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FOREWORD

The two volumes of these Proceedings contain the scientific presentations at the 7" Brazilian
Congress of Engineering and Thermal Sciences, ENCIT98. The event has the support of ABCM
(Brazilian Society of Mechanical Sciences) and PUC-Rio (Pontificia Universidade Catélica do
Rio de Janeiro).

This series of conferences began in Rio de Janeiro, in 1986, and have been held every two
years since then. The goals of the 7" Brazilian Congress of Engineering and Thermal Sciences
remain the same as for the previous conferences: to present research and design results in
engineering and thermal sciences, to promote valuable discussion and opportunity for exchange
of knowledge among the thermal sciences community and to educate engineers and
engineering students starting in the field.

All papers were submitted for formal review. A total of 519 abstracts have been submitted,
resulting in 290 submitted manuscripts. The result of this effort is represented by 260 papers in
their final version, out of 272 that have been accepted (as submitted or with modifications). We
take the opportunity, on behalf of ABCM, to encourage authors to submit their papers to the
Journal of the Brazilian Society of Mechanical Sciences. More details on the format of
manuscripts for submission could be obtained at abcm@fem.unicamp.br.

The organizing committee wholeheartedly thank the sponsors for their timely support to the
event. Also, the organizers are indebted to the numerous authors who have responded to the
Call for Papers, bringing excellent contributions to the conference, the reviewers for their effort
in ensuring the high quality of the papers, and all persons who have taken part in this exchange
of knowledge, which is so essential for any technology in progress. Finally, we would like to
thank Eliane Ferreira Albernaz, conference secretary, and all members of the staff from the
Technogical Institute (ITUC) and from the Department of Mechanical Engineering, both from
PUC-Rio, for their valuable assistance.

We hope that these Proceedings will be well received within the community and that they will be
an enduring representation of the state of knowledge in the engineering and thermal sciences
area, as have their predecessors. We also extend a warm welcome to all participants of the
conference and we hope your stay at Rio de Janeiro is a pleasant one.
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UNCERTAINTIES CALCULATIONS IN THERMAL SYSTEMS RESPONSES

Eugene Uwimana
Departamento de Engenharia Mecénica
Universidade Federal de Uberldndia
38400-902 UBERLANDIA (MG), BRASIL

ABSTRACT

In the first part of this work a general methodology for computing the first and the second order
uncertainties for physical systems in the global conditions is presented. In the second part of this work,
we present the development of a very simple but very powerfull procedure in which by varying all the
parameters once by a positive or a negative value of the standard deviation, we get the response
variation of the system. This response variation turns to be the upper limit of the response uncertainties

PRO M DEFINITION In the Taylor series expansion within the vicinity of nominal
values of hy, let us keep only first and second order terms related
A useful feature of experimentation is that measurements to variations 8hy=(h; - hy;)
data can be used to estimate the ensemble mean and variance N N
which cannot be directly measured. For example, in a material = cogic oo ] R
balance, if all the random variables, except ml'?e. are measured, Qb) = Q(ho) + Z S;Bh; + E 2 Tl}ahISh.I @
the ensemble mean and variance of the remaining variable can be 1 bl
estimated. We now inquire how the engineer can predict the Q(hy) is the nominal value of the response and the terms S;, T;
ensemble mean and variance of an unmeasured variable from the
ensemble mean and variance of measured variables. S = aQ T 3’Q
We are presenting in the first part of this work the general = a‘ ij=— 3)
methodology for computing the first and the second order i ah-ahj
uncertainties in the global conditions. Only simple cases have
been already solved. (Himmelblau, 1970) are the first and second order sensitivity coefficients. The
We recognize that to have an idea about the uncertainties variance of Q in relation to Q(hg) is given by
affecting the computed responses, it will be fastidious to use
developed second order or even first order decomposition N
staightfull. The number of sensitivity coeffients increases very 02 = Q. .&h.
rapidly even for very small systems. Therefore it is better to have <QQy™> Z 555 <Bbybh>
preliminary estimation in terms of upper limits about the § o -
expected uncertainties and to select the ones which will affect the 1
ultimate responses without computing all the first and the second ¥ Z SkTij‘:ahim"j81"1(> += Z TjjTy < 8hiﬁhj.'shk&'i)
order sensitivity coefficients. Ljk ijkl
In the second part , we present the development of a very (4)

simple but very powerfull procedure in which by varying all the where, by definition
parameters once by a positive or a negative value of the standard
deviation, we get the response variation. This response variation

2 2
turns to be the upper limit of the response standard deviation. <(QQp )EJ"" I (Q-Qp~ f(hy.hy....hN)dhy dhy..dhy

The great advantage of this approach lies in the fact that all (5)
calculations are made in two rounds: (1)computation of
responses values, (2) computation of responses variations and f(hy,..hy) is the joint density probability function. The
relations <5hi,5hj> are known. Hereafter the explicit form of
QUTLINE OF THE METHOD these relations
For a given physical system, let us consider the responses | e I j o ;
vector Q which is a real function of scalar variables h. <Bh; 8h1> 8t118h.l fhy...hpy)dh;...dhy
or
Q=Q(h1,h2..‘hN) (1
<8hi, 8hj> = J... I Bhiﬁhj f(hi.hj}dhidhj (6)
The vector h represents the set of the measured variables
and Q the vector of non-measured variables. <8h;, Shj > = m"'(hi'hj} = 1j{0;0; i# (7
< 5hi2 > =var(h) = oiz i=j (8)
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o is the standard deviation of h; and rjj are the non diagonal
elements of the correlation matrix.

-lcrij-(l

For non linear responses, the expected value <Q> is not equal to
Q(hy); in fact, the equation (2) may be used for showing that

N
1
Q=<Q>= Qlhy)+ — Y Tjj<dh; sh> ©)
i.j

The variance of Q is defined the following manner

var(Q) =< (Q-Q )2 >

With the replacement of Q by the computed value in (9) we
obtain

N N
var(Q) = Z 5i5j< Shiahj >+ z SkTij ﬁﬁhiahjﬂhk:,
i ik
l N
+ — Z Sij-Skl < ShiShjﬁhkShl >
Lkl

N
L Y. SikSki<h;Bh;><Bhyhyy> (10)

Lkl

The above writing may be simplified
N
var(Q) = ‘C(Q‘Q(ho))z'f" = l z Tikam{Shiahjx&lkahrn)
L.kl

(11

Normally, only the terms c&hiahj> are evaluated; in fact, these

are the only needed terms for linear cases. For non linear
systems, the quantities <8hi8hj8hk> and <5hi8hj8hk8hm> must
be calculated in order to determine var(Q). The joint probability
density function must be known. In many problems, the
distribution function is not known and the widely accepted
hypothesis is the normal distribution for parameters h; in the
absence of gross errors (Jaynes, 1957)

USE OF CHARACTERISTIC FUNCTION

In order to calculate the quantities in the relation(10) we have to
utilize a characteristic function. For any random variable x, with
a distribution f(x), the characteristic function of f(x) is a function
defined for the real values of t by the relation

dt) = I exp(itx)f(x)dx

—oa

2)
For a N-dimensional case, the characteristic function is defined

by the vector

tF =t ty)
which satisfies
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®(1) = I j exp(ixt)fixj.xg,..x )dxy...dxy (13)

where x = (x],X9,...Xy). In the case when f represents a normal
distribution

D) =exp (- ]5 tTCy=eA (14)

C is the covariance matrix with

C::

ij =l'ij0i0j (15)

Defining Aj in the following manner

P
du
A= 402, mssitt) = 1j%i0iti (16)

dt,

and using the characteristic function, we can obtain the moments
of the function {

dtb(t)

I (ix)exp(itx)f(x)dx (17)
dt i
For 1=0
dt)
—_— i‘[ xf(x)dx (18)
dt

—oo

The relation (18) is the first order moment multiplied by i
[i =(-1)™). For N-parameters system

=iN j I XpeeXp O peaxp)dx g dxy

—r

d¥o)
dt,...dt
(19)

In order to get the first order moment for N parameters, we

calculate the Nt derivative of the characteristic function for
T
t'=0

d"‘cp(z)

i
a )? I I 8hy...8hy (2) detC"

exp {-8hTC-13h) dhy dhy...dhy (20)

Let calculate the left member of the relation (20) and consider
the situation when N=4. For that, we have to calculate the
derivatives of the first, second, third and fourth order.

de*

5 =eA A =0 (21a)
ti

2 i

d’e” -apph+eAdA’ JdA' g6 ib)
dt dt | dtj dt;




d’e?

S eAAiAjAk +CAAi J +eAAj LI
dt,dt dt, dt, dt,
dA ?
eAAL LeeA A
de, de dt,
(21c)
de? L dA dA .
— = (nonzeroterms) =g — L 4
dt,dt,dt dt dt, dt,
A A A seM dA , dA;
dt, dt, dt, dt,
die*
— = (%K itk * Tkmfii) Oi0i%kCm
di,dtdid,, ! b
(21d)

From the relations (21a,b,c,d) we get very simple results. In fact
for n even

<5h1 ...ﬁhn)' =0

and for n odd

<6h1... Shn}= Z ridlri:j!.,,riﬂm cil""oi..;:

i<

We have to make the sum for every pair of indexes ij..i,. It
becomes very easy the get the value of the expression (10)

<dh;>=0
< BhiahjShk >=0

L b‘hiﬁhjﬁhkﬂhm >= (rijrkm + rikrjm + l‘imfjk)CiGjUkUm

(22)
N
varQ)= Y, §;Sicov(hihy)
1)
1 N
Z ; Tkm[CO\'{hihk}CO\'[hjhm)
wov(hihm)cov(hjhk)]
The final results are valid for non-correlated parameters
N
Var(Q) = z s2var(h}+— Z Ty 2var(hyvar(h))+
i=1 iLj=li=)
N
" 2 T;i2varZ(h;) (23)

The same procedure can be applied for computing the terms
cov(R,Q).

coV(R,Q) = Z $;Uj < 8h;hy > + z T Wi (<8h;hy>
i

<5hj3h|>+<8hj5h|><8hj5hk>}
(24)
0°R

with U, = —
oh,oh,

i m Wij =

THE UPPER LIMITS OF UNCERTAINTIES

There is evidence that the sensitivity matrices will be
necessary in all steps of the determination of uncertainties on
computed responses. But it will be fastidious to use a second
order or even a first order decomposition as above. As a matter of
fact, for a very simple system with 22 parameters and 8
responses, the total number of sensitivity coefficients is 176 for
the first order and 3872 for the second order. And such system
is apparently very simple.

The real problem for any analyst is to delimit the problem
selecting the parameters which have little influence from those
which have a very big one. Consequently, he needs to know at
the beginning the upper limits of the uncertainties expected for
every response. The early attempts to solve the problem did not
succeeded in presenting a powerful and practical methodology
(Perey, 1981, Caccuci, 1981)

Fortunately, it is not necessary to compute all the sensivity
coefficients. The analysis of multivariate sensitivity will simplify
the selection of the coefficients necessary to the computations.
Having an idea about the expected uncertainties, the analyst will
choose the parameters to be submitted to further detailed
analysis.

Let us consider a response Q computed from the parameters
vector h. The variance of Q in the first approximation is given by

9Q 9Q
2 N ¥ Q Q
0o = ?jS,SJrua o= T | Bh1- ro o
h, h.
(25)

0; is the a standard deviation relative to the parameter h;; the
standard deviation of the response is Gq, and S, is the sensivity
coefficient of the response Q with respect to the parameter h;. r;
are the elements of the correlation matrix and -l<r<l .

The direct application of the relation (25) does not simplify
the calculations. From physical considerations it is possible to
determine the sign of the sensivity coefficients; in fact it is
known that increasing the value of parameter h; will affect
positively or negatively the value of the response.

Knowing the signs of the sensivity coefficients, it is possible
with very simple methods to determine the upper limit of the
standard deviation of the response. Let us operate in each
response, a standard deviation variation: if S; is positive, we will
change h; by ¢; and if s; is negative, we will change h; by -o;.

The relative variation of the response will be

N
9350

The square of the variation is:

( ) Essfmj @7




Because of the choice of the signs of g,

S,-Sjrilﬁicj < S.‘SJ'U,'Uj i, _] =] (28)

or

2
Tqy < (29)

40 2
Q

With this simple procedure in which we vary all the parameters
once by a positive or negative value of the standard deviation, we
get the response variation. This response variation turns to be the
upper limit of the response standard deviations.

We have applied this methodology to a standard thermal
system described in a companion paper (Uwimana, 1998) and we
have shown that the equation (29) holds always (table 1.)

Table 1. Upper limits of uncertainties on computed values

Response ag (%) | AQ/Q (%)
1. Preheating Coil QPA ]6.22 7.01
Preheating coil QDE |12.0 13.51
2. Humidifier QHA 6.1 8.32
3. Cooling Coil QCW |45 5.20
Cooling Coil QCO [3.25 4.08
4. Reheating coil QRA |3.55 4.45
5. Global deperditions 15.18 17.49
6. Infiltrations 7.62 10.98
7. Exfiltrations 7.17 9.42
8. Intake air humidity 3.25 5.49

The great advantage of this approximation lies in the fact
that all calculations are made in two rounds:
computation of responses values Q
computation of responses variations AQ for the
variations (h; + ¢;)

There is no need to compute sensitivity coefficients and
there is no need to know the elements of correlation matrix. This
upper limit gives a clear indication how to conduct any further
analysis wthout any compicated calculations. If the upper limit
is too small compared to the discrepancies between the data, it
will be necessary to reanalyze the evaluation of uncertainties and
the formulation of the system modeling before any adjustment
procedure.

The advantages of this procedure are very clear for large
scale thermal systems, when the detailed analysis for every
parameter is out limits of available ressources.
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RESUMO

Este trabalho apresenta um estudo comparativo entre duas diferentes concepgdes de técnicas de
problemas inversos. Os métodos aqui empregados sdo o Método do Gradiente Conjugado e o Método de
Fungdo Especificada Seqilencial. Viérios casos testes sdo simulados buscando-se estudar as particularidades de
cada metodologia e verificar a eficicia de cada uma para a solugdo de um problema de condugdo de calor
bidimensional com uma evolugao de fluxo de calor desconhecida com variagio espacial e temporal. E ainda
realizada uma breve revisdo bibliografica sobre outras metodologias presentes na literatura.

INTRODUCAOQ

Os problemas inversos de condugdo de calor possuem
aplicagdes em vérios campos da engenharia e ciéncia. Na
literatura vérias metodologias de problemas inversos de condugio
de calor bidimensional tém sido propostas. Estas técnicas
geralmente buscam, a partir de medigdes de temperaturas
experimentais, estimar um pardmetro desconhecido que pode ser
uma condigio de contorno, propriedade térmica ou ainda a
condigdo inicial. Dentre estas metodologias podemos citar o
Método de “Mollification” (Murio, 1989), o Método de
Programagdo Dindmica (Busby et al., 1985), o Método de Monte
Carlo (Haji-Sheikh, 1993), o Método de Extrapolagio de
Temperatura (Imber, 1974), o Método do Coeficiente de
Sensibilidade Direto (Tseng et. al., 1995), o “Método da Marcha
Espacial” (Raynaud et al., 1994), o Método do Gradiente
Conjugado (Alifanov, 1985; Alencar Jr. et al., 1997; Lima et al.,
1998) e o Método de Fungdo Especificada Seqiiencial (Kurpisz,
1990; Lima, 1996; Osman et al., 1997).

Este trabalho apresenta um estudo comparativo da
aplicabilidade do Método do Gradiente Conjugado e do Método
de Fungdo Especificada Seqiiencial na solu¢do de um problema
inverso de condugdo de calor bidimensional. O Método do
Gradiente Conjugado permite estimar qualquer parimetro
desconhecido como por exemplo a condutividade térmica, a
capacidade térmica, a condigdo inicial de temperatura ou ainda o
fluxo de calor superficial (Jarny et al. 1991) através de um
processo iterativo baseado num problema de otimizagdo. Ja o
Método de Fungdo Especificada Seqiiencial desenvolvido
originalmente por Beck et al. (1985) permite estimar a
distribuigdo de fluxo de calor e temperatura superficial, ¢ baseia-
se na minimizagdo de uma fungdo erro.

No problema proposto simula-se uma condigdo de contorno
desconhecida, isto €, a evolugdo de fluxo de calor superficial
presente em uma das faces de uma placa plana. Nesse sentido,
faz-se a simulagdo de campo de temperatura experimental a partir
de uma evolugdo de fluxo de calor exata.

Ambas metodologias sdo descritas sucintamente ¢ os
resultados sdo apresentados buscando-se ressaltar as concepgdes
construtivas e aplicabilidades de cada método apresentado na
solugdo de problemas inversos de condugdo de calor
bidimensionais.
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PROBLEMA TERMICO
O problema térmico simulado, mostrado na Figura 1,

refere-se a uma placa plana de ago carbono, cujas propriedades
térmicas foram consideradas constantes e dadas por

K =40,0 Wm°C a=10x10"m?s, com dimensdes
L=0015 me /=01 m A temperatura inicial ¢ temperatura
ambiente sdo respectivamente, 7, =30,0°C e 7_ =30,0°C. Os
coeficientes de transferéncia de calor nas faces y=0 e y=/ sdo
h, =20,0 W/m*°C e h =20,0 W/ m?*°C. Na face x=L nao

existe transferéncia de calor. pois simulou-se a presenga de
isolamento térmico. Ainda nesta face simulou-se a presenga de
quatros sensores de temperatura localizados eqiidistantes e
definidos respectivamente por a, b, ¢ e d, onde sdo obtidas as
temperaturas experimentais simuladas, Y(y.t). Em x=0 a
condigdo de contorno desconhecida foi simulada por uma
distribui¢do de fluxo de calor exata com variaglio espacial ¢
temporal, g(v,¢). Ou seja, o pardmetro no qual deseja-se estimar.

[

sensores de

temperatura

|

)

Figura 1 — Problema térmico simulado




METODOLOGIA
A) Método do Gradiente Conjugado

O Método do Gradiente Conjugado consiste numa técnica
iterativa baseada num problema de otimizagdo. A formulagio
matematica do Método do Gradiente Conjugado para a solugdo
do problema inverso ¢ obtida através da minimizagdo do
funcional abaixo em fungdo do parimetro a ser estimado, que
pode ser uma condigdo de contorno desconhecida, a condigdo
inicial, a geragdo de calor ou ainda as propriedades térmicas do
material (Jarny et al., 1991). No presente trabalho o objetivo é
determinar evolugdo de fluxo de calor presente na face em x=0
logo,

J@)=171alyng)-Y@yldyae (1)
onde T{L, y.r,q) & Y(L. y,r] sdo respectivamente temperaturas

calculadas e experimentais. Para a minimizagdo do funcional um
problema auxiliar (problema adjunto) ¢ introduzido. Nesse
sentido, faz-se o uso de uma fungdo conhecida como
Multiplicadores de Lagrange definida por A(x, y,1).

A formulagio do problema adjunto é semelhante a
formulagdo de problema direto, entretanto verifica-se que nesse
caso 0 mesmo ¢ um problema de valor final (Ozisisk. 1993), logo

l[x,y.f;)=0 (2)

A fungao desconhecida g(y,t) pode ser determinada por um
processo baseado na minimizagdo do funcional / (9) com uma
aproximagdo iterativade n até n+1,

g (.t)=q"(v.t)-B" P"(v.1) (3)

onde " é o tamanho do passo entre n até n+1 e P"(y,f) éa
diregdo descendente definida como

S 1 (L vt q) =Y (L y, AT (L, v, 0)dy e

ﬁﬂ: . [ [SAT(EL, ) avae
4)
P(y,1)=J""° )
P'(yt)=J""+y P (1) (6)
sendo que por definigao (Alifanov, 1974)
J(y,6)=2(0,.1) (7)

¢ dentre as inumeras definigoes matematicas do coeficiente
conjugado " (Ozisik, 1993) optou-se por

[ () dvr

"o t=0 vl

8
J ) dyr @

onde y'=0 e n=12,--,N iteragdes.

O Meétodo do Gradiente Conjugado pode ser resumido no
seguinte algoritmo computacional:

Passo 1: Resolver o problema direto e obter 7(L, y,t.q):
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Passo 2: A partir de 7(L.y.t.q) e Y(L,y.t) resolver o
problema adjunto e obter A(0, v. I):

Passo 3: Conhecendo-se  A(0,y.1),
calcular J'(y.1) da Eq. (7):

Passo 4: Conhecendo-se J'(y,¢), calcular ¥ pela Eq. (8)
c P’ (y!) pela Eq. (6):

Passo 5: Fazer Aq"(y.t)=P"(y.t)
problema de sensibilidade, para obter AT(L, y.t);

Passo 6: Conhecendo-se AT(L. y,¢), calcular o tamanho do

problema adjunto,

, que € a excitagdo no

passo B" pela Eq. (4);

Passo 7: Conhecendo-se B". calcular ¢"'(v.r) da Eq. (3)

¢ T(L,y,t.q) do problema direto;
Passo 8: Verificar se o critério de estabilidade é satisfeito.
Sendo, repetir todos 0s passos.

B) Método de Fungdo Especificada Segiiencial

O Meétodo de Fungdo Especificada Segqiiencial consiste
basicamente na minimizag¢io de uma fungdo erro, S, definida pelo
quadrado da diferenga entre temperaturas experimentais e
calculadas, isto é,

2

s zz[)lfw “._ RYENE U) (g)

=l jul

onde i=12,--,r tempos futuros, j=12.---.J sensores de
temperatura (lembrando-se que no problema térmico este
sensores foram denominados por a, b, ¢ ¢ d, mas para uma
melhor manipulagdo numérica optou-se por usar indices
numéricos), M ¢ o instante de calculo. ¥ e T representam
respectivamente a distribuigdo de temperatura experimental e
calculada.

O termo fungdo especificada refere-se a atribuigdo de uma
forma funcional, que descreve o fluxo de calor desconhecido em
intervalos de tempos futuros ao instante de calculo, ou seja, pode-
se considerar que o fluxo de calor tenha comportamento
constante, linear, parabolico ou qualquer outro tipo de perfil
(Beck et al., 1985). Nesse sentido, optou-se por um
comportamento constante. logo

(10)

Qrpet = = Gypaia

A minimizagdo da fungido erro § resulta na expressdo
abaixo (Lima, 1996)

r.J. ¥ b
2330,,0,,9:, =

i=l j=ls=1

s3(,

il jul

(11
" r J J i Lk
SN INED AT T

onde ¢:; ¢ o coeficiente definido pela derivada da temperatura,
1990). Os indices k=M+i-1 e j

representam respectivamente o instante de medi¢do e a posi¢do
do sensor ao longo da direcdo y em x=L. Os coeficientes de

sensibilidade representam fisicamente a resposta do sistema a
uma excitagdo unitaria relacionada ao parametro a ser estimado.
Na Eq. (11) faz-se necessario a utilizagdo de uma
temperatura experimental arbitraria. A obtengdo deste campo de
temperatura pode ser feita por vérias técnicas, como por exemplo
pelos métodos diferengas finitas ou volumes finitos, expressio
analitica ou ainda pelo uso do Teorema de Duhamel. Nesse
trabalho optou-se pelo emprego desta Gltima técnica, cuja

(Kurpisz et al.,




expressdo expandida para temperatura com variagdo temporal e
espacial é encontrada em Lima (1996) e dada por

# LI y
L, =hit21q..A8, .,

n=] =1

(12)

com

A0YI=9Li+ 0] (13)

kel y

onde n=12,---,k . ou seja. que a temperatura arbitréaria calculada
no instante k=N ¢é uma fungdo de todas as componentes de
fluxo de calor desde o instante inicial k=1 até o tempo final de
calculo N, e s=12.---.J, refere-se a variagdo espacial da
evolugdo de fluxo de calor arbitrdria (que assume o valor da
componente de fluxo de calor estimada no instante anterior ao
célculo).

O Meétodo de Fungdo Especificada Seqiiencial pode ser
resumido no seguinte algoritmo computacional:

Passo 1: Obter os coeficientes de sensibilidade para todo o
dominio do tempo e armazena-los;

Passo 2: Atribuir uma forma funcional para g(y.r).
Eq. (10):

Passo 3: Minimizar a fungdo S, Eq. (9):

Passo 4: Estimar componentes de fluxo de calor, Eq. (11);

Passo 5: Armazenar as componentes de fluxo de calor
Qur gt

Passo 6: Adicionar uma unidade ao indice M e repetir os
passos 2 a 6 até que se obtenha a evolugdo de fluxo de calor
superficial para todo o dominio do tempo.

RESULTADOS

As temperaturas experimentais, Y(y.r), foram simuladas

através da solugdo direta do problema térmico a partir de
evolugdes de fluxo de calor conhecidas (exatas). Para simular os
erros de medigdes. adicionou-se erros aleatérios as temperaturas
calculadas, na forma

Y(y.t)=Y(.t),, +€

onde £ ¢ uma fungdo erro aleatério que situa-se na faixa
-2,0< £ <2,0°C e simula as incertezas presentes numa medigdo
experimental através do uso de sensores como termopares.

O fluxo de calor exato em W/m’ foi imposto em quatro

(14)

diferentes localizagdes ao longo de v para x=0,istoé,a, b, ce
d que correspondem v, =0.01625m ,
%, =003875m, y =0.06125m e y,=0,08375m. Essas

localizagdes correspondem também aos termopares simulados em
x=L. Para estudar as aplicabilidades de cada método foram
realizados trés casos testes dados por:

respectivamente a

A) Fluxo de calor linear:

g=50x10"y-r 0<r<t, (15)

B) Fluxo de calor triangular:

{q= 1L4x10°%y ¢ 0<1<250s

g=(-10x10°+6,0x10") y 250s<r<1, e
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C) Fluxo de calor parabélico:

g=(24x10°-4.0x10'?) y 0sr<t, (17)

onde r, =60.0s para um intervalo de tempo Ar=10s.

No Método do Gradiente Conjugado, o problema direto, de
sensibilidade e adjunto foram resolvidos através de algoritmo
proprio baseado no método de volumes finitos (Patankar, 1991) e
as integrais duplas foram calculadas numericamente utilizando-se
o método de Simpson (Press et al., 1989). Além disso. conforme
estudo realizado em Lima et al., (1998) padronizou-se o niimero
de iteragdes em 735 para todos casos testes.

No Meétodo de Fungdo Especificada Segqiiencial, os
coeficientes de sensibilidade foram calculados similarmente ao
Método do Gradiente Conjugado, embora nesse caso eles devem
ser calculados para todo tempo de medigdo apenas uma vez e
armazenados em arquivo de dados.

Em ambas metodologias os algoritmos computacionais
foram desenvolvidos nos programas GRAD2D e SEQ2D em
linguagem Turbo C++.

O Meétodo do Gradiente Conjugado, por ser um método
iterativo ¢ conter um elevado nimero de aproximagdes
numéricas, principalmente na obtengdo dey” ef”, pode
apresentar valores estimados bastante instaveis. Assim, conforme
Alifanov et al. (1985). é necessario que se faga um estudo prévio
do ntimero de Fourier, uma vez que este parametro leva em conta
a propriedade fisica do material, o intervalo de tempo e a
dimensdo espacial da amostra, isto &,

aAr
o (18)
e minimiza os efeitos de inconsisténcia numérica do algoritmo.
Nesse trabalho, utilizou-se o estudo do nimero de Fourier em
Lima et al. (1998).

Nos graficos a seguir os resultados sdo apresentados
comparando-se a evolugdo de fluxo de calor exata com as
evolugdes de fluxo de calor estimadas pelo Método do Gradiente
Conjugado ¢ Método de Fungdo Especificada Seqiiencial. As
curvas apresentadas sdo respectivamente denominadas por exato,
grad. e seq.

Na Figura 2 os resultados estimados para um fluxo de calor
linear, Eq. (15), apresentam Otima concordancia para o Método
de Fungdo Especificada Seqiiencial. Para o Método do Gradiente
Conjugado os resultados apresentam-se oscilando em torno do
valor exato, mas mesmo assim demonstram-se consistentes.
Entretanto, devido a concepgdo deste método o valor estimado
para o tempo final r, =60.0s serd sempre zero, conforme a Eq.

(2). Este tipo de restrigdo é uma desvantagem para o Método do
Gradiente Conjugado em problemas cuja evolugdo de fluxo de
calor desconhecida tenha comportamento linear e crescente.
Além disso, esta restrigdo implica em resultados menos precisos
tendo em vista que o método € iterativo e tem concepgdo de
dominio global do tempo. ou seja, em cada iteragio todas as
varidveis discretizadas no tempo influenciardo a convergéncia do
método, Eq. (2). Para problemas com fluxo de calor desta
natureza sugere-se¢ que os resultados obtidos pelo Método do
Gradiente Conjugado sejam considerados somente até 15% do
valor final. No Método de Fungdo Especificada Seqtiencial
também existe uma restrigdo quanto ao valor final de estimagio
devido a utilizagdo de varidveis do algoritmo em tempos futuros,
Eq. (10). Nesse caso, para se estimar as componentes de fluxo de
calor até o tempo final ¢, =60,0s foi necessirio conhecer as

temperaturas experimentais simuladas e os coeficientes de
sensibilidade para o tempo final mais r tempos futuros, que em
todos os casos testes foram padronizados em r=8. Esse




procedimento visa estabilizar os resultados estimados, onde o
nimero de tempos futuros deve ser sempre maior ou igual que o
numero de sensores (Kurpizs et al, 1990) para se obter uma
solugdo trivial para o sistema formado pela Eq. (13).

