8" u
z - z z dP
v’ Z + U = = — <7
a z O a:.z d¥
2 =
v aﬁ‘l’ + E aﬂ'l' _ id ﬁ‘l' i le dP c8d
ar z O ar? Ja,
onde: J - equivalente mecanico do calor
daP  _ 1 dP
at =} d¥
P - pressi3o
T
Cpdt
ITO pd Y
B_= :
T e w‘Cv:'-u?

Cp — calor especifico a P constante
ge - calor de combustio

Y — frac¥o maAssica da espécie 1

w; — massa da espécie i

v-— coeficiente estequiométrico da
v espécie 1 que aparece como
produto
v: — coeficiente estequiométrico da
h espécie  que aparece como
reagente
As condig¢®es de contorno s3o:
OBT
ocn cb_.m=o ﬂ,l(u_o'—cm'
ou_ _
....,._....._a:. C'..mzo u:'c‘=° |
o . - i A afiy
U lpvew =% Vo rc[ac'”('m
_'lg + qp
onde: r. =
de
14 - calor de gaseificagio do

combustivel
gqp — calor perdido pela superficie

A solug3o para o sistema constituido
pelas Eq. (6>, (7 e (8B) é buscada através da
similaridade, o que fornece a Eg. (8) que se
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segue (diferencial ordinaria de 3% ordemd, a
qual, Jjuntamente com as suas condigdfes de
contorno, resolve o problema da camada-limite
com reagio quimica CRonzani, 1989). Ou seja:

prive £07Ye BOEDLL - ct*®Hy =0 (@ =h}

condi¢Bes de contorno:

n -+ NHo § f'Cheed = 1

n =0 3 f'cod =0 "
£r0C0) _ <. e = _ (ujcerd?
o5~ - r-c[a[ﬁ-rCu,)—- ﬁTCu,-O)]+——T—-q—;—-

onde 1 & a coordenada da espessura da
camada-limite, nw estiad associada a borda da
mesma e 3y ao centro da cimara de combusti3o.

CAMARA DE REAGAO

Conforme indicado pelas condig@es de
contorno a4 Eq. (9), necessita-se calcular a
velocidade do fluxe aoc longo da camara. Este
calculo é feito de forma analoga & realizada
por Costa (1982), levando-se, porém, em conta
a varliag3o de 4rea de queima prevista por
Ronzani (1989) e observada experimentalmente
por Gurgel (19910 em modelos de cimara de
estato-reatores semelhantes ao do casc em
estudo.

Considerando-se, entio, que a regiio de
suporte de chama propicia wum fluxo com
velocidade inicial de 10 mss e temperatura
igual a 587 K para um diametro internc
inicial de 5 c¢m, obtém-se valores para a
velocidade do escoamento em 20 cm de
comprimento da camara gque podem ser ajustados
a um reta (Fig. 2). Logo:

UzCZD = ag + a,f C10d

- W ST S S S S—
]

T,
4 L] 2 " zo ziem}

Figura 2. Grafico velocidade do escoamento
versus comprimento da camara.

A solug3o da Eq. (93 & local, devendo
ser obtida para cada ponto da camara, e
n3o-linear, necessitando de métodos

numéricos. Cebeci (1977) apresentou um método
para a sua solugio, empregando Runge-Kutta de

4% ordem. A partir desta solugfo, pode-se
obter a taxa de combust3o transformada (v;)
através da Eq. (11D:

{4 s v

vl gc&d = — £CO

e a taxa de combustiZo local C;q) atraveés de:

e_H

2 e g »
rqtés = 3 7 v 12>

logo, substituindo-se a Eq. (12> na Egq. Cii).



obtém-se:

P H
G . g £C0D
rqCEd SR gc?> 13>
onde: pg — massa especifica do combustivel
gaselficado
pr — ‘massa especifica do combustivel
sélido
BRi - raio interno do gr3o para cada

seg3Io de caAmara

2r 5 1-2

- 1y

gC¥d [Ca°+a,§’)z[a°+ = —.,]] 14>
O valor de ¥ ¢ avaliado por:

_ P

S Az €15
Ry

Observa-se que existe uma variagio da
area da seg3o reta do gr3o com o comprimento
da caAmara e, logo, deve-se calcular rq em
valores de Az suficientemente pequenos nos
quais a variag3o do raio possa ser desprezada
para tornar possivel a aplicagio da
coordenada longitudinal transformada. A cada
Az, contudo, o wvalor de E; seria diferente e
considera-se que um perfil da superficie de
combustio se desenha passo a passo a partir
de um diAmetro inicial constante em toda a
extens¥o do gr¥o, de acordo com a Eq. (16D
que se segue:

D
-1

R, = — Ctan a0 Az 16>

onde a = 2?, conforme sugere a observagXo dos
resultados experimentais de Gurgel (1991).

Os dados de entrada para a resolug3o
numérica do problema da cé&mara de reagfo de
um sistema hibrido polietileno - oxigénio
funcionando a 10 atm com expans3o étima dos
produtos da combustZo a uma relag3io de
equivaléncia de 1,5, em comparagic a razio
estequiométrica entre as wvaz®es maAssicas de

combustivel e oxidante, sZ%o avaliados nos
valores abaixo:
9 <
pr = 0,93 gscm 3 ﬁle-o = -0,104
pPo = 6,83 e-03 g-cm N
pg = 3,35 e-03 grem’ Te =230 K
Pp = 7,87 e-04 gscm 'G"(’-n= -0.271
Cp, = 1,7889 cal~ g =
P = -
k' =1.83 e-04 calscgk s HlaT 2122 e-dgsems
ge = —4655,74 cal-g re = 0,028
onde: Po — massa especifica de oxidante

massa especifica dos produtos

da combustXo

k - condutividade térmica média dos
5 produtos da combust@3o

Te - temperatura de camara

Pp ~

resultados colhidos 'sZo
apresentados na Tab. (12.0 wvalor médio de
0,113 mm/s para a taxa de combust3o do

polietileno foi obtide para 20cm de camara.

Al guns dos

CONCLUSAO

Conforme se nota, a taxa de combustZo
decresce ao longo da camara, Jjustificando a
suposi¢gio inicial da wvariag3o da Area de
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queima com z. Como conseqli®dncia do processo
de queima do grXZo, havera uma variagio
crescente do seu diametro interno e, logo, a
velocidade do fluxoc e a taxa média de
combust¥o diminuem (Tab. 2), enquantoc aumenta
a area de queima, tendendo para um processo
de queima neutra.

Tabela 1. Taxa de combustic na cAmara de
reagc3oc para D= 50 mm.
zCmmd r g mmss2
10 0,429
30 0,178
50 0,129
70 0, 096
80 0,079
110 0,069
130 0, 061
180 0,085
170 0, 050
190 0,047

Tabela 2. Valores de u,]no [ I:q(m.d, devidos
aco aumento de Dy,
D; Uz |z=0 Fq
CmmD Cmrss) Cmm-s2
56 7,97 0,108
62 6,50 0,107
74 S, 41 0, 095

Pela aplicagiZo da Eq.
superficie de queima do
ilustrada conforme a Fig.

€162 a evoluglo da
gric pode ser

3.

o Irio e
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(2)-D=%amm
Figura 3. EvolugXoc da superficie de queima.

{3)-p=c2Zmm
(4)-Di=74mm

Finalmente, deve-se mencionar que estes
resul tados foram obtidos aplicando-se
procedimentos de trabalhos anteriores scobre
propuls3o aerdbia C(Ronzani, 19838 e Cousta,
19915 que n3o incluem os efeitos da radiagdo
na equagio da energia. Tal efeito, contudo,
deve ser importante no caso de um sistema
hibrido, tendo em vista as altas temperaturas
de combust3o .destes sistemas. Assim, o
préximo passo deve ser © de inclui-lo em
estudos posteriores.
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ABSTRACT

The burning of a solid fuel under an
oxidizer flow involves chemical reactions
whithin boundary layers. In this paper, a
similar development to the Emmons problem
applied to a cilyndrical combustion chamber
of a polyethylene-liquid oxygen hybrid system
is analysed, in order to calculate the fuel
regression rate.
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RESUMO
O objetivo deste artigo é apresentar um estudo comparativo entre alguns modelos computacionais
de incéndio em compartimentos (FIRST, BRI2, COMPBRN-III, CFAST) e dados experimentais da
SNL/UL relativos a simulagio de incéndio em compartimento unico. Foi verificado que os modelos
fornecem resultados que estdo aproximadamente de acordo com os dados experimentais, sendo
portanto, adequados para os propositos de engenharia. Os resultados computacionais mostraram que
a analise de combusto e o modelo de pluma desempenham papel chave na predigdo dos resultados.

INTRODUCAOQ

Especialistas em fendmenos naturais afirmam que o incéndio
em ambiente confinado € o acidente que provoca maior panico,
pois a geragdo de fumaga toxica, a falta de oxigénio e as altas
temperaturas  atingidas, dificultam muito o combate ao
incéndio e a evacuagdo de pessoas.

Segundo Nowlen (1987), somente nos Estados Unidos,
morrem 12.000 pessoas a cada ano em decorréncia de incéndios,
sendo que outras 300.000 sio gravemente feridas. Essas perdas
humanas tem sido acompanhadas por um prejuizo anual estimado
em quatro bilhdes de dcﬁares. Nos paises desenvolvidos, o custo
total dos incéndios (custos ligados a perdas materiais, seguros e
equipamentos de prevengdo e combate a incéndio, e custos com
assisténcia médica e previdenciaria) chega a ser da ordem de 1%
do PIB, valor este bastante significativo.

A procura dos Modelos Computacionais de Incéndio tem
sido cada vez maior devido aos altos custos dos experimentos em
escala real, ao desenvolvimento tecnolégico de novos materiais
muitas vezes inflaméaveis, s obras com grandes ambientes
confinados (altos edificios, metrds, tineis, etc) e ao crescimento
industrial principalmente da grea petroquimica e nuclear.

Num incéndio em compartimento as principais caracteristicas
a serem determinadas sdo a variagdo da temperatura ambiente
com o tempo, os fluxos de calor transferido as regides vizinhas e
as concentragdes de gases toxicos. Estes dados permitem avaliar a
extens3o do incéndio, sua possivel propagagdo para outras areas
e as eventuais rotas de dispersdo dos gases de combustdo.

As caracteristicas do incéndio dependem fortemente do
volume do compartimento, do tamanho e localizagio das
aberturas de comunicagio, da geometria e localiza¢io dos
materiais combustiveis presentes, da existéncia ou ndo de
protegdo contra incéndio e das propriedades fisico-quimicas ndo
s0 dos materiais combustiveis mas também das paredes, piso e
teto do compartimento.

Genericamente, o incéndio em um compartimento pode ser
subdividido em cinco estagios: a) inicio, b) desenvolvimento;
c) flashover; d) incéndio generalizado; e) extingdo.

A fase de inicio de incéndio envolve a igni¢do de um pequeno
elemento combustivel no local analisado. Neste estagio de
desenvolvimento a zona de risco restringe-se a vizinhanga
imediata ao foco do incéndio.

Na etapa seguinte, o fogo alastra-se sobre as superficies
combustiveis por avango continuo da chama, pelo aquecimento
por radiagdo ou convecgdo de elementos combustiveis nio
contiguos, podendo  provocar a  ignigBo dos mesmos
e, por vezes, pelo simples transporte de chama entre dois
materiais combustiveis em contato. Proximo a chama, o ar e os
gases volateis aquecidos adquirem, por convecgdo natural, um
movimento ascensional. Se ndo houver uma abertura no teto, os
gases quentes podem comegar a se acumular em torno da area do
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teto, formando uma camada de gases.

Por radiago e convecgdo o fogo aquece também as paredes
e o teto do compartimento. Estes corpos quentes, bem como a
camada de gases quentes passam a agir como fontes irradiando e
refletindo de volta o calor para as superficies combustiveis,
estejam elas queimando ou nfo, aumentando a taxa de
volatilizagio dos combustiveis e alimentando ainda mais as
chamas. Havendo combustivel suficiente, o volume e a
temperatura dos gases aumentardo com o tempo. Se ndo houver
nenhum sistema de prote¢do contra incéndio atuando, e se as
aberturas ndo forem suficientemente grandes, a temperatura no
compartimento poderd atingir niveis tais que ocorra a ignigio
simultinea de todos os materiais combustiveis presentes. Esta
propagagio abrupta é conhecida como "flashover". O incéndio
torna-se entdo generalizado e o nivel de oxigénio comega a cair,
acompanhado de um aumento nas concentragdes de monoxido e
dioxido de carbono.

O periodo de combustio generalizada, que se segue ao
"flashover”, é caracterizado por velocidades de queima limitadas
seja pela taxa de ventilagdio do ambiente ou seja pela superficie
livre de combustivel. Nesta fase as temperaturas e os fluxos de
calor aumentam consideravelmente, diminuindo em seguida, a
medida que os materiais combustiveis sdo consumidos.

A fase de extingio ocorre quando a maior parte do
combustivel ja foi consumida. A intensidade do fogo diminui
drasticamente e a queima, em geral, se processa em pequenas
chamas. :

Os modelos existentes de incéndio em compartimentos
colocam em evidéncia a grande complexidade do assunto, pois
fendmenos térmicos, quimicos, e da dindmica dos fluidos ai estdo
presentes. Por esta razio, o problema é frequentemente tratado de
forma simplificada no modelo de zonas, e para fins de analise o
compartimento € dividido em zonas caracteristicas com
propriedades fisicas e quimicas homogéneas, como mostrado na
figura 1.

Ambiente Externo

Paredes superiores
e teto

-\—\c\aiiiiiii"iiiiiiéindi;
l.-/_ vent
/Canada Inferiof

Paredes inferiores
B piso

“\Pluma e

L Ohjeto ndo em

Znjeto en
Chamas Chamas

Figura 1: Modelo de Zonas

A vantagem dos modelos de zonas é que os programas de
cilculo que a eles estdo associados dio respostas rapidas e



razoavelmente precisas, rodam em computadores de pequeno
porte permitindo facilmente atualizagdes e podem ser usados por
ndo especialistas da area de Engenharia de Incéndio.

Os modelos de zonas sdo do tipo integral, no fornecendo
portanto detalhes sobre a distribui¢do espacial das variaveis. A
cada zona é atribuido um valor caracteristico de cada variavel
principal e o modelo € capaz de descrever a variagio no tempo
de cada uma dessas grandezas.

MODELOS DE INCENDIO EM COMPARTIMENTO

Os seguintes programas de simulagio de incéndio, que usam
o modelo de zonas, foram analisados: BRI2, COMPBRN-III,
FIRST, CFAST.

FIRST (versio 1.2 - Set.1987) foi desenvolvido na
Universidade de Harvard, Cambridge, EUA, (Mitler e Rockett,
1987).

BRI2 (versdo BRI2T- Fev.92) foi desenvolvido no Building
Research Institute, Tsukuba, Japan (Tanaka, 1992).

CFAST (versdo 2.01- Fev.94) foi desenvolvido no National
Institute of Standards and Technology, Gaithersburg, EUA
(Peacock et al., 1993).

COMPBRN-III (versdo e-1.1 - Fev.1993) foi desenvolvido
na Universidade da California, Los Angeles, EUA (Apostolakis
et al., 1990).

BRI2 e CFAST foram desenvolvidos para compartimentos
multiplos, FIRST e COMPBRN-III para compartimento tnico.

Os principais fendmenos que ocorrem num incéndio estio
indicados na figura 2, sendo que estes fendmenos sdo tratados de
forma distinta por cada programa de simulagio de incéndio em
compartimentos, conforme descrito a seguir.

Formacdo da pluma Saida de fumaca

Objetq em auto-
19nigd0

Figura 2 : Fendmenos Fisicos no incéndio em compartimento

Equagdes de Conservagdio. Todos os programas utilizam as
equagdes de conservagido de massa e de energia para as camadas
superior e inferior. A equagdo de conservagdo de espécies
quimicas também ¢€ utilizada no BRI2, CFAST e FIRST.

Para resolver o sistema de equagdes resultante FIRST utiliza
um dos seguintes métodos: 1) Método de Jacobi (Substituigdes
sucessivas), 2)Método Newton-Raphson (Método das secantes);
3) Método de Newton Rapido. COMPBRN-III utiliza somente o
Método de Newton-Raphson. BRI2 e CFAST resolve as
equagBes diferenciais ordinarias resultantes dos balangos por
integragio via Runge-Kutta.

Modelo de Combustdo. A energia liberada através da queima
de uma massa de combustivel em fungdo do tempo, levantada
experimentalmente, € introduzida como dado inicial.

A taxa de queima depende da ventilago disponivel, da area
de superficie do combustivel e da natureza do combustivel. Nos
quatro modelos, o incéndio pode ter sua taxa de queima limitada
pela quantidade de oxigénio ou combustivel disponivel.

No FIRST existe, também, a possibilidade se utilizar uma
curva de crescimento exponencial ou o modelo de incéndio em
pogas.

Plumas. O empuxo gerado pelo processo de combustio em
um incéndio causa a formagdo de uma pluma. A pluma transporta
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massa e energia da fonte de incéndio para a camada superior.
Quando a pluma de gases ascende ao teto o ar ambiente ao redor,
relativamente mais frio, é misturado com a pluma
("entrainment"). Uma camada de gas quente é entdo, formada
pela pluma do incéndio junto ao teto do compartimento.

O modelo de "entrainment" considera a penetragio de ar
lateralmente na pluma. Esta entrada de ar frio abaixa a
temperatura dos gases da pluma.

O efeito da colocagdo de uma parede vertical proxima a uma
fonte de incéndio, reduz o fluxo de massa da pluma pela
diminuig3o da area da pluma em que ocorre a entrada de ar do
ambiente. A redug@o do ar de "entrainment" causa uma elevagio
da temperatura da camada superior. Como menos ar entra na
pluma, a espessura da camada quente diminui.

Os programas utilizam modelos de pluma baseados em dados
empiricos. BRI2 utiliza o modelo de pluma de Zukoski.
COMPBRN-III utiliza modelo de Zukoski simplificado. FIRST
permite a escolha da modelo de pluma dentre as seguintes opg¢des:
1) Morton-Taylor (Morton, 1956) 2) McCaffrey, (McCaffrey,
1983) 3) Zukoski, (Zukoski et al., 1981) 4) Delichatsios (Mitler,
1987) 5) Hasemi (Hasemi, 1982). No CFAST ¢ utilizado somente
o modelo de McCaffrey.

Vents. O ambiente do compartimento troca massa com 0s
compartimentos adjacentes e com o exterior através dos vents. A
entrada de ar e saida de gases quentes muda a energia interna do
compartimento. Os sistemas de ventilagdo aumentam as trocas de
massa com os compartimentos adjacentes.

Os programas BRI2, COMPBRMII, FIRST e CFAST
deduzem expressdes de fluxos em vents em fungio da diferenca
de press3o ¢ de densidade entre camadas de compartimentos
adjacentes, do coeficente de vazio, da area do vent e outros
pardmetros geométricos.

Transferéncia _de Calor por Conducdo. Parte do calor
recebido pelas paredes e objetos é perdido por condugdo. Nos

modelos de condugdio a equagio de difusio de calor
unidimensional € resolvida por Crank-Nicholson. As condigdes de
contorno diferem de um programa para outro.

rénci lor por Convecgdo. Os gases da camada
superior perdem calor para as paredes e objetos por convecgio
conforme a lei de Newton de resfriamento. O coeficiente de
transferéncia de calor por convecgdo ¢ calculado de forma
diferente em cada programa.

Transferéncia de Calor por Radiagio. Os modelos utilizam o
método da radiagdo liquida para o cilculo do calor liquido
trocado pelas camadas, paredes, teto e objetos. No BRI2, CFAST
e FIRST, a emissividade da camada superior ¢ considerada
dependente da concentragdo de fumaga na camada superior,
COMPBRN-III ndo considera esse efeito.

Jato de porta (doorjet). O modelo de jato de porta considera

a passagem de gases da camada superior de um compartimento
para outro através de uma abertura entre eles (uma porta, por
exemplo). A passagem de gases se da através de um jato que
entra no compartimento adjacente formando neste, uma camada
de gases quentes. A distribuigio de velocidade e temperatura nos
gases ascendentes segue uma distribuigdo gaussiana, A parte
interna do jato com maior velocidade penetra na camada superior
do compartimento adjacente. BRI2 e CFAST consideram o jato
de porta na modelagem.

Jato de teto (Ceiling jet). A pluma de incéndio penetra a
camada superior e atinge o teto na forma de jato, estando a alta
velocidade e temperatura. Este jato turbulento flui radialmente
para fora ao longo do teto, transferindo calor. A taxa de
transferéncia de calor varia com a distincia radial do ponto em
que o jato impinge o teto, reduzindo rapidamente com o aumento
do raio. CFAST ¢ o Unico dos programas que considera o jato de
teto.

Jatos de parede. Um jato de teto, quando situado proximo a
uma parede, pode produzir um jato de parede que se dirige para




baixo. O fluxo descendente nas paredes ¢ revertido, num
determinado momento, pela influéncia das forgas de empuxo,
reentrando na camada superior apOs provocar um
"entrainment"adicional de ar frio da camada inferior. Desta forma
a espessura da camada superior cresce mais rapidamente, mas
com temperatura e concentragio de gases menor. COMPBRN-III
¢ o unico dos programas que considera o jato de parede.

ntrad uperior. A mistura
de ar de entrada com os gases da camada superior ‘é um
“entrainment" turbulento que ocorre quando ar frio entra na
abertura e gases quentes saem do compartimento acima da
interface témica. Parte dos gases que saecm € dirigido para a
camada inferior por esse processo. O empuxo faz com que os
gases quentes voltem a subir e uma quantidade adicional de ar
mais fresco da camada inferior vai para a camada superior. Esta
mistura causa diminui¢io da temperatura da camada superior e
aumento da espessura da camada de gases de combustio.
COMPBRN-III é o unico dos programas que considera a
mistura de ar de entrada com os gases da camada superior.

SIMULACAOQ

Com o intuito de comparar o desempenho dos programas
citados, foi considerado o experimento realizado pela SNL/UL
(Sandia National Laboratories e Underwriters Laboratories). O
objetivo da experiéncia SNL/UL era verificar a adequabilidade da
afirmag¢do do apéndice R da norma 10CFR 50 de que a distancia
de 20 & de separagdo entre cabos elétricos e materiais
combustiveis seria suficiente para garantir a integridade funcional
dos cabos em uma emergéncia,

A configuragio do compartimento no experimento da
SNL/UL esta indicada na figura 3. Um tanque de heptano de
10 galdes € colocado a 20 ft de distdncia horizontal de trés
bandejas de cabos e entra ignigdo através de uma chama piloto.
Analisa-se a seguir a evolugio do incéndio.

Para os modelos computacionais, foram fornecidos os dados
referentes a geometria do compartimento, tamanho dos vents,
propriedades fiscas dos objetos, curva do calor liberado em
fungdo do tempo, etc. A partir desses dados os programas
calcularam a temperatura e espessura da camada superior, a
concentragdo dos gases, os fluxos nos vents etc, em fun¢do do
tempo. Foram utilizados os dados de propriedades fisicas do
heptano conforme Brandberry (1990) ¢ do PVC de revestimento
dos cabos elétricos conforme Mitler (1987). A curva de calor
liberado fornecida como dado de entrada é baseada em dados de
Duong (1991). As estimativas das taxas de queima para o heptano
foram bascadas em valores obtidos por Babrauskas (1983).

9,14n o

r
1,98 m 28 £t (6, 1nd

Figura 3 : Configuragdo do Experimento SNL/UL

A anilise dos testes da SNL/UL, segundo Cline et al.
(1983), mostrou que a distancia de 20 ft nio garante em todas as
situagGes que ndo haja queima dos cabos elétricos. O relatério
final da SNL/UL, demonstra varios casos em que houve danos
aos cabos elétricos mesmo obedecendo a distdncia de 20 ft entre
bagdeja; de cabos e uma fonte de incéndio no roteamento de
cabos.
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DI Al
Foi verificado que a eficiéncia de combustdo é um parimetro
de forte influéncia nos resultados. FIRST e COMPBRN-III
necessitam da eficiéncia de combustdo como dado de entrada. Para
estes foi utilizado o valor de 85% que esta de acordo com dados
de eficiéncia de queima de heptano para ambientes pouco
ventilados similares ao do expenimento SNL/UL (Tewarson,
1983). Ja os programas BRI2 e CFAST possuem subrotinas que
calculam a eficiéncia de combustdo. BRI2 e CFAST fornecem
eficiéncias de combustio mais altas que a real, e portanto
fornecem temperaturas da camada superior mais altas que a real.
A figura 4 mostra que FIRST (utilizando o modelo de
McCaffrey) e COMPBRN-III (com eficiéncia de combustdo
85%) predizem a temperatura da camada superior com precisio
muito boa, ja BRI2 (modelo de Zukoski) e CFAST (modelo de
McCaffrey) predizem temperaturas para a camada superior mais

altas.
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Figura 4 - Temperatura dos gases quentes da camada superior em
fungdo do tempo.
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Os resultados computacionais do FIRST quando rodado com
varias opgdes de subrotinas de pluma estio mostrados na
figura 5. Verificamos que para este caso, os modelos de pluma de
McCaffrey e Hasemi foram os que forneceram melhores
resultados e o de Zukoski, o pior resultado.
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Figura 5 - Temperatura da camada superior com o programa
FIRST para varios modelos de pluma.



Todas subrotinas de pluma sio baseadas em relagdes
empiricas para queima de diversos combustiveis em tanques de
base circular. Para este caso que possui base ndo circular
considera-se um tanque de area da base circular equivalente.

FIRST fornece a espessura da camada superior com boa
aproximagdo, os demais fornecem valores menores que o real
conforme figura 6. O modelo de pluma influe fortemente no fluxo
de massa ascendente e portanto na espessura da camada superior
formada. A taxa de queima e o fluxo de massa nos vents também
influem na espessura da camada, e devem ser a causa dos
resultados diferentes em cada modelo.
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Figura 6 - Espessura dos gases quentes da camada superior em
fun¢do do tempo

BRI2 ¢ CFAST nido avaliam a possibilidade de auto-igni¢do
de objetos presentes no compartimento. Os resultados de FIRST
¢ COMPBRN-III da figura 7 indicam que nfo ocorre auto-ignigio
no trem de cabos elétricos ja que a temperatura da superficie dos
cabos ndo atingiu 789 K (temperatura de auto-ignigdo dos cabos),
o0 que estd de acordo com o experimento da SNL/UL.
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Figura 7 - Temperatura da superficie dos cabos elétricos em
fungio do tempo

CONCLUSOES

Através de comparagdo com resultados do experimento da
SNL/UL, verificou-se que os modelos computacionais
apresentaram resultados satisfatorios.

Entre os pardmetros em estudo, a eficiéncia da combustio, a
taxa de queima de combustivel e o modelo de pluma s3o os que
tem maior influéncia nos resultados. Foram verificados valores
mais altos de temperatura e espessura da camada superior nos
modelos que superestimaram a taxa de queima e a eficiéncia da
combustao.

Houve grande variagdo nos resultados das temperaturas da
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camada superior para as diversas subrotinas de plumas. Nenhuma
das subrotinas de plumas considera o efeito da forma geométrica
do tanque de heptano. Esta simplificagiio entretanto pode ter
produzido desvios no calculo da vazio de ar de "entrainment” e
por consequéncia desvios no calculo da temperatura e espessura
da camada superior.

Da analise feita, conclui-se que deve-se utilizar as subrotinas
disponiveis atualmente nos modelos computacionais com muito
cuidado, j4 que estas somente s3o validas em determinadas
condi¢Bes particulares de um incéndio. E necessario melhorar
ainda mais os modelos de pluma e de taxa de queima de forma
que para cada configuragic do compartimento, tipo de
combustivel e concentragio de oxigénio tenha-se o modelo mais
adequado.
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ABSTRACT

The aim of this article is to present a comparative study of
some computer fire models (BRI2, COMPBRN-III, FIRST and
CFAST) and experimental data by SNL/UL. It was found that the
models give adequate results for engineering purposes.The
computacional results imply that the combustion analysis and the
plume model play a keyrole on the prediction. There are many
features that could be improved in each model.
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SUMMARY

We present a numerical study of the ignition of hydrogen-air spherical premized flames. The
numerical code used accounts for a detailed description of chemical kinetics. Physical properties are
taken as functions of the local state of the gas. The minimum energy required to obtain ignition is
mapped as a function of the mizture equivalence ratio, initial pressure and temperature, and of the
characteristics (spatial ezxtent and duration) of the energy source.

INTRODUCTION

Precise knowledge of the critical ignition condi-
tions of premixed combustible gases is important from
the point of view of both engine design and industrial
hazards prevention.

In this work we focus our attention on the study
of the conditions under which ignition and propaga-
tion of a spherical premixed flame can be obtained in
hydrogen-air mixtures.

This problem has been treated previously both
from an experimental and theoretical points of view.
Lewis & von Elbe (1961) presented an experimental
study of the,influence of the equivalence ratio of the
mixture on the energy required to obtain ignition by
a spark ignition. A difficulty present in the interpre-
tation of their results is the unknown amount of heat
losses to the electrodes. Deshaies & Joulin (1984) and
Champion et al. (1986, 1988) evidenced, by means
of a theoretical and numerical study, the existence of
a critical energy required to obtain ignition and prop-
agation of a spherical premixed flame in an homoge-
neous mixture, in the case of a one-step irreversible
reaction. .

The study we present is carried out by using
a computer code capable of simulating the combus-
tion of a gaseous mixture whose physical properties are
functions of pressure, temperature and of the compo-
sition (Kee at al., 1980, 1983) . A complex chemical
kinetics scheme (9 species and 19 reactions) is used
to describe hydrogen-air chemistry (Kee et al., 1980) .
Ignition is triggered by a localized heat source of finite
duration and spatial extent, which intends to approx-
imate some of the characteristics of a spark ignition
plug.

In a first step, we successfully compare the min-
imum ignition energy and the steady propagation ve-
locity of the flame with previous numerical and exper-
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imental results.

In a second step, we conduct an extensive study
of the influence of the mixture equivalence ratio and
of initial temperature and pressure on the critical ig-
nition energy. We show that there exists a value of the
equivalence ratio which leads to a minimum of the crit-
ical ignition energy. Furthermore, for given mixture
composition and temperature, there exists a value of
the pressure that leads to a minimum ignition energy.
This feature is shown to be directly related to the exis-
tence of the extented second limit of explosion, which
is in accordance with experimental evidence (Kurban
Ghafil, 1986) .

A survey on the influence of the duration of heat
deposit on the critical ignition conditions is also per-
formed. An asymptotic value of the minimum ignition
energy is found to exist for the shortest durations.

MATHEMATICAL FORMULATION

In the present paper we make the following as-
sumptions: (i) spherical geometry, (ii) constant static
pressure, (iii) negligible radiative and Dufour heat
transfer, (iv) species diffusion obbeys Fick’s law. A
critical analysis of these hypothesis can be found else-
where (Champion et al., 1986) . The conservation
equations for mass, species, and energy can be writ-
ten as (Williams, 1985) :
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In these equations classical terminology is em-
ployed. The boundary conditions used at the origin
are zero velocity and derivatives for temperature and
mass fractions. At the outer edge of the domain we
suppose that temperature and species mass fractions
remain constant. At the beginning of the calculation,
and for a time duration 7, a constant energy source is
imposed at 0 < r < R.

The chemical kinetics scheme used in this pa-
per (Kee et al., 1980) involves the following species
Hsz, Oz, H;0, OH, H, O, HO,, H;05 and Nj, and 19
elementary reactions.

RESULTS AND DISCUSSION

Numerical Code Validation. We validate our
numerical code for both ignition and flame propaga-
tion phases.

Experimental data are available concerning the
energy required to obtain ignition for different equiva-
lence ratios of the hydrogen-air mixture (Lewis & von
Elbe, 1961) . The typical size and time for the en-
ergy deposit taken in our numerical study are 0.3mm
and 5us repectively. In figure 1 we show a comparison
between experimental values of the energy required
to ignite the mixture and our calculated results, as
a function of the equivalence ratio of the fresh un-
burned gases. Initial pressure and temperature are
po=0.1MPa Tp=300K. It is clear in this figure that
the calculated critical energy required to ignite the
mixture is always of the order of 10% of the measured
eletrical energy. This discrepancy can be attributed
to the energy losses through the electrodes. Maly &
Vogel (1979) have measured these losses, which vary
between 50% and 70% of the electrical energy.

A second comparison is made with experimen-
tal data (Kageyama & Rakotonia, 1993) for an Hy-air
mixture with unity equivalence ratio. The duration of
the spark is 2.355ms and the distance between elec-
trodes is 2mm. The calculated critical energy, 11mJ
is again 20% of the measured one (51mJ).

Numerical results concerning the ignition by a
central heat source are given by Mass & Warnatz
(1988) and Kailasanath et al. (1982) . In these works
the heat source is considerd to be an exponential de-
creasing function of the radius. In these two papers
the ignition energies they obtain are 2mJ and 4ml,
respectively. These energies correspond to a radius of
Imm and a typical time of 0.1ms (duration time of the
spark). For the same mixture (pp=0.1MPa, To=300K
and ¢ = 1), we obtain a critical energy of 1.75mJ. It
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Figure 1: Ign_it.ion energy as a function of the equiv-
alence ratio of the fresh unbured gases. Compar-
ison between calculated and experimental results.
po=0.1MPa, T5=300K, r=5us and R=0.15mm
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Figure 2: Flame velocity as a function of the equiv-
alence ratio of the fresh unbured gases. Comparison
between calculated values for the spherical flame and
the adiabatic planar flame. po=0.1MPa, Ty=300K

must be noticed that different chemical kinetics mod-
els are used by each of the authors.

Once ignition is obtained, a spherical flame
propagates in the mixture of fresh unburned gase. In
the limit of very large flame radius (when compared
to the flame thickness), this flame possesses the same
characteristics of a planar freely propagating adiabatic
flame.

In figure 2 we compare the adiabatic flame speed
calculated with the original computer code with the
values we obtain after the spherical flame attains a
stable propagation. The values we calculate are within
10% of the adiabatic flame speed.

On the basis of the comparisons performed
above, we consider that our numerical code is able
to describe correctly the phases of ignition and prop-
agation of combustion,
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Figure 3: Critical gnition energy as a function of the
temperature of the fresh unbured gases. pp=0.1MPa,
¢ =1, 7=5pus and R=0.15mm

The Influence of the Initial Conditions of the
Gas on the Critical Ignition Energy. We adress here
the influence of the initial temperature and pressure
of the fresh unburned gases on the critical ignition en-
ergy. The characteristics of the heat source are held
fixed (r=bus, R=0.15mm), as well as the equivalence
ratio, ¢=1.

In figure 3 we show the influence of the initial
temperature of the mixture on the critical ignition en-
ergy, the pressure being held constant at 0.1MPa. We
observe that the critical energy decreases as the initial
temperature increases. This result can be expected:
as we increase the temperature of the fresh unburned
mixture, we approach the self-ignition point, and thus
less energy is required to ignite the gas.

In figure 4 the critical ignition energy is plotted
as a function of the initial pressure, the temperature
of the fresh unburned gases being Tp=300K. It can
be seen that this curve possesses a minimum around
po=0.1MPa. This is attributed to the second explo-
sion limit of the hydrogen-air mixtures (Lewis & von
Elbe, 1961) . During the ignition phase, a competi-
tion exists between the reactions H40, =0H+-0, a
chain branching reaction with high activation energy,
and H4+024+M=HO,+M, a three-body chain propa-
gation reaction, which is very sensitive to pressure.
For the low pressures of the mixture, the first reac-
tion dominates, while the second one becomes more
important around py=0.1MPa. This second reaction
leads to the slow propagating HO2 chain. Therefore,
at high pressures, more energy is required in order to
produce radicals, and thus ignite the mixture.

The Influence of the Heat Source Characteristics

on the Critical Ignition Energy. We now fix the state
of the fresh unburned gases to po=0.1MPa, Tp=300K,
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Figure 5: Ignition energy as a function of the source
duration. p; =0.1MPa, Ty, =300K, ¢ = 1 and
R=0.15mm

¢ = 1 and vary both the duration and radius of the
heat source.

Figure 5 shows the critical ignition energy as a
function of the heat source duration for a fixed source
radius of R=0.15mm. We can observe that the criti-
cal energy has an asymptotic behaviour for very small
source times, increasing drastically for 7 > 0.1ms. For
given energy deposition, the smaller is the duration
time, the higher is the temperature reached in the ker-
nel and the smaller the corresponding chemical time.
For very small source durations, the chemical time is
very short compared to the molecular transport time,
and nearly all the energy is used by the chemical pro-
cess. Ignition is triggered almost instantaneously.

As we increase the source duration, molecular
transports will begin to play an important role, de-
creasing the temperature and radical concentration of
the source kernel. This will lead eventually to an in-
crease 1n the critical energy.
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Figure 6: Ignition energy as a function of the source
radius. pg=0.1MPa, Tp=300K, ¢ = 1 and r=5us

In figure 6 the influence of the source radius
on the critical energy, for a fixed duration r=5us of
the energy source is plotted. For large source radius,
R>1em, the critical energy possesses an asymptote,
and for R<0.5cm a sharp decrease can be noticed.