Observa-se ainda, que em ambas metodologias os valores
iniciais estimados ndo apresentam resultados com boa
concordéncia em relagdo ao valores exatos. Esse aspecto é melhor
explorado na Figura 3.

3,0

g(y.1)x10° [W/nm?)

Figura 2 — Fluxo de calor linear.

4,5

g(y1)x10° [W/m?)

Figura 3 — Fluxo de calor linear (detalhe do inicio da estimagdo).

No Método de Fungdo Especificada Seqiiencial este
comportamento é devido também a utilizagdo das componentes
de tempos futuros, ou seja, no instante inicial o valor estimado ja
sofre influéncia de todas as temperaturas experimentais simuladas
e coeficientes de sensibilidade de r tempos futuros. Ja no Método
do Gradiente Conjugado a concepgdo de tempo global faz com
que todas componentes de fluxo de calor se relacionem a cada
iteragdo até que se obtenha a convergéncia. Assim, a restrigdo
imposta pela Eq. (2) novamente influenciard as componentes de
fluxo de calor iniciais, obtendo-se entdo valores discordantes e
imprecisos em relagdo as evolugdes de fluxo de calor exato. Este
influéncia é minimizada quando o fluxo a ser estimado possui
comportamento ascendente e descendente, conforme poderd
visualizado na Figura 4.
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Na Figura 4 os valores estimados pelo Método do Gradiente
Conjugado demonstraram uma maior acuracidade em relagdo aos
valores estimados pelo Método de Fungdo Especificada
Segiiencial. Observa-se nesse caso, que as componentes de fluxo
de calor estimadas no instante inicial e final pelo Método do
Gradiente Conjugado ndo apresentam as distor¢des apresentadas
na Figura 3. Esse comportamento se deve pela natureza do fluxo
de calor a ser estimado, isto é, fluxo ascendente e descendente,
Eq. (16). No Método de Fungdo Especificada Seqiiencial os
valores iniciais apresentam o mesmo comportamento da Figura 3,
ou seja, no inicio da estimagao os resultados sdo bem imprecisos.
Além disso, os valores proximos ao instante de tempo final
apresentam grandes distorgdes devido a utiliza¢do de informagdes
de tempos futuros. Nota-se que as componentes de fluxo de calor
estimadas se desviam do fluxo exato préximo ao instante de
tempo (=520s que correspondem a r=8 tempos futuros
(Figura 4). Para fluxos com comportamento ascendente e
descendente (tipo triangular) o Método de Fungdio Especificada
Seqiiencial demonstra ndo ser tdo eficaz quanto observado na
Figura 2.

q(y.r)x106 [W/m?]

ts]

Figura 4 — Fluxo de calor triangular.

E
=z
>
=
=
o>
0.0
exato ___ grad. ....... seq.
0 20 40 60

t[s]
Figura 5 — Fluxo de calor parabdlico.
Na tentativa de se verificar as aplicabilidades de cada

metodologia em relagdo a natureza do fluxo de calor a ser
estimado, sdo apresentados na Figura 5 os resultados estimados




pelo Método do Gradiente Conjugado e pelo Método de Fungdo
Especificada Segiiencial para um fluxo de calor exato com
comportamento parabdlico, Eq. (17). Nesse caso, em ambas
metodologias resultados se mostraram bastante concordantes em
relagdo ao fluxo de calor exato. Entretanto, para o Método de
Fungdo Especificada Seqiiencial observa-se novamente que os
resultados estimados apresentam distor¢des para o instante inicial
e instante final de calculo.

C SAO

Do ponto de vista computacional, o Método do Gradiente
Conjugado exige uma elevada memoéria devido as iniimeras
varidveis a serem armazenadas durante o processo iterativo.
Verifica-se que no algoritmo computacional sdo necessarias trés
sub-rotinas de volumes finitos para a solugdo do problema direto,
do problema de sensibilidade e do problema adjunto e ainda de
duas sub-rotinas de integrais duplas para a obtengdo do tamanho

do passo B" e do coeficiente conjugado ¥". A manipulagio

dessa grande quantidade de varidveis resulta também no aumento
do tempo computacional.

A implementagdo computacional do Método de Fungdo
Especificada Seqilencial ndo requer um grande niimero de linhas
de programagdo em relagio ao algoritmo do Método do Gradiente
Conjugado, contudo quando se analisa a Eq. (13) verifica-se a
presenga de uma varidvel com miltiplos indices referente ao
coeficiente de sensibilidade. que neste caso ¢ representada por

! . Deste modo, a manipulagdo de uma variavel desta natureza

torna-se complexa do ponto de vista computacional, tendo em
vista que se faz necessario o armazenamento de dados em
matrizes tridimensionais e cujo procedimento possui limitagdes
de meméria computacional. Entretanto, apesar dessas limitagdes,
o Método de Fungdo Especificada Seqiiencial é mais é4gil em
relagdo ao Método do Gradiente Conjugado, isto €, exige um
menor tempo de execugdo computacional.

De acordo com os resultados obtidos pode-se concluir que
ambas metodologias de problemas inversos apresentam-se
eficazes para a obtengdo de um campo de fluxo de calor
desconhecido em wum problema de condugdo de calor
bidimensional. No entanto, deve-se analisar as caracteristicas
especificas de cada problema térmico, tendo em vista as
diferentes concepgdes de cada uma das técnicas utilizadas neste
trabalho. Nesse sentido, para problemas em que supde-se que o
fluxo de calor desconhecido tenha comportamento ascendente
(essencialmente transiente) conclui-se que o Método de Fungdo
Especificada ¢ mais apropriado.

Para problemas onde supde-se que o fluxo de calor
desconhecido tenha um comportamento ascendente e descendente
(tipo pulso), conclui-se que o Método do Gradiente Conjugado
apresenta-se mais eficaz.

Assim, conclui-se que o uso de técnicas de problemas
inversos pode se tomar uma poderosa ferramenta para a obtengdo
de campos térmicos superficiais em regides de dificil acesso com
resultados de relativa acuracidade.

REFERENCIAS BIBLIOGRAFICAS

Alencar Jr., J. P., Orlande. H. R. B. & Ozisik, M. N., “A
General Two-dimensional Formulation for Inverse Heat
Conduction Problems”, XIV Congresso Brasileiro de Engenharia
Mecanica, Bauru, Brasil, 1997.

Alifanov, O. M., “Solution of an Inverse Problem of Heat
Conduction by Iterations Methods”, Journal of Engineering
Physices, vol. 26, n. 4, 1974,

Alifanov., O. M. & Egorov, Yu. V., “Algorithms and
Results of Solving the Inverse Heat Conduction Boundary

679

Problem in Two-dimensional Formulation”,
Engineering Physics, vol. 48, n. 4, 1985.

Beck, 1.V., Blackwell, B. & St. Clair, C. R., Inverse Heat
Conduction, 1ll-posed Problems, Wiley Interscience Publication,
New York, 1985.

Busby., H. R. & Trujillo, D. M., *Numerical Solution to a
Two-Dimensional  Inverse Heat Conduction Problem”,
International Journal for Numerical Methods in Engineering,
Vol. 21, pp. 349-359, 1985,

Haji-Sheikh, A. & Buckingham, F. P., *Multidimensional
Inverse Heat Conduction Using the Monte Carlo Method”,
Journal of Heat Transfer, Vol. 115, pp. 26-33, 1993.

Imber, M., “Temperature Extrapolation Mechanism for
Two-Dimensional Heat Flow”, A4/44 Journal, Vol. 12, n. 8, pp.
1089-1093, 1974.

Jarny, Y., Ozisik, M. N. & Bardon, J. P., “A General
Optimization Method Using Adjoint Equation for Solving
Multidimensional Inverse Heat Conduction”, [nternational
Journal of Heat and Mass Transfer, vol. 34, pp.2911-2919, 1991.

Kurpisz, K. & Nowak, A. J., “Applying BEM and the
Sensitivity Coefficient Concept to Inverse Heat Conduction
Problems”, Advanced Computational Methods in Heat Transfer,
vol.1, pp.17-20, 1990.

Lima, F. R. S, “Estudo de Técnicas de Problemas Inversos
Bidimensionais: Aplicagio em Processos de Usinagem,”
Dissertagio de Mestrado, Universidade Federal de Uberlandia,
Uberlandia, Brasil, 1996.

Lima, F. R. S. & Guimardes G., “Método do Gradiente
Conjugado Aplicado a Problema Inverso de Condugdo de Calor
Bidimensional”, V' Congresso de Engenharia Mecdanica Norte
Nordeste, Jodo Pessoa, Brasil, 1998 (Aprovado para publicagio).

Osman, A. M, Dowding, K., J. & Beck, J. V., “Numerical
Solution of the General Two-Dimensional Inverse Heat
Conduction Problem (IHCP)”, Journal of Heat Transfer, vol.
119, pp.38-45, 1997.

Ozisik, M. N., “Heat Conduction™, 2nd Ed., John Wiley &
Sons, New York, 1993.

Patankar, S. V., “Numerical Heat Transfer and Fluid Flow”,
Hemisphere, Washington, 1980.

Patankar, S.V., “Computation of Conduction and Duct
Flow Heat Transfer’, Innovative Research Inc., Maple Grove,
1991.

Press, H. W., Flannery, B. P., Teukolsky, S. A. &
Vetterling, W. T., “Numerical Recipes - FORTRAN Version”,
Cambridge University Press, Cambridge, 1989.

Raynaud, M. & Sassi, M., “Etude de Faisabilit¢ de la
Détermination des Températures et Flux Surfaciques Transitoires
D’une Enveloppe Sphérique a Partir de Mesures de Températures
Internes, Rapport Final”, Institut National des Sciences
Appliquees de Lyon, 1994.

Silva Neto, A. J. & Ozisik, M. N., “An Inverse Heat
Conduction Problem of Estimating Initial Condition™, XI/
Congresso Brasileiro de Engenharia Mecdnica, Brasilia, Brasil,
1993,

Tseng, A. A., Chen, T. C. & Zhao, F, Z., “Direct Sensitivity
Coefficient Method for Solving Two-Dimensional Inverse Heat
Conduction Problems by Finite-Element Scheme”, Numerical
Heat Transfer, Part B, Vol. 27, pp. 291-307, 1995.

Tuan P, Ji C., Fong L.& Huang, “An Input Estimation
Approach to On-Line Two-Dimensional Inverse Heat Conduction
Problems”, Numerical Heat Transfer, Part B, Vol. 29, pp. 345-
363, 1996.

Journal of

AGRADECIMENTOS

A CAPES, CNPq e a FAPEMIG pelo apoio financeiro.




A3CH

VI ENCIT - Rio de Janeiro,RJ BRAZIL (November,1998)

ALGORITMOS GENETICOS APLICADOS A LA LOCALIZACION OPTIMA DE INSTRUMENTOS

M.Carnero J.L.Herndndez A. Méndez M. Ziletti
Depto Ciencias Basicas. Facultad de Ingenieria Universidad Nacional de Rio Cuarto.
Campus Universitario - (5800) Rio Cuarto
Email: mcarnero@ing.unrc.edu.ar

RESUMEN

Las actividades propias del funcionamiento de una planta quimica (control, optimizacién, planeamiento gerencial) se sustentan
en un conocimiento confiable del estado actual del proceso. Para obtener la informacion requerida es necesario ubicar los instrumentos
en lugares adecuados. Dado que en las plantas modernas bien instrumentadas deben instalarse una gran cantidad de sensores , la eleccion
del conjunto de mediciones que minimiza el costo de instrumentacion tiene un fuerte incentivo econémico.

El presente trabajo propone desarrollar un modelo matematico para el disefio 6ptimo de instrumentacion en procesos quimicos cuva
operacion se describe mediante relaciones funcionales lineales vy no lineales entre las variables del proceso.

INTRODUCCION

La informacién que brinda el monitoreo de una planta quimica
deberia permitir una estimacion completa de las variables que se
requiere conocer a los fines de realizar tareas de control,
optimizacion, planeamiento gerencial. regulaciones ambientales, etc.
Esto se consigue con la instalacion de un conjunto adecuado de
instrumentos. La seleccion de la instrumentacion necesaria tiene un
rol fundamental durante la etapa de disefio de una planta nueva y en
la modificacién de las existentes para adaptarlas a nuevos
requerimientos de produccion o de tipo ambiental.

La clasificacién de mediciones v variables no medidas es la
herramienta esencial en el disefio o revamp de instrumentacion.
Una vez fijado el grado de conocimiento requerido del proceso,
esta técnica se aplica varias veces hasta completar la seleccioén de
los instrumentos que permiten conocer toda la informacién
deseada. Sin embargo esta seleccion no es Optima. ya que el
procedimiento se basa en una busqueda tipo prueba v error
sustentada en la experiencia ingenieril, que no involucra un
analisis de costos.

El presente trabajo desarrolla un modelo matematico para el
disefio optimo de instrumentacién en un proceso quimico cuya
operacion se describe mediante relaciones funcionales lineales y
no lineales entre las variables del proceso.

Para esto se analizara el caso de localizacién 6ptima en una
red de intercambiadores de calor con vistas a optimizar un
criterio de desempeiio de caricter econémico y elaborar una
herramienta de computo que permita resolver el problema citado
conectando un algoritmo genético con un algoritmo de
clasificacion de variables.

La técnica utilizada para la clasificacion de variables es la de
factorizaciones ortogonales y se propone, para la resolucién del
problema de optimizacién planteado, la implementacién de un
algoritmo genético ya que éstos aparecen como una técnica
adecuada para resolver problemas combinatorios.

FORMULACION DEL PROBLEMA

Se propone minimizar el costo de instrumentacién necesario
para determinar todas las variables involucradas en un proceso
sin requerimientos de redundancia.

Primeramente se plantean las ecuaciones de balance que
describen el proceso en estado estacionario :
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Balance de masa:

J

Balance de energia
YLyfihj+Yx +q, =0
r kr

A continuacion se describe la aplicacion de transformaciones
ortogonales  tipo Q-R para la clasificacion de variables
involucradas en balances bilineales. Se utiliza el esquema general
desarrollado por Crowe, intoduciéndose cambios que mejoran su
empleo para el disefio de monitoreo y, con posterioridad, para la
reconciliacion de datos (Sanchez y Romagnoli, 1996).

La clasificacién de variables en sistemas bilineales utilizan
cilculos matriciales. donde se realiza en principio una
clasificacion de variables extensivas , es decir: flujos totales, y
entalpicos ya que éstos forman sistemas lineales . En base a los
resultados alcanzados , se obtiene una primera clasificacion de
temperaturas y flujos.

La topologia del proceso esta representada por la matriz de
incidencia L. El proceso estd descripto por las ecuaciones de
balance ya planteadas.

No se efectian cambios en los términos lincales de las
ecuaciones . En cambio, los bilineales se modifican utilizando la
clasificacion de los flujos entdlpicos. Los flujos se dividen en tres
categorias dependiendo de la combinacion de mediciones de flujo
total (f) y de temperatura (t) en la corriente, tal como lo indica la
Tabla 1.

Categoria f T

1 M M

2 U M

3 M/U U
Tabla 1

En cuanto al tratamiento de los balances energéticos,
obtenemos expresiones de las entalpias especificas de las
corrientes sélo en funcion de la temperatura (t) , asumiendo que
pueden representarse por una funcién cuadritica de la
temperatura , del siguiente tipo:




2
hy =v; +vy t; +v3 ]

Donde :

i :corriente
V i Va3 .V ¢ constantes de la ecuacion de entalpia
especifica.

En el célculo de las entalpias se asume que la presion
€5 constante.

Las ecuaciones que presentan términos bilineales son
escritas de manera general para cualquier proceso como:

Blfch +Bl Vd+B3 v=10

Balance energético:

Donde:

f o :flujos por componentes y entalpicos de categoria 1.

d: vector de concentraciones medidas y entalpias
especificas calculadas para los flujos de la categoria 2.

v: vector de flujos por componente y entlpicos de la
categoria 3, extensiones de reaccion ,  flujos  energéticos
puros . etc.

fy:representa los caudales medidos.

fy:representa los caudales no medidos.

V: indica la matriz diagonal de caudales totales no
medidos para los flujos por componente de la Categoria 2. El
nimero de entradas en V correspondiente a una corriente es igual
al nimero de elementos de d de la misma.

Para hacer explicito los caudales totales de las corrientes con
flujos especificos pertenecientes a la categoria 2 se define la

B, (d)f,=B,Vd
matriz By:

Cada columna de la matriz B; contiene la suma de las
columnas de la matriz B, , multiplicadas por las correspondientes
entalpias especificas.Para agrupar todos los caudales no medidos ,
se agregan columnas nulas a B, si resultara necesario. Se obtiene

una nueva matriz Bs :

Se pueden utilizar diferentes conjuntos linealmente
independientes de ecuaciones del proceso. Un conjunto puede
incluir : balances de masa total, balances de energia v ecuaciones
de normalizaciéon . Otro puede contener los balances por
componentes vy energéticos y las ecuaciones de normalizacion .

f

ch
[BI B, B}] fy [=0
v

Si se utilizan las expresiones indicadas previamente , el Gltimo
conjunto de ecuaciones se formula:

A partir de este punto la clasificacion procede como en el
caso lineal (Sanchez, 1996).

En una segunda etapa de clasificacion de variables se
involucra la utilizacion de restricciones intensivas , esto es
igualdad de temperaturas.
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TECNICA DE OPTIMIZACION: ALGORITMOS
GENETICOS

El enfoque fundamental en optimizacién consiste en formular un
indice cuantitativo. la funcion objetivo, que representa el valor de una
decision, y mejorar iterativamente el valor asumido por la misma
mediante una adecuada seleccion entre las alternativas disponibles.

El caso de estudio en este trabajo involucra la resolucién de un
problema del tipo combinatorial. Para pequeios sistemas la bisqueda
exhaustiva con algunos criterios de detencién que hagan a esta mas
eficiente es una opcion vilida considerando los costos de ejecucion
de un programa en un computador. Sin embargo para grandes
sistemas este método no aparece como viable y las técnicas de
optimizacion evolutiva surgen como una alternativa robusta.

En particular, el uso de Algoritmos Genéticos (AG) no es
nuevo ya que sus principios basicos fueron propuestos en la
década del setenta, ampliandose cada vez mas su uso en
ingenieria. Un AG es un algoritmo de busqueda basado en los
mecanismos de la genética natural que simula la evolucién de
“organismos” (soluciones) a través de la supervivencia del mas
apto, hasta llegar a una solucién éptima (Goldberg, 1993).

El funcionamiento basico de un AG supone el mantenimiento
de una poblacién, un conjunto de individuos que generard
descendencia y competiran entre si posteriormente.

Un individuo es un conjunto de genes que lo caracteriza. Un
gen puede tomar valores determinados perienecientes a un
conjunto de datos posibles. Dichos valores son llamados alelos.

Desde el punto de vista de estructura de datos podemos
representar una poblacion como un arreglo de individuos
(cromosomas) cada uno de los cuales estara representado por un
valor real o una string de bits.

En funcion de la representacion elegida, distintas funciones
proveerén las conversiones que sean necesarias.

La estructura de un algoritmo genético se muestra en el
siguiente pseudo codigo (Michalewicz, 1995).

Procedimiento AG
=0
inicializa poblacion(t)
ajuste(t)=fitness(poblacion(t))
mientras (criterio de detencion)
t=t+]
Seleccion Poblacion(1) de Poblacion(t-1)
Cruzar poblacion(t)
Mutar poblacion(t)
ajuste(t)=fitness(poblacion(t))
fin_de mientras

fin

Se genera una poblacion inicial de una determinada cantidad
de individuos. cada uno de los cuales representa una solucién
potencial al problema en cuestién. Posteriormente se somete
iterativamente a los individuos a la accién de tres operadores
genéticos a saber: seleccién, cruzamiento y mutacion.

El operador seleccion intenta simular la seleccién natural de
los individuos vivos. Este operador selecciona los padres de la
proxima generacion (los que sobrevivirn) en funcién de su
adaptacion al medio (fitness). De esta forma, los mejores
individuos pasardn a la proxima generacion sus caracteristicas
genéticas. La clave de la seleccién es que los mas aptos tengan
mayor probabilidad de recombinarse y contribuir con sus hijos a
la proxima generacion.

El cruzamiento es simplemente un intercambio de
informacion genética entre los padres de tal manera que los hijos
que resultan sean también cromosomas vilidos. Esto es, si los
cromosomas son strings de bits los hijos deben serlo también: si
los cromosomas representan asignaciones de instrumentos




posibles, ellos deberan generar hijos que representen también
asignaciones viélidas (Diaz, 1995). El cruzamiento depende de la
representacion elegida.

El operador de mutacién también dependerd, como ya se
expreso, de la representacion de los cromosomas, En general la
mutacion implica la modificacion parcial y aleatoria de un gen
del cromosoma, teniendo en cuenta que el resultado de la
mutacion debe generar un individuo valido.

CASO DE ESTUDIO

Se analiza la asignacién optima de instrumentaciéon en una
red de intercambio de calor de la Fig. 1. En este sistema la
corriente frecibe calor de la corriente A.

f
T <
A
f f
- I= —
I A,
Fig. 1

Para cada flujo masico se dispone de medidores de flujo de
un costo unitario de 800. Para la medicion de las temperaturas se
cuenta con termocuplas de un costo unitario de 500.

Los valores reales de los flujos mésicos y de temperaturas se
muestran en la Tabla 2 y los coeficientes de las ecuaciones de la
entalpia especifica se muestran en la Tabla 3.

Corriente Caudal Temperatura
fy 963.63 466.33
fy 555.77 48191
f; 407.85 48191
f 407.85 530.09
A,y 253.20 618.11
Ay 253.20 543.90
Ay 253.20 486.51
Tabla 2
Coeficiente f A
v, -6.8909 -14.8538
vy 0.0991 0.1333
V3 1.1081. 10 0.7539. 10™
Tabla 3

El cromosoma que representa las soluciones potenciales a
este problema esta relacionado con los flujos masicos medidos y
las temperaturas medidas. De esta manera ¢l cromosoma tendréa
un largo igual al doble del nimero total de corrientes
(largo_cromosoma= 14 ) y tiene una representacion vectorial de
nimeros binarios:

P=[fi,f2, 6.0, A AL A, 4, 1,0 0, tar, tasstas |

Donde:

fi= {01}
= {0,1}
‘Ai= {09}}
A ={0,1}

Cada elemento de P toma el valor uno si la corriente i de
flujo o temperatura es medida , y toma el valor igual a cero en el
€aso contrario.

El algoritmo genético selecciona a los individuos en funcion
de su fitness. Este valor es proporcionado directamente por la
funcién objetivo penalizado, si corresponde, por el algoritmo de
clasificacion de variables, en caso de existir variables
determinables. La estructura de la funcién de fitness utilizada se
describe en el siguiente pseudocodigo.

Funcion fitness(p)
Localizacion de instrumentos.
Clasificacion de variables.
Si verifica restriccion de observabilidad
Penalizacion=0

Sino

Penalizacion=P1

Fin de si

Costo = Y.costo_instrumentos + Penalizacion

La convergencia del método puede apreciarse en la Fig. 2, en
la que se muestra el minimo obtenido por el AG

El cromosoma 6ptimo obtenido es:

P=(010000011011011011).

Este resultado indica que es conveniente medir s6lo un flujo y
todas las temperaturas. Se realizaron corridas del problema con
distintos costos de los medidores, siempre que el costo de los
medidores de flujo se asumi6é mayor que los de temperatura la
solucién coincidia con la mostrada. Si el costo de los medidores
de temperatura se asumia mayor que los medidores de flujo, la
solucion presentaba otras combinaciones.

7500
7000}

¢ 8500} Costo 6ptimo: 3800

g Prob. Cruzamiento: 65%

T 6000 Prob de mutacién©.1%

o Tamafio de ia poblacion: 20
5500t 4
5000} 4
4500t
4000t Optimo 4
3500 . " . . "

0 5 10 15 20 25 30
Numero de teracones
Fig.2
CONCLUSION

Se formuld y resolvié el problema de asignacion éptima de
sensores en un proceso. Se usd una estrategia basada en el planteo
de un problema de optimizacion, el que por su caricter de tipo
combinatorio fue resuelto mediante un AG. Los resultados
obtenidos fueron satisfactorios con la ventaja adicional que
proporcionan los AG de arrojar un conjunto de buenas soluciones




ademas de la distribucion optima.

Otra ventaja de los algoritmos genéticos radica en que no
incorporan restriccion alguna a la funcién objetivo. La misma
puede no ser continua ni derivable y tener cualquier
caracteristica, De hecho en este trabajo se presenta un AG puesto
a resolver un problema donde el espacio de bisqueda estd
formado por combinaciones.
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RESUMO

E analisado o comportamento de um contaminante inerte na interface de uma camada misturada sob agdo de
diferentes fluxos de calor twrbulento com wma camada termicamente estavel, O contaminante é lancado na meia
altura da camada misturada e, dependendo do fluxo turbulento de calor na fronteira inferior pode penetrar de
diferentes modos na camada estdvel. Os gradientes dos campos de concentragdo e os fatores de intermiténcia sdo
analisados e os resultados podem ser iiteis na avaliagdo de formagao do tensor difusividade turbulenta.

INTRODUCAO

A regido em que se da o “entrainment” em escoamentos de
importincia para aplicagdes em engenharia é bem estudada,
levando a0 estabelecimento  de algumas  formulagdes
parametrizadas para a velocidade descritora deste fendmeno. No
caso de escoamentos de longa escala e nos quais haja
predomindincia das for¢as de empuxo sobre as forgas de fricg¢do
no estabeleciemento na manutengdo da turbuléncia. alguns
trabalhos recentes buscam evidenciar a relagdo de deformagio da
altura da zona de mistura com a velocidade de entrainment.

Wyngaard e Brost (1984) provaram a existéncia de
dependéncia entre o processo de difusividade total para uma
camada limite convectiva e o perfil do fluxo do escalar
considerado e a possibilidade de singularidades no processo.
Usando resultados de simulagdo de “large-eddies™ (LES), com
base na assimetria vertical da produgdo, por empuxo. da energia
cinética turbulenta, os autores provaram também a diferenga entre
as difusividades de topo (top-down) e de base (bottom-up), com
esta Gltima sendo consideravelmente maior.

Moeng ¢ Wyngaard (1986), usando resultados de LES e
analisando a covaridncia da pressdo na equagdo de conservagio
de fluxo de escalares na camada limite convectiva, provaram que
a escala de tempo em escoamentos dessa natureza depende ndo
somente das escalas da camada misturada mas, também. da razio
dos fluxos do escalar no topo e na base da camada limite.

Hosltslag ¢ Moeng (1991). aplicando as andlises citadas
anteriormente e a derivagdo feita por Deardorff (1972) para fluxo
de calor contra-gradiente no topo da camada limite convectiva
atmosférica introduziram uma parametrizagio empirica para o
termo de transporte na equagio de fluxo de calor, o que levou
diretamente & derivagdo de uma forma para a componente vertical
do tensor difusividade turbulenta de massa, dependente da
relagdo entre os fluxos de topo e de base do escalar.

Neste trabalho ¢é avaliada experimentalmente a zona de topo
de um ambiente convectivo no que concerne ao comportamento
do escalar concentragdo, visando fornecer dados que permitam
futuras comparagdes com formulagdes de componentes do tensor
difusividade turbulenta de massa, incorporando os efeitos de
difusdo contra-gradiente através de uma velocidade de
entrainment. O campo de concentragdes analisado ¢ proveniente
de um langador puntual direcionado verticalmente. que langa o
contaminante com minima velocidade, depositando-o no
ambiente e submetendo-o & agdo das estruturas de turbuléncia
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geradas fundamentalmente por forgas de empuxo. Sdo mapeados
o campo de concentragdo, os gradientes da concentragdo nas
diregdes vertical e horizontal ¢ a intermiténcia, todos na interface
entre a camada misturada e a regido estavel superior, confinadora
do ambiente.

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

O procedimento experimental adotado ¢ baseado em algumas
adaptagdes aquele descrito em Queiroz ¢ Loureiro (1997). E
utilizado um tanque convectivo com 800 litros de agua, preparado
para o estabelecimento de um gradiente de temperaturas de até
0.15K/ em, através de aquecimento em sua superficie inferior
seguida de repouso por. no minimo, quatorze horas. Um ambiente
tipico anterior a um experimento ¢ mostrado na Figura 1, obtida
por termografia. O aquecimento inferior que permite a geragao de
turbuléncia por empuxo ¢ feito por vapor em condensagio com
contato através de superficie de ago. Um campo de captura de
imagens de 320 x 240 mm foi isolado na interface entre a regido
de mistura ¢ a regido estavel. permitindo obtengilo de resolugdo
de 2 pixels por milimetro.
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Figura | - Vista frontal da estrutura térmica do ambiente
preparado para os experimentos. Exposigdo termografica.

A escala de Kolmogorov no ambiente ¢ da ordem de 1 mm.
ApOs a aquisi¢do das imagens as seqiiéncias foram tratadas e
isoladas aquelas que mostravam a chegada da evolugdo a zona de
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imagens analisadas neste trabalho sdo as primeiras de cada série

experimental apos ser atingida a posi¢@o mais alta da evolugio, 388
correspondendo a 11 segundos ap6s o langamento. O corte das b
imagens analisado foi de 240 x 200 pixels. Dentro das imagens 258 |
totais adquiridas, estes cortes correspondem as coordenadas dos C
extremos superior esquerdo e inferior direito, em pixels, de (180, ~ 280 -
55) e (420, 255) respectivamente. E [
g 158 ]
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Os resultados para o grupo experimental A sdo mostrados nas 58 3
Figuras 2 a 7. Na Figura 2 pode ser visto o perfil de temperaturas " ]
no tempo na placa aquecida (base do escoamento) e no termopar B i
situado a 45 mm de altura. A injegdo do contaminante se deu 30 34 e I8 49 42 44 46
segundos ap6s o inicio do aquecimento. A imagem mostrada na TENPERATURA (C)
Figura 3 ¢ da evolugdo do contaminante no interior da interface, ) ) )
sendo o limite inferior desta situado a 250 mm da placa aquecida. Figura 4 - Perfil de temperaturas correspondente ao maximo
alcangado pela base.
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Figura 5 - Concentragdes da Figura 3, adimensionalisadas pelo
maximo valor de intensidade.

A soma dos quadrados dos gradientes nas diregdes ortogonais
da evolugdo ¢ mostrado na Figura 6 enquanto a intermiténcia.
definida como o numero de pixels acima do background que esta
presente em varias se¢des verticais de altura igual & maxima
atingida pela evolugdo dentro da imagem, estd mostrada na
Figura 7.

Figura 3 - Imagem da evolugdo 11 segundos apds o langamento,
feito 30 segundos ap6s o inicio do aquecimento.

Na Figura 4 pode ser visto o perfil de temperaturas ao longo
da altura da cidmara, obtido 30 segundos ap6s o inicio do
experimento, mostrando o méximo atingido pela temperatura da
base.
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Figura 6 - Soma dos quadrados dos gradientes nas diregdes ortogonais da evolugdo.
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Figura 7 - Fator de intermiténcia para a imagem da Figura 3.

Na seqiiéncia de Figuras de 8 a 13 s3o mostradas. para o
grupo experimental B as mesmas quantificagdes anteriormente
vistas para o grupo experimental A. Neste grupo a injegdo do
contaminante se deu 60 segundos apés a inje¢do do vapor sob a
placa inferior da cdmara, correspondente ao inicio do
aquecimento. Como pode ser observado os dois grupos tiveram
como caracteristica diferenciadora fundamental o estado térmico
do sistema quando da injegdo do contaminante. No grupo A isso
se deu antes da placa aquecida atingir a temperatura mais alta e
no caso B, apds a placa ter atingido o maximo. O reflexo térmico
estd na variagio temporal instantinea da temperatura a 45 mm de
altura, que é menor no caso B, correspondendo a um menor fluxo
de calor turbulento naquela regido e nas camadas acima.
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Figura 8 - Variagdo de temperaturas do grupo experimental B.

Figura 9 - Imagem da evolugdo 11 segundos apés o langamento.,
feito 60 segundos apos o inicio do aquecimento.
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Figura 10 - Perfil de temperaturas correspondente ao méximo

alcangado pela base.
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Figura 11 - Concentragdes da Figura 9, adimensionalisadas pelo
méximo valor de intensidade.
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Figura 12 - Soma dos quadrados dos gradientes nas dire¢des ortogonais da evolugdo da Figura 9.
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Figura 13 - Fator de intermiténcia para a imagem da Figura 9.

O perfil de temperaturas ao longo da altura do ambiente,
correspondente ao maximo alcangado pela placa aquecida da base
difere nos dois casos. A temperatura maxima da placa da base no
grupo B foi de 49°C enquanto no grupo A foi de 45°C. Niao
obstante haja semelhanga nos perfis até a altura de 200 mm a
caracteristica de um ambiente convectivo penetrativo é mais
visivel no grupo B, embora o aumento de temperaturas com a
altura a partir de 200 mm esteja também presente no grupo A. A
temperatura proxima a altura de langamento difere em 3°C, sendo
maior no grupo B. Pode entdo ser notado que o fluxo de calor foi
o elemento dominante na determinagdio da evolugio do
contaminante, fazendo com que o grupo A, embora sob menores
temperaturas apresentasse caracteristicas de maior penetragdo na
interface.

De fato, a quantidade de contaminante presente acima da
linha base de anélise ¢ muito maior no grupo A, o que pode ser
visto no mapeamento mostrado nas Figuras 5 e 11. Concentragdes
mais elevadas sdo também observadas na regidio de interface para
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o grupo A. Quando considerados os potenciais dissipativos,
caracterizados pelos quadrados dos gradientes, observa-se uma
clara predomindncia de picos no grupo A. indicando que,
paralelamente a presenga de maior quantidade de massa
contaminante e maiores concentragdes, apresentam-se, ainda,
mais fortes condigdes de manutengdo da dissipagdo.

O fator de intermiténcia calculado para os dois grupos
experimentais mostra que a irregularidade ¢ acentuadamente
maior no grupo A, abrangendo varios picos e vales ao longo da
por¢do lateral do dominio em que se did a presenga do
contaminante. O fator de intermiténcia para o grupo B apresenta
menos variagdes. O valor maximo alcangado pelo fator de
intermiténcia avaliado para o grupo A foi sempre maior em todas
as posigdes, indicando que prevalece, naquele caso, uma
capacidade maior de imposi¢do de troca do escalar na regido de
transigdo. Esta imposigdo pode ser quantificada e relacionada
com fluxos de entrainment.

CONCLUSQES

Os resultados experimentais da andlise da evolugdo de um
contaminante inerte langado em um ambiente com caracteristicas
térmicas similares aos ambientes convectivos instdveis limitados
por uma camada estdvel mostraram que ¢ possivel inferir a
influéncia do fluxo turbulento de calor, avaliado pela variagdo
temporal de temperaturas em camadas adjacentes a base da
evolugdo, sobre a regido de interface através de caracteristicas
macro do campo de concentragdes.

Pardmetros como a soma dos quadrados dos gradientes em
dire¢des ortogonais da evolugdo e o fator de intermiténcia podem
ser usados para avaliar caracteristicas da difusdo top-down
presente em interfaces do tipo estudado. O mapeamento da
evolugdo por técnicas de processamento de imagens com
resolugdo na ordem de grandeza da escala de Kolmogorov
mostra-se suficientemente robusta para permitir a aplicagdo de
critérios estatisticos mais aprofundados, gerando informagoes
que devem ser mais Gteis na avaliagio de desempenho de
modelos de trubuléncia do que grandezas médias. O trabalho ora
apresentado deve ter prosseguimento com o uso dessas técnicas
estatisticas aplicadas sobre a regido da interface ¢ em escalas de
maior defini¢do, ndo sendo porém possivel, nas condi¢des atuais,
atingir ordens de grandeza da escala de Batchelor, o que seria
desejavel em estudos de difusdo.
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ABSTRACT

The behaviour of an inert contaminant in the interface
between a mixed layer under different turbulent heat fluxes and a
thermal stable layer is analysed . The contaminant is released in
the middle of the mixed layer and, depending on the turbulent
heat flux at the bottom boundary can penetrate under different
ways in the stable layer. The gradients of the concentration field
and the intermittence factor are analysed and the results are
believed to be useful in evaluation of formulations for the eddy
diffusivity tensor.
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RESUMO

Indicadores estatisticos sdo usados para caracterizar a evolugcdo do campo de um contaminante inerte
langado em um ambiente instavel. A evolugdo do campo é analisada através de séries de imagens oblidas
quando uma mistura de rodamina 6G e dgua emite energia no espectro visivel, acima de 560 nm, quando
exposta a um feixe de laser de argénio de alta intensidade a 514 nm. Os lerceiro e quario momenlos, as
fungdes densidade de probabilidade de intensidade de cinza, as fungdes densidade de probabilidade dos
gradientes de cinza e fatores de intermiténcia sdo calculados nas imagens geradas. Os resultados sdo
comparados aqueles obtidos para esteiras em torno de clindros circulares e jatos e podem ser uteis para
avaliagdo de solugdes numéricas das equagdes de conservagdo de energia, massa e momentum.

INTRODUCAO

Viérios conjuntos de dados experimentais existem relacionados
a escoamentos totalmente convectivos em que as estruturas de
turbuléncia sfio mantidas fundamentalmente pela agdo do
empuxo. O problema de determinag@io do campo de concentrag@o
de um contaminante inerte em tais escoamentos foi abordado
principalmente por Deardorff e Willis (1985) e Willis e
Deardorff (1978) e (1987), sendo os resultados decorrentes de
scus experimentos usados com frequéncia para comparagdo da
resolug@o numérica das equagdes de conservagio de quantidade
de movimento linear, massa ¢ energia. Como tais solugdes
dependem, em sua maioria, de formulagdes do tensor
difusividade turbulenta para os ambientes altamente convectivos
¢ de submodelos de turbuléncia, o que implica um pesado
exercicio de previsibilidade de um fen6meno em parte aleatério,
hi uma visivel necessidade de indicadores estatisticos e
probabilisticos para que comparagdes em bases de razodvel
confiabilidade sejam feitas. Esta lacuna é flagrante nos estudos
do uso de métodos numéricos que limitam as andlises a
concordancia entre grandezas quase sempre médias.

Prasad e Sreenivasan (1989) estudaram a estrutura de um
escalar passivo em escoamentos turbulentos em tomo de
cilindros e em jatos e quantificaram indicadores estatisticos e
probabilisticos além de dimensdes fractais ¢ intermiténcia nas
regides de interface entre o escalar (no caso, concentrago) e o
escoamento ndo contaminado.

Meneveau e Sreenivasan (1991) avaliaram as estruturas de
turbuléncia relacionadas a dissipagio e concluiram pela sua
natureza multifractal.

O estudo ora apresentado tem como base os experimentos
descritos em Queiroz e Loureiro (1997) e alia a quantificagio da
intensidade de tons de cinza em imagens de um contaminante
evoluindo em um ambiente altamente instdvel a indicadores
estatisticos que tém poder suficiente para descrigfio de campos
com aleatoriedade espacial e temporal. Sdo usados como
indicadores o terceiro e quarto momentos (skweness e flatness),
fungdes densidades de probabilidade do campo em si e de seus
gradientes nas duas dire¢des que definem o plano da evolugéo,
fungdes de probabilidade conjunta de concentragdes ¢ gradientes
¢ a intermiténcia, definida como em Prasad e Sreenivasan, op.
Cit, pela quantidade de elementos que denotam existéncia do
contaminante em regides de interfaces interiores do campo de
concentragdes.
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EXPE Al

Os elementos componentes do aparato experimental e as
técnicas utilizadas sdo exaustivamente descritos em Queiroz e
Loureiro, op. Cit. Em sintese, em um tanque de édgua de
oitocentos litros ¢ criado um ambiente que pode ser
termicamente descrito por uma superposi¢io de uma camada
altamente instdvel, submetida a um fluxo de calor constante na
sua fronteira inferior, e uma camada estdvel, proveniente de um
aquecimento prévio da dgua seguido de quatorze horas de
estabilizagdo com um isolamento lateral na metade superior do
tanque. Os 200 mm inferiores de 1dmina de 4dgua formam a
regido em que ¢ langado o contaminante a 110 mm de altura e,
estando em contacto direto com a superficie aquecida pelo vapor
experimenta uma vigorosa mistura pela turbuléncia gerada pelo
empuxo e os 120 mm superiores formam a regido estabilizada
com temperatura superior em 5°C & temperatura média da regifio
misturada. O contaminante langado ¢ uma mistura de rodamina
6G e dgua com uma concentragio média de 200 ppb durante a
dispersio ¢ com capacidade de ser excitada a 514 nm por um
feixe de laser de argbnio de 4 watts. A excitagio da rodamina
provoca uma emissdio a 560 nm que pode ser capturada por
cdmera CCD e filtragem Optica passa-alta. Sendo a concentragio
muito pequena, o caminho Gptico interfere minimamente com a
relagiio entre concentragdes e intensidades dos tons de cinza
capturados, conforme estudos realizados por Coppeta e Rogers
(1997) para um amplo espectro de substincias com capacidade
de fluorescéncia sob luz concentrada

Dois grupos de experimentos foram realizados com
diferentes fluxos de calor que geraram diferentes alturas da
camada de mistura. O contaminante foi sempre langado a 110
mm, permitindo o estudo simultdneo da influéncia da altura de
langamento e da velocidade convectiva, caracterizadora da
importéncia relativa do empuxo sobre a fricgio na formagdo e
manutengdo das estruturas de turbuléncia.

As caracteristicas dos experimentos estdio mostradas na
Tabela 1, sendo ZI a altura de langamento ¢ Zi a altura de
mistura.

A ordem de grandeza estimada das escalas de Kolmogorov
para os dois experimentos foi 1 mm. As sequéncias de imagens
capturadas nos experimentos foram tratadas por um pré-
processador proprietdrio (Global Lab - Data Translation) e as



matrizes geradas, avaliadas estatisticamente por programas
desenvolvidos em ambiente Delphi.

Tabela 1 - Caracteristicas dos grupos experimentais

Grupo Fluxo de
experimental calor ZVZtotal  Zi (mm) (s)
 (Kmms™) _
1 4.40 0.34 220 30
2 2.14 034 185 30

O fluxo de calor indicado na Tabela 1 foi medido através da
derivada temporal da temperatura em um termopar situado a
meia altura da camada de mistura, conforme discutido em
Deardorff e Willis (1985).

TECNICAS ESTATISTICAS

Embora haja uma grande tendéncia de uso apenas de
indicadores robustos para grandezas estatisticas representativas
de fendmenos com amplos espectros de acontecimento de uma
ou mais varidveis, 0s momentos superiores podem fornecer
ordem de grandezas para efeito comparativo entre fenémenos
simulados e reais.

Para analise de momentos de ordem superior foi necessario
o estabelecimento de um valor estatistico do background de cada
imagem. Isto foi realizado por testes de dez dreas de vérias
dimensGes aleatoriamente tomados em cada imagem. Um
intervalo das médias de todas as éreas analisadas em uma
imagem foi calculada com um coeficiente de confiabilidade de
95%. Para cada imagem foi, assim, usado um intervalo de
background préprio além do qual eram considerados os tons de
cinza vélidos para as anélises.
O terceiro momento (ou skewness) é uma escala adimensional
que caracteriza o grau de assimetria de uma distribui¢8o em

relagdo & sua média. E expresso pela equagdo (1).

=i

As grandezas xi,...xn 580 as intensidades dos tons de cinza
acima do background de cada pixel da imagem.

No caso de uma amostra, o pode ser usado como o melhor
estimador do desvio padrdo da populagfo. Nas andlises de cada
imagem, o ¢ o desvio padriio da populagio de pixels acima do
background estatistico.

O quarto momento (kurtosis ou flatness) pode ser calculado
pela expressdo (2) e avalia a planeza relativa da distribuig@o da
populagdo em relagdio a normal que pode ser calculada com o
primeiro € o segundo momentos da amostra, usados como
estimativa da média ¢ desvio padrio.

Skew(x,.. (1

e i

(2)

A fungdo densidade de probabilidade conjunta foi calculada
para os grupamentos intensidade e a soma dos quadrados dos
gradientes nas diregdes vertical e horizontal. Em um sistema de
mistura, a dissipago ¢ proporcional ao quadrado do gradiente a
menos do produto pela propriedade difusividade.

O fator de intermiténcia das imagens, ou fator de interface,
definido como a fragio de tempo que um sensor residiria em
uma regido turbulenta eriquanto a estrutura turbulenta passa por
ele, foi calculado pela avaliaglio de varias segdes verticais
paralelas de dois pixels de largura e altura igual & maior
dimensdo observada para a evolugdo. Em cada segdo foi contado
o numero de pixels representativos de matéria no interior da
regifio misturada.

RESULTADOS E DISCUSSAQ

A caracterisitica mais marcante do grupo experimental com
maior fluxo de calor é a mais vigorosa mistura vertical, enquanto
o grupo sob menor fluxo de calor permite a formagfio de
estruturas com maior tendéncia & simetria lateral e de vértices
de evolugdo lenta. Os valores dos limites superior e inferior dos
intervalos das médias com 95% de nivel de confianga para as
dez imagens de cada grupo experimental, correspondendo a dez
segundos de evolugdo com inicio idéntico em relagdo ao instante
de langamento ndo diferiram em mais de trés tons de cinza. Scus
valores tipicos foram em torno de 67 a 70,

Na Tabela 2 sdo mostrados os valores de skweness para os
dois grupos experimentais ¢ para os limites dos intervalos das
médias e na Tabela 3 os valores do flatness. Pode ser observado
que alguns valores sdo fortemente dependentes do critério de
avaliagfio utilizado para expressar a média.

Tabela 2 - Valores de skewness calculados para os dois grupos

experimentais.
GRUPOI GRUPO 2
Imagem Skew Skew Skew Skew
na alto baixo alto baixo
sequéncia
1 1.52 1.27 1.53 1.35
2 1.53 1.29 1.52 1.41
3 1.62 1.50 1.73 1.51
4 1.25 1.04 1.82 1.56
5 1.72 1.29 1.85 1.59
6 1.93 1.61 1.87 1.62
7 1.75 1.47 1.71 1.56
8 2.90 2.75 1.66 1.56
9 2.02 1.61 1.81 1.70
10 2.78 242 1.72 1.63

Tabela 3 - Valores de kurtosis calculados para os dois grupos

experimentais.
GRUPO1 GRUPO 2

Imagem Kurt Kurt Kurt Kurt

na alto baixo alto baixo
sequéncia

1 2.04 1.35 1.75 1.11

2 21 1.41 1.67 1.29

3 2.85 2.45 2.48 1.62

4 0.82 0.31 2.89 1.75

5 295 1.58 298 1.87

6 4.22 2.93 2.98 1.93

7 3.42 244 2.35 1.78

8 13.17 12.52 2.20 1.79

9 4,61 2.95 2.88 2.36

10 11.73 9.31 2.52 2.10




Para esteiras de um cilindro foi observado por Prasad e
Sreenivasan (1990) o valor tipico de 1.08 a 1.31 para o
Skewness ¢ 4.80 a 4.52 para o flatness. O grupo 1 por ter mais
potencial dissipativo apresenta maior assimetria e mais
homogeneidade quando comparados os terceiro e quarto
momentos com aqueles do grupo 2.

Nas Figuras 1 a 5 s#o mostradas em sequéncia a imagem
experimental utilizada para ilustragio do grupo 1, a funglo
densidade de probabilidade dos tons de cinza, a intermiténcia, a
soma dos quadrados dos gradientes das intensidades de pixels
nas diregdes vertical e horizontal da evolugéo e a probabilidade
conjunta de acontecimento dessa soma ¢ das intensidades.

Figura 1 - Imagem extraida da evolugio do grupo 1, 26 segundos

apds o langamento do contaminante
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Figura 2 - Probabilidade de acontecimentos de tons de cinza na
imagem da figura 1.
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Figura 3 - Fator de intermiténcia para a imagem da figura 1.

Nas Figuras 6 a 10 s8o mostradas as mesmas grandezas
calculadas para o grupo 2. A probabilidade de acontecimento de
tons de cinza acima de 80, nos dois grupos nas imagens
analisadas € bastante similar nfio permitindo
diretas. H4 um decréscimo acentuado entre os patamares de 0.18
e 0.03 para o mesmo instante experimental dos dois grupos,
ilustrado neste trabalho, mas este comportamento é bastante
diferente ao longo da evoluglo. De fato, dados dois patamares
que podem ser escolhidos como ordens de grandeza
representativas, as variages de probabilidades de
acontecimentos de tons de cinza podem ser usadas como
parimetro comparativo entre duas evolugdes.

Em esteiras de cilindros uma fung8o decrescente com os
tons de cinza foi obtida por Prasad e Sreenivasan (op. Cit) com
uma irregularidade onde se apresenta uma concavidade mais
acentuada com aumento seguido de diminui¢iio da primeira
derivada, no primeiro sexto do espectro.

Os fatores de intermiténcia mostrados nas Figuras 3 ¢ 8
além de demarcarem a influéncia espacial do campo de
concentragbes no instante analisado permitem inferir a
homogeneidade da presenga do contaminante na regifio. Na
imagem do grupo 2, sob menor fluxo de calor, uma regifio mais
ampla (cerca de 70 pixels na horizontal) mostra uma
intermiténcia acima de 0.8 enquanto no grupo 1 esta regifio é
limitada a 30 pixels.

Comparando-s¢ 0s resultados do presente trabalho com as
andlises realizadas por Prasad e Sreenivasan (op. Cit) pode ser
verificada a mesma tendéncia A simetria lateral, com distorgdes
préximas a regides especificas que se repetem como um padriio
para uma sequéncia de imagens de 10 segundos.

Existe uma discuss#o, citada por Prasad e Sreenivasan
(Op. Cit) sobre a validade do célculo do fator de intermiténcia
como definido neste trabalho. Entretanto, por razdes histéricas,
a sua apresentacSo ¢ (til para efeitos comparativos. Talvez o
mais coerente seja o estabelecimento de uma fungfio temporal,
vilida para toda uma séric de experimentos, que tenha a
capacidade de mostrar o porcentual de preenchimento de cada
segHo das imagens pela massa de contaminante, acoplado a um
fator denotativo do potencial dispersivo turbulento, como o
quadrado de derivadas espaciais ¢ temporais.




Figura 4 - Soma dos quadrados dos gradientes das intensidades nas diregdes vertical e horizontal da imagem da figura 1.
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Figura 5 - Funglio densidade de probabilidade conjunta entre soma dos quadrados dos gradientes das intensidades nas
diregBes vertical e horizontal e intensidades de tons de cinza paraa imagem da figura 1.



Figura 6 - Imagem extraida da evolug#o do grupo 2, 26 segundos
apds o langamento do contaminante
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Figura 7 - Probabilidade de acontecimentos de tons de cinza
na imagem da figura 6
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Figura 9 - Soma dos quadrados dos gradientes das intensidades nas diregBes vertical e horizontal da imagem da figura 4
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Figura 8 - Fator de intermiténcia para a imagem da figura 6.

A soma dos quadrados das derivadas da intensidade nas
diregBes vertical e horizontal (observe-se que a origem das
Figuras 4 e 9 refere-se ao canto superior esquerdo das imagens)
mostra mapeamento muito mais vigoroso no grupo |,
caracterizando de maneira inequivoca um maior potencial
dissipativo.

No grupo 1 toda a regifio ocupada pelo contaminante ainda
mostra capacidade de dispersfio com certa assimetria na porgo
inferior onde também estd presente o méximo da fungfo. No
grupo 2, apenas na regifio central ¢ encontrado um poder
dissipativo notdvel com acontecimento de um méximo também
na porglio inferior.

A caracterizag#o da fdp conjunta da soma dos quadrados dos
gradientes (X**2) ¢ da intensidade ¢ marcante. O grupo mais
dispersivo alia acontecimentos de pixels de intensidade até 50 as
mais altas faixas de X**2 enquanto o grupo menos dissipativo
s6 alia intensidades de pixels a baixos valores de X**2,
denotando que o poder dispersivo estd-se esgotando.
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Figura 10 - Fungfio densidade de probabilidade conjunta entre soma dos quadrados dos gradientes das intensidades nas diregbes
vertical ¢ horizontal e intensidades de tons de cinza para a imagem da figura 4.

CONCLUSOES

O uso de indicadores estatisticos ¢ probabilisticos na andlise
da evolugio de contaminantes inertes mostra-se como uma
ferramenta com poder para comparagdes. O terceiro momento
e o quarto momento indicam caracteristicas da evolugdo em
relagdo a distribui¢dio normal. A probabilidade conjunta de
acontecimento de tons de cinza e da soma dos quadrados das
derivadas nas diregdes vertical ¢ horizontal da evolugdio
permite uma comparaglo segura entre a capacidade dispersiva
de ambientes diferentes. O uso desses indicadores pode ser
util quando da avaliagiio de desempenho de modelos de
turbuléncia e de componentes do tensor difusividade
turbulenta quando usados para o mapeamento de campos do
escalar concentragio, complementando as usuais comparagdes
entre valores médios ¢ linhas de isoconcentragbes.
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ABSTRACT

Statistical indicators are used to characterise the field
evolution of an inert contaminant released in an unstable
ambient. The field evolution is analysed through series of
images obtained when a rhodamine 6G and water blend
emits energy in the visible spectrum, above 560 nm, when
exposed to a high intensity argon ion laser at 514 nm. The
third and fourth moments, the grey intensity levels density
probability functions, the grey gradients density probability
functions and intermittency factors are calculated in the so
generated images. The results are compared to those obtained
for wakes behind circular cylinders and jets and can be useful
for evaluation of numerical solutions of the momentum, mass
and energy conservation equations.
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RESUMO

O escoamento ao redor de um obstaculo quase sempre ocorre com o aparecimento de uma esteira de
vértices emitidos numa determinada fregiiéncia. O presente trabalho usa a Laser Doppler Velocimetria( LDV )
acoplada a um sistema sincronizador de tempo ( encoder ) para determinar as dimensdes dos vortices, o qual
permite individualizar sinais de Doppler espagados de até IMHz. O obstdculo em andlise é uma placa plana
com um dngulo de ataque com relagdo a diregdo axial do tubo. O LDV permite medir as componentes axial e
circunferencial do escoamento. Para analise qualitativa dos vortices foram feitas imagens com uma cdmara de

video CCD.

INTRODUCAO

Os vortices ou turbilhdes tém aplicagdo em medidas de
vaziio. Eles aparecem quando se introduz um obstaculo, ou
quando se provoca uma determinada mudan¢a de diregdo no
escoamento de um fluido.

Segundo De Carlo ( 1984 ), para velocidades muito baixas,
as linhas fluidas acompanham a forma do obsticulo, ndo
havendo nenhum turbilhfio. Quando a velocidade do escoamento
aumenta, as linhas nfio podem mais acompanhar a forma do
obstaculo e se separam do seu contorno. Esta separagdio provoca
o aparecimento de velocidades locais muito elevadas,
correspondendo a zonas locais de baixa pressfio, resultando em
tendéncias a reversdo de diregio com consequente aparecimento
de turbilhdes: os vortices.

Para velocidades médias, o vortice permanece em posigdo
fixa relativamente ao obstaculo, mas passando determinados
limites, o vértice aumenta em dimensfo e intensidade, separa-se
do obstaculo e continua a jusante levado pelo fluido.

Os medidores de vortices sfio usados principalmente para
liquidos leves, podendo ser usados para vapores e gases, sendo
necessdrio um numero de Reynolds para o escoamento igual ou
superior a 10° , sendo o fluxo maximo limitado por problemas
de cavitagdo, devendo uma pressdo minima ser mantida.

A separagdo da camada limite e formagdo de vortices sdo
descritas por Karmén e Rubach ( 1912 ) e por Fage e Johansen
( 1927), segundo Goldstein ( 1965 ), num fluxo ao redor de uma
placa plana, por Schilichting ( 1968 ), num fluxo ao redor de
um cilindro e mais recentemente por Zhang e Ko ( 1996 ) e
Achenbach e Heineck ( 1981 ), entre outros.

O numero de Strouhal , S; , uma constante usada para o
estudo de fendmenos oscilatérios, aplica-se também a frequéncia
de sucessdo de turbilhdes, sendo a freqiiéncia diretamente
proporcional a velocidade do fluido.

O n° de Strouhal para um escoamento ao redor de uma placa
plana é definido por:

S0
V

S,

0y
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onde :
n = freqiiéncia do escoamento, em Hz

b = proje¢fo da largura da p4, em m
V = velocidade média do escoamento, em m/s.

Segundo Kérmén e Rubach ( 1912 ), de forma idealizada,
ocorre uma dupla linha de vortices alternados e em sentidos
opostos, sendo h a distincia entre as linhas, a a distdncia entre
dois vortices consecutivos numa linha e b a projegdo da largura
da placa plana, de acordo com a fig. 1, sendo ia = 0,30
ab =56 ¢ S; = 0,144, para Rep = 2 x 10° , havendo um

aumento de S; para um acréscimo de Rep,.

N e
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Fig. 1 - Desenvolvimento tedrico dos vortices
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Fage e Johansen ( 1927 ), obtiveram para o escoamento ao
redor de uma placa plana, com a = 90°, que Wa cresce de 0,25
na distincia 5b a jusante da placa até 0,38 em 10b e 0,52 em

20b, S; = 0,146 € a/b = 5,25 para Reynolds da ordem de 2x10°.