In the limit of very small heat source radius, dif-
fusion effects become extremely important, due to the
1/r “aditional” term in spherical coordinates. This
has the effect of increasing heat and species transport
from the source kernel to the fresh unburned gases,
thus favouring ignition. As the source radius is in-
creased, more energy will be required to heat the gas
up to ignition. For large source radius, diffusion effects
are far less important, and the center of the kernel is
increasingly isolated from the fresh gases. This leads
to a stabilisation of the critical energy required to ob-
tain ignition.
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RESUMO

Este artigo apresenta um estudo sobre a utilizagdo de combustiveis secunddrios ¢ residuais alternativamente aos

combustiveis

fosseis na produgdo de cimento Portland, considerando aspectos tecnoldgicos e ambientais. A

utiliza¢do destes estd condicionada ao processo de transferéncia de calor no forno, as reacdes quimicas no interior
do mesmo, as emissoes de sub-produtos para a atmosfera ¢ aos niveis de absorgdo de metais pesados na matriz do

clinguer.

INTRODUCAOQ

A indistria de cimento ¢é caracterizada pelo uso intensivo de cnergia
térmica ¢ elétrica, sendo a primeira forma utilizada principalmente nos
fornos rotativos, e a segunda na moagem do cru ¢ do cimento, Em termos
do consumo mundial de energia em 1992, o setor apresentou-se como o
yuarto maior consumidor (Benoit ¢ Hamel, 1993). Em 1990, a produgio
mundial alcangou a marca de 1,153 bilhdes de toneladas anuais (SNIC,
1992).

O cimento Portland € obtido a partir de uma mistura, em propor¢oes
determinadas de clinquer, gesso ¢ adigdes ativas. Em presenga de dgua
cste inicia as reagoes de hidratagio, que conduzem ao seu endurecimento,
com caracteristicas de alta resisténcia 4 compressio. O principal
constituinte do cimento Portland, o clinquer, ¢ obtido a partir da queima
de uma mistura finamente moida, de calcdrio, argila, areia, minério de
ferro ¢ cventualmente outros aditivos em alta temperatura (1450°C).
Algumas reagoes de formagdo do clinguer sdo endotérmicas ¢ outras
exotérmicas. A reagdo de calcinagio (CaCO3 => CaO + CQ,) ¢
fortcmente endotérmica ¢ consome a maior parte do calor téorico de
formagan do clinguer.

O clinquer pode ser obtido basicamente por dois tipos de processos, isto
&, pelo processo de via umida e pelo processo de via seca. A oblengio do
clinguer pelo processo de via seca pode se dar em [ornos longos, em
fornos com preaquecedores, ¢ em fornos com precalcinadores ¢ prea-
yuecedores. As caracteristicas operacionais dos mesmos sdo apresentadas
na Tabela 1, (Fonseca ct al, 1992),

Os combustiveis tradicionais utilizados pela inddstria cimenteira sdo;
carviao mineral, dlco combustivel ¢ gids natural. Contudo o setor deste
1970, em especial nos Estados Unidos, vem investigando novas fontes de
encrgia, com o objetivo de reduzir os custos de [abricagdo, no qual os
combustiveis representam /3 do custo total. Neste contexto, a
possibilidade de queima de combustiveis sccunddrios, originados de resi-
duos industriais ou urbanos, nos fornos rotativos de produgio de clin-
quer, representa ndo apenas uma alternativa do ponto de vista (éenico ¢
ceondmico, mas também uma alternativa & disposi¢do destes em aterros
Sanitarios.

Combustiveis sccunddrios tem ganhado importincia como uma alterna-
liva a loriec dependéncia de combustiveis {osseis, ¢ sobretudo  aos
problemas ambientais criados pela disposi¢io inadequada de residuos em
4lerros sanitdarios.

CONDICOES PRELIMINARES

Os combustiveis secunddrios utilizados na fabricagio de cimento normal-
menie substituem parte dos combustiveis [osseis. A quantidade de subs-

litui¢do depende de sua composi¢do quimica, do teor de cloro, tragos de
metais pesados prescntes, € a constituigdo de suas cinzas. Muitos destes
residuos possuem alta umidade (>20%), alto teor de cinzas (>40%), e
baixo poder calorifico (<15000 kJ/kg). Por vezes apresentam também
alta porcentagem de constituintes como: dlcalis, enxofre, cloro, titAnio,
P,O,, elc.

Podem ser classificados como combustiveis secunddrios: carvio mineral
com alto teor de cinzas e enxofre; residuos agricolas como, casca e palha
de arroz, bagago, cic.; materiais sintéticos como, residuos de papel e
plasticos; residuos industriais; residuos de petrdleo; residuos da inddstria
de fertilizante; residuos da indistria de aluminio, etc. Existe uma longa
lista de residuos identificados, que podem ser utilizados na produgio de
cimento, 0s quais sdo apresentados na Tabela 2.

O forno rotativo da inddstria de cimento ¢ considerado um versétil inci-
nerador, ¢ pode queimar combustiveis no estado sélido, liquido ou
gasoso. Pode ainda queimar uma variada gama de residuos, cm condigdes
cspeciticas. Contudo, deve-se atentar para a compatibilidade das cinzas e
de outros sub-produtos da queima destes combustiveis com o clinquer,
alim dc se cvitar queda da qualidade, problemas operacionais na
produgdo, problemas ambientais com emissdes, ¢ sadde dos operdrios
que manuseiam o cimento cm seu uso final (Ahluwalla, 1992).

A UTILIZACAO DOS COMBUSTIVEIS
SECUNDARIOS

O uso de combustiveis secunddrios requer estudos especificos para
solucionar muitos problemas que resultam de seu uso. Os principais
problemas relacionados ao uso destes combustiveis podem ser classifica-
dos em: problemas operacionais e de preparagio do combustivel; impacto
na qualidade: ¢ poluigio ambiental.

Preparagio do Cor ivel ¢ Problemas .

Alguns tlipos de combustiveis  secunddrios  queimados em fornos
rotativos, necessitam por vezes de preparagao prévia para sua utilizagio.
Em certos tipos de residuos ¢ necessdrio proceder-sc 4 uma sccageni,
peletizagio,  ¢/ou  pulverizagio.  Outros  residuos  requerem  corie,
esmagamento, ¢/fou  pulverizagdo, Os problemas relacionados com a
preparagao. do combustivel sdo diferentes para cada tipo de residuo,
reguerendo estudos individuais.

Alguns problemas operacionais relacionados com o uso de combustiveis
secunddrios sio: obstrugdo ao fluxe de material no preaguecedor devido
aos volitels, instabilidade na temperatura, formacio de colagens, vida
dos refratdrios, problemas de moagem devido A mistura, ¢ problemas
operacionais devido ao armazenamento ¢ manuscio, cte.
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Tabela 1 - Caracteristicas Operacionais dos Sistemas

de Produgio de Clinquer
Tipo de Processo Cons. Espec. Temperatura
[kJ/kg de clg) r'c

Processo de Via Umida

forno rotativo longo 5860 - 5000 180 - 260

[Processo de Via Seca

forno rotativo longo 4600 - 3970 550 - 760
fomo com preaquecedor 3600 - 3350 330 - 380
com precalc. e preaguec. 3180 - 3050 300 - 360

Tabela 2 - Residuos Utilizados como Combustiveis
Secundirios na Produgio de Cimento Portland

| - MATERIAIS NATURAIS

3 - RESIDUOS INDUSTRIAIS

a - Agrnicullura
- casca de arroz
- palha de arroz.
- casca de coco
- casca de amendoim

a - Res. Petroguimicos
- coque de petrdleo
- cogue
- residuo astéltico
- lama 4cida

- residuos de madeira - residuos quimicos
- hagago
b - Residuos da Indastria
b - OQutros de Fertilizantes

- resfduos de animais
- lama de esgoto ¢ - Residuos da Industria

- 6leos usados de Aluminio

2- MATER. SINTETICOS
- pneus usados

4 - OUTROS

- Residuos domésticos
- residuns de borracha - Residuos municipais
- residuos plistcos
- papelao
- po de grafite
= care. de bateria

[Impacto na Qualid

A qualidade representa individualmente o mais importante parimetro de
controle no uso de combustiveis secunddrios na fabricagio de cimento.
Por isso, 0s combustiveis secunddrios podem somente ser utilizados,
quando a composigio de suas cinzas estiver em uma faixa considerada
apta para a absor¢io  pelo  clinquer. Deve  possuir  também,
compatibilidade com os componentes do cru, ndo apresentar problemas
quanto i gquantidade de metais pesados presentes ¢ baixa toxidade.
Entretanto, até ¢ momento ndo sc lem noticia de problemas mais sériog
relacionados ao uso de combustiveis secundérios, na qualidade do
clinquer ¢ no cimento produzido com ele.

Os efeitos da presenca de metais pesados na gualidade do cimento
produzido, tem sido objeto de novas investigagoes, com a avaliacio dos
niveis maximos de absor¢io, sem problemas na qualidade e na saide de
trabalhadores que manuseiam o cimento.

Polui¢do Ambi

A queima de combustiveis secunddrios nos fornos rotativos pode levar,
de acordo com a classe ¢ composi¢do quimica, s cmissdes de produtos
clorados, dcido cloridrico (HCI), outros gases dcidos, emissoes de metais
pesados (quando presentes em sua composicio), bem como ao aumento
das emissdes de 6xidos de enxofre (SOx) e 6xidos de nitrogénio (NOx),
Cm Certos casos.

Baseado em estudos detalhados, a Agéncia de Protegio Ambiental dos
Estados Unidos (USEPA), regulamentou a Legislagio para Caldeiras e
Fornos Industriais (BIF), que estabelece limites para emissdes de
hidrocarbonetos em 20 ppm, bem como uma eficiéncia ¢ remogio de
compostos clorados maior do que 99,99%. Baseado nesta Legislacdo, a
quantidade de combustivel secunddrio utilizado em substitui¢io aos
combustiveis fosseis, torna-se limitada pelos niveis aceitdveis de
emissdes consideradas sem riscos 4 saide humana e a0 ambiente
(Holcomb and Pedelty, 1992). Para o caso de emissdes de metais pesa-
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dos, os limites estabelecidos pela BIF para uma Mixima Exposigio
Individual (MEI) sdo apresentadas na Tabela 3 (Holcomb and Pedelty,
1992).

Tabela 3 - Limites Méximos para as Emissocs Segundo
a BIF (U.S. EPA).

Substincia Limites Substincia Limiles
(ng/m') [ug/m’]
METAIS
Antimdnio 0,30 Cromo Hex. 0,00083
Arsénio 0,0023 Chumbho 0,09
Bério 50,0 Mereurio 0,08
Berilio 0,0042 Prata 3,0
Cadmio 0,0056 Talio 0,50
PRODUTOS DE COMBUSTAO INCOMPLETA
23,78 - TCDD equivalente 0,00000022
PRODUTOS ORGANICOS PERIGOSOS
Eficiéncia de Destruigido ¢ Remogio 99,994

NOTA: A Maxima Exposipédo Individual (MEN corresponde a wma exposiydo em alta
concentragde para wng pessoa, durante 24hs por dia, 305 dias por ano, nema vida
estimadu de 7 anos.

Valores miximos aceitdveis para a concentragdo de metais pesados na
composicdo do cimento, sem maiores danos & saude dos operdrios, de
acordo com  Agéncias Internacionais de Sadde Ocupacional, foram
reportados por Mantus (1992). Conforme verifica-se na Tabela 4, os
teores médios de Arsénio ¢ Cromo, levantados em testes realizados em
97 fornos rotativos, estio muito proximos dos limites maximos esta-
belecidos, chamando-se a alengdo para o controle destes clementos.

Tabela 4 - Concentragio de Metus Pesados no Cimento

METAIS Niv. Aceitavels Mdédia | Mimimo | Maximo
Ippm] lppm| | Ippml | Lppm]
Antimonio 50,000, 24 0.7 4,0
Arséiio 200, 19, 5.0 71,
Bério 50.000), 280, 91, 1402,
Berilio 50, 1.1 0,3 31
Cadmio 1.000, L34 0,03 1.2
Cromo LOOH{hexav) 76, 250 422,
Chumbo 5.000, 11, 1,0 T,
Mercario 5.000, 0.01409 | 0,00005 0.039
Niguel il 10, 29,
Selénin [FA% 1.42 0,062 2,23
Prata 1.000, 420 6,75 199
Talio 101000, 1,08 0,01 2,68

EXEMPLOS TiPICOS DE COMBUSTIVEIS SECUNDARIOS

A composicdo quimica de alguns combustiveis sccunddrios, tais como:
lama de esgoto (Obrist, 1987), combustiveis derivados de lixo (Haley,
1985), ¢ pneus usados (Saito et al,, 1987), dentre outros; foram tomados
como exemplo para uma comparagdo com um carvao mineral (Weber,
1963), em termos de composi¢do quimica ¢ teor de cinzas. A Tabela 5
apresenla os valores encontrados, bem como os niveis de substituicao
alcangados com sucesso.

O enxofre introduzido no forno com a qucima de combustiveis
sccunddrios pode levar a um aumento das cmisses de SO, caso ndo haja
um balan¢o de dlcalis na alimentagio, os quais absorvem parte do
enxofre, formando sulfatos alcalinos. Entretanto, isto depende das tempe-
raturas no escoamento dos gases, ¢ do tipo de instalagio, que pode ser
mais ou menos ecficiente nesic caso. Assim, havendo um excesso de
dlcalis, ¢ boas condigies de oxidagdao no forno, haverd correspondente
diminui¢do das emissoes de SO, para a atmosfera.

Compostos clorados como PVC, solventes, plisticos, residuos petroqui-
micos, dioxinas e PCBs (policlorinatos bifenis), apresentam restrigiics
para a sua queima em fornos rotativos, devido aos problemas




Tabela 5 - Andlise Elementar da Composigao Quimica de
Alguns Tipos de Combustiveis Secunddrios.

Componente Carvao | Lamade | Combust. Pneus
Mincral Esgoto Derivado | Usados
de Lixo
Carbone - C 75.2% 24, 98% 34.2% 88,24
Hidrogénio - H 4.1% 3,504 5.0% 7.2%
Enxofre - § 1.2% 0,43% 0.4% 1.8%
Cloro - Cl 0.05% 0,8%
Nitrogénio - N 1.2% 3,50% 1,1% < 1%
Oxigénio - O 2.6% 15,02% = -
Cinzas 14.9% 46,2049 29.6% 2.8%
Umidade 0.8% 6,60% 34,6% -
Substituigao 12% 20% 11-18%
Poder Calorifico
|kd/kg) 25392, 9235, 9850, 36125,

operacionais com os ciclos internos formados, bem como pela formagao
de HCI ¢ a destrui¢do incompleta destes componentes. Muitos estudos
detalhados acerca da queima destes compostos tém sido feitos, com o
inwito de estabelecer os limites para 4 introdugdo de cloro (Cl) nesses
tipos de fornos. A partir de balangos de massa, ¢ estudos de transferéncia
de calor ¢ equilibrio termodindmico, pode-se cstimar os limites de
substituigao dos combustiveis tosseis pelos combustiveis secundarios gue
contenham cloro,

A alta temperatura dos gases de combustao no interior dos fornos
rotativos (1200 a 2000°C) e o tempo de residéncia nestas temperaturas
acima de 2 segundos, asseguram condigdes para a destruigio completa
dos compostos 1oxicos presentes em combustiveis secunddrios, em niveis
acima de 99,99%. Contudo, os compostos clorados formam HCI, que
pode ser convertido em CaCl, na atmosfera alcalina do forno, em
temperaturas que favorecem esta reagdo. Conforme estudos de Jones and
Lindested (1988), no qual as reagoes de combusido sdo analisadas por
clapas, cstabeleceu-se a cadeia de reagdes para o caso da (ueima de um
urgano-clorado, conforme scgue:

X

CyHy + 5

0, _ xCO+ %Hz (1

X :
CyHy C1102+(‘§"|)02__ xC0+%H3 +%Cl2 @)

Hz+‘é‘03 _ H;0 (3)

CO+ H,0_ CO, + H, @

Cl, + 2H;, + -;-02 _ 2HCl+ H,0 (5)
2HCl + 2Ca0 _ CaCl, + H 0+ CaO (6)

Através do cdlculo de equilibrio termodindmico € possivel estimar o
valor das emissoes de HCl do forno rotativo no final do processo,
considerando que parte deste reage com o CaO para formar CaCl,.

Estimativ ; Emi 5 1

Para a estimativa da conversdo do HCl estabeleceu-se as seguintes
cquagoes de cdlculo da energia livre de Gibbs (AG), em fungdo das
temperaturas de operagio do forno (Sandler, 1989), as quais variam de
1200 a 2000 °C num forno de via seca, para as reacdes apresentadas nas
Equagdes (5) ¢ (6).

AG“l_r,) = AH"{S) e T-&S“{S\ (7)
AGYs

InKgs, = - RT (8)

Ko o _OHCD'(H,0) -

7 (yCL).(yH,)(y0,)*

AG% = AH’ - T.AS% (10)
AGL\(m

In K = - RT an

(yH,0)
= o (12
© 7 (yHC1)? !

onde:

yCl, = l-el; yH, = 2-¢1; yO, = 0,5-0.5.¢el;
yHCI = 2.el1-2.e2; yH,O = el+e2; yCaO = 2-¢2,
yCaCl, = e2.

Tomando as relagdes de equilibrio, cm fun¢do da temperatura para as
equagdes apresentadas, pode-se estimar que no final do processo, de 6 a
17% do cloro introduzido no forno poderd ser liberado para o ambiente
na forma de HCl, apés sua conversdo parcial em CaCl, conforme
apresentado na Fig. 1.

Bascando-se nos limiles méximos estabelecidos para estas emissoes,
pode-se estabelecer o percentual de substitui¢io para os combustiveis
sccundrios, tomando em conta também as condigbes de dispersio dos
gases na atmosfera.

Formagdo de HCI
®

(%)

1400 1700 2000

Temperatura (C)

Fig 1 - Formago de HCI como uma fungdo da temperatura.
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Analisando a queima de combustivel derivado de lixo, cuja composi¢do
estd apresentada na Tabela 4, contendo 0,8% de Cloro, num percentual
de substitui¢io de 20% do carvio mineral, estima-se uma emissdo na
faixa de 14 a 34 ppm de HCI, que de fato, estabelece os limites de
substituigio.

CONCLUSOES

Como apresentado, utilizando o cédlculo de equilibrio termodindmico, é
possivel estimar os niveis de emissdio de gases toxicos, utilizando a
metodologia apresentada, para o caso da queima de combustiveis
secundédrios. Entretanto, é necessério sua avaliagio experimental, que
deve seu feita no futuro.

De acordo com o exposto neste artigo, a queima de combustiveis
secunddrios em fornos rotativos da inddstria de cimento, deverd obedecer
ans critérios de mdxima absor¢io de metais pesados pelo clinguer,
minimos niveis de emissdes de gases e metais toxicos, taxa de alimenta-
¢ao do forno, ¢ niveis de qualidade do cimento a ser produzido.

O conhecimento acerca dos mecanismos de destruigdo dc componentes
toxicos, no interior dos fornos rotativos poderdo propiciar alta seguranga
na qucima de combustiveis residuais, com o consequente uso de scu
potencial energético. Assim, estes poderdo substituir combustiveis
fosseis usados em grande escala pelo setor cimenteiro em todo o mundo.
A queima dc muitos residuos industriais como combustiveis secundarios
nos fornos da industria de cimento, constituem uma boa alternativa do
ponto de vista ambiental, se feita de maneira segura. Neste caso, ela
propicia a destruigio de substincias perigosas, 0 que pode ser vantajoso,
caso estas substincias ndo sejam convenientemente armazenadas em ater-
ros Sanitdrios.
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ABSTRACT

This work presents a study about the utilization of sccondary fuels as an
alternative to fossil fuels in the production of Portland cement,
considering the technological and environmental aspects. The utilization
this fuels is conditioned to the process of heat transfer in the rotary kiln,
to the chemical reactions into the kiln, to the emissions of by-products
for the environmental and to the levels of absortion of heavy metals in
clinker matrix.
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GASEIFICACAO DA CASCA DE ARROZ EM LEITO FLUIDIZADO
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RESUMO

No artigo sdo apresentados os resultados de uma pesquisa experimental sobre gaseificagdo de
casca de arroz em leito fluidizado. Apresenta-se também a descricdo da instalagdo experimental
utilizada assim como a metodologia de partida do reator e de realizagdo dos testes. Como resultados
sdo dados pardmetros de operagdo e de projeto do gascificador em condigdes de mdxima eficiéncia.

TRO A0

Em 1987 foram colhidas no mundo 471x10°%
toneladas de arroz. Como a casca de arroz
representa 20 % do arroz colhido, obteve-se

94.2x10° toneladas de casca (Vellupillai e
Mailander, 1987).

A energia necessaria para o bene-
ficiamento do grao pode ser fornecida por

combustdo ou gaseificagdo da casca. O processo
de gaseificagdo tem o atrativo da possibilidade
de produgdo de eletricidade com motores de
combustdao interna.

A granulometria fina e a baixa
temperatura de fusdo das cinzas dificultam o
uso de gaseificadores de leito fixo. Os
gaseificadores de topo aberto desenvolvidos na
India (Mukunda et al., 1993) e na China (Mahin,
1990) constituem uma tentativa de adaptar os
gaseificadores de leito fixo para este tipo de
biomassa. Porem €& a gaseificagdo em leito
fluidizado a solugdo mais promissora, devido as
vantagens desta tecnologia: operagao
isotérmica, possibilidade de operagadc com
combustiveis de fina granulometria e facilidade
de "scale-up".

Existem poucas publicagdes sobre
resultados da gaseificacdo de biomassa em leito
fluidizado. Hartiniati et al. (1989) apresentam
os resultados da gaseificagdo da casca de arroz
num reator de 400 mm. A temperatura do leito
esteve na faixa de 721-871 °C e o poder
calorifico inferior do gas na faixa de 4.09 a
6.43 MJ/Nm’. A eficiéncia do gaseificador foi
de 63 a 67 %. Nao sao apresentados parametros
6timos de operagdo. Maniatis (1990) apresenta
um valor maximo da eficiéncia de 35 %, com um
poder calorifico do gas de 5.7 MJ/m’ para um
fator de ar de 0.22.

0 presente artigo apresenta os resultados
de um estudo experimental da gaseificagao da
casca de arroz em leito fluidizado, em
particular parametros de operacao em condigdes
de maxima eficiéncia. O projeto foi realizado
no Laboratério de Combustdo do Departamento de
Engenharia Térmica e de Fluidos da Universidade
Estadual de Campinas (Campinas, Brasil) e
constitui o fruto da cooperagdoc entre
pesquisadores desta Universidade e do Instituto
Superior Politécnico "Julio A. Mella" de
Santiago de Cuba.
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EQUIPAMENTO EXPERIMENTAL

0 equipamento wutilizado (figura 1)
consiste de um tubo cilindrico com 250 mm de
didmetro externo, de ago inox 316, revestido
internamente com concreto refratario com 25 mm
de espessura. O diametro interno do reator é de
200 mm. A altura total do reator & de 2000 mm,
sendo a altura do refrataric de 700 mm.
Externamente o reator & isolado com 13 mineral.

Pontos de medigao de temperatura interna
localizam-se ao longo da altura do reator,
distanciados aproximadamente 150 mm.

Figura 1- Gaseificador de leito fluidizado para biomassa.

1- Sistema de alimentagdo da biomassa, 2- Silo, 3- Redutor,
4- Corrente, 5- Plenum, 6- Corpo do reator, 7- Zona do
freeboard, 8- Duto para a alimentagdo da alumina, 9- Vidro para
observagdo, 10- Segao de safda do gds, 11- Selo de seguranga,
12- Ciclone, 13- Saida do gds, 14- Sistema de amostragem de
cinzas, 15- Silo de cinzas.



0 ar de alimentagdo é& fornecido por um
compressor tipo Roots (Omel SR-07-12HP), sendo
a vazdo medida com placa de orificio calibrada.
A distribuigdo de ar para o leito é feita por
um plenum e placa de distribuigdo com
aproximadamente 2000 furos de 1.5 mm. A
biomassa & alimentada ao reator por um silo com
rosca alimentadora, estando a entrada de
alimentagdo no 1leito a 50 mm da placa
distribuidora. A rosca alimentadora é
refrigerada internamente com &gqua e sua
velocidade controlada por um moto-variador. O
sistema de alimentagdoc foi o componente que
mais problemas apresentou, sendo feitas
tentativas com dois pasos de rosca e trés tipos
de silos diferentes no alimentador até
conseguirmos uma configuragdo com funcionamento
satisfatério.

Na saida do reator ha um ciclone que
permite coletar particulas de coque nao
gueimadas Jjunto com as cinzas. O (gas
proveniente do reator é <descarregado na
atmosfera por uma chaminé de 6 metros de
altura.

O material inerte do leito é o6xido de
aluminio branco (alumina) com a granulometria
apresentada na tabela 1.

Tabela 1. Composigdo granulométrica da alumina
utilizada como material inerte

Didmetro das particulas Fracao em
mm peso
menor de 0.33 0.02
0.30 a 0.42 0.65
0.42 a 0.59 0.33

METODOLOGIA DOS ENSAIOS

0 aquecimento do reator foi
pelo seguinte procedimento:
- Injeta-se ar e GLP no plenum e acende-se por
cima do leito de alumina, por aproximadamente
uma hora para aguecer o leito até a temperatura
de 700 °C,
- Desliga-se o GLP e aumenta-se gradativamente
o ar até o inicio da fluidizacgao,
- Alimenta-se imediatamente a biomassa em taxa
suficiente para a combustao,
- Ao atingir a temperatura do leito préxima a
esperada para a gaseificagdo, aumenta-se a taxa
de alimentagao do combustivel ao valor
desejado,
- Espera-se a estabiliza¢do da temperatura e
inicia-se o ensaio.

Utilizou-se uma velocidade de gas de
fluidizagdo de aproximadamente 0.75 m/s.

E importante trabalhar em temperaturas do
leito altas para craguear o alcatrao. Porém a
faixa de temperatura pesquisada foli de 600 a
850 °C para evitar problemas de aglomeragao e
perda da fluidizagdo no leito por causa da
fusdo das cinzas.

Os parametros monitorados no gaseifica-
dor foram:
1-Fluxo de ar alimentado ao gaseificador, f,.
2-Fluxo de biomassa alimentada ao gaseifica-
dor, m..
3-Fluxo de finos elutriados, m;.
4-Temperatura do leito a diferentes altura,
tl,.
5-Temperatura do gas no freeboard, tg,.
6-Temperatura do gas na entrada e saida do
ciclone, tc, e tc,.

realizado

7-Composigdo do gds produzido, %CO, %H,, %CH,.

8-Teor de carbono nos finos elutriados, %cin.
A partir dos resultados das medigdes

determinou-se.

-Relagdo ar/combustivel,

-Fator de ar, FA.

-Poder calorifico do gas produzido, PCI.

-Eficiéncia a frio e a gquente do gaseificador.
A avaliagdo das condigdes de operagao do

gaseificador foi feita a partir da analise das

dependéncias:

. PCI, = f(FA)

. t, = f£(FA)

. Ef,, Ef, = f(FA)

. & CO = f(FA)

. % CH, = f(FA)

- % H, = f(FA)
. Perdas de calor = f(FA)

A simbologia utilizada & a sequinte:
- PCI, Poder calorifico do gas.
- FA- fator de ar: relacdo entre a gquantidade
de ar estequiométrica e a real (por kg de
combustivel) .
- Ef;e Ef - Eficiéncia, a frio e a quente, do
gaseificador.
- %CO, %CH,, %H,- porcentagem de CO, CH; e H, no
gas obtido.

0 balango energético do gaseificador,
referenciado a base umida, pode ser descrito
como:

ajc.

Q = Qu * Q& + Qu + Qu (1)

Onde:

Qd- Energia disponivel, MJ/kgcomb.

Qu~- Energia util, MJ/kgcomb.

Q.- Calor sensivel do gas, MJ/kgcomb.

Q..— Perdas com o calor sensivel e o combus-
tivel ndo gqueimado nas cinzas, MJ/kgcomb.

0.~ Perdas de calor ao me io ambiente,
MJ /kgcomb.
A eficiéncia a quente e a frio sao
calculadas pelas seguintes ecuagodes:
Ef; = (Qu/Q,)-100 (2)
Ef, = [(Qua + Q) /Q).100 (3)

Os resultados dos testes foram anali-
sados com o programa de analise estatistica
Microstat. Foi verificada a influéncia de cada
parametro através da matriz de correlagado e da
analise de regressao dos dados, aproximados por
um polinémio de segundo grau.

RESULTADOS EXPERIMENTAIS

Inicialmente trabalhamos com uma velocidade de
fluidizacdo de 0.5 m/s. O risco de aglomeragao
das cinzas fundidas com o material inerte do
leito nesta velocidade & grande, principalmente
quando se trabalhar a temperaturas do leito
maiores que 800 °C. Durante os testes iniciais
aconteceu este fenémeno, © gue nos levou a
operar com uma velocidade de fluidizagao de
aproximadamente 0.75 m/s.

0 fator de ar é o paramétro mais
importante durante a operacgao do gaseificador,
pois define a temperatura do leito (figura 2).
Porém & preciso assinalar que existe uma
dependéncia entre o valor do fator de ar
correspondente & maxima eficiéncia e a
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gualidade do isolamento externo do
gaseificador.

A altura do leito foi variada entre 280
e 570 mm, ndo tendo mostrado influéncia
significativa na maioria dos resultados para
valores acima de 480 mm. O aumento da altura do
leito devido a fluidizagao foi de 25 %.

Na figura 3 & mostrado o grafico da
concentragdo do CO, H, e CH; no gas obtido em
fungdo do fator de ar. Observa-se para os trés
gases a existéncia de um maximo nas curvas de
ajuste para um fator de ar em torno de 0.4.

0 gréafico de eficiéncia (figura 4) em
fungado do fator de ar mostra que para valores
de fator de ar entre 0.36 e 0.7 a eficiéncia a
frio, segundo a curva de ajuste & sempre maior
de 35 %. A maéxima eficiéncia a frio
experimental determinada foi de 53.9 % com
fator de ar de 0.49. A curva de ajuste mostra
um maximo de 43 % para um fator de ar de 0.55.
Na figura 5 mostra-se a dependéncia entre as
diferentes perdas de calor e o fator de ar.

Foram determinados também pardmetros de
projeto tais como:
~ Ryiquantidade
biomassa, m3/kg.

Q,: poténcia volumetrica referida ao gas
obtido (por unidade de volume do leito), MW/m'.
- V,: Vazao de biomassa por volume do leito,
ton/m’h.

Na tabela 2 mostram-se os resultados da
determinacdo dos parédmetros de operagdo e de
projetos mais importantes para as condigdes de

maxima eficiéncia.
| - wmpl

de gas obtida por kg de
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Figura 2- Temperatura do leito em fungio do fator de ar.

CONCLUSOES

. A maxima eficiéncia experimental determinada
foi de 53.9, para um fator de ar de 0.49. A
curva de ajuste apresenta um maximo de 43 %
para um fator de ar de 0.55.
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Figura 5- Perdas energéticas relativas, do
gaseificador em fungdo do fator de ar (para a
temperatura do gds na saida do ciclone).

P,..~ Perdas com o calor sensivel do gas.

P.,,~ Perdas com o carbono nadc gueimado nas

cinzas retiradas no ciclone.

P~ Perdas com o calor sensivel das cinzas

retiradas no ciclone.

P,.i— Perdas ao meioc ambiente.

. A maxima concentragio de CO corresponde a um
fator de ar de 0.4. Um comportamento
semelhante observa-se para o CH, e o H,.

. A influéncia da altura do leito expandido
sobre a concentragio de CO no gas obtido nao
é considerdvel para valores superiores a 480
mm.

. A operacdo do gaseificador deve realizar-se
a temperaturas do leito menores de 850 °C, a
fim de evitar a aglomeragao do leito e o
colapso da fluidizagdo devido a fusdo das
cinzas.

. A velocidade de fluidizag¢dao deve ser maior
que a minima de 0.4 m/s. A operacgao com 0.75
m/s garantiu a estabilidade da fluidizagao.
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ABSTRACT

The paper presents the results of an
experimental research on rice husk fluidized
bed gasification. The experimental set
description, the start-up and experiments
realization methodologies are presented too.
As results the gasifier operation and project
parameters for maximal efficiency conditions
are given.
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SUMARID

Apresenta-se

neste trabalho um estudo sobre a

influéneia do

meio sobre a queima de carvides vegetais. S3o comparados os valores da

taxa especifica de queima para
suspens3o numa corrente de gas
borbulhante.

dados disponiveis na literatura.

INTRODUGAQ

Tradicionalmente os estudos da
combustdoc em leito fluidizado tem sido
realizados com a utilizagdo de particula
esfericas de coaue e carvao mineral. Esse
procedimento ¥foi adotado, provavelmente,
devido ao fato de ja existir toda a
model agem matematica desenvolvida no
estudo da combustdo pulverizada de carvao
mineral, onde as pequenas particulas de
combustivel s3c estudadas como esferas de
carbono.

Na condig3o onde a taxa de aqueima é
controlada pela difus3o de oxigénio atée a
superficie do combustivel o enfoque mais
comuns tem sido o de determinar o
coeficiente de transferéncia de massa (Km)
a partir de relagdes envolvendo o numero
de Sherwood (Sh) na forma:

onde -
d = diametro de particula de carbono e
D = coeficiente de difus3oc molecular
de O; em N
Expresses do numero de Sh foram
desenvolvidas por muitos autores e tem
sido modificadas para se considerar a

presenga de um leito fluidizado.
As modificagdes envolvem termos com a
porosidade do leito, perda de massa devido

ao atrito, difusividade efetiva do Oz
dentro do leito, porosidade da fase de
emulsio eto. ..

Para se quantificar a influéncia do
leito fluidizado sobre a transferencia de
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varios
quente e
Ds resultados deste estudo s83o analisados em relagdo a

obtida em
fluidizado

combustivaeis,
em leito

massa na aueima de combustiveis solidos
foram realizadas medidas da taxa
especifica da gueima para varios
combustiveis {com pré-aquecimento da

amostra de combustivel), em suspens3o numa
corrente de gas (leito wvazio) e com a
presenga do leito fluidizado.

APARATO EXPERIMENTAL E METODOLOGIA:

Os testes foram realizados utilizando
o minileito fluidizado descrito na Figura

i. Para realizar os testes com e sem a
presenga do leito de inertes 0s
experimentos foram iniciados com o leito

vazio B, apos os testes sem a existéncia
do leito, ©o reator era preenchido com
alumina com dp = 0.32mm. A altura estatica
do leito foi de 10cm.

Utilizou-se como gas de fluidizagdo a
mistura de ar com os produtos da gueima de
G.L.P.. nas caoncentragbes de S5 e 10% de
oxigénio.

A temperatura
entre BO0 e 900°C,

do g@as foi variada
mas mantida constante
durante cada teste. Durante os testes com
o leito wvazio, tomou-se a nrecaucﬁn de
providenciar que a temperatura das paredes
do reator fosse a mesma da corrente do
gas.

A diferenga nos coeficientes de
transferéncia de calor nas duas condigdes
de teste, impos a necessidade do
preaquecimento das amostras de Dombustével
até a temperatura do gas, antes do inicio
da combust3o. Esse procedimento foi
realizado aquecendo-se a amostra em uma
corrente de N;.

A diferenga nos ooeficientes da trooa
de calor tambem provoca uma variagao
distinta da temperatura superficial da
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Figura 4 Minileito de Combustio

Fluidizado

amostra de combustivel, ao longo do tempo.
Em fungdc disso foram realizados testes
que determinaram o per‘iodn de 2 minutos
como ©0 tempo de residéncia adeguado das
amostras. Dentro desse intervalo de tempo
fo1 possivel obter a mesma temperatura da
amostra na corrente de gads e dentro do
leito.

Os testes de queima foram realizados

para velocidades do gas de 0,5, 1,0 e 2,0
m/s.

Para efeito de comparagdo das taxas
de perda de massa das amostras foram

mantidos os mesmos valores de temperatura,
concentragdo de 0, e velocidade do gas,
para cada condigdo de teste com e sem a
presenga do leito

A massa das amostras antes e depoils

do teste foi medida em base seca. Os
valores da taxa especifica de queima, M,
foram calculados em (g/cm®.s).
RESULTADOS :

Os valores da taxa especil-‘ica da
queima, M, sdc valores da perda de massa
total, que no caso da queima dentro do

leito incluem as perdas devido ao atrito.
Os resultados estio apresentados nas
Figur?s 2 a S5 =m fungio da area
especifica, aue é um pardmetro
caracteristico de cada combustivel ;
adotou-se esse critério de apresentagio

para melhor viﬁualizagsa dos resultados de
cada combust ivel . Os pontos claros
representam as medidas feitas apenas com a
corrente de gas quente no leito vazio. Os
pontos escuros representam as medidas
realizadas com a presencga do leito
fluidizado.
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A analise dos graficos
contrariamente ao esperado, mesmOo nNO Ccaso
de um combustivel friavel, como ©
C.v.Casca, a presenga fisica do leito de
inertes n3o altera significativamente os
valores de perda de massa total dos
combustiveis em relaplu aos obtidos na
corrente de gas quente.

0 fato das taxas
praticamente iguais,
corrente de aas,
de aque os

mostra aque,

de queima seresm
dentro do leito e na
contraria também a idéia
inertes do leito agiriam oomo
promotores de turbul@ncia, aumentando o
coeficiente de transfer8ncia de calor,
como desorito por Botterill (1975), e por
analogia, aumentando também os
coeficienles de transferéncia de massa,
como desorito por La Naurze (1983).