Baseado no n° de Strouhal para o n® de Reynolds, Rey, , do
escoamento estudado, procurou-se determinar a freqiiéncia da
sucessdo de vortices ao redor de uma placa plana ¢ a
caracterizagdo da geometria dos vortices .

DESCRICAO DO EXPERIMENTO

A técnica de Velocimetria Laser Doppler é ndio- intrusiva.
No caso especifico de Mecénica dos Fluidos esta caracteristica é




fundamental, visto que se deseja a menor interferéncia possivel
da instrumentagfo na investigagdo dos fenémenos.

O efeito Doppler é a interagdo entre uma particula em
movimento ¢ uma onda eletromagnética. Basicamente relaciona-
-se a freqiiéncia do laser com a freqiiéncia espalhada, decorrente
da passagem de uma particula pelo feixe. A diferenga entre as
duas frequéncias é a freqiéncia Doppler, varidvel a ser
relacionada com a velocidade.

A determinagéio do campo de velocidades e da freqiiéncia
dos vortices foi realizada muma bancada de calibragdo de
medidores de fluxo liquido. A bancada possui um circuito
fechado para circulagio de égua através de uma bomba
centrifuga.

Foi colocada uma placa plana de 3mm de espessura, 18mm
de largura e 48mm de comprimento, no interior de um tubo de
acrilico de 52mm de didmetro. A placa foi posicionada
horizontalmente, com um éngulos de ataque de 0°, 45° e 90°, em
relagdo a diregdo axial do tubo.

O escoamento ao redor da placa plana foi de dgua a 20°C
numa vazdo de 3.13 kg/s + 2.56% , Rep de 7,6 x 10* ( Rep, de

2.6x104 para angulo de ataque de 90°) e velocidade média de
1,47 m/s.

Para escolha das frequéncias testadas no
experimento, adotou-se um namero de S; de 0,148, igual ao
Reynolds médio do escoamento estudado por Fage e Johansen

1927).
( Sub)stimjndo—se estes dados na eq.l, chegou-se as
freqiténcias de sucessdo dos vortices de acordo com a tabela 1.

a serem

Tabela | - Freqiiéncias de vortices ( n ) em fungéio do dngulo de
ataque ( a ) e da proje¢éio da largura da placa (b))

a(®) b (mm ) f(Hz)
0 45 48
45 12,7 17
90 18,0 12

Decidiu-se trabalhar no experimento com freqiiéncias
multiplas de 6Hz, em vista dos dados obtidos na tabelal.

Para determinag@o do campo de velocidades e da freqiiéncia
do escoamento foram utilizados, conforme fig. 2, os seguintes
equipamentos:

Laser Doppler Anemémetro ( LDA ) — detecta a presenga
de particulas contidas na agua, as quais tém a mesma velocidade
do escoamento;

Gerador de fungdes —» para aplicagdio de fungdes
triangulares, senoidais ou quadradas, variando-se a freqiiéncia
de 6Hz a 96Hz, de 6 em 6Hz.

Analisador de velocidade de fluxo ( FVA ) —» transmite os
dados adquiridos no experimento a um programa de computador
e ao osciloscopio;

Osciloscopio — serve para monitorar a presenga do efeito
Doppler, a frequéncia da onda produzida no gerador de fung¢des
e a atuagdo do encoder;

Encoder na frequéncia de 1MHz— serve para interromper o
envio do sinal da fotomultiplicadora do laser, num periodo fixo,
fungdo da freqiiéncia aplicada no gerador de fungdes Entre duas
interrupgdes sucessivas detecta-se a freqiléncia dos vortices
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através do campo de velocidades de conjuntos bem definidos de
particulas no periodo correspondente;

Microcomputador PC — plataforma que executa o programa
Floware versdo 3.2 ( DANTEC, 1990 ), que permite adquirir,
processar e apresentar os dados coletados.

— \ —>
J o
1
Controle de
Poténai
LDA
Encoder
Computador
Gerador de
Fungies
FVA
Osciloscopio

Figura 2- Sistema de medigdo com segdo de testes

A fonte de laser utilizada é de ion argénio com 4W de
poténcia. O raio laser ¢ decomposto em dois pares de feixes, um
com comprimento de onda de 514,5nm ( verde ) e outro com
comprimento de onda de 488nm ( azul ). O comprimento focal
da lente da sonda ¢ de 400nm. Com este equipamento pode-se
porianto, determinar o campo de velocidades do escoamento em
duas dimensdes, axial e circunferencial.

A localizagdo correta da sonda é feita através de um
posicionador com uma escala de deslocamento na diregdo axial e
na diregdo radial da seg#o de testes.

O fluxo de luz espalhada devido a passagem de uma
particula na interse¢do de dois feixes de laser devidamente
alinhados € coletado pela sonda. Uma fotomultiplicadora
converte este fluxo de luz numa corrente elétrica. Variagdes
nesta corrente elétrica sdo analisadas para a determinagio da
velocidade da particula.

A fig.3 apresenta o esquema de funcionamento do encoder,
onde :

'g Sinal do gerador de fungies
At

T1

t( pus)

Intensidade do i

Figura 3 - Exemplo da atuagdo do encoder

At (s ) =1/1MHz ¢ o intervalo de tempo em que é desativada a
agéo do laser;

n ( Hz ) = freqiiéncia da sucessdo de vortices;

Ty (s )= 1/n(Hz) ¢ o periodo de emissdo dos pulsos do encoder.




Para cada freqiiéncia aplicada no gerador de fungdes, foi
medida a velocidade do escoamento, como fungdo do tempo de
chegada das particulas, em seis posigdes na diregéio radial ('Y ),
a uma distincia de X=15mm da placa plana, para dngulos de
ataque o de 0°, 45° ¢ 90°.

As figs. 4 e 5 apresentam as vistas superior e frontal da
se¢dio de testes.

Placa ‘

| 15 mm '

Figura 4 - Vista superior da se¢do de testes

Figura 5 - Vista frontal da se¢do de testes

Também foram medidas as velocidades de 5 a 210mm da
placa plana, com incremento de 5mm, nas posigdes 0 a 35,
conforme figs. 4 ¢ 5, com angulo de ataque de 45°.

RESULTADOS

A presenga de vortices foi detectada através da medigdo da
série temporal da componente U(m/s ) no ponto localizado
conforme fig.6, onde ndo ha interferéncia da camada cisalhante.

l 5

¢ iy
0.407 ;

D 1
Placa 0

=,

Figura 6 - Analise de um ponto do escoamento fora da
camada cisalhante - @ = 45°, n=24Hz
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A fig.7 mostra a série temporal de U (m/s ) no ponto

localizado de acordo com a fig.6.
U(m/s)
3
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Figura 7 - Série temporal - Velocidade axial U(m/s ) no ponto
representado na figura 6.

A fig. 8 representa o comportamento do fluido, de 0,00s a 0,045
que corresponde ao periodo da fungdo aplicada no gerador de
fungdes, no mesmo ponto representado na fig.6.

U(m/'s)

2,32 .

24 ,4Hz = 1/0,04s
1,40
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0,49
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-1,35
0,00 0,01 0.02 0,03 0,04

t(s)
Figura 8 -Atuagdo do encoder no ponto representado na figura 6

A fig.9 mostra os vetores UV na posi¢do X= 80mm
ao longo da diregdo radial, conforme fig.6.
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Vetores UV
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Figura 9 - Vetores UV em X=80mm ao longo da dire¢do radial




As figs. 10 e 11 mostram o comportamento dos vortices em
fungdo do angulo de ataque e da freqiiéncia aplicada ao
escoamento.
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Conforme figs. 12'e 13, as imagens do escoamento obtidas
por cdmara de video a montante e a jusante da placa plana, com
dngulo de ataque de 45°, permitem verificar a diferenga de
perturbagdo do escoamento.
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Figura 13 - Imagem do escoamento a jusante da placa plana

As figuras 14 e 15 mostram o desenvolvimento dos vortices
de X =0 a210mm ( diregdio axial )ede Y = 0 a 52mm (direg¢do
radial) para um édngulo de ataque o = 45° e frequiéncia aplicada
ao escoamento n = 24Hz.

DISCUSSAO DOS RESULTADOS

Pelas configuragdes dos vortices nas figuras apresentadas e
pelos dados em todos os pontos analisados, verifica-se a
presenga de vortices em todas as freqiéncias e angulos de
ataque utilizados.

Os vortices desenvolveram-se ao longo de toda a segio de
testes ( 210mm ).




U (m/s)

Figura 14 - Desenvolvimento dos vortices U=f( X, Y )-a=45°en=24Hz
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A tabela 2 apresenta as freqiéncias obtidas
experimentalmente onde predominam os vortices, para cada
dngulo de ataque utilizado e o correspondente nimero de

Strouhal , S;

Tabela 2 - Numero de Strouhal , S; e freqtiéncia da sucessdo

de vortices, n ( Hz ), obtidos experimentalmente neste
trabalho
Presente trabalho
Rep = 7,6x10*
a(®) n ( Hz) 5 Rep
0 66 0,202 6.573]03
45 24 0,220 1,85 x104
90 18 0,207 2.60x1 04

Entre os autores citados por Goldstein ( 1965 ), Fage e
Johansen ( 1927 ), Tyler ( 1931 ) e Blenk, Fuchs, Liebers
( 1935 ) encontraram um numero de S; médio de 0,148,
0,158 e 0,18, respectivamente , para Rey, de 2x10°,

Segundo Goldstein ( 1965 ), o niumero de Strouhal , S,
cresce com o numero de Rep.

A justificativa para a utilizagdo neste experimento de um
nimero de Reynolds, Rep = 7,6x10" ( Rep - 2,6x 10" ) se deve
a necessidade de Rep superior a ]04 para utilizagdo de
medidores de vortices para determinagdo da vazdo de um
escoamento.

A aplicagiio de outras freqiléncias menores, proximas de
18Hz, 24Hz e 66Hz, permitira refinar as faixas de freqiéncias
utilizadas para atingir-se um numero de Strouhal, S; , mais
preciso.

A tabela 3 apresenta a relagdio a/b, que caracteriza a
geometria dos vortices na diregdo axial, comparada as obtidas
por outros autores.

Tabela 3 - Comparagdo da geometria dos vortices entre o
trabalho apresentado ( fig.15 ) e Karman e Rubach ( 1912 ) e
Fage e Johansen (1927 ) segundo Goldstein ( 1965 )

a(®) a'b X/b
Fage e 90 5.25 5
Johansen(1927)
Fage e 90 5,25 10
Johansen(1927)
Fage e 90 5,25 20
Johansen(1927)
Karman e 20 5,60 -
Rubach (1912)
Presente 45 3,62 7.87a1l,81
trabalho X=100a 150mm

Segundo Goldstein ( 1965 ), os valores experimentais de
h/a sdo maiores que seu valer teorico ( 0,28 ) e crescem a
Jusante da placa, crescendo o valor de I e a permanecendo
constante.
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CONCLUSOES

A metodologia utilizada é valida para a determinagdo da
freqiiéncia da sucessdio de vortices e a caracterizagdo da
geometria dos vortices, para um escoamento ao redor de uma
placa plana, baseado nos resultados apresentados.

Na sequéncia da pesquisa sera medido o campo de
velocidades num plano ortogonal ao utilizado neste trabalho,
para que seja possivel a medigdo de A.

Em trabalhos posteriores serdio estudados vortices
produzidos por obstaculos de geometrias mais complexas,
usados em medidores de fluxo tipo geradores de vortices.
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ABSTRACT

The flow around an obstacle happens with the appearance
of a wake of swept vortex in position with a frequency that
depends on the average flux. Determining this frequency is
rather simple. The perfect characterization of the vortex
geometry in time, however, has not been a trivial work. The
higher Reynold’s number corresponds the higher instability
and vortex geometry variation. This work uses the Laser
Doppler Velocimetry (LDV) coupled to a tyme syncronizer
system (encoder) to determine the vortex dimensions. The
syncronizer is able to recognize Doppler signals up to 1 MHz
and works with an external adjustable reset signal. The test
section is part of a water flowmeter calibration rig that has an
uncertainty of + 0,1%. The LDV used consists of a 2D probe,
allowing flow field determination for axial and circumferential
components. So that qualitative analysis of the vortex was
performed, a CCD video camera was used to record images of
the flow.
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SUMARIO

Este trabalho descreve o desenvolvimento de uma macrotermobalanga, acoplada a um reator de
carbonizagdo, utilizada para estudar a cinética de carbonizagdo da biomassa. Sdo apresentados resultados
operacionais e uma comparagdo destes com os resultados obtidos em ensaios de uma termobalanga

convencional.

1. INTRODUCAO

O uso de fontes renovaveis de energia tem ganho um
novo alento face as atuais restrigdes ambientais, ligadas ao efeito
estufa. A biomassa é uma das fontes de energia renovavel mais
promissora. Sua principal vantagem ambiental é a geracdo de
energia sem liberagdo liquida de CO,.

A pesquisa e a utilizagdo da biomassa como fonte
geradora de energia térmica tem se intensificado. Para otimizar a
utilizago da biomassa como combustivel, novos métodos de
avaliag@o devem ser desenvolvidos.

O carvdo vegetal é uma matéria prima de grande
importincia na siderurgia brasileira. Entretanto, apesar do seu uso
intensivo, existem muitos aspectos ainda obscuros no seu processo
de fabricagdo ¢ na sua utilizag@io. Assim, é necessario desenvolver
uma tecnologia que torne sua produglio e utilizagdo mais eficiente
e desenvolver tecnologias para qualificar o carvdo vegetal sob o
ponto de vista de suas propriedades fisico-quimicas.

As termobalangas s3o instrumentos que medem a
variagdio da massa de uma substéncia em fungdo da temperatura ou
tempo, permitindo determinar a cinética de reagdo, as temperaturas
inicial e final de cada reago ¢ as faixas de temperatura nas quais
ocorrem liberagio das substincias contidas na amostra.

As termobalan¢as convencionais utilizam amostras de
poucos mg, de modo a detectar com precisdio as temperaturas e
massa de transi¢do, bem como assegurar uma temperatura da
amostra mais homogénea e a exposigio a atmosfera mais uniforme.
Entretanto, o uso de pequenas amostras ndo permite analisar os
fenémenos relacionados com a transmissdo de calor e a difusfio de
gases produzidos durante a carbonizaglio ¢ combusto.

A fim de analisar alguns fendmenos que ocorrem durante
a carbonizagio ¢ combustdo da biomassa, e que ndo podem ser
analisados em uma termobalanga convencional (condugdo de calor
na amostra, a liberaglio dos gases formados, identificagiio de
reagbes endotérmicas e exotérmicas ocorridas durante a
carbonizagiio) foi construida uma macrotermobalanga.
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2. MACROTERMOBALANCA

A figura 1 mostra um diagrama esquematico da
macrotermobalanga. A balanga é o principal equipamento da
termobalanga, e necessita ter exatiddo, sensibilidade, tara adequada,
construgdo robusta e estabilidade face as variagdes da temperatura
ambiente. A balanga utilizada na construgdo da macrotermobalanga
foi uma balanga marca Ohaus, Modelo CT200 (202g x 0,01g), de
precisdo £0,01g. Esta balanga possui um dispositivo de sustentagio
da amostra por baixo do prato. Ela é dotada de uma porta serial
RS232, de modo a permitir a transmissio dos dados de pesagem
a um microcomputador PC. O microcomputador faz a aquisi¢do
dos dados, o tratamento matemético e gréificos. A comunicagfo dos
dados entre a balanga ¢ o computador foi realizada pelo software
(shareware) Telix (http://www.delta.com/delta/deltacom/tfd/).

Balanga
Cabo
RS232
Controlador ErTr
Computador PC
LALLLALLY
Forno
Mbdule
Poténcia U
AL
g Termopares

Figura 1. Macrotermobalanga

O forno deve ser capaz de aquecer a amostra linearmente,
de acordo com a taxa de aquecimento desejada. O forno utilizado
na macrotermobalanca foi um forno tubular elétrico com poténcia
nominal de 576W (120V). A cavidade do forno tem didmetro
interno 50mm e comprimento de 160mm.

Dentro da cavidade do forno foi colocado o reator de
carbonizagdo. O reator foi construido com um tubo de ago inox
AISI 304 de 50mm e comprimento de 150mm. O didmetro interno




do reator é de 48mm. No reator foi adaptada uma tampa de ago
inox AISI 304, dotada de um tubo inox para retirada dos produtos
da combustdo e carbonizagfo e de um furo por onde passa o fio de
inox de diimetro 0,2 mm que amarra ¢ sustenta a amostra ao
dispositivo da balanga.

Figura 2. Macrotermobalanga.

Para controlar a temperatura do forno foi utilizado um
controlador de temperaturas PID marca Therma, modelo TH2131-
301, capaz de programar a taxa de aquecimento, em forma de
rampa linear, e fixar a temperatura final em um patamar. As
temperaturas foram medidas com termopares tipo K (cromel-
alumel) de diimetro 1,5mm e comprimento 50cm. O controlador
envia um sinal de controle (4-20mA) para um médulo de poténcia
marca ECI, de poténcia 3,2kW (25A, 127V), ligado em série com
a resisténcia do forno.

A aquisigio de dados foi realizada por uma placa de
aquisido Quatech, modelo DAQ-801 (8 entradas A/D, 2 Saidas
D/A, 12bits, 40kHz e amplificagdo 1000x). A escolha desta placa
de aquisiglio se deveu ao seu baixo custo (US$300,00 no Brasil).
A aquisi¢gdo de dados foi realizada pelo software DaqEZ 1.0
(http://www.quatech.com/public/dez.htm),

3. RESULTADOS

Inicialmente foram realizados uma série de testes
preliminares a fim de determinar as condigdes de operagdo da
macrotermobalanga, o perfil de temperaturas no interior do reator,
as taxas de aquecimento e a influéncia do didmetro das amostras
nos testes.

Todos os ensaios foram realizados com amostras de
Eucalyptus Camaldulensis, de didmetro médio 27,0+0,9mm,
comprimento 74,0£0,3mm e massa 27,5+0,5g, em atmosfera
autogerada.

A figura 3 mostra o perfil de temperaturas no interior do
reator da termobalanga, durante o aquecimento (10°C/min), e
estabilizagdo da temperatura final (200, 400 e 600°C). Pode-se
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notar que, quanto maior a temperatura, maior a diferenga de
temperatura nos diversos pontos no interior do reator. No ensaio a
600°C esta diferenga foi inferior a +£22°C (+3,8%). Considerando
admissivel um gradiente térmico de até 5% (Keattch, 1969; Tye
1994), o gradiente térmico encontrado foi aceitdvel. A temperatura
no interior do reator é sempre inferior & temperatura da parede do
reator, devido s perdas térmicas pela tampa superior do reator. A
partir destes resultados o termopar de controle da temperatura da
amostra, foi instalado na linha de centro, a 2 cm do fundo do
reator, imediatamente abaixo da amostra a ser analisada. Nesta
posi¢do obteve-se a temperatura média do interior do reator.

0 —r . e oy T Y T ¥ T v T

1600 2000 2600 3000 2000 4000
Tempo (s)

Figura 3. Perfil de Temperatura no Reator.

A figura 4 mostra a temperatura no interior do reator em
funglo da taxa de aquecimento programada. Pode-se verificar que
a taxa de aquecimento real obtida ¢ bastante proxima da taxa
programada, viabilizando o controle desejado.

Temperatura (°C)
B ¥ 8 8 8
P NI U L

O 500 1000 1500 2000 2600 3000 3500 4000 4500 5000 6500 8000
Tempo (8)
Figura 4. Perfil de Aquecimento do Reator.

As figuras 5 ¢ 6 mostram os resultados da anélise
termogravimétrica (Termogravimetria TG e termogravimetria
derivada DTG) dindmica (10°C/min) obtidas na macrotermobalanga
(amostra 28g) e em uma termobalan¢a convencional (amostra
15mg). A variagio da massa da amostra em relagdo ao tempo e
temperatura permitem a determinagdo dos pardmetros cinéticos da
reagio de carbonizagdo da biomassa (Wendlandt, 1986). A
diferenga existente existente entre os dois experimentos deve-se aos
mecanismos de transferéncia de calor e massa no interior da
amostra de madeira. E justamente esta diferenga que permitird




estudar estes mecanismos de transferéncia de calor e massa na
macrotermobalanga.

00 . .

Temperatura ("C)
Figura 5. TG Macrotermobalanga e Termobalanga convencional.
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Figura 6. DTG macrotermobalanga e termobalanga convencional.

A figura 7 mostra a influéncia da taxa de aquecimento na
carbonizagio. Em todos os ensaios, ap6s atingir 500°C, a
temperatura foi mantida constante neste valor. Acima de 500°C o
ganho de carbono fixo é pequeno comparado com o consumo de
energia necessrio para atingir tal temperatura (Oliveira et alii,
1984). Pode-se notar que quanto maior a taxa de aquecimento,
menor o rendimento em carvdo vegetal produzido. Pode-se também
notar que a altas taxas de aquecimento, a amostra continua a se
decompor, mesmo apés o fornto ter atingido a temperatura
programada (500°C). Isto € devido & existéncia de uma diferenga
de temperaturas entre o forno e o interior da amostra, diferenga
esta que que ¢ fungdo da taxa de aquecimento e dos mecanismos
de transferéncia de calor e massa no interior da amostra.

08
2N N
E 0.8 v/ 10 "Cimin
2 11 1 *Cimin
B
g “Cimin
i) 2.5 *Cirmin
50 "Camin
o] (1A
02
L] - T Y T
o 5000 10000 15000 20000 28000
Tempo (s)

Figura 7. TG do Eucalyptus Camaldulensis a diferentes taxas de
aquecimento.

A figura 8 mostra os ensaios termogravimétricos a
temperatura constante (termogravimetria isotérmica) realizados na
macrotermobalanga. A amostra foi colocada no forno na
temperatura ambiente, e submetida a uma alta taxa de aquecimento
(75°C/min) até a temperatura estabelecida para o ensaio. Pode-se
notar que quanto menor a temperatura final de carbonizagio maior
o rendimento em carviio vegetal, mas menor o teor em carbono
fixo (Séye, 1998).

Tempo (s)
Figura 8. Termogravimetria Isotérmica.

Para se verificar a influéncia do tamanho da amostra
durante o processo de carbonizagio, amostras de Eucalyptus
camaldulensis, com didmetros 8, 11, 14, 17, 19 ¢ 25mm foram
carbonizadas na macrotermobalanga, com taxa de aquecimento
10°C/min e temperatura final de carbonizag@io 500°C (figura 9).

Pode-se notar que quanto maior o difmetro da amostra,
mais demora a iniciar perda de peso. Isto é devido ao mecanismo
de transmissdo de calor para o interior da amostra. Também quanto
maior a amostra, menor o rendimento gravimétrico, indicando
maiores temperaturas de carbonizaglio. A reagdo de decomposigdo
da lignina é uma reagfo exotérmica, e quanto maior o didmetro da
amostra maior as temperaturas existentes no seu interior.
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A macrotermobalanga desenvolvida mostrou-se um
instrumento confiavel, capaz de analisar o processo de
carbonizagdo da biomassa, com amostras de dimensdes proximas
as utilizadas nos processos industriais.

Os resultados obtidos permitiram verificar a influéncia da
temperatura final de carbonizagdo, da taxa de aquecimento e do
didmetro da amostra no rendimento gravimétrico do processo de
carbonizag@io de amostras de Eucalyptus camaldulensis.

5. TRABALHOS FUTUROS

Esta macrotermobalanga ainda necessita de
aperfeigoamentos, de modo a aumentar a confiabilidade e utilidade.
Ser4 desenvolvido um software em linguagem C++, de modo a
permitir a aquisi¢iio dos dados da balanga (via porta RS232) ¢ de
temperatura (via placa de aquisi¢3o de dados), € armazena-los em
um Unico arquivo. Este software também serd capaz de tragar as
curvas termogravimétricas (TG e DTG) e determinar os
mecanismos cinéticos das reagdes envolvidas.

Deveré ser instalado também, um sistema de alimentagio
de gases (CO, N,, ar atmosférico), de modo a controlar a
atmosfera no interior do reator de carbonizaglio. Isto permitird o
estudo de outros fendmenos relacionados com a combustido e
carbonizagdo da biomassa.

Sera desenvolvido um modelo matemético da combustio
e carbonizagio do eucalipto, tendo em vista a dimensdo das
amostras.
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ABSTRACT

This paper describes the development of a macrothermalbalance
coupled to a carbonization reactor, used for the study of the
biomass carbonization kinetics. This paper shows operational
results and compare these with the obtained results into tests of the
conventional thermalbalance. The tests showed the operation of the
macrothermalbalance as a analytical unit has be successfull.
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SUMARIO

O objetivo principal de trabalho é a comparagdo entre dois modelos propostos na literatura para
medicdes de titulo e vazdo mdssica em escoamento bifdsico do tipo gds-liguido. Do modelo tedrico é
possivel relacionar a vazdo mdssica total e o titulo com a fra¢do de vazio e a queda de pressdo. Neste
trabalho, a fra¢do de vazio foi medida através de um sistema de vdlvulas de fechamento rdpido e a queda de
pressdo no venturi com transdutores diferenciais. Uma boa concordancia foi encontrada entre valores
experimentais e ledricos da vazdo mdssica total e do titulo da mistura, mostrando o potencial de aplicagdes

dos modelos propostos.

INTRODUCAQ

A resposta da maioria dos instrumentos para escoamentos
bifasicos depende da vazdo massica e do titulo da mistura.
Portanto, se a vazdo massica for conhecida, o titulo pode ser
determinado através da resposta de um instrumento de medida e
vice-versa. Porém, se nem a vazdo madssica nem o titulo forem
conhecidos. entdo dois instrumentos de medidas diferentes sdo
necessarios para determinar estes dois pardmetros. Em geral sio
utilizados um instrumento para medir a fragdo de vazio ¢ um
outro para medir a queda de pressdo do escoamento através de
um dispositivo. Segundo Hewitt (1978), a maior dificuldade
encontrada na utilizagdo deste sistema de medida est4 relacionada
com a dependéncia de resposta dos instrumentos em fungdo do
padrio de escoamento.

Os sistemas de medidas de vazdo massica e titulo em
escoamentos bifasicos tém sido baseados em instrumentos de
medida de pressdo diferencial (combinados com outro
instrumento de medida). O uso de placas de orificio e de venturi
para medida de vazdo massica e de titulo da mistura foi descrito
por Collins e Gacesa (1971), Fouda (1975), Lorenzi ¢ Muzzio
(1979), Lavagno e Panella (1979), Reimann et al. (1979), Lin
(1982), Reimann et al. (1982), Chisholm (1983) e por Pal &
Rodhes (1984).

MODELQ TEORICO

A vazdo massica total ¢ a fragdo méssica do gas (ou titulo da
mistura) de um escoamento gas-liquido podem ser relacionadas
com as medidas de fragdo volumétrica do gés (ou fracdo de vazio)
e com a queda de pressdo no venturi, através de um modelo
tedrico simplificado.

A relagdo entre o titulo da mistura e a fragdo de vazio pode
ser escrita da seguinte forma:
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(H

onde: S, x, p;, p, €@ sdo arazio de deslizamento, o titulo da

mistura, a densidade do liquido, a densidade do gés e a fragdo de
vazio, respectivamente. A razio de deslizamento ¢ definida como
a razio entre a velocidade do gas (V) e a velocidade do liquido
(V).

A razdo de deslizamento depende da fragdo de vazio
volumétrica. Uma nova correlagdio para a razdo de
deslizamento foi desenvolvida a partir dos resultados
experimentais obtidos no trabalho de Moura et al. (1994),
através do ajuste de uma fung¢do exponencial.

A vazdo massica total pode ser relacionada com a perda
de pressdo no venturi, desde que seja conhecida a densidade
de mistura, através da seguinte expressio:

i = CpA14/2p AP

onde: m, Cp, Ay, p, ¢ AP sdo a vazio méssica, o coeficiente

(2)

de descarga, a drea da garganta, a densidade de mistura e a perda

de pressdo, respectivamente.

Existem diferentes modelos para a densidade de mistura.
No modelo da quantidade de movimento a densidade ¢ obtida
do equacionamento unidimensional do escoamento bifasico
em regime permanente dentro de um tubo:

]-,

As Egs. (1), (2) e (3) permitem calcular a vaziio massica total
e o titulo da mistura a partir das medidas de fragdo de vazio e de

2 2
Pm =[X_+ML- (3)

ap,  (1-p,




perda de pressio no venturi, desde que sejam determinados
experimentalmente o coeficiente de descarga e a correlagdo para a
razdo de deslizamento.

Ja Fouda (1975) estabelece uma relagdo entre o titulo da
mistura e a fragdo de vazio na forma de poténcia. Com o titulo
tedrico calculado, juntamente com as Eqs. (2) ¢ (3) determina-se
a vazdo massica tedrica.

RESULTADOS EXPERIMENTAIS

As medidas de fragdo de vazio e de perda de pressdo em um
venturi foram realizadas em uma segdo de testes vertical com um
didmetro interno de 21 mm. Um misturador localizado no inicio
da segdo de testes era alimentado por vazdes de ar e de dgua
medidas através de placas de orificio calibradas e de transdutores
de pressdo diferencial. Apés uma se¢do de tranquilizagdo do
escoamento, a fragdo de vazio foi medida através de um sistema
de duas valvulas de fechamento simultineo. O trecho da
tubulagdo compreendido entre as duas vélvulas era de acrilico,
permitindo tanto a observagdo do padrdo de escoamento quanto a
leitura do nivel de liquido capturado apés o fechamento
simultineo das valvulas, e consequentemente a fragdo de vazio. O
venturi encontrava-se posicionado logo ap6s a se¢do de acrilico e
a medida da perda de pressao foi realizada através de transdutores
de pressdo diferencial, conforme a Fig. (1). Considerou-se o
sistema isotérmico, pois as pequenas variagdes de temperatura
ambiente foram despreziveis nas medidas experimentais.

Reservatirio |- —
Separador L
Venturi
SCﬂode " vih'l.llas
. de Fecha-
~ Testes mento
Rapido
1 s
Segdo de
Tranquilizagao
Bomba
T e ST,
el L n I Te
S e DM - Misturador
Reservatirio I
Placas de
de Aqua Valvulas Ocifce
Xy
(cmpsn) "
Compressor t
pr [ < Mandmetro

Figura 1 - Esquema do aparato experimental

Foram realizados vérios ensaios experimentais para diferentes
padroes de escoamento. A Fig. (2) mostra os pontos
experimentais na forma de um mapa de padrdo de escoamento,
obtido através da visualizagdo do escoamento.
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Modelo de Moura et al. (1994). O valor experimental da
razio de deslizamento foi calculado a partir das medidas de
fragdio de vazio volumétrica e das velocidades superficiais do gés
e do liquido, através da seguinte relagdo:
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Figura 3 - Razdo de deslizamento em fungdo da fragdo de vazio
(Dados de Moura et al., 1994)
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Figura 4 - Valores medidos e calculados do titulo da mistura
(Modelo de Moura et al., 1994)

(2

A Fig. (3) mostra os valores experimentais da razio de
deslizamento em fungdo da fragdo de vazio, assim como a curva
ajustada para o conjunto de dados experimentais, obtidos por
Moura et al. (1994):

)

S = exp(3,1801-¢) (5)

O titulo da mistura foi calculado através do modelo tedrico,
Eq. (1), usando a correlagdo desenvolvida acima para a razdo de
deslizamento. A Fig. (3) apresenta uma comparagdo dos valores
calculados do titulo com os valores obtidos experimentalmente.
Para 90% dos pontos experimentais, a incerteza esteve em torno
de 37%.

Pode-se observar uma concordancia razoavel dos valores do
titulo da mistura calculados a partir do modelo tedrico
simplificado, apesar das variagdes de razio de deslizamento
observadas para valores altos de fragio de vazio..

A vazio méssica total foi calculada a partir do modelo teérico
simplificado, Eq. (2), usando o valor tedrico do titulo da mistura
para a determinagdo da densidade da mistura, Eq. (3). O
coeficiente de descarga foi calculado através do método dos
minimos quadrados, comparando-se os valores calculados e
experimentais da vazdio madssica, tendo sido obtido o seguinte
valor:

Cp=10,9802

A Fig. (5) mostra uma comparagdo entre valores calculados e
medidos da vazdo massica.

707

1.00 7
- o
7 [] Agtante 7
1 [/
| £\ Anudar
+14%

E; ] ()  Disperso

o

= )

2 T il A%

-

®

—

w 010 —

2] ]

= ]

w -

-«

= ] JAY

CE LAY Yo

~ - X

© i

= it

0.01 £ T T T TTTT] T T TTTT

0.01 0.10 1.00

Vazéo Massica Experimental (kg/s)

Figura 5 - Comparagdo entre valores calculados e medidos da
vazdo massica total (Modelo de Moura et al., 1994)

0.50

Titulo Experimental

1.00

0.60
Fragdo de Vazio Volumétrica

0.40 0.80

Figura 6 - Titulo em fungdo da fragdo de vazio volumétrica
(Modelo de Fouda, 1975)




Observa-se na Fig. (5) que o comportamento do modelo
tedrico ¢ adequado, exceto para os valores mais baixos da vazio
massica total, onde o modelo superestima a vazao. Para 90% dos
pontos experimentais, a incerteza esteve em torno de 14%.

Modelo de Fouda (1975). Neste método, o titulo da mistura

foi obtido em fungdo da fragdo de vazio volumétrica:

e Ci-achﬁ

T Cpab Py +(l~ac1}-J;

(6)

Sendo que para o conjunto de dados experimentais utilizado
neste trabalho, usando um método iterativo de resolugdo dos
coeficientes, obteve-se C; = 6,8634 e C, = §,8983. A Fig. (6)
mostra o titulo em fungdo da fragdo de vazio.

De posse desse resultado, pode-se agora comparar o titulo
tedrico com o titulo experiemental. conforme pode ser visto na
Fig. (7).

O célculo da vazdo massica foi feito, utilizando-se as Egs.
(2), (3) e (6). Na Fig. (8) tem-se uma comparagdo entre a vaziao
méssica experimental e tedrica.
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Figura 7 - Valores medidos e calculados do titulo da mistura
(Modelo de Fouda, 1975)

O coeficiente de descarga foi calculado de modo andlogo ao
anterior, sendo que para este caso, foi obtido o seguinte valor:

Cp=0,9741

Os valores da vazdo méssica estdo bem correlacionados,
acontecendo 0 mesmo comportamento do caso anterior, ou seja
para vazdes baixas, o modelo superestima a vazio massica. Para
90% dos pontos experimentais, a incerteza esteve em torno de
14%. Para o titulo, observa-se que para 78% dos pontos
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experimentais, a incerteza esteve em tormo de 50%, sendo que o
erro aumenta para o cdlculo de titulos bem pequenos, ou seja da
ordem de 10™ para baixo. onde o modelo subestima os valores
experimentais.
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Figura 8 - Comparagdo entre valores calculados e medidos da
vazdo massica total (Modelo de Fouda, 1975)

CONCLUSAO

Neste trabalho foram analisados resultados experimentais
com escoamento ascendente ar-dgua em uma tubulagdo vertical
de 21 mm de didmetro interno, envolvendo medidas de fragdo de
vazio com o sistema de vélvulas de fechamento simultdneo e
medidas de perda de pressdo no venturi.

O modelo teérico simplificado descrito por Moura et al.
(1994) apresentou resultados razodveis na determinagdo da vazio
méssica total e do titulo da mistura, a partir das medidas de
fragdo de vazio e de perda de pressdo no venturi. O titulo tedrico
em fungdo do titulo experimental apresentou menos distrorgio do
que no caso do titulo calculado pelo modelo de Fouda (1975).

Para o caso de vazdes muito baixas, ocorre uma dispersdo nos
dois modelos. Estes modelos sdio os mais confidveis para vazdes
mais altas.

Na determinagdo tedrica do titulo da mistura, para o caso do
método de Fouda, os valores estdo subestimados, o que ndo
ocorre no caso do método de Moura.

Na determinagdo tedrica da vazdo mdssica, em ambos os
casos, 0s pontos apresentam a mesma dispersdo. Para 90% dos
pontos, houve uma incerteza de 14% e para 95% dos pontos,
houve uma incerteza de 20%.

Apesar dos dois modelos apresentarem boa concordincia
entra a vazdo madssica tedrica ¢ a vazdo massica experimental, o




método de Moura tem a vantagem dos pontos do titulo teérico em
fungdo do titulo experimental estarem melhor correlacionados.

No futuro pode-se investigar outras correlagdes e melhorar as
fungdes tedricas de cilculo da razio de deslizamento e do titulo
em fungdo da fragdo de vazio. Até agora, a fungdo que melhor se
adaptou para a razdo de deslizamento em fungdo da fragdo de
vazio, foi uma fungdo do tipo exponencial.

Em ambos os casos, ¢ preciso determinar uma fungdo, seja ela
razio de deslizamento em fungdo da fragdo de vazio (método de
Moura) ou titulo em fungdo da fragdo de vazio (método de
Fouda) para que se possa calcular a vaziio massica tedrica.

ABSTRACT

The main objective of this work is the comparison between
two models proposed in the literature for the measurement of
mass flow rate and quality in gas-liquid two-phase flow, From the
theoretical model, it is possible to relate to the total mass flow
rate and the mixture quality to the void fraction and the pressure
drop measurements. In this work, the void fraction was measured
with a quick closing ball valves system and the pressure drop in
the venturi meter was measured with diferential transducers. A
good agreement was found between theoretical and experimental
values of the total mass flow rate and the mixture quality,
showing the potential applications of the proposed models.
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RESUMO

Este trabalho consistiu na utilizagdo de uma nova técnica experimental, baseada na utilizagdo de termopares, para
medigdes de flutuagdes de temperatura e da velocidade média em escoamentos turbulentos de gases de combustio. Essa
técnica consiste em realizar uma compensagdo digital dos efeitos da inéreia térmica de termopares. Ao comparar as
equagdes diferenciais obtidas para dois termopares, chega-se a uma equagdo algébrica simples para a temperatura do gds,
a qual pode ser resolvida em cada ponto do conjunto de dados medidos. A solugdo é comparada com a temperatura do gds
corrigida por meio de uma constante de tempo média e, como esperado, os resultados mostram uma maior amplificagdo

das flutuagdes de temperatura.

INTRODUCAO

O objetivo deste trabalho ¢ o desenvolvimento de uma nova
técnica para medir flutuagdes de temperatura e velocidade média
em escoamentos turbulentos de baixa frequéncia usando
termopares. Essa técnica procura fazer, principalmente, as corregdes
necessarias em medidas feitas por termopares em escoamento de
gases de combustdo, através da compensagdo da inércia térmica de
termopares. Como uma extensdo, a técnica permite também obter
a velocidade média do escoamento.

E conhecido que a principal dificuldade em medidas feitas por
termopares se encontra na transferéncia de calor entre 0 gas e o
termopar. As medidas de temperatura obtidas por termopares, além
de serem atenuadas, sofrem um atraso de resposta devido aos
efeitos da inércia térmica do sensor. Para corrigir isto, geralmente
¢ determinada a constante de tempo do termopar. A constante de
tempo representa praticamente o tempo de atraso de resposta do
sensor e estd relacionada portanto com a mudanga de fase e
atenuagdo nas medidas realizadas.

Apobs a obtengdo da constante de tempo um método de
compensagdo da inéreia térmica ¢ aplicado aos dados medidos e a
real temperatura do gas ¢ determinada.

O termopar, atualmente, constitui apenas mais uma das muitas
técnicas de medidas de temperatura existentes. Os grandes avangos
ocorridos nas ltimas décadas em eletronica. em tecnologia material
¢ em computadores permitiram o surgimento de vérias técnicas
modemnas de medidas em campos de escoamento. Essas técnicas mais
avangadas e mais sofisticadas proporcionaram uma analise mais
detalhada dos campos medidos, bem como uma grande contribuigdo
em dreas complexas de Mecinica dos Fluidos Experimental.
Chamadas de diagnosticos oOticos, ou técnicas laser, esses processos
de medidas, discutidos por Joulain e Cottereau (1996), vieram
complementar as técnicas de sondas existentes. As técnicas laser
utilizadas para medir temperaturas sdo as técnicas Raman (incluindo
CARS) [Liickerath et al. (1995)], espalhamento Rayleigh [Chandran
etal. (1985)] e Fluorescéncia Laser Induzida (LIF).

Apesar das vantagens oferecidas pelas novas técnicas de
medidas elas apresentaram alguns inconvenientes como algumas
dificuldades operacionais e, principalmente, exigéncias de
equipamentos sofisticados que elevam bastante 0s seus custos.
Além disso elas ndo sdo adequadas para utilizagdo em ambientes
industriais severos. Devido a esses inconvenientes a preferéncia
pelas sondas antigas, como termopares, continua sendo maior
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porque sdo técnicas de medidas de custo muito mais baixo.

Para medidas de temperatura o termopar ¢ ainda o
instrumento mais utilizado por apresentar além do baixo custo,
respostas rapidas de variagdes de temperatura no escoamento. £ um
instrumento bem simples, de facil manuseio e instalagdo, cobre um
amplo intervalo de temperaturas e, diferente de muitos outros
transdutores de temperatura, o termopar ndo estd sujeito a
problemas de auto-aquecimento. O termopar continua sendo usado
extensivamente como um diagnostico de combustdo em chamas
turbulentas. E frequentemente usado para calibrar e documentar a
exatiddo de técnicas laser como observado nos trabalhos de
Chandran et al. (1985) e Luckerath et al. (1995).

Ha dois métodos para fazer a compensagdo dos efeitos da
inércia térmica de termopares em medidas de flutuagdes de
temperatura; a compensagio elétrica, onde todo o processo de
transformagdo do sinal ¢ feito eletronicamente, e a compensagio
digital, onde os dados de temperatura de termopares sdo
transformados no computador. Utilizagdo recente da compensagio
elétrica pode ser vista no trabalho de Park e Ro (1996). A
compensagdo digital é mais utilizada atualmente. No trabalho de Son
et al. (1989), o método usado é descrito de uma maneira simples.

Neste trabalho, 0 método de compensagdo. primeiramente
proposto por Reis (1996), se baseia na comparagdo das respostas de
trés termopares, como descrito mais adiante.

Além de sua utilizagdo comum em medidas de temperatura o
termopar também pode ser utilizado para medidas de velocidade
como ¢é feito no trabalho de Motevalli et al. (1992). Uma técnica é
descrita, a qual se baseia na utilizagdo de dois termopares para
medidas de velocidade e temperatura em escoamentos turbulentos
de baixa velocidade. Nessa técnica, referida como CCV ("Cross-
Correlation Velocimetry"), os registros de temperatura dos dois
termopares séo correlacionados para determinar a velocidade média
do escoamento. A técnica CCV se baseia no conceito de "vértice
congelado" no qual as estruturas vorticais retém suas formas e
caracteristicas em um curto periodo de espago e de tempo em
escoamentos de baixa turbuléncia.

0 METODO DE COMPENSACAO

Em muitas situagdes na drea de combustdo os efeitos de
convecgdo no escoamento de gases em torno de termopares




predominam sobre outros fenémenos. Portanto, ¢ comum em medidas
feitas por termopares considerar apenas a transferéncia de calor por
convecgdo. Outro efeito significativo em combustdo ¢ a radiagdo, porém,
calculos aproximados mostram que os efeitos de radiagdo ndo influem
muito sobre as flutuagdes de temperatura e, portanto, a temperatura
média da radiagdo pode ser acrescentada posteriormente, ap6s a
realizagio da compensagdo para a inéreia térmica.

Com as hipdteses acima mostra-se pela conservagdo da
energia aplicada & jungdo (sensor) do termopar que

dr ()
dt

(1)

Mc, =hA(T,(0)-T (1)

onde Ty(1) e T(t) sdo as temperaturas do gés e da jungdo do termopar
no instante de tempo t. C,, M € 4 sdo o calor especifico, a massa e
a drea superficial da jungdo do termopar, respectivamente, ¢ i é o
coeficiente de transferéncia de calor. Reorganizando obtém-se:

dr)

T—==T,)-T ), 2)
sendo T, a constante de tempo, dada pela relagdo abaixo:
MG 3)
hA

A constante de tempo ¢ praticamente uma medida do tempo de
resposta do sensor as mudangas do meio. Geralmente sdo utilizados
alguns procedimentos para avaliar o tempo de resposta do sensor do
termopar antes da utilizagio em medidas transientes de temperatura.
Esses procedimentos consistem em se¢des de testes onde o sensor é
submerso em um banho de temperatura conhecida. A temperatura do
banho ¢ variada e entdo observada a resposta resultante.

Segundo Paranthoen e Lecordier (1996), ha dois métodos
para determinar a constante de tempo: o método de aquecimento
interno, onde o sensor ¢ aquecido por efeito Joule através de uma
corrente que passa pelos fios dos termopares, e o aquecimento
externo, onde o sensor é aquecido por algum procedimento externo.
Nestes métodos de aquecimento, o sensor ¢ aquecido a uma
temperatura acima da temperatura do banho. A seguir, o
aquecimento € removido e observado o decréscimo da temperatura
do sensor. A constante de tempo representa o tempo necessario para
a temperatura atingir 63% da diferenga de temperatura inicial.

Outros métodos mais recentes para determinar a constante de
tempo tém surgido. Esses métodos usam dois ou mais termopares no
escoamento € a constante de tempo ¢ deduzida por comparagio das
respostas dos termopares sujeitos as mesmas flutuagdes de temperatura
do escoamento. Nestes métodos ndo ha necessidade do conhecimento
exato do campo de temperatura externo. Estes métodos podem ser vistos
nos trabalhos de Tagawa e Ohta (1997) e de Boutrif e Thelliez (1995).

Usualmente uma constante de tempo média ¢ usada tanto na
compensagio digital como também na compensagdo elétrica. Poucos
estudos utilizam mais de uma constante de tempo média ou uma
constante de tempo instantdnea envolvendo medidas simultineas de
temperatura e de velocidade, como no trabalho de Yoshida et al.(1989).

Neste trabalho a constante de tempo ¢ avaliada em termos
das diversas correlagdes de niimeros de Nusselt, Nuy,, existentes
para um escoamento sobre uma esfera, uma vez que o formato da
jungdio de medida do termopar pode ser considerado como
esférico. Essas correlagdes de Nup apresentam uma forma
semelhante & relago dada abaixo pela Equagao (4). Para a grande
maioria dos gases o niamero de Prandtl pode ser admitido como
aproximadamente constante e igual a 0,7. Com isto, uma forma
bem razodvel para Nu; em um escoamento sobre uma esfera de
didmetro D ¢ admitida:

Nup=20+c,Rep" » )

711

onde ¢, e m sdo constantes; ¢, ¢ uma constante envolvendo o
namero de Prandtl.

O coeficiente de transferéncia de calor ¢ dado por h = Nuy,
kD, sendo k a condutividade térmica do gas. O namero de
Reynolds ¢ dado por Rep, = pvD/j, onde p e i sdo a densidade e a
viscosidade do gés, respectivamente. e v a velocidade.
Considerando as propriedades do gés (p, k e u) e do termopar (pr,
C,: pr= densidade do material do termopar) constantes, o inverso
da Equagdo (3) para a constante de tempo pode ser colocado na
seguinte forma:

m

4 L3V
D?—m

; (5)

- |~

€2
¥
D

onde ¢; = [2kpy C, € ¢35 = (6key)/pr C, )(p/i)". Admitindo
pequenas variagdes de &, p, it pr e C, com a temperatura, ¢; € 3
podem ser consideradas como constantes. A Equagdo (2), com T
dado pela Equagao (3), torna-se:
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onde o ponto sobre T indica derivada com respeito ao tempo.

Aplicando a Equagdo (6) para dois termopares de didmetros
pequenos diferentes e separados por uma pequena distdncia ao
longo do escoamento, podem-se admitir as seguintes consideragdes
para cfeito de calculo: devido a distdncia entre os termopares o
fluido leva um determinado tempo para ir do primeiro ao segundo
termopar a jusante. Considerando que o fluido se propaga
convectivamente com a velocidade média do escoamento entre os
dois termopares, essa velocidade média é simplesmente
determinada dividindo a pequena distincia pelo tempo gasto pelo
fluido para ir de um termopar ao outro. Esse tempo ¢ determinado
com base nas correlagdes entre as curvas dos dois termopares.

Com os termopares separados por uma distincia pequena a
diferenga de fase entre os sinais dos termopares também serd
pequena, e, além disso, pode-se admitir que a velocidade na posigéo
do primeiro termopar é aproximadamente igual a velocidade no
segundo termopar (v, . v;) e também a temperatura (T, . Tg).
Combinando entdo as duas equagdes chega-se a seguinte equagio
algébrica simples para a temperatura do gis:

AT, +BT,+C=0, (7

sendo os coeficientes 4, B e C dados por
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A temperatura do gas ¢ simplesmente obtida resolvendo a
Equagdo (7). Nota-se nos coeficientes da Equagio (7) a
independéncia da velocidade, naturalmente, e da constante c;.

O uso de dois termopares foi a primeira tentativa para se resolver
o problema proposto, porém surgiram algumas dificuldades. A principal
foi devido ao mau condicionamento da Equagio (7), ou seja, qualquer
erro minimo no calculo dos coeficientes 4, B e C implicava num
grande erro na solugdo 7. Os coeficientes da Equagdo (7)
envolvem derivadas das temperaturas dos termopares 1 e 2. O
esquema utilizado para as derivadas de T, e T foi o esquema de




diferenga central, um dos que ocasionam menos erros. No entanto,
mesmo pequenos erros nas derivadas, e consequentemente nos
coeficientes 4, B e C, provocam grandes desvios na solugéo 7.

Além disso a diferenga de fase originada pela distancia entre
os termopares, a qual ndo foi considerada nas hipoteses anteriores,
contribuiu muito para o surgimento de grandes erros na solugdo.
Porém, se a diferenca de fase fosse considerada, analiticamente,
uma equagdo bem mais complexa seria obtida no lugar da Equagéo
(7). Uma solugéo seria diminuir a distincia entre os dois termopares
mas isto pode ndo ser muito conveniente.

Alguns autores utilizam dois termopares bem préximos para
as medidas e com uma constante de tempo média. No entanto nesse
procedimento deve-se verificar até que ponto uma medida feita por
um termopar ndo influencia na medida feita pelo outro quando os
dois estdo muito préximos. Por outro lado se os termopares forem
colocados muito distantes um do outro surgird uma grande
diferenga de fase e consequentemente grandes erros ocorrerdo na
solugdo final.

O procedimento entdo adotado consistiu na utilizagdo de trés
termopares, descrito como a seguir:

X Primeiramente dois termopares foram usados como
anteriormente mas, desta vez, o segundo termopar
possuia um didmetro igual ao do primeiro. As medidas
entdo realizadas, em um certo intervalo de tempo,
tiveram como objetivo apenas calcular as constantes a e
b da Equagdo (8), mostrada abaixo.

A seguir o primeiro termopar (a montante do segundo) foi
substituido por um terceiro com um didmetro diferente e
novas medidas de temperatura foram realizadas.

Com as constantes a e b determinadas, e com as novas
medidas do segundo termopar, a temperatura do primeiro
foi obtida como fungdo da temperatura do segundo
usando a Equagdo (8).

A Equagdo (7) foi calculada usando essa temperatura do
primeiro, obtida do segundo. e a temperatura do terceiro
(com o indice 2 nos coeficientes substituido por 3). Com
isto eliminava-se a diferenga de fase que havia
anteriormente, uma vez que O primeiro e terceiro
termopares ocuparam a mesma posi¢do no escoamento.
As derivadas das temperaturas dos termopares 7, ¢ T;
foram obtidas através do esquema de diferenga central e
assim os coeficientes 4, B ¢ C foram calculados ¢ a
temperatura do gas obtida.

Para obtengdo da temperatura do primeiro termopar como
fungdo da temperatura do segundo foi admitida a seguinte hipdtese,
Como os termopares | e 2 estdo relativamente préximos é possivel
admitir um comportamento linear da mudanga de temperatura entre
os dois termopares. Desse modo, uma relagdo para a temperatura do
primeiro termopar como fungdo da do segundo foi considerada na
seguinte forma:

T'=ar';+b71; (8)
escrita em termos das flutuagdes de temperatura dos dois
termopares, onde as constantes a ¢ b foram determinadas no
intervalo de tempo considerado. Utilizando a técnica de minimos
quadrados sobre as medidas de dois termopares idénticos, estas
constantes sio obtidas de uma maneira facil.

As flutuagdes 7', e T, nas equagdes acima sio referentes as
primeiras medidas. Para obter a temperatura do primeiro termopar
deve-se somar a temperatura média, a qual é praticamente a mesma
temperatura média do segundo termopar.

A JO EXPERIMENT.

Os principais componentes do sistema de medidas sdo o
queimador, o qual produz uma chama turbulenta, o sistema de
aquisi¢do de dados, incluindo os termopares, e o0 computador para
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andlise e redugdo dos dados. Na Figura 1 os componentes 1 a 6
formam o sistema do queimador e os nimeros 7 a 11, incluindo a
placa de aquisi¢do de dados instalada no microcomputador (11),
constituem o sistema de aquisi¢do de dados.

Figura | — Sistema de medidas: 1) valvulas, 2) mangueira, 3) rotdmetro,
4) suporte p/tubo externo, 5) tubo externo, 6) cuba, 7) suporte
p/termopares, 8) fios de extensdo dos termopares, 9) banho de gelo, 10)
osciloscopio, 11) computador, 12) impressora, 13) bancada.

GLP

N@ ST

O queimador completo consiste de um tanque de combustivel
GLP, um sistema de alimentagdo da chama constituido por
mangueiras. vilvulas e um medidor de vazio (rotimetro), uma cuba
por onde o gas penetra antes do ponto de ignigdo ¢ o bocal do
queimador onde a chama ¢ produzida. Isto pode ser visto nas

Figuras 1 e 2.

\ham / / tubo externo (5)

- tubo interno

il suporte
ey P para o tubg
) borracha __agulha || externo (4)

mangucira e - -
| e }—] j cuba ®  bancada (13)
if 3]

2

Figura 2 — Projeto do queimador

A cuba e o bocal do queimador, foram projetados e
construidos de acordo com a Figura 2. A cuba por onde passa o
combustivel, vindo através do sistema de alimentagdo da chama,
constitui a base do queimador. Nessa cuba, uma borracha rigida,
mostrada na Figura 2, permite a vedagdo necessaria e serve de
suporte para uma agulha farmacéutica. O gas sob pressio,
proveniente do tanque de combustivel, ¢ controlado por uma
vélvula na saida do tanque e por uma vélvula de controle de vazio
proximo a entrada do rotdmetro. O gas penetra no interior da cuba
e sai através da agulha sendo introduzido no interior do tubo
interno do queimador (bocal), onde ¢ feita a ignigdo (Figuras 1 ¢ 2).

O bocal do queimador (tubo interno) ¢ formado por um tubo
de ago inoxidavel de didmetro interno igual a 1/2" e comprimento
de 59 mm. A chama turbulenta que sai do tubo interno, e também
os gases da combustdo, ficam envolvidos pelo tubo externo, de
didmetro e comprimento iguais a 4" e 25", respectivamente,
evitando assim a influéncia de vento lateral. A chama turbulenta
produzida nesse queimador possuia flutuagdes de baixa frequéncia,
como esperado. O tubo externo ¢ apoiado sobre uma pequena
bancada perfurada (suporte 4) para permitir a entrada de ar inferior
(Figura 2).
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Figura 3 — Posicionadores: a) vista superior dos posicionadores,
b) corte BB.

Os suportes para os termopares sdo constituidos por
posicionadores do tipo mostrado na Figura 3a e interligados do modo
mostrado na Figura 3b, Para evitar vibragdes excessivas os fios dos
termopares passam por dois pequenos furos de um cilindro cerdmico
(miganga). Essa miganga se encaixa, adequadamente, dentro de um
pequeno tubo de ago inox, ligado aos posicionadores, ficando
somente a jungdo do termopar livre para as medidas (Figura 3).

A interligagdo dos posicionadores, como mostrado na Figura
3b, permite a translagdo dos termopares dentro dos gases
produzidos pela chama. Os dois termopares podem ser aproximados
um do outro, na diregdo vertical, em até¢ 4,0 mm. Na diregdo
horizontal as jungdes podem se movimentar até 25 mm em relagdo
ao eixo da chama.

A aquisi¢do de dados ¢ feita através de uma placa eletrénica
instalada no microcomputador, a qual faz a conversdo dos sinais
analogicos de tensdes (f.e.m.) medidos pelos termopares para sinais
digitais. O acesso a placa ¢ feito por meio de um programa que
transfere os valores de tensdes, faz a contagem de tempo de
aquisi¢do e armazena estes valores no computador. Os valores de
tensdes foram mudados para temperaturas através de tabelas
padroes de f.e.m. x temperatura. ou curvas polinomiais, contidas no
manual da ASTM (1988).

ULTADOS

Os termopares tipo K, usados neste trabalho, foram colocados
aproximadamente 500 mm acima do bocal interno do queimador,
imersos nos gases de combustdo. A chama produzida pelo queimador
tinha uma altura de aproximadamente de 250 mm. Inicialmente os testes
foram feitos com dois termopares de mesmo didmetro, cujas jungoes de
medidas eram separadas verticalmente de 7 mm.