Em um leito fluidizado a ocapacidade
térmica das particulas sélidas do leito &
da ordem de 1000 vezes maior do que a
capacidade térmica do gas intersticial,
enquanto a velocidade’media das Durtinula’
@ cerca de 10 vezes menor do que a
velocidade do gas. Turna-se claro,
portanto, que o transporte convectivo de
calor pelo movimento das particulas do
leito @ muito i1mportante quando comparado
ocom outros processos de troca de calor.

Por analogia entre a transfer@ncia de
calor e =a transferéncia de massa foi
proposto per van Heerden, Nobel & Krevelen
(1953) que para transferéncia de massa o
squivalente a capacidade termica . das
particulas (oapacidade de armazenar ocalor)
seria a capacidade de adsorgio de massa.

Ou seja, a capacidade das particulas
inertes do leito adsorverem massa am um
pontoc do leito e a liberarem em outro

ponto do leito.

Foi provado experimentalmente 'DIIDI
autores que, se AS particulas
constituintes do leito forem impermeiveis,
tal que n3o ocorra adsorgdo de massa, os
coeficientes de transfer@ncia de massa em
leito fuidizado serio iguais aos
coeficientes da transfer@ncia de massa em
leito fixo.

Prins, Castelei jn,

Dral jer a van
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Swaaij (19835)
os resultados
Krevelen (1933).

confirmam experimentalmenta
de Van Hearden Nobal e
Embora ambos os trabalhos

tenham sido obtidos para vaporizapio de
esferas de naftaleno & baixas
temperaturas, as correslagdes empiricas

propostas pela pesquisa mais recente foram
aplicadas com sucesso para a combustio de
cogue em leito fuildizado, de La Nauze =
Jung (1982).

Assim sendo, de acordo com o exposto,
os raeasultados das Figuras 2 a 3 seriam
devidos a0 uso de inertas nio porosos
(alumina) como material do leito.

concLuslies -

Usando-se o pré-aquecimento das
amostras dl.combustlull, verifioa-se quaes a
presenga fisica do leito fluidizado nlo
tem influ@ncia significativa sobra a taxa
de queima de carvles vegetais e grafite em
relagdo aos valores obtidos na corrente de
gas. Sugere-se que isto pode ocorrer
devido a utilizagio de inertes nio porosos
para material do leito.
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ABSTRACT

In this work we presant rasults on
burning biomass charooal fuels in
suspension and in bubbling fluldesed bed.
The results are compared wWwith the existent
data in the literature.
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SUMARIO
Este trabalho estuda a cominuigdo por atrito, na aqueima de
carvido vegetal de babagu, sabugo e casca de eucalipto, em leito
fluidizado borbulhante. 0 estudo se baseia nos resultados

experimentais da perda de massa da amostra de combustivel por atrito
com o material do leito. S3o comparados os valores da perda de massa
por atrito com os valores da taxa especifica de queima para os varios

combustiveis.

Discute-se os resultados da comparagdo e as condigBes

que favorecem a produgﬁo de finos por atrito.

INTRODUCAQ

A importincia do conhecimerito da taxa
de geragies de finos na aqueima de
combustiveis solidos deve-se basicamente a
sua influBncia na eficiéncia térmica do
reator pois os finos de carvido carregados
no gas, sem gue ocorra a queima diminuem a
eficiéncia gnergética por levarem consigo
calor sensivel e energia quimica nio
liberada.

8] objetivo da realizagio desse
trabalho foi estudar o efeito da perda de
massa da amostra de combustivel produzida
pelo atrito com o particulado do leito em
relagdo a perda de massa devido 3 reagdo
de queima.

Para tanto comparou-se os valores das
perdas de massa por atrito estando o leito
a temperatura ambiente com os valores da
taxa especifica’ de gueima de varios
combustiveis obtida estando o leito
fluidizado aquecido a temperaturas de 750,
850 e 950°C.

DISPOSITIVO £ PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

Medida de Perda de Massa das Amostras de
Combustivel Provocada Pelo Atrito com o

Leito Frio.
Os testes para medida da perda de
massa das amostras de combustivel por

atrito com o leito frio foram realizadas
com ©o mini leito descrito na Figura 1,
fluidizado com ar a temperatura ambiente.
Utilizou-se alumina com dp = 0 32mm
como material do leito. Foram realizados
testes com velocidade superficial do ar de
valores 1,0 @ 3m/s e foram usadas amostras
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de Grafite, Carvido Vegetal
Babagu, C.V.Eucalipto, C.V.
Eucaliptos Alba e C.V. Sabusgo.

As amostras foram colocadas dentro do
leito por um pariodu da 20 minutos, para
cada valor da velocidade de fluidizagdo.
Os testes para cada tipo de combustivel
foram feitos em triplicata.

A massa das amostras antes e depois
do teste do efeito do atrito foi medida em
base seca. A perda de massa das amostras
foi calculada como a raziao da perda de
massa pela area superficial da amostra e
pelo tempo de residéncia dentro do leito e
expressa em {u/cm>.s).

tC.v.) de
de Casca de

AQUECIMENTD ELETRICO

ISOLAMENTO TERMICO

Vo L L L A

i
AR_SECUNDARIO

Figura 1: Mini Leito de Combustdo Fluidizada.

APRESENTAQZO DOS RESULTADOS EXPERIMENTAILS

Perda de Massa das Amostras de Combustivel
Devido -ao Atrito no Leito Fluidizado a
Frio.

o termo
trabalho
produzido

utilizado
atrito
de

atrito
refere-se ao
pelo impacto

neste
mecinico
particulas




inertes contra a superficie do combustivel
como definido nos trabalhos de Chirone,
Massimila e Salatino (1994) e de Flamant e
Chraibi (19B9).

Tabela 1: Paerda de Massa das Amostras
Devido ao Atrito com o Leito (gfcmz.sl.

U ({m/s)
COMBUST IVEL 1 3
Grafite 0,3 x 10° 0,6 x 107
C.V. Babagu 0,4 0,7
C.V. Eucaliptus 0,5 0,8
C.V. Casca 3,0 5.0
C.V. Sabugo 2,0 4,0

Os resultados acima mostram aque o0s
carvies C.V.Casca & C.V. Sabugo apraesantam

as maiores perdas de massa por atrito.
Esses valores podem ser atribuidos a
friabilidade desses combustiveis. Observa-

se ainda a esperada dependéncia da perda
de massa por atrito (mecinico cinético)
com a velocidade do gas, sendo maior a
perda de massa na velocidade maior.

D1SCUSSAD

0Os resultados expressos na Tabela 1§,
mostram qQue o efeito do atrito no laito
sobre as amostras de combustivel existe e
é mensuriavel. Apresenta-se na Tabela 2 a
comnaragﬁu entre a perda de massa total
(expressa por M, e que inclui a perda de
massa por combustio e por atrito) e a
perda de massa devido apenas ao atrito.

Os wvalores de M foram obtidos de
Santos (1991) com leito de alumina de dp =
D.32mm, fluidizado com velocidades de 1 =
3m/s, 0 = 10%, nas temperaturas de 750,
8BS0 e 950°C. Os valores de DM s3o os da
perda de massa por atrito, conforme Tabela
1, expressos como poroentagem relativa a
M.

A analise da Tabela mostra
percentualmente a perda massa por
atrito diminui com o aumento da
temperatura. Isso se deve ap fato que a
perda de massa por atrito & um efeito
mecanico cinético gue se mantém constante
para cada velocidade do gas, enquanto a
perda de massa pela reagdo de queima
aumenta com a temperatura. Essa hipotese é
validada por testes realizados por Santos
(1991). onde se verificou que a presenga
fisica do leito, para temperaturas entre
BOO e 900°C, nio altera significativamente
os vnlqres da perda de massa total dos
combustiveis " em relag3o aos obtidos em
supensi@o numa corrente de gas gquente.
Portanto, na combustdo fluidizada o efeito
do atrito na taxa de gueima se torna menos
significativo aquando se opera o leito a
temperaturas mais altas.

2,
de

Que
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Tabela 2: Comparagd3o entre a Perda de
Massa por Atrito e a Perda de HMassa Devido
a Queima.

Leito de Alumina: dp = 0.32mm 0z = 10%
Combustivel Mx1078 DM u T
(azem®.s) (%) (m/s) ’c)
Grafite T 43 1 750
45 067 i 850
105 028 i 950
20 30 3 T30
65 0,92 3 850
130 0,46 3 950
CV Babagu 100 0,40 1 ™o
150 027 1 850
180 0,22 1 930
150 0,47 | 700
180 0,39 3 850
210 0,33 3 950
C.V Sabugo 110 i8 i 730
115 1.7 i 850
125 16 i 950
120 33 3 790
130 3.1 3 850
145 28 3 950
CV.Casca 180 1,7 1 790
225 13 i 850
275 11 1 930
245 2,0 3 720
300 L7 3 850
3350 1.4 3 950
Os valores de perda de massa por
atrito, para T ) B50°C, s30 menores do que
3% da taxa de gueima e nao justificam uma
corregcio dos wvalores da M, pois sua

influencia €@ significativamente menor do
que a dos erros experimentais no calculo
de M, os quais podem ser ordem de ate 15%.

Os resultados para perda de massa por
atrito s¥o coerentes com as i1nformagBes de
Chakraborty e Howard (1980 e 1981), que
consideram nio significativas a perda de
massa por atrito para amostras esfericas
de eletrodos de carbono.

4. COMNCLUSOES:

A perda de massa das amostras por
efeito do atrito com os inertes do leito e
uma fungio da velocidade do gas e da
friabilidade do combustivel.

Os raesultados sugerem que o efeito do
atrito sobre a taxa de queima se torna
manos signifiocativo quanto maic alta for a
temperatura de operagdo do leito.

Para tempaeraturas do leito aocima dae
850 °C, a perda de massa por atrito é
infarior a 3% da perda de massa pela

reagdo de quelma.
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Here we prasent the effect of
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tha loss of mass due to attrition with the
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SUMMARY
A constitutive relation between the pressure gradient and the seepage velocity has been devel-
oped that carries information about the liquid behavior on extension. Firstly the pressure drop/flow
rate relationship for an ideal pore channel 13 obtained. Then a capillaric model theory is applied to
obtain the sought-for constitutive equation. Comparisons with ezperimental data for a M1 Boger
fluid flowing in a model porous medium showed that the proposed relation has good prediction
capabilities in a representative range of pressure gradients.

INTRODUCTION

Pore geometries are usually such that flows through real
porous media can by no means be classified as shear flows
(for an interesting discussion on flow classification, please see
Astarita, 1979). The typically converging-diverging passages
through which fluids flow in a porous medium impose a flow
kinematics that has an important extensional characteristic.

The mechanical power loss of a liquid due to viscous action
while flowing through channels is of the form QAp, where Q is
the volume flow rate and Ap the pressure drop. In the classical
theories of porous media, it is customary to blame this power
loss on the action of shear stresses, so that QAp would be
proportional to an appropriate volume integral of 75,5, 7
being the shear stress and ¥ the shear rate (the flow is locally
in the 1 direction, 1. e., v = u e, and 2 is the local direction of
grad u; ). Examples are the Carman-Kozeny theory, the bundle
of capillary tubes models, and nearly all other models described
in the classical literature (see for example Dullien, 1992).

The local rate of conversion of mechanical energy into
thermal energy in a flow per unit volume is equal to
tr(T grad v), where 7 is the extra-stress and gradv is the ve-
locity gradient. In simple shear flows this reduces to 2ry;75,
but in general other terms related to extension rates also ap-
pear. In a simple but guite illustrative analysis, Durst et al.
(1987) showed that these non-shear terms are actually much
larger than the shear terms. Their analysis suggests that, for
a Newtonian liquid, about 75% of the power loss (QAp) is due
to extension. They also argue that the kuown disparity be-
tween the above theories and experimental data is related to
the absence of extension in the corresponding model flows.

For Newtonian fluids, the extensional viscosity (np =
(111 — m22) /€, where ¢ is the extension rate) is just three times
the shear viscosity (g = 3pu). This explains the qualitative
success of the simple shear assumption. For viscoelastic lig-
uids, however, the shear and extensional viscosities often be-
have oppositelly: while the shear viscosity (1, = 7 /9) is gen
erally a decreasing function of the shear rate, the extensional
viscosity ng increases as the extension rate is increased. More
over, 15 typically some order of magnitudes larger than 1,
which makes the shiear stresses to contribute negligibly to the
total power loss.

The importance of fluid behavior on extension in Hows
through porous media is now established. Chmiclewski and
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Jayaraman (1992) recently observed that extensional viscosity
is the governing material function for flows of non-Newtonian
fluids through an array of cylinders, which is a model porous
medium. In the present paper, we use another model porous
medium to develop a constitutive relation between the flow
rate and pressure drop, which accounts for the fluid’s mechan-
ical behavior on extension. We then compare our predicted
results with the experimental ones presented by Chmielewski
and Jayaraman (1992).

THE MODEL

The fluid considered here has an extension-thickening be-
havior, which is accounted for through the use of a generalized
Newtonian model:

T = 23D, (1)

where D = (grad v + (grad v)T) /2.
For the sake of simplicity, the viscosity function 7 is as-
sumed to be of the formn

n=Ke", (2)

where K (Pa.s"t!) and n are rheological constants. It is worth
noting that for this generalized Newtonian fluid, ng = 3n =
3KE".

e

Fig. 1 - The geometry of the model.

The ideal porous medium employed here is composed of
N convergent-divergent channels like the ones shown in Fig. 1,
distributed in a parallelepiped of length 2£ and frontal area
A. following the reasoning of the theories that use as model
geometry the bundle of capillary tubes (Scheidegger, 1974).




The volume flow rate of a Newtonian fluid inside a circular
tube is

_ _nRdp
Q=- 8y dz’ 3)

Using the lubrication approximation, this equation can be ex-
tended to convergent-divergent channels:

wR(z)* dp

e 4

Q T (4)
Ro + (Ry — Ro) %, 0<z=L "

Resl= {m FRo-RNED, f<o<ac O

Assuming that the fluid is non-Newtonian and that ¢ =~ du/dz,
the total flow rate through this ideal porous medium becomes

n=1)

3(n+ 1)
Q=Nm } P 3(nt1)
alnta) (1 — RIH

where

(APJCWH} (6)

_3A¢(1-RJ) R
N= =gy (AP =p0) p(2L);

R, =Ry/Ry; L.=L/(Ro— Ry) (7)

In the equations above, ¢ is the porosity.
Analogously to Darcy’s law, we can write eq. (6) in the
Q Ap
—_ = u—‘ 8
A-TL ®)
where Ap/L = (Ap)eyete /2L is the average pressure gradient
(L is the total length of the porous sample). The mobility M

form

15

31 _ py2
,M:{ﬁang,c*M} 1

KTEE
(1-R2)

3n+ 1)2"(2"“'”
L.RF(L - R)" (1= R2CD)

JET

The first factor of the RHS of eq. (9) is purely geomet-
rical, while the second is purely rheological. The third and
fourth factors are respectively geometry-rheology and pressure
gradient-rheology interactions.

x

RESULTS AND DISCUSSION

Perhaps the major problem that arises while trying to
employ eq. (6) is related to extensional viscosity data. Due to
the extreme difficulty (or perhaps impossibility) of obtaining in
practice a purely extensional flow (Souza Mendes et al., 1993),
reliable cxtensional viscosity data are not available. Walters
(1992) points out that © the extensional viscometers should be
viewed as providing measurements of en extensional viscosity
rather than the extensional viscosity.” He also shows that the
data obtained by several investigators for the M1 Boger fluid
(Sridhar, 1990) differ by three to four orders of magnitude.
Therefore, obtaining the rheological constants X and n that
appear in eq. (2) directly from extensional viscosity data would
introduce major uncertainties to the predictions of eq. (6).

Another difficulty encountered is to establish a relation-
ship between the geometric parameters that appear in the
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derivation—namely, Ry, R, and £,—with the pore geometry
of actual porous media. As is done in the Carman-Kozeny and
related theories, for real porous media Ry could be interpreted
as a characteristic pore radius.

Fig. 2 - The Porous Medium of Chmielewski & Jayaraman.

The geometrical quantity R, in a real porous medium
would be a characteristic ratio of the throat diameter to the
pore diameter. The other geometrical parameter, £,, would
be the tangent of a characteristic angle of convergence (or di-
vergence) in the pore space. These two parameters are clearly
related to the flow strength through the pore space. In princi-
ple, they could be determined through available techniques of
morphology characterization of porous media (Dullien, 1992).

An indirect but simpler approach to determine K, n, R,
and £, for a given porous matrix is through least-squares fits

0.6

g(R.)

of.) = aﬂf'n,n,)zz(:-n_-'";?l 3

1 TR VN TS S U

PR S ) . LS

0.0

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
R,

Fig. 3 - Dependence of Newtonian Permeability on I,.

to data of @ x Ap/L experiments. This approach is adopted
here, for the ideal porous medium shown in Fig. 2.

We now deseribe the procedure adopted to compare
the predictions of eq. (8) with the experimental data of
Chmielewski and Jayaraman (1992). For Newtonian fluids
(n =0), eq. (8) reduces to

R? A
Q=452 o(R) L (10)
where BB — i3
g(R.) = _.._ti_._:_._.:}_. (11)

(1-R3)*

The function g(R,) is the ratio of the Newtonian permeability
predicted via the present converging-diverging channel model
to the same quantity predicted via a straight tube model. Its
dependence on R, is shown graphically in Fig. 3.



It is worth noting that g(R.) < 1, which corrects in the
right direction the too high Newtonian permeability predicted
by the straight capillary tube model.

Chmielewski and Jayaraman (1992) presented data for the
friction factor f as a function of the Reynolds number Re for
the flow of a Newtonian liquid through the array of Fig. 2.
From their results, fRe = 150, and from their definitions of f
and Re, it can be shown that

B 1 4a® ¢* Ap
Q_‘quTmT (12)

Combining egs. (10) and (12), a relationship between Ry and
I, 1s obtained, which is used to eliminate Ry in favor of R, in
eq. (8).

dag 2

o= A- g\ s s

(13)

For the rod-bundle periodic geometry shown in Fig. 2,
the geometric cycle length 2L is clearly the rod spacing. Then,
using eq. (13) aud for a given £, £, can be written as a function
of R, only.

Extensional viscosity data for a fixed extension rate (£ =
1557!) are presented by Chmielewski and Jayaraman (1992)
for two non-Newtonian (M1 type) fluids of different molecular
weights. These data, in conjunction with eq. (2), provide a
relationship between K and n.

The above considerations allow rewriting eq. (8) in the
form

ndi

Q = Af(R..n) (%) (14)

The @ x Ap/L data for non-Newtonian fluids of Chmielewski
and Jayaraman (1992) are given in a different form, namely,
fRe x De, where De is a Deborah number. Vossough and
Seyer (1974) also presented their data in the same form. From
their definitions of f, Re and De, we can obtain

(¥}
Q=45 =De (15)
and
Ap K (1-¢)?
L _chd;u)slu &3 o (16)

These equations allow conversion of Chmielewski and Ja-
varaman's data for the M1 fluids into the Q@ x Ap/L form,
which is more convenient to the present purposes.