Para os resultados apresentados a seguir, a freqliéncia de
amostragem foi colocada em 200 Hz, ou seja, a cada 0,005
segundos a placa fazia a leitura dos sinais nos dois canais ligados
aos termopares. O tempo total de amostragem foi de 5,0 segundos
e, portanto, uma tabela de 1000 dados de tempo e temperatura,
correspondente a cada termopar, foi gerada e armazenada em um
arquivo. Os resultados mostrados na Figura 4 sdo registros tipicos
de flutuagdes de temperatura de baixa freqiiéncia em gases de
combustdo. A Figura 5 mostra a Densidade Espectral de Poténcia
(PSD) das medidas do primeiro termopar, indicando freqiiéncias
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bem menores que 20 Hz das componentes de flutuagdes de
temperatura. A PSD é uma medida da amplitude quadrética de um
sinal e, basicamente, € estimada tomando o quadrado do médulo da

transformada discreta de Fourier do sinal.
Figura 4 — Temperaturas de 2 termopares iguais com ruidos
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Figura 5 — Densidade espectral de poténcia de flutuagdes de
temperatura do termopar 1

Afim de eliminar ruidos de alta freqliéncia, as curvas de
temperatura foram suavizadas com a utilizago de filtros digitais. A
filtragem digital utilizada foi feita calculando a média aritmética de
pontos consecutivos do conjunto de dados. Na Figura 6, em cada
ponto foi calculada a média aritmética dos valores de temperatura em
5 pontos, sendo 2 pontos anteriores, 2 posteriores € 0 ponto
considerado. Nota-se que as curvas sao bem suavizadas com relagio
a Figura 4 e que sdo muito bem correlacionadas. Este tipo de
filtragem simples foi preferido em lugar de outros procedimentos de
filtragem mais sofisticados, os quais, geralmente, utilizam a
transformada rdpida de Fourier (FFT) para passar os dados ao
dominio de freqiiéncia e assim cortar as freqiiéncias mais altas.

Apé6s a filtragem dos dados, foi medido o grau de correlagdo
entre as duas curvas da Figura 6. O grau de correlagdo ¢é
determinado pela fung@o de correlagdo, R, ., definida a seguir:

Ry y, = lim lj: X, (X, (t+7)dr (10)
1z =,



onde X, e X, sdo as componentes de flutuago dos dados (isto é, X
= x - x, 0 valor médio subtraido do sinal original) e 1, € o tempo de
amostragem. Como os dados sio coletados em um tempo finito, a
fungdo de correlagdo é normalizada para eliminar o efeito de
variagdes de amplitudes dos registros de temperatura. Segundo
Motevalli et al. (1992), estas variagGes sdo devidas a difusdo de
energia que ocorre enquanto os vortices viajam de um sensor ao
outro. A fungdo de correlagio normalizada é chamada de
coeficiente de correlagdo, p,,,., e pode ser escrita na seguinte forma
numérica:

Rm. (11)

ZXi(n)]”z

Pxx, = 1

s ):X’t i —
onde

1 N-m
Ry, (m)=m ;X](H)XZ(IH- m) (12)

e N € o nimero total de pontos de dados. O nimero inteiro m
corresponde ao niimero de pontos em que um registro é defasado
em relagio ao outro, ou seja, m estd relacionado a diferenga de fase
entre as duas curvas de temperatura. O coeficiente de correlagio
varia entre 0 e 1, correspondendo a 0 e 100 por cento de correlagao,
respectivamente. O valor de m a priori ndo é conhecido, mas
fazendo m variar de um certo valor negativo até o oposto positivo,
obtém-se um maximo coeficiente de correlagdo. Para as curvas da
Figura 6, o coeficiente de mixima correlagio foi p,,, = 0,96,
correspondendo a m = 2.
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Figura 6 — Temperaturas de 2 termopares iguais ap6s filtragem

A taxa de amostragem dos registros de temperaturas na Figura 4
ou 6 foi de 0,005 segundos. Multiplicando o valor de m por esta taxa de
amostragem obtém-se 0,01 seg., o tempo de defasagem entre as duas
curvas. Pode-se dizer que este € o tempo médio que um vértice leva para
ir de um termopar ao outro a jusante no escoamento. A distincia entre
os dois termopares no caso acima foi de 7 mm, aproximadamente. Entio
a velocidade média aproximada do escoamento dos gases da combustiio
ficou em torno de 0,7 mv/s.

Seguindo o procedimento descrito pelo método de compensagio,
os registros de temperatura dos dois primeiros termopares T, e T, (da
Figura 6) foram utilizados apenas para determinar as constantes a e b da
Equacdo (8). Com as constantes a e b calculadas pode-se determinar, em
qualquer tempo, a temperatura de um termopar em fungao do outro
através da Equaco (8).

Os resultados de novos registros de temperatura com
termopares de diametros diferentes estdo mostrados na Figura 7,
ap6s os procedimentos de filtragem descrita anteriormente. Na
Figura 7, a curva mais atenuada corresponde ao terceiro termopar

que possui um didmetro duas vezes maior. Os didmetros neste caso
foram, aproximadamente, 70 ym para o segundo termopar e 140 um
para o termopar 3. A curva do termopar 2 foi usada para calcular a
temperatura na posi¢do do termopar 3 (na mesma posi¢io do
termopar 1) através da Equagio (8).

Figura 7 - Temperaturas de termopares de didmetros
diferentes: D, = 70um e D, = 140um
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As derivadas temporais das temperaturas acima foram
calculadas usando o esquema de diferengas centradas, ou seja, a
derivada em um ponto ¢ a diferenga entre a temperatura no ponto
seguinte e a do ponto anterior dividida pelo intervalo de tempo
entre esses dois pontos. As constantes utilizadas pelo método,
relacionadas com o material do termopar e com o gis, foram
baseadas nas temperaturas médias medidas.

Com as constantes acima e as temperaturas dos termopares e
suas derivadas, foram calculados os coeficientes A, B e C da
Equagio (7) e obtida a temperatura do gds compensada. Foi
também calculada a temperatura do géds baseada em uma constante
de tempo média, a qual serviu como um meio de comparagio.

A constante de tempo média, tanto para o primeiro quanto
para o terceiro termopar, pode ser obtida da Equag@o (5), usando a
velocidade média (v = 0,7m/s) anteriormente calculada através do
coeficiente de correlagdo. A temperatura do gds baseada nessa
constante de tempo média é simplesmente obtida resolvendo a
Equagio (2). Os resultados estdo mostrados na Figura 8, abaixo,
além da temperatura do termopar de maior didmetro. Na Figura 9,
a temperatura do gds calculada por meio da constante de tempo
média do termopar 1 é comparada com o resultado do método.
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Figura 8 - Temperaturas do gds calculadas com as constantes de
tempo médias e temperatura do termopar 3
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Figura 9 — Temperaturas do gis obtidas pelo método e pelo uso
da contante de tempo do termopar 1

Como se verifica, a compensagdo com a constante de tempo
média amplifica os sinais dos termopares e, também, as curvas
compensadas apresentam o mesmo comportamento. No entanto, era
esperado que as duas curvas compensadas da Figura 8 fossem
praticamente coincidentes. Verifica-se que a temperatura corrigida
do termopar 3 (de maior didmetro) ainda apresenta uma atenuagio
em relagio a temperatura do gds correspondente ao primeiro
termopar. Provavelmente, isto é devido as incertezas nos diametros
dos termopares. Os resultados de 7, sio muito sensiveis aos
diametros, os quais ndo foram ainda medidos com uma boa
precisio.

Os resultados apresentados na Figura 9 sio os resultados da
Equagdo (7), do método de compensagio, e os da temperatura do
gés obtida com o uso da constante de tempo média do termopar 1.
Os resultados se combinam muito bem e a solugio apresentada pelo
método de compensagdo consegue ampliar ainda mais as flutuagoes
de temperatura, como esperado, uma vez que o resultado do método
ndo se baseia em um valor médio para a constante de tempo.

CONCLUSAO

Este trabalho consistiu em realizar uma compensagao digital
dos efeitos da inércia térmica de termopares com o objetivo de
obter e corrigir as flutuagdes de temperatura medidas em
escoamentos turbulentos de baixa frequéncia de gases de
combustdo. A técnica utilizada permitiu também obter a velocidade
média do escoamento e uma compensagdo baseada numa constante
de tempo média.

Resumidamente, os dados de temperatura de termopares
foram transformados usandos filtros digitais, para eliminar ruidos
de freqiiéncias mais altas, foram correlacionados, com o objetivo de
obter a velocidade média do escoamento e uma constante de tempo
média, e compensados, para obter as flutuagdes corretas da
temperatura do gases.

Os dois modos de compensagdo apresentados (o método de
compensagdo e a compensagdo baseada na constante de tempo
média), mostram uma boa concordancia e os resultados do método
apresentam uma melhor compensagdio, como era esperado, por ndo
se basear em uma constante de tempo média. Como visto na Figura
9, o resultado do método consegue ampliar mais ainda as flutuagdes
de temperatura em relagdo 4 compensagdo calculada através da
constante de tempo média.
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ABSTRACT

This paper reports the utilization of a new experimental
technique that is based on thermocouples to measure the
temperature fluctuations in combustion gases. This technique
consists in performing a digital compensation of the thermocouples
thermal inertia effects. Comparing the diferential equations of two
thermocouples, introduced in the gas flow, it is obtained a simple
algebric equation for the gas temperature in which the coefficients
are dependent only of thermocouple temperatures and constant
properties. The gas temperature calculated is compared to the
temperature obtained using an average time constant for the sensor
and the results show a larger amplification of the temperature
fluctuations.
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RESUMO

No trabalho sdo descritos os resultados da avaliagio de métodos de medigdo da radiagdo solar difusa, disco e anel de
sombreamento em relagdo ao método de obtengdo por diferenca entre as radiagdes global e direta projetada num plano
horizontal. O método do disco mostrou ser dependente da anisotropia da radiagdo difusa, apresentando um desvio
relativo médio da ordem de 7,1%, com percentuais em fungdo do tipo de cobertura do céu de 11,56% para os dias de céu
aberto: 4,8% para dias parcialmente nublados e 2,43% para dias nublados. O método do anel de sombreamento mostrou
também ser dependente da cobertura do céu apresentando um desvio relativo médio de 8,0% com parcelas de 8,99% para
dias de céu aberto; 7,70% para parcialmente nublado e 2,5% para nublados.

1. INTRODUCAO

O conhecimento do comportamento da radiagdo
difusa ¢ de grande importancia para dreas das ciéncias térmica e
agraria, visto que permitem a elaboragdo de projetos otimizados
quanto ao aproveitamento da energia solar em edificios e casas
de vegetagdo que estdo diretamente interligados as propriedades
fisica e fisiologica de culturas. A dificuldade existente
atualmente na caracterizagdo desta componente solar, encontra-
se no custo elevado dos radidmetros solares envolvidos nos
métodos de medida: direto (disco) ou indireto (diferenga entre a
radiagdo global e direta projetada na horizontal), que necessitam
de dispositivos para acompanhar o movimento relativo do sol.
que normalmente requerem manutengdo ¢ ajustes permanentes.

Uma técnica simples e de baixo custo, amplamente
aceita mas questionada, é o método de sombreamento por anel.
Neste, o anel obstrui a radiagdo direta sobre um piranémetro
posicionado na drea sombreada. permitindo apenas a detecgdo
da radiagdo difusa. A desvantagem deste método em relagdo aos
demais é que o anel além da direta, também intercepta uma
parcela da radiagdo difusa, obrigando a utiliza¢do de fatores de
corregdo que dependem do local (latitude), época (declinagdo
solar) e pardmetros geométricos do anel (largura e didmetro)
quando a radiagdo difusa € considerada isotrépica. Muitos
pesquisadores: ROBINSON e STOCH (1960, 1964),
DRUMMOND (1956), MELO (1994), LE BARON et al (1980),
BUREK et al (1988), INEICHEN (1982, 1983). STEVEN e
UNSWORTH (1980), RAWLINS ¢ READINGS (1986), SIREN
(1987), KUDISH e IANCIZ (1993), BATTLES (1995) tém
procurado o desenvolvimento de modelos teéricos ou numéricos
que executem a corregdo, porém. os resultados da literatura
mostram que a diferega das medigdes da radiagdo difusa dos
métodos de sombreamento ainda é elevada. mesmo quando os
métodos consideram outros fatores tais como condigdes de
cobertura do céu, dngulo zenital, turbidez, entre outros. O
objetivo do trabalho foi quantificar os métodos do disco e anel
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na medida da radiagdo difusa para a latitude sul, visando uma
proposta de corregdo numérica para os métodos de
sombreamento do disco e anel.

2. MATERIAL E METODOS

O experimento foi realizado na ESTACAO DE
RADIOMETRIA SOLAR DA UNESP de Botucatu (latitude
22°54°Sul, longitude 4827 Oeste, altitude 786m), junto ao
departamento de Ciéncias Ambientais na FCA, no periodo de 1
de junho de 1996 a 30 de margo de 1998.

A densidade de fluxo difusa (l4) foi monitorada por
trés métodos: diferenga. disco e anel de sombreamento (Figura 1).

1- Método da diferenca: a densidade de fluxo difusa
(1) foi obtida pela diferenga entre as densidades de fluxo global
(Ig) e direta de incidéncia normal (Ip) projetada na horizontal.
através da equagio:

ly=lg-IpcosZ (1)

onde Z é o angulo zenital.

Na medida da densidade de fluxo global (Ig), foi utilizado
um piranémetro EPPLEY PSP, com fator de calibragdo igual a
8.13uV/Wm~, posicionado no plano horizontal.

Na medida da densidade de fluxo direta na incidéncia
normal (Ipy), foi utilizado um pirelidmetro EPPLEY-NIP, com fator
de calibragdo igual a 7,73uV/Wm™, acoplado a um rastreador solar
EPPLEY modelo ST-3, instalado na diregdo norte-sul geogréfica e
ajustado na latitude local. Como o rastreador solar ST-3 possui
apenas um grau de liberdade automatizado (sentido leste/oeste), no
decorrer do experimento, antes das 7 horas de cada dia, regulava-se o
posicionamento angular do instrumento para compensar a




declinagdo solar no rastreador, a fim de se manter a incidéncia
normal da radiagdo direta no sensor do pirelidmetro.

Disco

Piranimetro

(a)

(N)
“._Piranémetro

Sombreado

(b)

Figura 1. (a) Esquema do pirelidmetro e instala¢do do disco de
sombreamento no rastreador solar; (b) plataforma do
pirandmetro sombreado pelo anel e pirandmetro.

2- Método direto com uso de disco: a densidade de
fluxo foi obtida através de um piranémetro EPPLEY
(black/white), com fator de calibragio de 9,05uV/Wm?,
sombreado por um pequeno disco de aluminio, acoplado ao

rastreador solar, com dimensdo de 2mm de espessura por 8cm
de didmetro, numa distancia de 40cm do sensor.

3- Método direto com uso de anel fixo: a densidade de
fluxo difusa foi medida através de um anel de sombreamento
com didgmetro externo de 80 cm por 10 cm de largura, alinhado
na dire¢do leste-oeste e inclinado no sentido norte, com um
dngulo igual a latitude local (¢ = 22°54"). O sensor posicionado
no eixo horizontal foi um piranémetro EPPLEY-PSP, com fator
de calibragio igual a 8,17uV/Wm? Para manter o
posicionamento do piranémetro no centro das respectivas faixas
de sombra, a cada dia o piranémetro sobre a base movel era
deslocado com finalidade de compensar a variagdo diaria da
declinagdo solar.

Para corre¢do da radiagdo difusa, utilizou-se o fator
FCD de Drummond (1956):

=1
FCD= [I—% cos> 8(t, sen ¢.sen 8+cos ¢.cos .sent, )]

onde: R = raio do anel (cm): & = declinagdo solar (rad): ¢ =
latitude local (rad); L = largura do anel (cm): t, = dngulo horério
no por do sol (rad).

Foi utilizado um sistema de aquisicdio de dados
"micrologger” da CAMPBELL SCIENTIFIC-INC modelo 21X,
com uma placa multiplexadora AM 416 de 32 canais, programado
para realizar uma leitura por segundo de cada canal e armazenar a
média aritmética de cinco minutos. O sistema de aquisi¢do de
dados ficava ligado 24 horas por dia e no inicio de cada dia as
médias eram transferidas para um microcomputador com auxilio
de uma interface SC232. na forma de arquivo, com estrutura fisica
de 35 colunas: codigo de registro, dia juliano, hora e sinais em mV
dos 32 canais. A separagdo das sete colunas (hora, sinais dos
sensores e dia juliano) relacionadas ao experimento, no intervalo
das 8 as 17 horas, foi efetuada, a cada dia, com auxilio de um
programa computacional especifico (SPLIT). Um programa no
"MICROSOFT ORIGIN", elaborado especificamente para
processar os dados, permitiu dividir as colunas de sinais em mV
pela respectiva constante de calibragdo de cada radidmetro,
transformando-as em W/m® (irradidncia), fazer multiplicacdes das
colunas de irradidncia difusa obtidas com o uso de anel por fator
de corregdo, construgdes de gréficos, valores de irradiagdo
(MJ/m?), cilculo estatistico e outros.

3. RESULTADOS E DISCUSSAQ

3.1. Niveis médios mensal da irradiacio difusa

A Figura (2) mostra os niveis médios mensal das
irradiagdes difusa obtidas pelo método da diferenga, disco e anel
de sombreamento, em Botucatu. Os niveis da irradiagdo difusa,
independente do método de medida, mostraram ser dependentes
das condigdes climdticas e local. Quando o sol declinou no
hemisfério norte, tanto no sentido do equindcio de outono
(margo) para o solsticio de inverno (junho) como no solsticio de
inverno para o equindcio de primavera (setembro)., ou seja,




quando a declinagdo solar ¢ positiva, a cobertura do céu em
Botucatu ¢ caracterizada por elevados indices de horas de brilho
solar e, portanto, baixo nivel de irradiagdo difusa.
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Figura 2. Médias mensal das irradiagdes difusa medidas pelos
métodos da diferenga, disco e anel de
sombreamento.

Quando o sol declinou no hemisfério sul, tanto no
sentido do equindcio de setembro para o solsticio de verdo
(dezembro), como do solsticio de verdo para o equindcio de
mar¢o, periodo caracterizado por elevada nebulosidade. os
niveis de irradiagdo difusa foram elevados. Em termos da
variabilidade, tomado o método da diferenga como o real. a
irradiagdo difusa apresentou como limites médios: minimo de
2,08 MJ/m2 (Junho de 1997) ¢ miximo de 10,15 MJ/m2
(Janeiro de 1997). Em termos percentuais, os valores médios
extremos representam 15% e 25% da irradiagio que atingiu a
superficie atmosférica. No total, a irradiacdo difusa média foi de
6,13 MJ/m2 que representa 19.44% da irradiagdo do topo da
atmosfera.

Os niveis da irradiagdo difusa obtida pelo método do
disco alternou, periodicamente, com a do método da diferenga:
quando o sol declinou no hemisfério norte. a irradiagdo difusa
obtida pelo método do disco foi maior que a obtida no método
da diferenga, como pode ser observado ao longo dos meses de
abril, maio, junho, julho e agosto. e quando o sol declinou no
hemisfério sul, a irradiagdo difusa obtida pelo método de
diferenga foi superior a do disco, como mostram os meses de
outubro, novembro, dezembro. janeiro e feverciro. Os meses de
margo e setembro, por encontrarem-se na interface de mudanga
da declinagdo norte/sul, apresentaram inversdes nesta
sistematica, porém numa ordem de grandeza muito pequena.

A Figura (2) mostra que o método do anel de
sombreamento subestima a medida da irradiagdo difusa em
relagdo aos outros métodos, independente da época.

3.2. Distribuicfio do desvio relativo didrio

Considerando a irradiag¢do difusa obtida pelo método
da diferenga como referéncia, os desvios das irradiagdes difusas
medidas pelos métodos do anel e disco, foram calculados
através da expressdo:

(%) = {[(Rg)rer - (Ra)med] / (Radre} X 100 (2)
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Como o objetivo foi avaliar os desvios percentuais
dos dois métodos, disco e anel. em relagio ao método da
diferenga, nesta andlise é importante considerar que a irradiagdo
difusa de referéncia, obtida através da diferenga da irradiagio
global e direta projetada na horizontal, ndo é absoluta, mas sim
relativa, pois sdo medidas por instrumentos de detecgdo solar
secundérios, estando assim sujeitos a erros inerentes aos dois
detectores (pirelibmetro ¢ pirandmetro). O mesmo aconteceu
com os pirandmetros que mediram a radiagdo difusa nas
sombras do anel e disco.

A Figura (3) mostra a distribui¢do dos desvios didrios,
calculados através da equagdo (2), entre as irradiagdes difusa de
referéncia e disco, em MJ/m’ dia.

DESVIC DUARID (%)

Figura 3. Desvio relativo entre as medigdes da irradiagdo difusa
através dos métodos da diferenga e disco.

Como ja foi discutido anteriormente, quando o sol
declinou no hemisfério sul, a irradiagio difusa obtida pelo
método de referéncia foi maior que a irradiacdo difusa do disco
¢, portanto, o desvio ¢ positivo. Quando o sol declinou no
hemisfério norte, a irradiagdo difusa do disco foi maior que a
irradiagdo de referéncia, tornando o desvio negativo. A ordem
de grandeza dos desvios indica o nivel da dependéncia da
declinagdo solar e cobertura do céu. Quando o sol declinou no
hemisfério norte, o0 método do disco superestimou a irradiagdo
difusa do método de referéncia em até 25% e quando o sol
declinou no hemisfério sul, o método do disco subestimou o
método referéncia em uma dispersdo bastante ampla, atingindo
valor extremo de 55%.

A Figura (4) mostra a curva de distribuigdo de
frequéncia de desvio relativo entre os métodos. Apesar do largo
intervalo de variagdo do desvio relativo entre as irradiagdes
difusa, a distribuigdo se aproxima de uma distribui¢do normal,
ligeiramente deslocada no sentido positivo, comprovando que,
no total, 0 método do disco subestima a medida da irradiagio
difusa. Percentualmente, em 51.33% dos dias, os desvios
relativos estiveram entre -5,0% e 5.0%, nos intervalos de -5,0 a
10,0% e 5.0 4 10%; em 25% dos dias, entre os desvios -10,0% a
-15% e 10% a 15%; 12,53% dos dias: desvios de -15 & -20% ¢
15% a 20%: em 4,71% dos dias e, assim por diante. O desvio
relativo médio sob todas as observagoes, situou-se na faixa de +
7,1%. Numericamente, a diferen¢a média de 7.1% entre os dois
métodos de medida da densidade de fluxo difusa foi considerada




elevada, visto que ambos sdo considerados os mais precisos. A
fonte de erro mais proviavel que contribuiu para ndo
concorddncia entre os mesmos foi a anisotropia da radiagdo
difusa, que ¢ diferente em fungdo da cobertura do céu.
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Figura 4. Distribui¢io de frequéncia dos desvios relativos da
irradiagdo difusa entre os métodos da diferenga e
disco.

Representando graficamente as irradiagdes global,
direta e difusa, utilizadas no método da diferenga é possivel
estabelecer condigdes distintas de cobertura do céu através do
indice de claridade K, (razdo entre as radiagdes global e topo da
atmosfera).

Figura 5. Distribuigao das irradiagdes global, difusa e direta na
incidéncia em fungdo do indice de claridade (K,).

Na Figura (5), onde estdo representadas as trés
irradiagdes simultaneamente, pode-se distinguir que: para K,
entre 0 e 0,3, as irradiagdes global e difusa sdo praticamente
iguais ¢ a irradiagdo direta ¢ proxima de zero, situagdo que
classifica a cobertura do ceti como nebuloso; para K, entre 0,3 e
0,63, temos a situagdo de alterndncia entre as irradiagdes difusa
e direta, mantendo a global constante pontualmente: de 0,3 a
0.45 a irradiagdo difusa é maior que a direta; de 0,45 a 0,6
ambas sdo da mesma ordem de grandeza e acima de 0,6 até 0,65
a irradiagdio direta ¢ superior a irradiagdo difusa. Estas condigdes
estabelecem para a cobertura de céu parcialmente nublado. Para
K, acima de 0,65, a irradiagdo direta tende a se aproximar da
irradiagdo global, enquanto a irradiagdo difusa tende a um
minimo, o que classifica a cobertura do céu como isento de
nuvens. Com base nesta classificagdo de cobertura do céu,
selecionou-se, dos 487 dias, em fungdo de K, e efetuou-se novos
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célculos dos desvios relativos para cada situagdo de cobertura do
céu: nebuloso, parcialmente nublado e limpo, cujos resultados
estdo apresentados na Tabela (1):

Nota-se. através dos percentuais, que o método de
medigdo da irradiancia difusa pelo disco apresenta dificuldades
de medigdo na condigdo de cobertura do céu sem nuvens,
razoavel para dias parcialmente nublados e regular para bom nas
condigdes de elevada nebulosidade.

Tabela 1. Desvios relativos da irradiagdo difusa entre os
métodos da diferenga e disco, em fungdo da
cobertura do céu.

Cobertura do céu

Desvio  nebuloso  parcialmente nublado  limpo
3 (%) 2,43 4.77 11,56
A ordem de grandeza dos desvios relativos

acompanha, na sequéncia, as condigdes de anisotropia da
radiagdo difusa: para céu limpo, onde a anisotropia desta
componente ¢ mais acentuada, o desvio de 11,56% ¢é maior; para
dias de céu parcialmente nublado, onde pode-se ter as condigdes
isotropica e anisotropica alternadas. dependendo da cobertura
do céu ao longo do dia. o desvio ¢ intermediario apresentando
um valor de 4,8%; e para dias de céu nublado, onde a radiagao
difusa ¢ praticamente isotropica tem-se o menor desvio (2,5%).

Outra fonte de erro possivel que pode ter contribuido
pela ndo concordéncia entre os dois métodos sdo os fatores de
calibragio dos instrumentos EPPLEY utilizados que. apesar de
serem de 1* classe e de pouco uso, podem ndo serem 0s mesmos
fatores de calibragdo dos certificados de fabricagdo. A falta de
um detector primario ndo permitiu uma aferigio dos
pirandmetros e pirelidmetros utilizados neste estudo.

A Figura (6) mostra a distribuigio dos desvios
relativos didrios entre as irradiagdes difusa obtidas pelos
métodos da diferenga e do anel. Contrariamente ao método do
disco, o método do anel ndo apresentou simetria a linha do zero
do desvio em relagdo ao método da diferenga.
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Figura 6. Desvio relativo entre as medigdes da irradiagio difusa
através dos métodos da diferenga e anel.




A grande maioria dos pontos estdo posicionados na
faixa superior, com valores positivos, ou seja, a irradiagdo difusa
obtida pelo método da diferenga, quase na totalidade, foi
superior ao do anel. Em outras palavras, o método do anel,
utilizando o fator de corregdo apresentado por Drummond,
subestima os valores da irradiagdo difusa.

A curva de frequéncia dos desvios apresentados na
Figura (7) mostra que a distribuigdo dos desvios relativos entre
os métodos ndo ¢ simétrica, apresentando 92% dos dias acima
do desvio de referéncia zero, enquanto 8% se apresentou abaixo.
Numa escala de desvios, 158 dias, que corresponde a 32,44%,
estiveram na faixa de +5,0%; 203 dias, que corresponde a
41,68%, estiveram entre +5.0% e +10,0%; 87 dias. que
corresponde a 17,86%, estiveram entre +10.0% e £15.0%: e 39
dias, correspondentes a 7,99%, acima dos desvios de 15.0%. O
desvio relativo médio sobre todas as observagdes situou-se
aproximadamente em 7,6%.
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Figura 7. Distribuigdo de frequéncia dos desvios relativos da
irradiagdo difusa entre os métodos da diferenga e
anel.

A causa da dispersdo dos desvios relativos ndo
simétrica a irradiagdo difusa de referéncia pode ser atribuida a
dois fatores: o primeiro € inerente a natureza caracteristica da
radiagéo difusa de anisotropia, que é dependente da cobertura do
céu, ¢ o segundo € o fator de corregiio, que ¢ dependente apenas
da geometria do anel (didmetro e largura) e do local (latitude e
declinagdo solar), ¢ ndo inclui nenhum termo dependente da
cobertura do céu como, por exemplo, razdo de insolagdo ou
indice de claridade.

Em relagdo a anisotropia, cilculos realizados para as
trés coberturas de céu, similares aos efetuados anteriormente,
mostram diferencas acentuadas nas condigdes de dias nebulosos
em relagdo a dias parcialmente nublado e limpo. A Tabela (2)
mostra os resultados dos desvios relativos.

A exemplo do método do disco, os dias de céu aberto
sdo os maiores responsaveis pela elevagdo do desvio relativo
médio, na concordincia entre o método do anel ¢ o da
referéncia, com uma parcela proxima de 9,0%; os dias de céu
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parcialmente nublado contribuiram com valor de 7,7%,
portanto, superior a contribuigdo do método do disco; os dias
nebulosos, com 2,44%, apresentam desvios similares ao método
do disco.