Aot

ne 1145
R« 0835
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Fig. 4 - Comparison with Data - Low M, fluid.
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Fig. 5 - Comparison with Data — High M,, fluid.

Figures 4 and 5 show the data of Chmielewski and Ja-
yaraman (1992) for two different M1-type Boger fluids (open
squares). In Fig. 4 the data pertain to a low molecular weight
(M) fluid, whereas the data for a high M, fluid are presented
in Fig. 5.

For both fluids a definite trend is observed. In the low
Ap/L range the slope of the curves decrease steadily as Ap/L
is increased, indicating a decreasing mobility as the flow rate is
increased. This qualitative trend is exactly the one predicted
by eq. (8), and therefore a suitable choice of n and R, (obtained
via least-squares analysis) yields a nearly perfect agreement
between the data and the predictions in the low Ap/L range
(please see curves for n = 1.145, 12, = 0.895 in Fig. 4 and for
n = 2.560, R, = 0.274 in Fig. 5).

For cach fluid investigated by Chmielewski and Jayaraman
(1992}, there is a critical value of Ap/L beyond which the @ x
Ap/ L curve behavior becomes approximately linear, indicating
that the mobility has approached an asymptotic value. These
threshold values of Ap/L are approximately 5 x 10° for the
low M,, fluid and 2.5 x 10° for the high M, fluid. The linear
portion of the Q x Ap/L curve cannot be predicted by eq. (8),
as discussed next.

il
E
[ High M,, Fluid
10 E
e/ 3 i
(Pa.s)
i Low M, Fluid .
1 -
10 5'(3_ T‘j 100

Fig. 6 - Viscosity Functions according to Eq. (2).

Figure 6 shows the viscosity functions adopted in the pre-
dictions of eq. (8), as given by eq. (2). They are of course
monotonically increasing functions of the extension rate (or
flow rate), which causes the predicted mobility to decrease
monotonically with Ap/L (as illustrated in Figs. 4 and 5).

The qualitative behavior of extensional viscosity shown in
Fig. 6 seems to be the typieal behavior for polymeric liquids,
and in particular for the M1 fluid (Walters, 1992). Therefore,
we believe that the reason of the above discussed @ x Ap/L
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Fig. 7 - Dependence of g on Flow Rate.

change of behavior is related to a gradual change in flow pat-
tern as the flow rate is increased, similar to the vortex enhance-
ment phenomenon observed in abrupt contractions (Boger and
Binnington, 1994). As the flow rate is increased, the stream-
lines are likely to get less curved, in an accommodation mech-
anism that avoids large extension rates which would cause
too high extensional viscosities. Hence, as the flow rate is
increased, the fluid tends to flow more straightly in narrow
cores. This change in flow pattern causes the extension rate
and hence the extensional viscosity to become nearly indepen-
dent of the flow rate. This would explain the above discussed
levelling off of the mobility.

It is interesting to observe that the range of values for the
extensional viscosities shown in Fig. 6, which were obtained via
a rather indirect approach, is not unreasonable when compared
with other extensional viscosity data for the M1 fluid (Walters,

1992). It is also worth mentioning that the values found for R,
are not too far from the typical dimensions of the model porous
medium of the experiments. For the low molecular weight fluid,
Ry = 5.4 mm, whereas for the high M,, fluid Ry = 16 mm.

CONCLUSIONS

Typical geometries of flow passages in porous media are
usually of the converging and diverging type. Therefore, flows
through real porous media can by no means be classified as
shear flows. Converging-diverging passages impose a predom-
inantly extensional flow kinematics.

On the other hand, it is well known that many non New-
tonian fluids have an extension viscosity that increases dra-
matically with the extension rate. Therefore, it is reasonable
to expect that in flows of such fluids through porous media the
energy loss will be governed by their mechanical behavior on
extension.

A simple theoretical approach has been employed to ob-
tain a constitutive relation for flows of extension-thickening
fluids through porous media. The non-Newtonian behavior of
the fluid is accounted for by a generalized Newtonian luid with
a viscosity function that has a power-law type dependence .on
the extension rate.

The pore morphology is assumed to be composed of a
bundle of periodically converging-diverging tubes. The Hagen-
Poiseuille equation is applied in conjunction with the lubrica-
tion approximation to obtain the flow rate as a function of
the pressure drop in a single tube. The capillaric theory is
then used to obtain the sought-for flow rate/pressure drop re-
lationship for a porous medium. Rheological and geometrical
parameters arise in the described analysis, which can be related
to quantitics found in flows through typical porous media.
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In order to compare the predictions of the developed re-
lationship with data, the experimental results of Chmielewski
and Jayaraman (1992) were employed. The geometrical and
rheological parameters appearing in the relationship were de-
termined via a least-squares procedure.

Comparisons showed that the developed constitutive
equation reprodiices quite well the data within a low to moder

ate range of pressure drop. In this range the flow resistance in-

creases as the flow rate is increased, exactly as predicted by the
constitutive relation. However, beyond a certain value of How
rate, the flow rate/pressure drop experimental curve becomes
linear, indicating that the mobility has sufficiently approached
an asymptotic value. It is believed that this asymptotic value
of mobility is directly related to a gradual change in flow pat-
tern similar to the one observed in flows of viscoclastic liquids
through abrupt contractions.
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RESUMO
Neste trabalho, desenvolve-se um modelo geométrico para representar a estrutura porosa de uma
argamassa de cimento ¢ cal, como a utilizada no revestimento inlerno de edificagdes, com o objetivo de
simular os processos de invasdo capilar no interior do material ¢ obter a condutividade hidraulica K em
termos do conteido de umidade. A ampla faixa de tamanhos de poros e a heterogeneidade intrinseca do
meio poroso ndo permite usar uma rede de percolgdo simples, numa #nica escala, para descrever
numericamente a topologia e os processos fisicos de transferéncia e retencdo Duas escalas sdo usadas

na modelagem numérica da argamassa estudada aqui.,

INTRODUCAOQO

Os fendmenos de transferéncia de umidade que ocorrem no
seio de materiais porosos sdo bastante influenciados pela geometria
porosa. A estrutura dos materiais contém uma fase vazia conexa,
chamada espago poroso, no interior de uma fase sélida. O estudo do
deslocamento imiscivel de dois fluidos no interior de materiais
porosos, em qualquer tipo de geometria admitida para os poros,
apresenta grandes dificuldades associadas a hidrodinamica da
interface junto ao contorno solido, imposta pela estrutura porosa.

A faixa de didmetros dos poros do material poroso
analisado neste trabalho abrange poros como didmetros entre 200 e
140000A. O objetivo deste trabalho ¢ apresentar um modelo para
representar a estrutura porosa de uma argamassa de cimento e cal, e
verificar a influéncia deste modelo sobre os processos de invasio
capilar no interior do material e obter a condutividade hidraulica K
em termos do conteudo de umidade.

Um modelo em duas escalas ¢ usado para representar a
estrutura da argamassa de cimento e cal e simular os processos de
transferéncia e retengio de umidade neste material. O modelo ¢
baseado na andlise qualitativa das micrografias de amostras da
argamassa previamente preparadas, usando-se um microscopio
eletronico de varredura.

Muitos métodos para a determinagdo da relagido entre a
condutividade hidraulica e o conteido tém sido desenvolvidos
(Childs e Collis-George, 1950; Marshall, 1958, Michiels et al,
1989). Conceitualmente a aproximagao de Childs e Collis-George
(1950), mais tarde modificada por Marshall (1958), se baseia em
suposigdes nas quais um meio contém poros distintos de varios
raios que sio randomicamente distribuidos no espago e quando dois
planos adjacentes ou segdes do solo sdo quebradas, a condutincia
hidraulica global é apenas influenciada pela frequéncia relativa dos
diferentes poros e nao pela topologia da configuragao. Michiels et al
(1989) apresentam modelos experimentais para predizer a
condutividade hidraulica em solos arenosos comparando os
resultados com dados obtidos através de modelos matematicos
apresentados por Childs e Collis-George (1950) e Marshall (1958).

Em relagdo ao modelo utilizado aqui, Daian e Saliba (1991),
basearam-se somente em resultados experimentais de intrusio de
mercurio e 1sotermas de adsor¢do. A fragdo em volume dos poros
com diametros pequenos foi corretamente representada por uma
rede cubica de percolagio de sitios e ligagdes, comprovando os
valores experimentais das isotermas de adsor¢do. No entanto, a
distribuigio de tamanho de poros para os poros de grandes
diametros foi influenciada pela falta de informagao dos dados das
isotermas de adsorgdo para umidades relativas acima de 96%, o que
representa 50% da porosidade, e pelos os resultados de intrusdo de

mercirio obtidos em amostras pequenas onde o efeito
superficie/volume foi importante e os grios de areia arrrancados
funcionam como cavidades

Neste trabalho, exclui-se ainda as fissuras observadas nas
micrografias da estrutura porosa do material estudado. Faz-se a
simulagdo levando em conta a transferéncia de duas fases continuas
ou descontinuas sobre um elemento de volume usando-se a hipotese
de equilibrio local, que permite escrever que o fluxo global ¢
proporcional a uma variavel de estado, definida através da escala
microscopica. A simulagao fornece a condutividade hidraulica K do
material poroso.

No presente trabalho, a disponibilidade de uma analise
qualitativa das micrografias, resultou num modelo em duas escalas.
Numa segunda escala, representa-se os poros de menor didmetro
(1000A < D < 10000A) através de uma rede de percolagio cubica
de sitios, onde os sitios de diferentes classes de diametros sao
distribuidos randomicamente. As diferentes classes de sitios foram
escolhidas seguindo uma distribuigdo em iso-numero, (Souza,
1993b), da distribui¢do de tamanho de poros obtida das isotermas
de adsor¢do e microscopia eletronica (Yunes, 1992).

Dessa forma, as constrigdes resultam da distribuicdo espacial
randdmica de sitios com diferentes didmetros, contrariamente a
Daian e Saliba (1991) que introduziram uma ligagao entre sitios
vizinhos a fim de reconstituir a sisotermas de dessorgao.

Numa primeira escala representa-se os poros com D >
10000A,

CONCEPCAO DO MODELO

A distribuigdio em volume de poros utilizada foi obtida
usando-se as isotermas de adsorgdo para poros com didmetros
menores que 2000A, e microscopia eletrdnica para poros com
diametros maiores que 2000A (Souza, 1993b; Philippi et al, 1994).

A curva de frequéncia para a faixa de diametros de poros
entre 1000 ¢ 100004 ¢ apresentada em Souza(1993b).

A ampla faixa de didgmetros de poros (200 < D < 140000A)
e a heterogeneidade do meio poroso, nao permitiu o uso de uma
rede de percolagio em uma G(nica escala para descrever
numericamente a topologia e os processos de retengdo e
transferéncia de umidade. Os didmetros dos poros foram divididos
em trés faixas: D > 10000A, 1000 < D < 10000A e D < 1000A.
Esta escolha tornou possivel o uso de redes de percolagio finitas
(Souza, 1993)

O modelo em duas escalas é apresentado na figura 1. A
heterogeneidade do material poroso estudado, que esta associada as
fissuras observadas nas micrografias da estrutura porosa, nio €
considerada neste trabalho (Souza, 1993a).
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Figura 1 - Esquema mostrando os modelos representativos do meio
poroso, para as duas escalas usadas na simulagio.

Na segunda escala, simula-se com uma rede de percolagao
cubica ndo ordenada somente de sitios (Souza, 1993b) os poros
com didmetros entre 1000A e 10000A. Admite-se que os poros com
diametros inferiores a 1000A estdo continuamente preenchidos de
liquido e ndo interferem nos processos de invasdo. Estes poros
formam redes vasculares isoladas em ilhas de poros circundadas por
poros maiores.

Numa primeira escala, simula-se a pasta de ligantes através
de um conjunto de cavidades esféricas, associadas aos poros com
didzmetros maiores que 10000A, randomicamente distribuidas dentro
do meio poroso continuo, composto pela matéria solida e poros
com didmetros menores que 10000A Utiliza-se o modelo de
transferéncia de Maxwell-De Vries através de meios compostos,
com uma fase homogeneamente dispersa de corpos saturados, para
simular a transferéncia de umidade.

Neste trabalho, admite-se a existéncia de um volume
elementar representativo (um volume suficientemente grande para
conter um namero muito grande de poros mas, também,
suficientemente pequeno em relagio as dimensdes representativas
do material em estudo) e a hipotese de equilibrio local: cada volume
elementar esta em equilibrio,

Nestas  condigdes, pode-se utilizar o formalismo
macroscopico e as diferentes fases estio na mesma temperatura € no
mesmo potencial termodindmico. Na pratica isto implica que no
curso dos processos macroscopicos de transferéncia a umidade
relativa e a pressdo capilar médias podem ser relacionadas pela lei
de Kelvin,

Objetiva-se simular a condutividade hidraulica nos processos
de embebigido e drenagem (Souza, 1993b). A hipétese de equilibrio
local permite escrever o fluxo global proporcionalmente a uma
variavel de estado, definida na escala microscopica. A simulagio
consiste em explicitar a operagdo de macroscopizagio considerando
uma rede cubica de sitios esféricos como o volume elementar
representativo, na faixa de didmetros de poro de 1000 a 100004, na
segunda escala. Na primeira escala, o meio poroso continuo,
composto de matéria solida e poros com D < 10000A, dentro do
qual cavidades esféricas, associadas aos poros com D > 100004,
s3o randomicamente distribuidas.

SIMULACAO _DO__PROCESSO _DE _ TRANSFERENCIA
ISOTERMICA DE UMIDADE

Segunda escala

A migragido de umidade no interior do elemento, concebido
como uma rede de poros, tem analogia ao fluxo de corrente dentro
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de uma rede de resisténcias elétricas. A condutancia equivalente
representa o coeficiente de transferéncia macroscopico para uma
dado estado de saturagdo. A contribuigdo de cada poro da rede ao
fluxo macroscopico € descrita por uma resiténcia que o mesmo
oferecera a passagem de vapor, se o elemento esta vazio, ou a
passagem de liquido, se o elemento esta cheio. Assim a condutincia
de cada poro ou ramo da rede é definida segundo seu estado de
ocupagdo.

Nesta analise, utiliza-se um potencial de transferéncia Gnico,
calculado em todos os nos da rede. A difusio do vapor esta
associada a um gradiente de umidade relativa e o escoamento do
liquido esta associado a uma gradiente de pressdo capilar.
Aplicando-se a lei de Kelvin,

_pAT

P, — P Inh, (1)
em cada né da rede (hipotese de equilibrio termodindmico entre
fases), os dois potenciais podem ser relacionados. Na Eq.(1) p; é a
pressdo da fase liquida, p, e a pressdo da gase gasosa, p € a massa
especifica do liquido, M € a constante universal dos gases, M € o
peso molecular da agua, T € a temperatura e h € a umidade relativa.
Assumindo creeping flow, Klopik(1982), desenvolveu uma
expressdo para a condutincia associada ao fluxo de liquido entre o
centro de um cavidade esférica, com didmetro D, e uma abertura
arbitraria na superficie, com didgmetro d (figura 2). Segundo Koplik,
esta condutdncia € equivalente a condutancia de um elemento
cilindrico com didmetro d e comprimento 2d/x,

_pmd’ m
128y 2d°

(2)

onde pi é a viscosidade do liquido. Desta forma a resisténcia ao
fluxo do liquido entre duas cavidades adjacentes na rede sera
imposta pela menor cavidade, que € considerada como uma abertura
de didametro d e comporta-se como uma garganta a transferéncia de
liquido.

Figura 2 - Geometria de um poro esférico com uma abertura na
superficie,

Se a cavidade esta vazia, somente difusio de vapor é
considerada. Para um elemento cilindrico de comprimento L e
diametro D, desprezando o efeito da camada adsorvida de liquido, a
condutancia eequivalente é dada por:

M
& =g alDTEFD, i 3
. =p.n(D/2) Tl (3)

onde D, é o coeficiente de difusdo do vapor d'agua no ar e p,, ¢ a
massa especifica do vapor d'agua saturado. De fato, no presente
caso, os didmetros dos poros podem ser considerados muito
maiores do que a espessura da camada adsorvida.

Para o caso de uma cavidade esférica utiliza-se a mesma
expressdo aproximada usada no caso da cavidade esférica ocupada
pelo liquido e dessa forma-se tem-se:

k,=p.m(d/2'D, 4 h 2 (4)
pRT 2d
O problema consiste em determinar a condutdncia

equivalente da rede quando uma pequeno gradiente do potencial py,
Ap; (Ap; - 0y, € aplicado entre duas faces opostas da rede. Isto se
resume em determinar a pressao p; nos pontos nodais da rede,



levando em conta a resisténcia de cada ramo da mesma. Simulam-se
os processos de embebicio e drenagem (Souza,1993b). Na
embebigao um sitio € efetivamente preenchido se e somente se ele
satisfaz a condi¢io de raio, calculada pela lei de Laplace, e esta
ligado a face de entrada por um caminho de sitios ativos e cheios.
Na drenagem para o esvaziamento do sitio na rede deve-se
satisfazer a condigdo de raio, calculada pela lei de Laplace. O sitio
deve ainda estar em contato com a face de entrada (ar), por um
caminho de sitios ndo ocupados pela agua capilar, e pertencer a um
agrupamento de sitios posiveis em contato com a face de saida. Isto
¢ a origem da histerese capilar associada a acessibilidade dos sitios
(Souza, 1993b). Desconsideram-se, os efeitos de aprisionamento de

ar. o
Primeira escala

O modelo consiste de um meio poroso continuo dentro do
qual cavidades esféricas sdo distribuidas randomicamente, figural.
Considera-se 20 classes de didmetros de poros para representar a
escala das cavidades esféricas, com D > 10000A

A condutividade hidraulica K ¢ calculada, segundo De Vries
(1952), da seguinte forma:

An(lf{ll + Z C|ﬂnnKn

k= An, + ZIZC.ATL

(5)

onde K, € a condutividade hidraulica da segunda escala, meio
poroso continuo, K; € a condutividade hidraulica associada a cada
classe dos poros de diametro maior que 10000A, An, representa a
proporgdo em volume do meio poroso continuo, An, representa a
proporgdo em volume dos poros com D > 10000A e ¢; é um
coeficiente igual ao dado por De Vries (1952),

Tem-se um esquema de intervengdo de duas fases, o vapor e
a agua capilar. Na simulagdo da drenagem admite-se inicialmente
todo o meio saturado. As cavidades esféricas por estarem
desconectadas sO conseguem ser esvaziadas na pressdo
correspondente ao ponto de percolagdo da fase continua, segunda
escala (Souza, 1993a), o que significa que cada cavidade esférica
esta conectada com um agrupamento percolante na segunda escala.
Na simula¢do da embebi¢do as cavidades serdo preenchidas com
agua depois que a segunda escala estiver completamente saturada,
de acordo com o seu didmetro a cada passo de pressdo, segundo a
condido de estabilidade dada pela lei de Laplace. Desconsideram-se,
os efeitos de aprisionamento de ar.

RESULTADOS

Nas figuras que se seguem mostram-se os resultados da
simulagdo em relagido aos processos de embebigdo e drenagem. Na
figura 3 mostra-se a variagdo do coeficiente K com o grau de
saturagdo, para trés diferentes tamanhos da rede cubica. Uma
dimensdo linear igual a 30 foi considerada ser satisfatoria para os
propositos da simulagdo. Resultados analogos foram encontrados
para a drenagem, figura 4.

. RS .

Soturrive ey (11

Figura 3 - Influéncia do tamanho da rede sobre o coeficiente K,
na embebicao.

Na figura 5 compara-se a condutividade hidraulica nos
processos de embebigio e drenagem.

A curva da condutividade hidraulica K sofre um aumento
brusco para um grau de saturagio em torno de 0,069 m¥/m3,
correspondente ao limite de continuidade da fase liquida,
permanecendo, em seguida, essencialmente constante para valores
maiores do grau de saturagio.
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Figura 4 - Influéncia do tamanho da rede sobre o coeficiente K,
na drenagem.

A distribui¢do de diametros de poros utilizada apresenta 15
classes sobre 50 (niumero de classes utilizadas - 30 segunda escala e
20 primeira escala) com didmetros pequenos comparado as demais
classes e tendo valores proximos uns dos outros e com a mesma
probabilidade de presenga, em fungio da distribuigio em
isonimeros. Estas 15 classes de didmetros representam apenas uma
pequena variagdo no grau de saturagdo, como mostra a figura 5. No
caso da drenagem este ponto representa a saturagio minima
atingida.
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Figura 5 - A condutividade hidraulica K em fungio do processo
simulado.

No processo de embebigao, fica evidenciado a variagdo de K
para baixos graus de saturagdo. Este comportamento se deve a
concepgdo da rede utilizada na segunda escala neste trabalho
(Souza, 1993b). cada sitio representa um poro. O primeiro
agrupamento percolante engloba as classes formadas somente de
poros pequenos, representando 22,5% da saturagio total.

No caso da drenagem quando a fase ndo molhante percola,
em fungdo da dimensdo da rede e da disposigdo aleatoria dos poros
na mesma, permanecem ilhas isoladas de poros pequenos,
preenchidos de liquido, ndo permitindo no calculo uma queda mais
acentuada dos coeficientes de transferéncia para baixos graus de
saturagao.

Este comportamento pode ser ser explicado melhor quando
se isola a contribui¢do das duas fases, difusdo de vapor e migragdo
de liquido, figura 6. :

Na figura 6, a contribui¢do da migragdo de agua capilar é
obtida anulando-se a condutancia dos poros ocupados pelo vapor.
Observa-se que a contribuigao da fase liquida ¢ dominante em quase
todo o dominio de saturagdo, coincidindo com o limite de
continuidade da agua capilar. A contribui¢do da difusdo de vapor é
obtida anulando-se a condutancia dos poros ocupados pela agua.
Observa-se que a soma das contribui¢des das duas fases, supostas
isoladas, ¢ inferior ao coeficiente Dy, (coeficiente global de difusdo
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associado ao gradiente de umidade) numa regido do dominio de
saturagdo, proximo do limite de continuidade da fase liquida. Isto
mostra a contribuigdo dos processos de mudanga de fase nesta
regido de saturagio.

rede A-D, N = 20
gerador =
mmee globel

—
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Figura 6 - Separagdo da difusdo gasosa e da transferéncia
capilar evidenciando a regido no limite da continuidade

da fase liquida.
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Figura 7 - A condutividade K segundo o modelo de
kirkpatrick(1973).

Na drenagem a condutividade hidraulica tem sido calculada
para contendos de liquido maiores do que a saturagdo irredutivel,
que corresponde ao conteudo de liquido onde a fase liquida torna-se
descontinua (84 = 0,085 m¥m?). E importante observar que o
contetido de liquido correspondente ao limite de continuidade da
fase liquida, na embebigdo ( B = 0,069 m¥/m?), ndo é o mesmo
contetdo onde a fase perde sua continuidade, 84, na drenagem. De
fato, na drenagem, 0 € constituido ndo somente pela agua contida
nos sitios com D < 1147A, (ou seja, Op) mas também pelos
agrupamentos isolados da fase molhante no curso da drenagem,
compostos pelos sitios que foram esvaziados primeiro.

A evolugdo da curva da condutividade hidraulica ndo € um
problema de simulagdo e esta diretamente ligada a rede utilizada
neste trabalho. Quando se utiliza a frequéncia em namero, figura 7,
de sitios ocupados pela fase molhante o resultado mostra-se similar
aos resultados encontrados por Kirkpatrick (1973), obtidos para
redes compostas por somente dois tipos de resisténcias a cada
fragao de coupagio.

Um modelo em duas escalas foi usado para simular os
processos de embebig¢do e drenagem num material poroso. Numa
segunda escala, os poros sdo representados por sitios
randomicamente distribuidos numa rede cubica. Numa primeira
escala, os poros grandes foram admitidos estar distribuidos
randomicamente num meio poroso continuo cujas propriedades
hidraulicas foram calculadas na segunda escala, e a teoria de
Maxwell-De Vries para meios compostos foi usada para predizer a
condutividade hidraulica.

Observa-se nos resultados obtidos,
condutividade hidraulica,

que as curvas da
em fungdo do grau de saturagio,

apresentam um evolugdo mais acentuada comparados aos resultados
de Daian e Saliba (1991).

Para Daian e Saliba , o ponto critico corresponde a 0,4
m¥/m3. que é consideravelmente maior que o ponto critico
associado a rede utilizada no presente trabalho. Isso se deve a
concepglo de rede utilizada por Daian e Saliba: os poros pequenos
s3o agrupados em feixes e associados a um Gnico sitio da rede, de
modo a preservar a frequéncia relativa dos mesmos. De fato, a
condutincia equivalente para um elemento da rede (sitic efou
ligagdo), representando um feixe de poros (tubos paralelos), é maior
que a conduténcia equivalente associada a um Unico poro.
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ABSTRACT

The presemt paper presents a study of moisture retention
and isothermal transfer in a cement and lime mortar. The extended
range of pore sizes and the mtrinsic heterogeneity of the medium
do not allow to use a single-scale percolation network  for
mumerically describing the topology and the physical processes
related to fluid retention and transfer. Two different scales are
used for the numerical description of the cement and lime mortar
studied i this paper.
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RESUMO

Um leito vibro-jorrado bidimensional foi

construido de

acrilico e instalado sobre base cdénica (&ngulo de 50°). A vibragédo
(Amplitude 8 mm; frequéncia 11 Hz) foi gerada por um excéntrico,
que atuava diretamente na placa distribuidora de ar. O sistema foi
ensaiado com esferas de vidro e com comprimidos e sdo apresentados
resultados da variagdo da perda de carga com a vazdo. O escoamento

interno das particulas seguia o modelo mistura ideal,
dispersdo do tempo de residéncia.

INTRODUGAO

O Departamento de Termofluidodinadmica da
Faculdade de Engenharia Quimica da UNICAMP, vem
desenvolvendo pesquisas utilizando leitos de
jorro como equipamento primario no recobrimento
de particulas. O processo permite excelente
uniformidade e bom controle do crescimento da
cobertura.

A presente pesquisa visa melhorar a
eficiéncia do processo, isto &, a obtengdo de
uma taxa de recobrimento mais alta com menor
consumo de ar aquecido, pela incorporagao de
uma vibragdo vertical ao leito.

Leitos vibro-jorrados seguem a configu-
ragcdo classica de leitos de jorro convencio-
nais, com ou sem tubo interno acrescentando-se
apenas um suporte (placa) perfurada na base,
local de entrada do fluxo de ar. Esse suporte
é submetido a uma vibragdo e a transmite ao
leito, podendo promover sua agitagao e recircu-
lagdo mesmo na auséncia de escoamento de ar. 0
movimento das particulas é suave, em fase
densa, e a vazdo de ar aquecida é estabelecida
de acordo com as exigéncias da secagem e ndo
mais como parametro fluidodindmico para o
movimento das particulas, Finzer e Kieckbusch,
(1992) .

A construgdo e montagem de um leito
vibro-jorrado bidimensional e ensaios do
comportamento fluidodinamico com e sem vi-
bragdo, s@o os objetivos iniciais deste traba
lho. Um estudo completo sobre a secagem de
recobrimento de comprimidos neste leito
bidimensional com vibragdo estd em andamento.
DEBENVOLVIMENTO UM BECADOR BIDIMENSION

O projeto de um secador de leito fluidi-
zado ou jorrado, prevé diversas configuragdes.
Dentre elas a que se mostra mais promissora é
a de um leito bidimensional, onde o problema de
ampliagdo de escala reduz-se a simples extensdo
de uma dimensdo do leito. Ele consiste em um
recipiente de forma retangular com paredes
verticais planas e sua base deve ser angulada,
pois assim facilita uma melhor alimentacdo das
particulas para dentro da area de jorro. Alguns
estudos ja foram feitos com este tipo de sis-
tema por Kudra et al (1983), Passos (1991),
Taranto (1992) e Ayub (1993), que anali-
saram tanto a fluidodinamica como a transferén-
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com alta

cia de calor gas-particula no leito.

0 leito bidimensional & mostrado na
Figura 1. As dimensdes utilizadas na sua cons-
trugdo seguiram as relagdes indicadas por

Kalwar et al (1990).

I

— a -—

8-angulo da base
a-comprimento do leito
b-largura do leito
c-largura da entrada de ar
H-altura do leito

Figura 1 - Esquema do leito bidimensional

com este tipo de geometria diminui-se
problemas de ampliagdo de escala e de capaglda—
de de secagem encontradas no leito cong-c1l§n—
drico, sendo que a relagdo entre as dimensdes
permite uma boa circulagdo dos sélidos.

0 leito foi construido em acrilico, com
altura de 40cm, comprimento de 32cm e largura
de 4cm. Desta forma fica estabelecida uma
relagdo de 1/8 de largura da entrada com o com-

primento do leito. Trés opgdes para a largura
c, na entrada do ar, eram disponiveis: 4,6 e 8
cm. A parte inclinada do leito foi construida
com angulo de 50 graus, o gual esta de acordo
com a literatura que estabelece uma faixa de 30
a 60 graus. Nao se usou tubo central.

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

A maneira de operar o sistema sera su-
cintamente descrita a seguir.

0 ar é insuflado pelo soprador (4 cv),
sendo sua vazdo controlada por uma valvula
globo (1 1/2") e medida por rotametro devida-
mente calibrado. O ar chega ao leito bidimen-




sional da Figura 1, onde tem-se tomadas de
pressdo na base e no topo, que possibilita a
determinagdo da queda de pressdo no leito de-
vido & carga de particulas.

O sistema de vibragdo é do tipo camo, com
possibilidade de variagdo da amplitude e fre-
quéncia de vibragdo. O movimento vibratério
para as particulas no leito & feito ligando-se
um motor elétrico de corrente continua e a-
justando o variador eletrénico de velocidade na
frequéncia desejada, medida por tacémetro
digital. A vibragdo & transmitida ao 1leito
através da placa distribuidora mével de ar,
acoplada a haste de vibracao.

Um ensaio experimental com vibracgédo, pode
ser descrito da seguinte maneira. Carregado o
leito, mede-se a sua altura e fixa-se as con-
digdes de vibragdo. Aumenta-se entdo gradati-
vamente a vazdo de ar, medindo-se seu valor e
a perda de carga correspondente. Apbés atingir
a vazdo maxima disponivel inicia-se a operacgdo
inversa, fechando-se a valvula de controle e
fazendo as leituras. Para os ensaios experi-
mentais sem vibragdo, obviamente que o sistema
de vibrag¢ao nado é acionado.

Foram utilizados esferas de vidro de dia-
metro médio de 0,35cm e comprimidos com didme-
tro de 0,649cm. O volume dos comprimidos foi
calculado com base na sua forma geométrica, e
comparado ao volume de uma esfera obtendo-se
entdao o valor do diémetro equivalente da par-
ticula.

RESULTADOS8 E DIscuUssio

Foram levantados dados de altura do leito
(H,), gqueda de pressédo maxima (APg..), e
da vazdo de jorro minimo (Qy,), que sdo parame-
tros de importédncia para o projeto de leito de
jorro. O conhecimento da altura do leito ira
assegurar uma circulagido de particulas ade-
quadg, a queda de pressdo mixima & a resis-
téncia a ser vencida pelo compressor, enquanto
a vazdo de jorro minimo, fornece o valor da
vazao a ser utilizada no ensaio.

Foram realizados trinta ensaios experi-

mentais, sendo 15 sem vibragdo e duas repeti-
¢des do mesmo, mas sob uma vibragdo de 8mm de
amplitude e freguéncia de 11Hz. Para cada um
deles foi construida a curva de queda de
pressdo (AP) versus vazdo de ar (Q), e a partir
delas foram obtidas os valores de Qims

Observa-se pela Tabela 1, gué para en-
saios com mesmas alturas e tipo de material, em
todas as corridas com vibrag¢do (C/V), a queda
de pressdo madxima e a vazdo de jorro minimo,
sdo menores do gue nos experimentos sem vi-
bragdo (S/V). Esse resultado estd de acordo com
a literatura que diz que a vibragio facilita o
movimento das particulas.

Observou-se visualmente gue a movimen-
tagdao das particulas e sua circulagado interna
se intensificavam com o aumento da area de
secgdo da entrada de ar. O mesmo acontecia com
a transmissdo da vibragdo ao leito.

As Figuras 2 a 7, apresentam curvas tipi-
cas de AP x Q. O comportamento geral das curvas
obtidas concorda com os resultados publicados
com ensaios sem vibragdo, Taranto (1992), e com
vibragdo, Finzer e Kieckbusch (1992).

Foram também realizados ensaios prelimi-
nares para determinar a distribuigdo do tempo
de residéncia na circulacdo dos sélidos no
leito, acompanhando o movimento de comprimidos
marcados no leito bidimensional com vibracgao.

Usou-se um comprimido marcado e fez-se um
levantamento do tempo necessario para a parti-
cula perfazer um ciclo, isto &, cronometrou-se
o tempo que o comprimido marcado deixava a
placa distribuidora e retornava a& mesma posi-
¢do. As condigbes experimentais utilizadas fo-
ram: carga de 0,7kg de comprimido, altura do
leito de 11,5cm, placa distribuidora (8 x 4
cm), vazdo de ar 1,93kg/min, amplitude 8mm e
frequéncia 11Hz. O resultado desse ensaio foi
feito com 46 repeticdes.

0 tempo de residéncia médio das particu-
las no ciclo, foi calculado fazendo-se o
somatério dos tempos reais pelo nimero de
ensaios realizados, obtendo-se um valor de
8,47s.

Tabela 1 - Parametros Dindmicos do Leito Bidimensional

tﬂPnnx cmH,0 e Qj. kg/min)

Placa (4 x & cm) (6 x &4 cm) (8 x 4 cm)
_, | pistri-
S {(huidora S/V eV S/V eV SV eIV
wi
-
z E:;?a L U L ojm AP jn AP njm bP. ojm LA njm
g - 18,0 1,5 14,6 1;3 14,5 1,55 | 9,4 1,2 10,6 | 1,6 | 8,0 1,43
E ' H = 13,8 cm H_ =12,0 cm H_ = 11,5 cm
% " 16,0 |1J8|1%8 I1ﬁz 16,5 |1§8|1L9 I1A 117] Lol13m I1J
Hc = 16,0 cm He = 15,0 cm h‘c = 14,0 cm
18,8 I1J'[113 Ioﬂa 15,5 I1Jo|1m3 |1j 1&4]1,11}J I 1,4
g o H_ =9,7 cm H_ = 8,0 cm W= 7,5 cm
5 24,8 I 1,18 I 18,5 | 1,08 | 19,6 l 1,43 l 13,6 ] 1,25 | 1,68 I 1,6 I 12,4 l 1,5
; ke H_ = 12,0 cm H_ = 10,8 cm W =9,7 cm
% " 31,4 I 1.7 | 24,7 l 1,33 | 28,5 l 1,68 I 19,5 ] 1,43 | 23,9 I 1,7 l_J?,o l 1,55
H = 14,0 cm H =13,5 cm H = 12,2 cm
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A Figura (8) apresenta o histograma da
distribuicdo dos tempos de residéncia obtidos,
considerando-se intervalos de 1,2,3 e 4 segun-
dos. Esses valores indicam uma notdvel dis-
persdo em torno da média, com uma mediana da
ordem de 5 segundos. O comportamento & préximo
ao de um reator de mistura ideal, ao contrério
de Finzer e Kieckbusch (1992), que usando leito
cénico-cilindrico com tubo central, obtiveram
um escoamento pistonado com baixa dispersdo.
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Figura 8 - Distribuig¢do do tempo de circulagido
de uma particula marcada no leito

Observagdes visuais confirmaram gque os
tempos mais curtos correspondem a particulas
que abandonam a regido anular antes de alcangar
a base do leito. Por outro lado & grande o
nimero de particulas que tem dificuldades em se
movimentar junto a parede, aumentando o tempo
do ciclo. Esse altimo comportamento é& ainda
mais acentuado guando ndo ha vibracgao.

Essa dispersédo é prejudicial para o reco-
brimento uniforme de comprimidos e portanto
serd avaliada com mais rigor, e se possivel
diminuida, antes de se realizarem ensaios defi-
nitivos de recobrimento.

REFERENCIAS

Ayub, G.S.E., "Recobrimento de Comprimidos em
Leito de Jorro Bidimensional: Analise do Cre-
scimento e Transferéncias de Calor Gas-Particu-
la,", Tese de Mestrado, Unicamp-FEQ, Campinas,
SP, Brasil, 1993.

Finzer, J.R.D. & Kieckbusch, T.G., "Secagem em
Sistemas com Vibracdo," in: Tépicos Especiais
em Secagem, S3o Paulo, Vol.l, pp. 87-127, 1992.

Kalwar, M.I., Raghavan, G.S.V., Mujumdar, A.S.
e Fanous, M.A., "Aerodynamics of Grains in a
Large Scale Two-dimensional Spouted Bed With
Draft Plates, "Notas Particulares", 1990.

Kudra, T., Mujumdar, A.S. e Raghavan, G.S.V.,
"Gas-to-Particle Heat Transfer in Two-Dimensio-
nal Spouted Beds,"Canadian J. Chem. Heat and
Mass Transfer, Vol.16, pp. 730-741, 1989,

222

Passos, T.L.A. "Flow Characteristics of Two-
dimensional Spouted and Spouted-Fluidized Beds
of Particle," Ph. D.Thesis, McGill University,
Montreal, Canada, 1991.

Taranto, O0.P. "Estudo Experimental da Dindmica
em um Leito de Jorro Bidimensional: Aplicagdes
em Recobrimento de Comprimidos," Tese de Mes-
trado, Unicamp-FEQ, Campinas, SP, Brasil, 1992.