Tabela 2. Desvios relativos da irradiagdo difusa entre os
métodos da diferenca e anel, em fungdo da cobertura

do céu.
Cobertura do céu
Desvio  nebuloso parcialmente nublado  limpo
& (%) 2.44 7,70 8,99

Quanto a aplicagdo do fator de correglio proposto por
Drummond (1956), variando entre 18% para dias proximos dos
equinécios e 8,0% para dias proximos do solsticio de inverno,
conforme mostra a Figura (8), ndo atingindo os niveis da
irradiagdo difusa obtida pelo método de referéncia, mostra que o
mesmo necessita ser reformulado, ndo sé quanto aos parimetros
geométricos, mas também incluindo um fator de anisotropia da
radiagdo difusa. O proprio Drummond (1956) ja havia sugerido
o aumento de 7% no fator de corregdio para dias de céu aberto,
5% para dias parcialmente nublado e 3% para nublados.
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Figura 8. Comportamento do fator de corregdo isotrépico de
Drummond no decorrer do ano.

A Figura (9) mostra a distribui¢io dos desvios
relativos didrios calculados através da equagdo (1) entre as
irradiagdes difusa, obtidas pelos métodos do disco e anel,
tomando como referéncia o método do disco.

Em fungdo da dependéncia da irradiagdo difusa obtida
pelo método do disco da declinagao solar (Figura 3) e o mesmo
ndo ocorrendo através do método do anel, a concorddncia entre
os mesmos variou em elevada amplitude, de -5,0% até 30,0%,
onde a maior densidade dos desvios relativos situaram-se acima
da linha zero de referéncia. Graficamente, é possivel se verificar
que os desvios relativos mais elevados ocorreram quando o sol
declinou no hemisfério norte, periodo caracteristico de cobertura
de céu sem nuvens e desvios relativos menores, no periodo
quando o sol declinou no hemisfério sul, periodo com cobertura
do céu parcialmente nublado e nublado.
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Figura 9. Distribui¢do dos desvios relativos da irradiagdo difusa
entre os métodos do disco e anel.

Na média geral. o desvio relativo entre os dois
métodos foi da ordem de 8,0%, resultado esse superior aos
citados na literatura, como mostram os trabalhos de: Ineichen et
al. (1983). que obtiveram 5.0% e Rawlins & Readings (1986),
que obtiveram 6,5%, em média, sobre estagdes de inverno e
verio.

4. CONCLUSOES

O método de medida de irradiagdo difusa através do
disco, em relagdo ao método referéncia, mostrou ser altamente
dependente da anisotropia da radiagdo difusa, apresentando um
desvio relativo médio da ordem de 7,1%. Considerando o tipo
de cobertura do céu, os percentuais foram de 11,56% para dias
de céu aberto; 4,8% para dias parcialmente nublados e 2,43%
para dias nublados; Os desvios relativos obtidos com o método
do disco, em relagdo ao método da diferenga, apresentou uma
distribui¢do ndo simétrica em relagdo & época do ano, de até
25% quando o sol declina no hemisfério sul e 55% no
hemisfério norte; A distribuigdo de frequéncia dos desvios
relativos da irradiagdo difusa, entre os métodos do disco e da
diferenga, mostrou que 51.33% dos dias estiveram abaixo de
+5%: 25% dos dias entre £5% e 10%; 12,58% dos dias entre
+10% e 15% e 4,71% dos dias entre £15% e 20%; O método de
medida da irradiagdo difusa através do anel. utilizando o fator de
corregdo de Drummond, comparado ao método diferenga,
subestima a medida da irradiagdo difusa em aproximadamente
8%: O método do anel mostrou ser também dependente da
natureza anisotrépica da radiagdo difusa, apresentando desvios
relativos maiores para dias de céu aberto com média de 8,99%,
7.70% para dias parcialmente nublado e 2,44% para dias
nublados.

Apoio Financeiro: FAPESP (97/02475-1), CNPq (302624-0)
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ABSTRACT

The evaluation results from measuring methods of the
diffuse solar radiation, disc and shadow ring are described
compared to the method by difference between the global
radiation and the direct radiation projected in a horizontal plane,
The disc method is dependent on the diffuse radiation
anisothropy, with an average relative deviation around 7.1%,
with percentages according to the sky cover; 11.56% for open
sky days; 4.8% for parthy cloudy days and 2.43% for cloudy
days. The shadow ring method is also sky cover dependent with
an average relative deviation 8.0% ranging from 8.99% for open
sky days; 7.70% for parthy cloudy and 2.5% for cloudy days.
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RESUM!

O desempenho de transdutores de fluxo de calor esta diretamente relacionado com as incertezas envolvidas
no processo de calibragdio. Nesse trabalho ¢ apresentado uma andlise simplificada do processo de calibragio
(método "a transdutor auxiliar"), mostrando o erro envolvido na determinagéo da constante de calibragdo em
fungdo de diversos parimetros. E analisada a influéncia da temperatura da vizinhanga, assim como a influéncia
do coeficiente de troca de calor, da densidade de fluxo, didmetro dos fios de conex@o e drea dos sensores. A
andlise tedrica é comparada com alguns resultados experimentais. Indicar-se-a diretrizes a serem adotadas no
processo de calibragdo, em especial o nivel de densidade de fluxo de calor dissipado na resisténcia aquecedora.

INTRODUCAO

O posicionamento de um transdutor de fluxo de calor sobre
uma superficie perturba o campo de temperatura desse corpo,
além de interferir nas trocas convectivas e radiantes. Analises de
incertezas na utilizagdo de fluximetros sdo correntes na literatura
(Clarke e Kingston , 1951; Philip, 1961: De Ponte e Maccato,
1980; Guimardes et al., 1987, Beasley e Figliola. 1981).

Durante o processo de calibragdo ocorrem fugas de calor
pelas superficies laterais e através dos cabos de conexdo em
fungdo da diferenga de temperatura entre o sistema e a
vizinhanga. O desempenho dos fluximetros ¢ fortemente
relacionado com os erros envolvidos no processo de calibragdo.
Entretanto h4 uma escassez de trabalhos referente a andlise dos
parimetros envolvidos.

Nesse trabalho, é apresentado uma analise simplificada do
processo de calibragdo (método "a transdutor auxiliar"),
mostrando o erro envolvido na determinagdo da constante de
calibragdo basicamente em fungdo das fugas de calor. A andlise
tedrica ¢ comparada com alguns resultados experimentais.

PRINCIPIO DO METODO DE CALIBRACAO

O dispositivo de calibragiio "a transdutor auxiliar" é mostrado
na Figura 1. Numa montagem experimental o fluxo de calor que
atravessa o fluximetro a calibrar (g.,) ¢ dado pela seguinte
expressio mostrada na Eq.1.
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Figura |1 - Dispositivo de calibragdo "a transdutor auxiliar"
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Geal = Gres — Qaux
onde g, ¢ 0 de fluxo de calor gerado pela resisténcia aquecedora
€ gux ¢ 0 fluxo de calor medido pelo transdutor auxiliar. A
constante de calibragdo (c) de um fluximetro ¢, entdo, expressa
por:

c = q]’l:’.T q{lﬂl’

; )

rf.':h‘
onde V., ¢ a tensdo medida no sensor a calibrar.

FLUXIMETRO "A GRADIENTE TANGENCIAL"

Os fluximetros utilizados nesse trabalho foram do tipo "a
gradiente tangencial” descrito por Giiths (1994) e Giiths et al
(1995). Esse transdutor ¢ construido a partir de técnicas de
fotogravura, possuindo uma termopilha a eletrodos depositados
(cobre/constantan) disposta paralelamente 4 superficie de
medigdo (Figura 2).

Assimetrias fisicas na forma de pinos metdlicos provocam
diferengas de temperatura sobre a termopilha gerando uma tensio
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Figura 2 - Corte do transdutor de fluxo de calor a gradiente
tangencial




proporcional ao fluxo de calor. A espessura desse sensor é de
300 um, apresentando uma  resisténcia  térmica  de
aproximadamente 6 x 10 m*K/W. Esse transdutor possui ainda
um termopar (tipo T) na regido central.

MODELO TEORICO

Esse modelo avaliard basicamente os erros envolvidos no
processo de calibragdo quando a vizinhanga estiver a uma
temperatura diferente da temperatura do dispositivo. Existirdo
trocas de calor pelas superficies laterais dos sensores e pelos
cabos de conexdo, modificando a constante de calibragdo ¢
apresentada na Eq. (2). A constante real de calibragdo ¢’ podera,
entio, ser expressa por:

n
Gres — Qaux — z 9i fio ~ Dl

" i=l

c (3)

r

cal

onde € o nimero de fios, gz, o fluxo de calor trocado por cada
fio e gy, 0 fluxo de calor trocado pelas superficies laterais dos
sensores. O erro percentual da constante de calibragdo pode ser

eXpresso por:
n
EQ: fio + Glar

= x 100 4)

erro(%) =
Gres = Yaux

Esse modelo, conforme apresentado na Figura 1, avaliard as
fugas pelas superficies laterais (gy,) de forma global, expresso
pela Eq. (5)

Ylat = tar Atan (Ts = T.2) (5
onde hy, é o coeficiente de troca de calor da superficie lateral,
A € a drea lateral, 7, ¢ a temperatura na superficie lateral do
dispositivo e T.. a temperatura ambiente.

O coeficiente de troca de calor na superficie lateral (h,) é
determinado a partir da relagdo apresentada por Churchill ¢ Chu
(1975), considerando apenas as trocas por convecgdo natural. As
trocas radiantes poderiam ser incluidas, mas nos casos analisados
(com baixas diferengas de temperatura) a influéncia ¢
negligenciavel.

O nimero de Rayleigh ¢ determinado a partir da temperatura
média da superficie. Para o caso tipico que sera analisado o erro
gerado por essa hipotese simplificativa ¢é insignificante
(< 0.02%).

Para o célculo das perdas pelas conexdes (gy,). os fios sdo
considerados como aletas infinitas, com érea transversal de se¢io
uniforme (A,). trocando calor a um coeficiente de troca "hg," com
a vizinhanga a 7. . conforme mostrado na Eq. (6).

hjo PkA, . (Ty - T.) (6)

9 fio =

onde P o perimetro, & a condutividade térmica e T; ¢ a
temperatura na base do fio.

Nesse tipo de sensor os terminais encontram-se juntos a uma
das superficies, dispostos conforme mostrado na Figura 1. As
perdas pelos fios dos fluximetros sdo integradas no proprio sinal
de medigdo, restando apenas as perdas pelos fios da resisténcia
aquecedora.

O coeficiente de troca de calor (hg,) € determinado a partir da
relagdo apresentada por Morgan (1975), considerando apenas as
trocas por convecgdo natural. O namero de Rayleigh é
determinado a partir da temperatura média da superficie. Para o
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caso tipico que serd analisado, o erro gerado por essa hipotese
simplificativa ¢ inferior a 0.05%.

Para o célculo necessita-se, entdo, das temperaturas da base
do fio e da superficie lateral dos sensores. Elas poderiam ser
obtidas através do conhecimento das resisténcias térmicas dos
fluximetros e da resisténcia aquecedora.

Contudo, com o objetivo de minimizar os erros referentes as
resisténcias de contato, partiu-se para uma experimenta¢do onde
determinou-se diretamente a resisténcia total do dispositivo.

MEDICAO DA RESISTENCIA TERMICA

O dispositivo de medigdo da resisténcia térmica (Figura 3) é
idéntico ao dispositivo de calibragdo mostrado na Figura 1.

A
fluximetro isolante térmico
auxiliar Ttk )
resisténcia ST
aquecedora T
a calibrar v —y T
—» ] T/
<+ [—] i T
T Bl
Figura 3 - Dispositivo de medigdo da resisténcia térmica e perfil
de temperatura
A constante de calibragio do transdutor auxiliar ¢

previamente conhecida, permitindo dessa forma a determinagio
da resisténcia térmica do sistema através da relagio mostrada na
Eq. (7), onde a simbologia " " representa densidade de fluxo de
calor.

= Taux

=T

(N

én’.\ G aux

sendo T, € Ty, as temperaturas medidas no fluximetro auxiliar e
na placa fria, respectivamente. Os valores medidos para diferentes
densidades de fluxo sdo apresentados na Tabela 1, chegando-se
assintoticamente a um valor igual a (2.80 +0.01) x 107 m?K/W.

Tabela 1 — Resisténcia térmica (R) em fun¢do da poténcia
dissipada na resisténcia aquecedora

‘;‘;n.-.r (.jaw T — Tﬁm 2R
(W/m?) (W/m?) (K) (m°K YW
169 33 0.4 0.00268
400 8.9 1.0 0.00278
674 14.5 1.8 0.00281
1051 22:2 2.8 0.00281
1271 26.7 34 0.00280
1514 31.7 4.1 0.00280
1776 36.7 48 0.00281

Como o fluxo de calor perdido pelo isolamento ¢ de
aproximadamente 2 % do fluxo dissipado na resisténcia
aquecedora, a temperatura do fluximetro auxiliar pode ser
considerada igual & temperatura da resisténcia aquecedora. A
distribui¢do de temperatura ¢ mostrada esquematicamente na
Figura 3.

O modelo tedrico englobard os resultados experimentais,
podendo as temperatura da base do fio da resisténcia aquecedora
(T3) e a temperatura da superficie lateral (T,,) serem calculadas
em fung¢do do fluxo de calor dissipado na resisténcia aquecedora.




DISPOSITIVO EXPERIMENTAL

A dispositivo experimental de calibragdo esta representado na
Figura 4. Os fluximetros sdo do tipo "a gradiente tangencial”
descrito por Giiths, 1994, e Giiths et al., 1995, com dimensdes de
50 x 50 x 0.3 mm. A resisténcia aquecedora € do tipo planar, com
dimensdes de 50 x 50 x 0.15 mm. A resisténcia de contato entre
os sensores é minimizada com a aplicagdo de pasta com elevada
condutividade. O calor gerado pela resisténcia aquecedora ¢
evacuado por uma placa trocadora de calor em aluminio onde
circula dgua proveniente de um grande reservatorio. A variagdo
da temperatura do banho ¢ inferior a 0.1 K dentro de intervalo de
1 hora.

sistema
isolamento basculante

Figura 4 — Representagio do dispositivo de calibragio

O sistema ¢ mantido sob pressio (0.08 kg/cmz) com o auxilio
de um sistema basculante montado no interior de uma caixa
estanque com temperatura controlada. Um trocador de calor em
forma de serpentina. alimentado por um banho termostético,
garante manter a temperatura com variagdes inferiores a 0.1 K
durante o intervalo de | hora.

RESULTADOS

A primeira andlise consistiu em avaliar a influéncia da
temperatura da vizinhanga (7.) no processo de calibragdo. A
Figura 5 mostra uma comparagiio entre os valores do erro na
determinagdo da constante de calibragdo obtidos através do
modelo tedrico comparados com a variago da constante de
calibragdo obtida experimentalmente em relagdo a diferenga de
temperatura entre a placa fria e o ar ambiente.
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[ i ~4 B experm 1000WIm* ]
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Figura 5 — Erro da constante de calibrag@o em fungdo da
diferenga de temperatura: comparagio entre resultados tedricos e
experimentais
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As linhas tracejadas representam uma regressdo linear dos
valores experimentais para cada densidade de fluxo (com
coeficiente de correlagdo em torno de 0.8) e as linhas cheias o
resultado da andlise tedrica realizada a partir dos dados
apresentados na Tabela 2.

Tabela 2 — Condigdo padrio para andlise tedrica

Especificagdo Valor
dimenséo fluximetros (mm) 50 x 50 x 0.30
dimensdo resist. aquecedora (mm) 50x50x0.15
didmetro fios (mm) 0.45
Ta - T (K) 3.0

Apesar da dispersdo, possivelmente causada pelas pequenas
variagdes da temperatura dos banhos termostaticos, nota-se uma
razoavel correlagdo entre os resultados tedricos e experimentais.

Esses resultados indicam claramente a forte influéncia da
temperatura da vizinhanga no processo de calibragdo,
especialmente em baixas densidades de fluxo.

Maiores diferengas de temperatura propiciam fugas de calor
acentuadas induzindo maiores erros na determinagdo da constante
de calibragdo. Erros negativos acontecem quando a temperatura
ambiente estd a uma temperatura superior a temperatura da placa
fria e ocorrem ganhos de calor pelas superficies laterais e fios de
conexdo.

A Figura 6 mostra resultados da andlise tedrica indicando a
forte influéncia da densidade de fluxo de calor. Esse resultado
vem a ser a mais importante contribuigdo dessa analise,
concordando inclusive com os resultados experimentais
apresentados na Figura 5.

erro (%)

0 : - . \
0 500 1000 1500 2000
densidade de fluxo de calor (W/m?)

Figura 6 - Erro da constante de calibragfio em fungdo da
densidade de fluxo de calor.

Para o caso analisado (Tabela 2) recomenda-se, entio,
realizar a calibragio com densidades de fluxo superiores a
1000 W/m?.

A Figura 7 mostra a influéncia do diametro dos fios de
alimentagdo da resisténcia aquecedora e dos fluximetros para
diferentes densidades de fluxo.

Fio com didmetro mais elevado significa maiores perdas, e,
portanto, maior erro na determinagdo da constante de calibragio.
Fio isolado com material plastico aumenta as fugas de calor, pois
o raio critico para o caso analisado ¢ de aproximadamente 0.5 m.




' g =100 W/m?

diametro fios (mm)

Figura 7 - Erro da constante de calibragdo em fungdo do didmetro
dos fios

O erro residual quando o didmetro do fio tende a zero indica
a parcela de erro devido as perdas de calor pelas superficies
laterais. Para o caso analisado a perda de calor pelas superficies
laterais representam aproximadamente 28 % das perdas pelos fios
de conexdo, independentemente da densidade de fluxo de calor
dissipado na resisténcia aquecedora.

Cabe ressaltar que essa andlise ¢ restrita & configuragéo e aos
tipos de sensores apresentados. A fuga de calor pelos fios pode
ser alterada significativamente, por exemplo pela disposi¢do dos
mesmos em contato com a superficie da placa fria.

A Figura 8 mostra o erro da constante de calibragio em
fungdo da area de medigdo do fluximetro para densidades de
fluxo de 1000 W/m? e nas condigdes apresentadas na Tabela 2.

erro (%)

300

area {cm’}

Figura 8 - Erro da constante de calibragdo em fung¢do da area de
medigdo do fluximetro

Nota-se que fluximetros com maior superficie apresentam
menores erros. Ja o erro tende a aumentar com o acréscimo da
espessura (para 7. < Tp,,) devido ao acréscimo da superficie
lateral, mas principalmente devido ao acréscimo da temperatura
média do dispositivo. Essa caracteristica pode ser observada na
Figura 9 .

Quando a temperatura ambiente ¢ superior 4 temperatura da
placa fria, o erro passa por um valor nulo em uma dada espessura
do fluximetro. Esse fenémeno é devido ao proprio aquecimento
dos sensores, que atingem uma temperatura média proxima a
temperatura ambiente, minimizando as trocas de calor.
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erro (%)

Figura 9 - Erro da constante de calibragdo em fungdo da
espessura do fluximetro

CONCLUSAO

A andlise tedrica do dispositivo de calibragdo mostrou-se
importante na andlise qualitativa dos erros envolvidos no
processo. Os resultados experimentais confirmaram a tendéncia
do aumento do erro em fungdo da diferenga de temperatura entre
o dispositivo e a vizinhanga. A influéncia da densidade de fluxo
de calor é marcante, apontando claramente a necessidade de
realizar a calibragdo com altas densidades de fluxo.

A perda de calor pelos fios ¢ a parcela mais importante na
formagdo do erro, indicando a necessidade de utilizagdo de fios
com pequeno didmetro. Transdutores com pequenas dimensdes
superficiais apresentaram maiores erros; conseqiiéncia da fragdo
de fluxo de calor trocado pelos fios tornar-se importante face ao
fluxo de calor que atravessa o sensor a calibrar.
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ABSTRACT

The performance of the heat fluxmeters is directly related with
the uncertainties involved in the calibration process. In this work,
a simplified analysis of the calibration process is presented
(method "auxiliary sensor”, showing the error involved in the
determination of the calibration constant in function of several
parameters. The influence of the temperature of the neighborhood
is analyzed, as well the heat transfer coefficient, the heat flow
density, the wires diameter and area of the sensor ones.

The theoretical analysis is compared with some experimental
results. It will be indicated guidelines to be adopted in the
calibration process, especially the level of heat flow density
dissipated in the heater.
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SUMMARY

In ceramic tile industry, delamination is an important and difficult problem to detect. Among the different
non-destructive measurement methods, optical inspection techniques seem to be particularly suitable for
on-line monitoring. In this work, a method based on the acquisition and processing of IR thermal images
has been proposed. The performances of the techniques have been evaluated experimentally and the
results show that the examined defects in the measured samples have been correctly detected. Testing
time and results uncertainty seem to be appropriate for on-line applications.

INTRODUCTION

Ceramic tile is one of the more important and ancient
materials to cover floors and walls. The worldwide production
and consumption or ceramic tiles has increased considerably over
the last years (current production is _around 2,500 million m
compared to less than 1,000 million m* in 1985). With regards to
ceramic tile production, Italy and Spain are the firth and the
second producers, covering about 30% and 15% of the world
exports respectively [Hernandez, 1995].

The current strategy in the European ceramic sector
consists in complex product options and strict quality standard
production. The quality and durability of the tile depend,
therefore, directly and strongly on various aspects (raw materials
used, planning and design of the production line, tile production
process, installation and maintenance of the tiled surface).

Ceramic tile process can be schematically seen in Figure
1. The raw materials used for the tile body are a mixture of clay
(to provide plasticity), quartz sand (to provide structural strength)
and carbonates or feldspars (to provide fluxing actions). They are
carefully mixed and ground, in order to obtain a perfectly
homogeneous material for pressing. After forming, the tiles must
be dried to remove most of the water and then fired (in the case of
unglazed tile) or glazed and fired (in the case of the glazed tile).
At this point of the production cycle, the tiles are sorted to
eliminate defective tiles and separate the higher quality tiles from
those of lower quality as well as to divide them into
homogeneous groups according to work size and shade
[Palmonare et al., 1989].

In the production line of ceramic tile industry, several
problems can turn into failures of the final product. Among these
failures, one of the most important and difficult to monitor is
delamination or void. It manifests itself through layers of parallel
scales or lamellae of the pressed material that retain air
englobings. Since delamination produces stress concentrators
with high propagation of the failures, timely detection of cracks
in the structure may help in preventing such failures.

The aim of the present work is to show the possibility to
detect the delamination by Non-Destructive Thermal Evaluation,
NDTE, based on IR thermografic imaging and the applicability of
this measurement techniques for on-line applications. The control
station for delaminations should be positioned between pressing
and drying, as reported in Figure 1.
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NON-DESTRUCTIVE EVALUATION METHODS _FOR
DELAMINATION IN CERAMIC TILES

Delamination or void can have several origins which can
be reconnected both to preparation of the paste and to pressing.
With regards to powder preparation, the most important problems
to be taken into consideration are humidity irregularity, scarce
humidity or excessively fine granulometry of the powders to be
pressed. For the pressing process the problems are excessive
descending velocity of the press during the first pressing,
insufficient time between the first and the second pressing or the
size of the stamp during manufacture. Non-destructive
delamination inspection in this phase of the process, after
pressing and before firing, is important, because raw materials are
still uncooked; therefore they can be recovered.

A variety of non-destructive evaluation methods, NDE,
have been developed in literature. General NDE techniques
applicable to ceramics and their composites are optical
examination, liquid penetrant inspection, radiography and
ultrasonics [Vary et al., 1993]. In particular, the optical inspection
technique appears to be both physically and economically
suitable [Cielo, 1992].

Ultrasonic-evaluation methods use ultrasonic velocity
attenuation to measure mechanical properties. This particular
evaluation method is well established in non-destructive
techniques, because the acoustic wavelength range is such that
the sensors are relatively insensitive to the roughness of the
inspected surface. One of the major limitations is the use of liquid
couplets at the transducer and test material interfaces [Bhardwaj,
1990]. For obvious reasons, the use of liquid couplets for the
analysis of green and porous materials might lead to erroneous
and unreliable ultrasonic observations, and destroy the test
material during the process of non-destructive characterisation. In
order to circumvent this problem, a simple but novel dry coupling
technique was developed by Bhardwaj (1997). In this case a hard
and high acoustic impedance protective face is replaced with an
acoustically transparent solid compliant transitional layer
[Bhardwaj, 1997]. The problem of this technique is the testing
time required for inspection of large surfaces, which creates
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Figure 1 — Scheme of the ceramic tile process.

serious limitations to on-line applications.

Radiography-evaluation methods use high frequency
electromagnetic radiation (X-rays and gamma rays) or particular
beams (mainly beta rays and neutron radiation) to inspect a wide
range of materials. Radiographic techniques are widespread in
industry because they require no contact with the inspected work-
piece. making them suitable for the inspection of moving products
or sheets. Radiographic imaging is employed for detection of
hidden internal flaws, which can lead to a premature failure of the
piece. Defects such as void and porosity in weld, castings and
forging, or crushed-core defects in adhesively bonded honeycomb
laminates are readily detected. The most important drawback of
radiographic techniques is due to human exposition to radiation,
which imposes costly and complicated installations.

Also microwave-evaluation methods have long been
considered an attractive tool for materials inspection. Similarly to
radiography and in contrast to ultrasound, microwaves do not
require contact with the inspected piece. For the inspection of non-
metallic materials, microwaves have greater penetration depth
optical beams. Defects can be detected only if their size is of the
order of magnitude of the wavelength. typically in the mm or cm
range [Cielo, 1988].

Thermal-evaluation methods are attractive techniques for
the non-destructive evaluation of industrial materials [Cielo, 1992;
Cielo et al., 1987; Bichard et al. 1976]. The NDTE is a technique
for obtaining qualitative information for the delamination in the
sub-surface on a structure from temperature surface profiles, direct
problem [William, 1980], or quantitative information for the
delamination from the modifications of the thermal parameters,
reverse problem [Krapez et al., 1991: Krapez et al., 1991]. The
thermal diffusivity or effusivity is the main informative parameter

for active thermal test [Grinzato, 1994].

A sampling of the rather extensive NDTE literature
indicates the widespread application of the technique. The ranging
is from the detection of voids in metals, debonding in adhesive
joints and honeycomb structures and voids in ceramics and to
detection of delaminations and cracking in composites [Kubiak,
1968; Green, 1971; Cielo et al., 1987; Madrid. 1990; Wilson et al.,
1991; Mandic et al., 1998]. However, to our knowledge, no
previous attempts have been made to use this technique for on-line
application in ceramic tile industry. NDTE has been here used
since this seems to solve the problems connected to the other
methods above. In fact IR thermal imaging is non-intrusive and
has full-field measurements capabilities. It does not require
complicated installations and presents high sensibility also to
small defects.

NON-DESTRUCTIVE THERMAL EVALUATION METHODS
PRINCIPLE

In order to understand the NDTE in the direct problem, the
related diffusion heat transfer problem must be analysed. The
structure to be considered is a flat plate containing an inclusion
flaw as shown in Figure 2. The one-dimensional assumption
permits the independent evaluation of the temperatures in the
unflawed and the flawed regions. This assumption is valid if the
lateral dimensions of the flaw are much greater than the thickness
of the plate (as it is in a ceramic tile). The existence of the flaw
alters the thermal resistance of the structure within the flawed
region, thus resulting in different temperatures on the surface of
the structure in the unflawed and the flawed region. Mathematical




models were presented in literature [Williams et al., 1980; Boras
et al., 1998]. The diagnostic problem can therefore be faced
through the evaluation of the surface temperature on the structure
directly above the flaw comparing it with the surface temperature
away from the flaw, when the plate surface is subjected to
spatially-uniform step heat flux input Q.

surface temperature in the flawed region

surface temperature in the unflawed region
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Figure 2 - Cross-section of model of plate containing

delamination flaw.

Because of its non-contact nature and full-field
measurements capabilities, the IR thermographic technique is a
convenient approach to measure the superficial temperature of the
sample and for the rapid visualisation of shallow surface defects
[Bichard et al. (1976)]. Furthermore, it seems to be suitable also
for on-line applications, as shown in the following tests.

EXPERIMENTAL FACILITY

A laboratory test bench, Figure 3. has been set in order to
obtain the superficial temperature profile versus time. Three
different types of samples with known induced defects have been
tested. Two of them have a small defect with an average size of 20
x 30 x 7 mm, positioned in central or lateral locations, while a
sample without defects has been used as a reference. The samples
have a dimension of 55 x 110 x 7 mm. Also real tiles from the
industrial press have been investigated.

The thermal energy distribution of samples has been
measured by Radiancel Infrared Camera System by AMBER,
with a 256 x 256 CCD array of photo-voltaic InSb detectors
working in the 3 to 5 um spectral range (short wave). This system
has a Noise Equivalent Temperature Difference (NEAT) of about
0.025 K.

On line NDTE technique measurements with an IR camera
requires a fast and precise positioning of the measurement objects,
in order to compare spatial distributions of temperature. Therefore
the developed facility has been realised with an automatic system
for moving, heating and tile positioning. In the tests here presented
the samples have been heated for 5 seconds using a 1 kW quartz
lamp. The signal from the reflection optical sensor, checking the
position of the tile, has been used as a trigger for image
acquisition.