Abstract

A bidimensional, vibro-spouted-bed dryer
was built in plexiglass and mounted over a 50°
angle inclined base. A vibration ( 8 mm ampli-
tude, 11 Hz frequency ), induced by an excen-
tric was imposed to the air distribution plate.
A comparison of bed pressure drop curves, with
and without wvibration, using glass beads and
tablets is presented. The internal circulation
of the particle prooved to follow a plug flow
model with high dispersion of residence time.
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SUMMARY

Velocity distributions of solid particles in a cyclone separator attached to a circulating
fluidized bed were measured under ambient conditions. These were carried out with Vector a
solid particle velocity measurement instrument with a fiber optic probe, LED's and a photo
detector. Higher levels of particle velocity fluctuations were observed in the vicinity of the wall.
This is in agreement with experimental observations of other confined gas-solid turbulent flows.
The observed particle velocity distributions indicated the existence of three distinct regions in the
cyclone. These observations combined with calculated gas velocities in the cyclone facilitated the
understanding of the mechanism of particle separation.

INTRODUCTION

The cyclone is the most widely used non-mechanical device
for the separation of solid particles from a fluid. The basic design
methodology of the cyclone, in its most common form which is
based on several empirical correlations, has survived largely
unchanged for over a century. For some specific applications,
however, more in-depth understanding of the two-phase flow
structure was found to be an essential component of the overall
design procedure. A number of theoretical and experimental
investigations have been undertaken to bring a better understanding
to the flow structure in cyclones. In most of the earlier theoretical
works it was generally assumed that the particle concentration in a
cyclone was low , and thus, particles had a negligible effect on the
gas flow. This, with the exception of some very dilute flow
applications, not being always a reasonable simplifying assumption,
has attributed to the lack of understanding of particle motion in the
cyclone. In modern industrial applications there is a renewed
interest in the design of cyclone particle separators for high
temperature, high pressure and high particle concentration;, in
applications such as circulating fluidized bed combustors or
pressurized fluidized bed gasifiers. This has given a new impetus to
the research and development of high performance cyclones
handling particles of wide particle size distribution. A good
description of particle velocity and trajectory in a cyclone is
hampered by lack of understanding of the forces affecting the
particle motion; inter-particle forces, and particle wall collisions.
Thus, all present day models are greatly influenced by the
assumptions made, and give results that must be carefully
interpreted.

Boysan et al (1982) developed a mathematical model using
an algebraic stress model of turbulence for particle motion in a
cyclone. It took into account the three dimensional effects of the
flow. Basirat Tabrizi and Hamdullahpur (1990) developed a
mathematical model based on material balance. They concluded
that, compared with pure air, the dusty gas has a lower tangential
velocity in the inner core section but a higher one near the cyclone
wall. They attributed this to the shear forces and the turbulence
which are created near the boundary of cyclone separator in the
presence of the particles. Similar effects can be observed for the
axial and the radial velocities. This is in agreement with the findings
of Govan et. al. (1989), and Sommerfeld (1990). They used an
axial-viewing technique and observed that a relatively high level of
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particle velocity fluctuations occurs near the wall region of a
cyclone. It is also known that particle/wall collisions, especially
due to surface roughness and non spherical particle shape can have
a strong effect on particle motion. Minier et al. (1990) showed
that only with the introduction of an irregular bouncing model
which accounts for the surface roughness of the walls, and slight
non sphericity in the particle shapes numerical predictions compare
reasonably well with experimental observations. Later on, Minier
et. al. (1992 ), to explain the occurrence of higher particle velocity
near the wall region, proposed that the particle spin may be an
important factor. This phenomenon was first reported by
Matsumoto and Saito(1970), where particle rotational velocities up
to 1800 r.p.s were measured for 0.5 mm glass beads in a pipe flow.

It is recognized that any sensible experimental data should
be obtained by direct measurement of solid particle velocity. This is
difficult mainly because of the complicated random nature of the
flow. There are relatively few references in the literature about the
measurement of particle velocity within a cyclone, and the
discrepancies of these measured values were large due to different
experimental conditions.

Zhou & Soo ( 1990 ) measured the swirl velocity of 60 um
particles in a cyclone using the laser Doppler velocimetry
technique. They found that the velocity of the solid particles is
almost half of the gas swirl velocity. This was the case everywhere
in cyclone except near the wall. They also reported some difficulties
caused by low signal to noise ratio for both gas and particles
velocity measurements in the region near the wall.

Recent advances in velocity measurements using fiber optic
techniques enables it to be used for the measurement of velocities
of particles and droplets in gas-solid and liquid-solid systems. In
spite of that we could not find in the literature data on solid particle
velocities near the wall of a cyclone. In the present investigation a
fiber optic probe described in Militzer et al (1992) is used to
measure solid particle velocities. This particle velocity measurement
system has been successfully used in a large variety situations of
solid particle flow including the highly variable flows such as those
encountered in CFBs. Furthermore, unlike the LDA they can be
used in regions of high solids concentrations, such as those
encountered along the wall of a cyclone. The main purpose of this
study is to obtain experimental data on particle velocity
distributions within a cyclone fitted onto a cold model Circulating
Fluidized Bed (CFB). One of the advantages of the CFB model is
that it can be operated at relatively high solid loading,
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EXPERIMENTAL SET-UP

Figure 1 shows the experimental set-up. The cold
circulating fluidized bed system unit has a 0.23m ID, 8.1 m high
Plexiglas column, a cyclone separator, a dipleg and feed box with
an L leg. Fluidization air is provided by a Roots type blower which
delivers 0,225 m3/s ( 474 CFM ) at 20.7 kPa ( 3 psi ) . The solids
leaving the riser are collected by a cyclone and a bag filter. The
cyclone has a 0.3 m ID and is 1.17 m high. The body of the
cyclone is made of sheet metal and its inlet vane and dust exit pipe
are made of Plexiglas. To allow the introduction of the fiber optic
probe six axially distributed 5/8" brass fittings are welded to the
body of the cyclone . The cross sectional area of the cyclone is
approximately 2500 times larger than the probe, thus minimizing its
effects on the flow. Solids collected by the cyclone and bag filter
are returned to the solids reservoir via a 0.152 m ID Plexiglas dip
leg. Fine sand known as silica powder is used in the experiments.
Its density is 2300 Kg/m3 and average particle diameter is 160 um.
The solids flow rate was maintained at 0.6 kg/s resulting in an
average concentration of 2.66 kg per m3 of air.

Optical Fiber Probe. Figure 2 shows the Vector solid
particle velocity measurement set up. It is composed of an
electronic circuit box, a PC computer, and a probe with two
parallel optical fibers. The electronic circuit box contains two pairs
of light emitting diodes (LED) and photo diodes used for
converting the received light signal reflected by the solid particle
into a voltage, and other electronic components for amplifying and
controlling the light beams. The probe head contains two parallel 1
mm fibers about 2 mm apart. Each fiber is connected to an LED
and to a photo diode, thus it is used to send and receive the light
signals. Data is collected by a PC computer with a DMA analog /
digital data acquisition card. A specially written computer program
controls data acquisition, monitoring of signals, calculates
correlations, velocities and does the statistical analysis. More
details are given in Militzer et al. (1992).

Figure 3 shows two typical curves of voltage versus time
each received by the two fiber channels. The time delay between
the two curves is caused by the relative position of the fibers, that
is, a particle or a cluster of particles first passes by the lower fiber
and later by the upper fiber. The time delay is obtained by
calculating the cross correlation between the two signals. The
particle velocity in the given direction is then obtained by dividing
the distance between the fibers over the time delay. The figure also
presents the normalized correlation curve for the given sample.

Typical probe voltages.

tine

tine

Figure 4. Correlation of the voltages.

EARTICLE'S VELOCITY MEASUREMENT

Velocity measurements were carried out by introducing the
fiber optical probe radially into the cyclone through the brass
fittings. At each axial and radial position a series of samples were
taken. Each series gives one velocity. To ensure statisticaily
meaningful results, 100 senes samples were taken at each location.
The required sampling frequency is proportional to the particle
velocity. For example assuming a solid particle velocity of 50 m/s a
particle would travel from one fiber to the other (2mm apart) in
0.0004 s; so with a 50 kHz sampling rate 2 samples would be taken
during that time. Thus a 50 kHz sampling rate was adopted. It was
found that 512 samples per series provided adequate correlation of
the signals. Velocities calculated with a normalized cross
correlation coefficient smaller than 0.5 were rejected.

The solid particles near the wall of the cyclone follow a
helical path. Thus at each location the probe had to be rotated until
it was aligned with the flow. This could be detected from the
velocity measurements, namely, the velocity was maximum when
the probe was aligned with the flow. Due to the characteristics of
the fiber optic instrument the reflected signal is directly
proportional to the particle concentration. Thus, the signal intensity
was higher near the wall of the cyclone and rapidly decayed as the
probe was moved radially towards the core region. For the cyclone
under consideration with a maximum radius of 150 mm the solid
particle velocity measurements were limited to a region between 30
to 50 mm inward from the wall.

Following the data collection at each location, the cross
correlation of each series and its respective velocity were calculated
using the computer algorithm written for this application. The 100
velocity values for each location were processed, those with low
correlation coefficient rejected and the remaining were statistically
analysed.

RESULTS AND DISCUSSION

Particle Velocity Distribution. The mean particle velocity
and standard deviation values for each axial and radial locations are
summarized in Table 1. At each tap, the velocity value measured
furthest from the wall indicates the greatest distance from the wall
at which it was still possible to obtain a signal appropriate for
calculating the velocity. For example, at tap B this distance is (150
- 125 ) mm = 25mm . The value closest to the wall at each tap is
within a few millimeters of the wall itself

Tap C is fixed at almost the same height as the entry into
the vortex finder. Figures 5a and Sb show the effect of the vortex
finder entrance and cyclone wall on particle velocity. The gas
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Figure 5. Particle velocities at different locations in the cyclone. (Gas velocites were obtained using analytical solution of Zhou et al, 1990).

velocity profiles were predicted using the analytic solution
proposed by Zhou et al (1990). The particle tangential velocity
obviously decreases with the increase of the cross section of the
cylinder.

Taps C and D are located in the cylindrical section of the
cyclone. This region with constant cross section induces a relatively
uniform flow. The measured velocity values are almost the same,
meanwhile all standard deviations are relatively small (see Figures
5b and 5S¢, and Table 1). But, the values near the wall are still
higher than those near the core. The main reason might be that the
separated larger particles with higher concentration near the wall
region are subject to irregular bouncing and spin, as mentioned by
some investigators (Sommerfeld 1990, Minier et al. 1992).

Tap E is located near the top of the conical section in the
vicinity of the cylindrical section. Higher velocity values can be
observed in Figure 5d. These are believed to be caused by the
transition from a constant cross sectional area to a gradually
reducing conical cross section. Additional factors that can explain
higher particle rotational speed are the increase of the particle
concentration and irregular wall/particle collisions.

The results at Tap F show particle velocities somewhat
closer to the gas velocities (see Figure 5e). However, the reversed
gas up-flow begins disturbing the particle down-flow with a
consequent decrease in the levels of particle velocities.

Velocities measured at tap G (Figure 5f) seem to be similar
to those of tap F as shown in Figure Se. The difference in velocities
between tap F and tap G is that the gas velocity in the bottom of
the cone is slightly higher than particle velocity. The lower pressure
zone created by the upward swirling gas flow causes the re-
entrainment of collected particles in the bottom region, as
confirmed by many investigators (Enling and Yingmin, 1989).

Particle Separation. Particle separation in a cyclone is a very
complex process. However, knowing the particle and gas velocity
distributions, it is possible to predict the behaviour of particle
separation and estimate the particle concentration distributions.

Most cyclone formulations have been based on the
assumption that the separation of particles is the result of two
opposing forces: a centrifugal force that acts radially outward and a
gas drag that acts radially inward. In addition, a swirling gas flow
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in the cone forms an axial flow downwards near the cone wall and
upwards along the core. Fine or light particles, mainly influenced by
the gas drag, would move radially inwards and then axially upwards
to the vortex finder; bigger or heavy particles, subjected to higher
centrifugal forces, would move to the wall and then downwards to
the dust exit. The particle which designates dsg or cut size particle
might attain equilibrium along a circular orbit in the core where the
two opposing forces are in balance and the axial gas velocity equals
zero. Therefore, their motions implies an extended residence time
and higher concentration than in the core.

As illustrated by Table 1 and Figure 6, at each measuring
tap there is a limiting radial position beyond which the
concentration of particles is too low to produce a reliable reflected
signal. These positions when connected in the axial direction
would produce a line (in three dimensions it is actually a surface),
L1 in the figure, which is designated as the critical or equilibrium
particle trajectory. The critical or equilibrium particle might be the
cut particle size (dsy) which means that two opposite balanced
forces, a centrifugal force and a gas drag force, act on it. Thus,
only at this region, around the point of vanishing axial gas velocity,
the cut size particle moves neither in the axial nor in the radial
direction and therefore rotates on a stable circular path. The region
from the core to L1, called Region 1, contains fine particles with
low particle concentration. Based on the experimental observations
of a relatively higher level of particle velocity and particle
concentrations near the wall region of the cyclone, L2 is
characterized by the magnitude of the change in particle standard
deviation. This line thus divides Region 3 which is filled with fully
separated bigger particles with higher concentrations and velocities
from Region 2 where the actual separation process is taking place.

It is especially interesting to note that the dotted line in
Figure 6, which gives the location where the calculated gas velocity
vanishes, almost coincides with line L1, critical or equilibrium
particle trajectory. Thus, depending on the axial gas velocity a
particle in "equilibrium" can move to either side of line L1. If the
part of region 2 is outside of L3 (the vanishing points of axial gas
velocity) particles in this area might be completely separated from
the gas; or particles might get into the vortex finder and be
entrained. It is evident from Figure 6 that there are two particle re-
entrainment areas, namely, near the vortex finder and near the dust




Table 1. Particle velocities in m/s at different taps (R is the radial
distance from the axis; values between parentheses represent
standard deviations)

R(tm) | TAPB | TAP C | TAP D TAP E TAP F TAP G

2.6 36.1 (1.6)

5.6 36.5 (3.8)

5.9 34.7(4.8) |

14 34.2 (L7

8.0 45.1(7.1)

9.0 34.0 2.3)

9.8 30.1 (3.0)

10.2 32.2 (4.8)

11.0 44.3 (2.0)
1.8 43.9 (L)

12.0 34.3 (1.6)
12.4 37.6 (4.2)

125 | 417 (6.6)

13.0 42.3(2.2)

13.4 36.7 (4.0)

13.5 | 424 (6.1) 334 (1.8) | 47.4(5.2)

14.0 37.3 (4.0)

14.4 | 38.6 (6.2) 36.3 (2.6)

14.5 34.9 (5.6)

14.7 | 42.8 (6.2)

14.8 37.5(3.5)

Region 1: low concentration of fine particles

Region 2: separation region with relatively high concentration of
fine and coarse particles

Region 3: fully separated high concentration large particles.

L1 : line(surface) of critical equilibrium of particle trajectories.

L2: particle velocity inflection line

L.3: line of vanishing axial gas velocity (calculated)

Figure 6. The three main regions of a cyclone characterized by
particle size and concentration.
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opposing forces: a centrifugal force that acts radially outward and a
exit due to the effect of suction caused by the strong up-flow of gas

CONCLUSIONS

Throughout the course of this investigation, it was proven
that the fiber optic based particle velocity measurement instrument
to be quite accurate and reliable providing easily reproducible solid
particle velocities even in regions of the cyclone where large
velocity fluctuations are observed.

The experimental results show that particle velocities have
large variations both in the axial and radial directions. The variation
of the particle velocities measured depends on the local geometry,
roughness of the cyclone surface, and particle concentration
distribution. The analysis of the standard deviation calculated from
a large set of experimental data reveals the nature of highly variable
gas - solid flow at the each positions. Relatively high standard
deviations exist at the wall region and other places such as the
entrance of the vortex finder and at the junction of the cylinder and
cone. They can also be attributed to the effects of the particle/wall
collisions -and very high particle rotation induced by particles
bouncing of the cyclone walls.

The velocities measured by the optical fiber probe in this
study qualitatively agree with the calculated values described in
Basirat Tabrizi's study (1990). Relatively high levels of particle
velocity near the wall also are in good agreement with those
obtained in pipe flow by Sommerfeld (1991), and Durst (1982).
The observation of the near velocities and trajectories and their
relation to the gas velocities suggests that the cyclone can be
divided into three main regions. These are separated by surfaces
characterized by particle velocity inflection and the calculated
points of vanishing axial gas velocity.
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SUMMARY

The flow about an oscillating circular cylinder is simulated by considering a frame of reference fixed to the
cylinder and a free stream with a superimposed oscillating cross flow. The phase angle between the
transverse force coefficient and body displacement is obtained numerically for values of frequency of
oscillation around the vortex shedding frequency. A discrete vortex method incorporating viscous dif-

fusion is used.

INTRODUCTION

The occurrence of flow-induced vibration (FIV) is very common
in cylindrical elements of heat exchangers. Vortex shedding is
usually associated with vibration and some times with noise in
such elements. An understanding of the fundamental mechanisms
of vortex shedding and vortex-induced vibration is of great
importance for this type of systems. In this paper, the phase angle
between the lift coefficient and the body displacement is studied in
detail. The study of the phase angle (¢) in cases where the body is
forced to oscillate allows comparisons with the free-oscillating
case for frequencies of oscillation around the vortex shedding
frequency (f,). The importance of the phase angle lies in the fact
that the energy transferred from the fluid to a free oscillating body
is proportional to sin(¢). To prove this affirmation, we consider
the energy transferred per cycle as

T
E = [ Fady,, (1)
w

where F, is the transverse force per unit length in the spanwise
direction. This force leads the body displacement y;, by the phase
angle ¢ and it is given by

1

R.ZEpUEDa cos(2mt +¢), (2)

where p i1s the specific mass of the fluid, U is the free-stream
velocity, D is the diameter of the cylinder, f is the frequency of
oscillation, and C; is the amplitude of the lift coefficient and

v = Acos(2mt) (3)

where A is the amplitude of oscillation.

With expressions (2) and (3), the energy transferred to the
body by the fluid per cycle of oscillation can be written as
E:——épU-‘D(_“,.vfjcos(r+¢)sin dr, (4)

where T = 27t . This expression yiclds

E=—%pt’3Da.4sin¢, (5)

which is proportional to sin(¢). This result can also be seen in
Griffin et al 'V
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Analysing the force coefficient time histories, it is possible to
draw the conclusion about the change in timing of the shedding of
vortices. If the transverse force coefficient is decomposed into a
term that is in phase with body displacement (C/ ), and another
component in phase with body velocity (Cl,), we have

Cl = Cl,, cos 2t — Cl, sin 2t (6)

The minus sign appears due to the way that body di