EA S S

Digital Interface

optical
sensor

IR
camera

Lamp i

Figure 3 — Experimental facility.

Figure 4 shows an integral sample image and the
temperature profile after heating. As one expects, in this case the
temperature distribution is extremely regular, because there is no
defect.

Figure 5 shows a centrally defected sample IR image. The
temperature distribution is modified with respect to Figure 4, due
the central defect presence. This causes an evident increase of the
temperature in the central region.

In Figure 6 the result measured on the lateral defected
sample is shown. In relation to Figure 5, the temperature profile is
modified. since in this case the lateral defect moves the higher
temperature zone to the left. In Figure 7 the temperature profiles
measured on the three samples along the line indicated in Figures
5, 6 and 7 are reported overlapped. These curves clearly highlight
the presence and the position of the defects in the delaminated
region, where the temperature remains at a higher level.

At the end. also a tile of 320x320 mm with a real
delamination from the production line has been tested, in order to
assess the on-line applicability of the system. As shown in Figure
8, the real delamination is usually very large and therefore it
significantly modifies the thermal image recorded during the
transient cooling. Also the profile extracted from Figure 8 (see
Figure 9) demonstrates that image analysis can be used for
damage identification in ceramic tiles.

DISCUSSIONS AND CONCLUSIONS

In this work, a suitable non-invasive measurement
technique to detect delaminations in ceramic tiles by acquisition
and processing of IR thermal images has been proposed. Its
performance has been evaluated experimentally and all the
examined defects in the measured samples have been detected.

The technique has given satisfactory results both on the
samples with known induced defects and on tiles with a typical
real delamination from the press (which usually has a larger size
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temperature profile

Figure 4 — Transient cooling image of the integral sample.

delaminated area

Figure 5 — Transient-cooling image of the lateral defected
sample.

delaminated area

Figure 6 — Transient cooling image of the central defected
sample.

Temperature (°C)

Figure 7 — Temperature profiles for the tiles in Fig. 4, 5 and 6.

delaminated area

Figure 8 —Transient cooling of a tile (320 x 320 mm) with
real delamination from the press.
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Figure 9 — Temperature profile for the tile in Fig. 8.

with respect to the delaminations induced in the samples here
investigated). The measured temperature differences in
correspondence of the defects are in the order of 2 °C, which are
easily detected using IR imagings. In fact, measurement
uncertainty can be considered significantly lower, in the order of
the sensor noise level (NEAT=0.025 K), if the test is performed in
controlled conditions (e.g. other irradiating sources are not
present: this problem must be checked for on-line applications).
Furthermore, if we assume the emissivity to be uniform on the
surface, the uncertainty due to the determination of the emissivity
value is not influential, since we are interested only in the
measurement of temperature gradients.

A first series of tests has been performed in order to
evaluate the measurement time required for heating the sample
and for acquiring images during the following cooling transient. In
all cases it took about 5 seconds after the lamp switched off to
visualise the defects. Thus, global measurement time is about 10
seconds, which seems to be appropriate for industrial applications.
In order to further decrease the measurement time, it is necessary
to increase the power of the heat source; this is certainly possible
for on line inspection of the tiles.
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Using low temperature gradients and short testing time,
the shape of the defect is non-perfectly reproduced. However, this
is not important for industrial applications, where only deviations
with respect to a reference situation must be detected.
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RESUMO

Uma ferramenta para minimizagdo de incertezas em circuitos de linearizacdo de termistores baseada em
Algoritmos Genéticos é apresentada. A ferramenta maximiza a sensibilidade do circuito de linearizagdo,
minimizando, simultaneamente, o erro de linearidade. As principais formas de lineariza¢do de termistores
sdo apresentadas, sendo realizado um estudo de caso para uma rede de linearizagdo de 3 termistores.
Foram obtidos circuitos com erros de linearidade menores do que 0,05°C e sensibilidade em torno de 30
Q/°C para a faixa de (0 a 100)°C; e, 0.001°C de linearidade e 175 S2/°C de sensibilidade, entre 10°C e 30°C

NTR:

Aplicagdes da termometria com transdutores elétricos sdo
cada vez mais freqiientes. Temperatura é grandeza fundamental
em uma série de processos e grandeza de influéncia na medigao
de quase todas as demais grandezas. Embora esteja crescendo, a
aplicagdo de termistores é pouco representativa se comparada
com outros transdutores como termorresistores e, especialmente.
termopares. O termistor apresenta como caracteristicas principais
alta sensibilidade, boa repetitividade e estabilidade, baixo custo e
diversidade de formas fisicas e tamanhos, se comparado aos
transdutores  alternativos. A principal desvantagem desse
componente encontra-se na sensibilidade variavel ao longo da
faixa, resultando em uma caracteristica de resposta nfio linear.

A automagio tem muitas vezes viabilizado a aplicagdo de
transdutores ndo lineares. Porém seu emprego dificulta
sobremaneira o projeto e a implementagdo de sistemas de
controle. Também na termometria, quando medigdes de grande
exatiddo sdo requeridas, ha dificuldades em se trabalhar com
transdutores ndo lineares ja que a compensagdo das componentes
sistematicas da incerteza (tendéncia) fica extremamente
dificultada e por vezes até inviabilizada.

Diversos métodos sdo aplicados para minimizar o efeito
dessa deficiéncia, permitindo ampliar sua gama de utilizagdo.
Dentre eles, destaca-se, devido ao baixo custo e sua boa
estabilidade. a rede de termistores e resistores fixos ligados de
forma a propiciar a linearizagdo do circuito. Usualmente a
construgdo da rede ¢é realizada com a prévia escolha dos
termistores a serem utilizados e posterior determinagdo dos
valores dos resistores fixos, de forma a otimizar simultaneamente
a linearidade ¢ a sensibilidade.

Parimetro  metroldgico  fundamental associado a
caracteristica de resposta de um circuito de linearizagdo € seu erro
de linearidade residual. A minimizagdo dessa fonte de incerteza,
através de ferramental matematico convencional, ¢ algo ja
bastante estudado. Entretanto esses métodos assumem grande
complexidade e podem até mesmo ndo conduzirem a resultados
plenamente satisfatérios quando aplicados a circuitos em que um
maior nimero de pardmetros deve ser determinado.

Este trabalho propde a utilizagio de um Algoritmo
Genético como ferramenta de otimizag¢do ¢ demonstrou que esse
apresenta uma série de vantagens sobre os métodos de otimizagao
convencionais utilizados. A ferramenta proposta, a partir do tipo
de circuito que vai ser utilizado - isto €, quantos termistores terd o
circuito - dos pardmetros dos termistores - caracteristica de
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resposta de cada termistor - , e da faixa de temperatura que
deseja-se cobrir, fornece os valores das resisténcias fixas do
referido circuito, o erro maximo de linearidade e a sensibilidade
possivel naquelas condigdes.

LINEARIZACAO DE TERMISTORES

O termistor possui uma caracteristica ndo linear similar a
uma relagdo exponencial inversamente proporcional entre
temperatura e resisténcia, implicando uma maior sensibilidade
para temperaturas mais baixas.

Para minimizar essa dificuldade, diversas solugdes vém

sendo propostas, podendo ser classificadas em:
1) circuito composto de um termistor e um _resistor fixo:
circuitos que utilizam apenas um termistor podem ter o valor de
sua resisténcia fixa calculado deterministicamente, como foi
demonstrado por Diamond (1970) e ratificado por White (1984)
(Figura 1 ab). Entretanto. quando se deseja obter uma faixa de
medigdo mais ampla, os erros de linearidade tendem a aumentar
na medida em que as extremidades da faixa distanciam-se do
ponto de linearizagdo. Também fazem parte dessa categoria: as
pontes de Wheatstone ¢ sua variagdes com os amplificadores
operacionais (Broughton, 1974), utilizadas para linearizar em
faixas um pouco maiores de medigao (Figura | c.d.e).

va Rl yg Va W M
- ] R3 R4 2
R1 | ol
RT -
RT R1 RT £
-
(a) (b) (c)
R3 R2
R4 RT R1
Vi RT b R3 Vs
Vs
Legenda:
R1 R4
j RT - Termistor
Rn - Resisténcias
Va - Tensfio Aliment.
() (e Vs - Tensdo de saida

Figura 1 - Linearizagdo com | termistor

2) uso de multiplos termistores e resistores: sdo utilizados
dois ou mais termistores de forma combinada com resistores de

valores fixos. A Figura 2 apresenta um circuito com 2 ¢ 3
termistores, respectivamente, onde os RT’s representam os




termistores e os R’s os resistores fixos. Segundo Trolander et al.
(1972), na prética, o nimero de termistores ¢ uma fungdo da faixa
de temperatura a ser coberta e do grau de linearidade desejado.
Complementa, ainda, que utilizando-se 2 ou 3 termistores,
satisfazem-se os requisitos usuais de linearidade, custo e faixa de
medigdo. Atualmente essas configuragdes continuam sendo as
mais empregadas.

R1

: RT2; = Req ¢ RT3: = Req

RT12

Figura 2 - Circuito de linearizagdo com 3 termistores

3) circuito composto de uma rede logaritmica/divisora de
compensacdo_ativa: consiste na utilizagdo de amplificadores
logaritmicos para compensagdo da ndo linearidade do termistor
(Crakavarty, 1977). A desvantagem reside na necessidade de um
amplificador especial, aumentando a complexidade da cadeia de
medigdo.

4) um__termistor _utilizando _ circuito _de conversdo
temperatura/freqiiéncia: O circuito de conversio temperatura/
freqiiéncia consiste no uso da variagdo do termistor para mudanga
na base de tempo de um oscilador (Sandvist, 1983) (Sankaran et
al., 1994). Esse circuito apresenta uma resolugdo bastante baixa
(alguns inferiores a milikelvin), entretanto bastante susceptivel a
variagdo dos componentes utilizados (capacitores, transistores)
em relagdo ao valor nominal ¢ ao ambiente.

5) i i ' com uma
logaritmica: esse tipo de circuito consiste na conversdo do sinal
de saida de uma rede com termistor e resistor através de um
circuito de linearizagdo logaritmico (Figura 3). Diversas sdo as
técnicas utilizadas, geralmente de concepgdo complexa (Khan,
1987).

—
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Figura 3 - Linearizagdo por rede logaritmica

6) linearizacdo  através W Com o
desenvolvimento da conversao analdgica-digital (ADC) tornou-se
mais ficil a aquisigdo e o tratamento digital de sinais, permitindo
a compensagdo da ndo-linearidade através de equagdes
matematicas (Figura 4). Essas permitem abranger toda a faixa de
medigdo, utilizando diferentes polindmios de interpolagdo de
acordo com o grau de incerteza requerido (Ghosh et al., 1992). O
inconveniente dessa técnica estd na necessidade de um ADC e
processamento digital incorporado, nem sempre presentes no
instrumento de medigdo.

Dentro deste contexto, os circuitos de multiplos termistores
¢ resistores sdo de interesse devido a sua simplicidade, robustez e
baixo custo. Adicionalmente, permitem ilustrar, de forma clara, a
potencialidade da utilizagdo da técnica de algoritmos genéticos
para minimizagdo do erro de linearidade do circuito.

No projeto desses circuitos os termistores sdo escolhidos tal
que cada um predomine numa determinada faixa de medigdo. A
solugdo analitica para encontrar os valores dos resistores fixos
para estes circuitos ou é muito complexa ou pode até ndo existir
(Trolander et al., 1972). O procedimento usual é obter uma
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solugdo por meio de uma modelagem do circuito e utilizar-se um
método de otimizagdo para obter-se os parametros do circuito.

for | =1 to 100
(1) = 8™t @xp(....
s(x)=3200

RT urs ADC

]
]

Figura 4 - Linearizagdo por software

USCA _EM_ESPA MULTIDIME
DE ALGORITMOS GENETICOS

Algoritmos Genéticos (AGs), uma das técnicas da drea de
computagdo evoluciondria. inspirada nos conceitos de genética e
Teoria da Selegdo Natural de Charles Darwin, ¢ um mecanismo
de busca de solugdes em espagos complexos (Mitchell, 1996). A
teoria da selegdo natural estabelece que individuos mais aptos aos
requisitos ambientais sobrevivem e se reproduzem, e os menos
aptos acabam desaparecendo.

O AG ¢é um método para. a partir de uma populagiio de
individuos (pontos iniciais de busca), evoluir para uma nova
populagdo, através da utilizagdo de sele¢do natural e operadores
inspirados na genética. Um individuo consiste de uma cadeia de
caracteres (“string”), normalmente uma seqiiéncia bindria com
comprimento /. que codifica uma possivel solugdo.

De uma maneira mais formal, um AG ¢ um mecanismo de
maximizagdo de uma fungdo fis), onde s ¢ o individuo da
populagdo. Os AGs sdo vistos freqiientemente como otimizadores
de fungdes, embora a faixa de problemas aos quais eles tém sido
aplicados seja bem maior (Mitchell, 1996).

NAIS VE

Funcionamento

E atil observar o funcionamento do AG como um processo
ciclico, segundo Whitley (1994). Inicia-se com uma populagio
corrente, que sera a populagdo iniciada aleatoriamente se for a
primeira vez que se executa este ciclo do AG. A selegio ¢
aplicada na populagio corrente para criar uma populagio
intermedidria. Entdo o cruzamento (recombinagdo) e a mutagdo
sdo aplicados na populagdo para criar a nova populagio. O
processo de ir da populagdo corrente para a proxima populagio
constitui uma geragdo na execugdo do GA. Uma vez que uma
geragdo foi encerrada, todo o processo é executado novamente
com a nova populagdo tomando o lugar da populagdo corrente,
até que o critério de parada do algoritmo seja atingido. A Figura 5
fornece uma representagdo grafico do ciclo do AG.

O mecanismo de sele¢de escolhe membros da populagdo e
permite que esses se reproduzam, enquanto retira da populagdo os
outros individuos. Para isso. avalia-se os individuos e aloca-se
oportunidades reprodutivas de tal modo que aqueles individuos
que representam melhores solugdes ao problema tenham maiores
chances. O método mais simples de selegio no AG € o da
‘roleta’, descrito por Mitchell (1996), caracterizado por ser um
método estocdstico com reposi¢do. Nesse método, cada um dos p
individuos recebe uma probabilidade de reprodugdo (PR;)
proporcional ao seu “fitness™ (F;), definido por:

A
F; = sy =
MA

(N

onde A, é o resultado da fungdo de avaliagio sobre a “string” i, e
MA ¢ a média das avaliagdes das “strings” da populagio.

Percebe-se que, para que 0 AG possa existir, ¢ necessario
que haja uma forma de quantificar o desempenho de cada
individuo, e isto d4 origem a fungdo de avaliagdo.
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Figura 5 - Esquema Bésico do Ciclo de Funcionamento de um
AG

O operador de cruzamento (“crossover”), ¢ o responsavel
pela troca de blocos de seqiiéncias de caracteres entre o0s
individuos. Deve ser aplicado a pares de seqiiéncias de caracteres,
formados de individuos selecionados aleatoriamente com uma
determinada probabilidade. Considere-se duas *strings”. onde
cada uma representa uma solugio para um problema hipotético. O
operador de cruzamento realiza a troca de trechos de cédigo entre
dois individuos selecionados, gerando outros dois novos
individuos que vdo fazer parte de uma nova populagdo. O ponto
de cruzamento ¢ escolhido aleatoriamente.

Depois de realizado o cruzamento ¢ aplicado o operador de
muta¢do. Cada caractere na seqiiéncia poderd sofrer uma
mutagdo com uma determinada probabilidade, geralmente baixa.
O operador de mutagdo possibilita que o individuo afetado faga
parte de uma nova regido do espago de busca. Esse operador cria
novas solugdes e previne 0 AG de convergir num 6timo local.

Vantagens e Aplicacdes

Os AG’s apresentam uma série de vantagens sobre outros
métodos de otimizagdo. Sdo relativamente imunes 4 alta
dimensionalidade. a minimos locais ¢ a ruidos. Sdo métodos
indutivos, e ndo dedutivos, porque procuram solugdes através
da justaposigdo de hipoteses. Usam regras probabilisticas, e ndo
regras deterministicas, para guiar a busca. Consideram uma
populagdo de pontos e ndo um sé ponto como o fazem os outros
métodos.

Atualmente os AG’s estdo sendo utilizados em variadas
aplicagdes, em diferentes dreas, com diversas publicagdes em
segmentos como engenharia mecdnica, “data warehousing” e
finangas (McCormick, 1997). Entre os produtos de software
baseados em AG’s disponiveis no mercado atualmente, destacam-
se o0 Microsoft Excel que possui a fungdo “Evolver” incorporada
e as diversas “toolboxes” de AG’s que se integram a pacotes de
software tais como o MatLab.

APLICACAO DO AG AO PROBLEMA

Devido as caracteristicas dos termistores existentes no
mercado, suas especificagdes possuem apenas valores pré-
determinados e de reduzida variedade.

Geralmente, tem-se os dados dos transdutores ndo lineares.
a forma do circuito de linearizagdo e informagdes relativas aos
requisitos metrolégicos e operacionais (como a faixa de medigao
que deseja-se cobrir, por exemplo). Com base nos dados
disponiveis, pardmetros do circuito de linearizagdo devem ser
determinados de forma a minimizar a incerteza associada ao
transdutor ¢ a maximizar a sua sensibilidade.

Para resolver esse problema explorar-se-d4 diferentes
combinagdes, a partir de um conjunto de N termistores diferentes
entre si, tomados de tabelas de diferentes fabricantes. Para cada
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combinagdo, os valores que necessitam ser encontrados, portanto,
sdo os valores das resisténcias fixas.

Foi estabelecida a seguinte segiléncia de etapas para
resolver o problema:

a) selecionar combinagdes de termistores;

b) submeter essas combinagdes a um AG;

c) adequar os valores encontrados como ideais para os
resistores do mercado;

d) realizar a avaliagdo das incertezas.

Foram selecionados 9 termistores, com resisténcias a 25°C
diferentes entre si ( 2252 Q, 3 k€, 5 kQ, 10 k€, 25 k€, 30 kQ,
50 kQ, 100 kQ e 150 kQ). Seus coeficientes de acordo com a
equagdo 7 (vista adiante) sdo listados na Tabela 1. Para o circuito
com 3 termistores, tendo-se 9 termistores disponiveis, tomados 3
a 3, tem-se um total de 84 combinagdes possiveis.

Tabela 1 - Coeficientes dos Termistores

R’s Coeficientes
(kQ) | a,.10° a,.10° a,.10° as. 10’
2252 -6.5056 | 4.4328 [ -0.1220 | -1.3366
3 -6.0240 |  4.2607 0.3825 | -1.8282
5 -5.5567 4.3031 0.2451 | -1.6800
10 -5.0117 49015 | -1.9868 0.0462
25 -9.4368 74187 | -5.9212 3.5545
30 -4.9370 52672 | -2.1414 | -0.0290
50 -4.4604 3.4427 6.3280 | -8.9743
100 | -3.7672 3.4427 6.3289 | -8.9743
150 | -3.3618 3.4427 6.3289 | -8.9743

Cada circuito produto da combinagdo de termistores passa
pelo AG. A partir dos parametros dos termistores e da faixa de
temperatura que deseja-se cobrir, 0 AG fornece quais sdo os
valores dos resistores a serem aplicados no referido circuito, bem
como o erro maximo de linearidade e a sensibilidade possivel
naquelas condigdes.

Para adequar os valores dos resistores desejados aqueles
disponiveis no mercado permite-se que sejam realizadas
combinagdes de 2 resistores em série ou em paralelo (mesmo que
isso signifique aumentar a incerteza associada aos resistores),
caso ndo se encontre um resistor que sozinho resolva o problema.
Logicamente sdo recalculados o erro maximo de linearidade e a
sensibilidade fornecida pelo circuito.

Uma caracteristica importante a ser otimizada em circuitos
linearizadores ¢ a sua sensibilidade resultante, pois essa afeta
diretamente a magnitude das incertezas associadas. Além disso, a
maximizagdo da sensibilidade ¢ importante porque deve-se fazer
com que o sistema de medi¢do como um todo tenha uma boa
relagdo sinal/ruido.

Em circuitos de linearizagdo de transdutores existem certas
componentes de incerteza que ndo podem ser alteradas (a deriva
térmica de um resistor, por exemplo), porque variam somente em
fungdo das especificagdes dos componentes do circuito de
linearizagdo. Entretanto existem outras que variam em fungdo do
arranjo entre esses componentes e dos valores que esses podem
assumir e que. portanto, podem ser minimizadas. O erro de
linearidade residual é um exemplo dessa dltima classe de
componentes, sendo que ¢ um erro sistemdtico, porém ndo
compensavel na pratica.

Equacionamento

Para empregar com éxito uma ferramenta que otimize a
linearizagdo € necessaria uma fun¢do de avaliagdo. Para
minimizagdo do erro de linearidade (E) e maximizagdo da
sensibilidade (S), tal fun¢do poderia ser uma f{E.S), por exemplo.

Quer-se encontrar o0 menor erro de linearidade possivel, que
pode ser expresso por:

E = max(abs(T - TR)) @




onde T é o vetor que contém a faixa de temperatura
considerada, discretizada em intervalos de dT: e, TR ¢ a
temperatura resultante encontrada nas equagdes do circuito
linearizado nos pontos de temperatura equivalente em T. O vetor
TR ¢ dado por:

R, =X
& 0
TR = —— (3)
Xy
onde, utilizando regressdo linear, obtém-se:
1
oy (7o) o xn,)
[ } =) = x U x \U x Req (4)
Xy
sendo que:
T
1 1 .. 1
i - ]

onde ¥, ¢ a sensibilidade fornecida pelo circuito. R ¢ a
resisténcia equivalente do circuito da Figura 2, dada por:

A 1 1 1
+
JR'2 + RTZ Rl + RTI

(6)

+

3 Rr3

Utilizando a equagdo de Steinhart e Hart (incluindo o termo
de segunda ordem), o comportamento dos termistores (Rt’s) pode
Ser expresso por:

(7)

onde T ¢ a temperatura de interesse expressa em K e [a,, a;,
,, 83] sdo coeficientes originados do ajuste de um polindmio de
terceira ordem aos dados de resisténcia em fungdo da
temperatura, tabelados por fabricantes.

Fungdo de Avaliagdo

O AG necessita que se especifique uma fungdo de
avaliagdo. Como o objetivo é determinar os valores de
resisténcias fixas utilizadas para linearizagdo de termistores, com
erros de linearidade minimos e sensibilidade maxima, deve-se
obter uma maneira de equacionar essa fungdo de avaliagdo de
forma a relacionar o erro de linearidade com a sensibilidade
fornecida pelo circuito sugerido.

Tabela 2 - Resultados de simulagdes de diferentes fungdes de

avaliagdo
Fungdo de Erro Méaximo Sensibilidade
Avaliagdo f{E.S) (°C) (27°C)
E/S 0,1590 -21,71
E*/S 0,0665 -16,60
E’/S 0,0282 -13,01

Com o intuito de determinar a melhor fun¢do de avaliagdo
foram realizadas simulagdes com AGs, considerando o mesmo
circuito publicado por H. W. Trolander (Trolander et al, 1972),
que conseguiu erros de linearidade na faixa de 0,05 °C e
sensibilidade de -9,17 Q/C. Os resultados médios de 5
execugOes das diferentes fungdes simuladas estdo expressos na
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Tabela 2. Pelos dados das simulagdes pode-se perceber que a
ultima fungdo avaliada fornece um circuito que possui um erro de
linearidade bastante pequeno (quase a metade do que encontrou
Trolander, e com uma sensibilidade bem melhor). Portanto daqui
para adiante, quando for referenciada a fung¢do de avaliagdo,
estar-se-a utilizando a Gltima fungdio do quadro da Tabela 2.

Resultados

Com cada uma das 84 combinagdes possiveis foram
realizadas 3 simulagdes. Como o AG é um método de procura
estocdstico, deve-se executd-lo repetidas vezes até que tenha-se
certeza que ndo consegue-se obter uma outra resposta melhor do
que a encontrada. As 10 melhores combinagdes sdo apresentadas
na Tabela 3, em ordem de resultado de f(E,S). A Figura 6 fomece
uma representagdo da forma do erro de linearidade do melhor
circuito. Cada simulagdo, consiste de um AG com 1000
individuos, sendo avaliados por 10 geragdes. Para efeito de
simplicidade de comparagdo, a faixa de medigdo considerada ¢ de
(0 a 100) °C.

Erros de Li
003 v N -

dade na Melhor Combinagdo

T T T

(=] o (=]
e o L= g

Erro de Lineandade (*C)

&
L

)
8

004

20 E il 40 50 680 70 80 90
Temperatura (°C)

0 10 100

Figura 6 - Erros de linearidade na melhor combinagio

O resultado do estudo pode ser facilmente estendido tanto
para circuitos com mais de 3 termistores, como também para
circuitos onde se deseja linearizar a relagdo entre tensio e
temperatura ¢ ainda para outros circuitos em que se deseja a
cobertura de faixas de medigdes diferentes de (0 a 100) °C.

Tabela 3 - Resultados das simulagdes para a faixa de medigdo de

(0al00)°C
Termistores Resistores Erros | Sens
RO (k€2) (£2) Linea. | (Q/C)
(°C)

Rtl | Rt2 [ Rt3 R1 R2 | R3
5 30 | 150 | 21476 | 8706 |6652]0.0320] -31,36
2252 10 | 50 | 5738 |2118|1716|0,0383| -8.13
5 50 | 150 | 15133 [10405/5813[0,0685] -27,03
2,252 | 10 | 30 | 8234 | 3551 |1885|0,0545| -8,40
10 | 100 | 150 | 16520 |19902{8368|0,1140| -43,21
5 50 [ 100 | 14047 [12023]6188]0.1366] -31.65
3 10 | 30 | 14676 [ 6293 [3131]0.1464]| -15.19
22521 25 | 50 | 6474 [ 5316 [2916]0,1481] -14,68
5 30 | 100 | 18117 | 9660 |6697]0,1996| -34,13
5 25 | 30 |10902|13818]3291/0,1596| -17,24

Para verificar com mais rigor a capacidade do esquema
sugerido em fornecer boas respostas, foram realizadas simulagdes
visando buscar qual a melhor combinagdo de resistores para um
circuito comercialmente disponivel. Este circuito possui como




termistores Rt1=2000, Rt2=15000, Rt3=45000; e¢ R1=88200,
R2=38000, R3=23100 como resistores. A rede foi planejada para
uma faixa de medigdo (FM) de (-50 a +50) °C., com erro de
linearidade de 0,09 °C e uma sensibilidade de -129 Q/FC. A
Tabela 4 fornece o resultado de 10 simulagdes realizadas, ja com
os valores de R1, R2 e R3 corrigidos para valores de resistores
comercialmente disponiveis. E interessante observar que, em
alguns resultados (em negrito), tanto as sensibilidades
encontradas quanto os erros de linearidade sdo melhores do que
aqueles do circuito comercialmente disponivel.

Tabela 4 - Resultados de Simulagdes Realizadas para a faixa de
medigdo de (-50 a +50) °C

Resistores Erros

(£2) Linear. | Sens

R1 R2 R3 (°C) (£2/°C)
90280 | 38190 | 23516 | 0.0527 | -132
92770 | 39200 | 24112 | 0.0588 | -136
91423 | 38657 | 23804 | 0.0602 | -134
83000 | 35587 | 21750 | 0.0670 | -121
80080 | 34610 | 21036 | 0.0746 | -116
101020 | 42720 | 26139 | 0.0851 | -149
76180 | 33260 | 20078 | 0.0877 | -110
109370 | 47347 | 28508 | 0.1101 -163
109320 | 47400 | 28500 | 0.1130 | -163
98860 | 41574 | 26460 | 0.4081 -151

E usual que se necessite de faixas menores do que aquelas
especificadas pelos fabricantes. Exemplos sdo aplicagdes
relativas @ medi¢do ou ao controle de condigdes ambientais.
Supondo-se uma faixa de medigdo de (+10 a +30) °C. pode-se
observar que os erros de linearidade possuem uma grande
diferenga em termos de ordem de grandeza para aqueles
apresentados no caso anterior, conforme apresentado na Tabela 5.
Nessa faixa de medigdo, os erros de linearidade do circuito
poderiam até serem ignorados. E interessante ressaltar que se o
erro de linearidade de 0,01°C for aceitivel. pode-se conseguir
sensibilidades em torno de 220Q/°C.

Tabela 5 - Resultados de Simulagdes Realizadas para a FM de

(+10a+30) °C
Resistores Erros

(Q) Linear. | Sensib.

RI R2 R3 (°C) | (O
138020 | 32656 | 20460 [ 0.0001 | -125
108853 | 28332 | 17780 [ 0.0004 | -105
140121 | 36833 | 23327 | 0.0004 | -142
148800 | 37230 | 23492 [ 0.0005 | -144
161400 | 37360 | 23426 [ 0.0006 | -145
166210 | 34958 | 21750 | 0.0007 | -136
149260 | 39098 | 24775 [ 0.0007 | -152
100610 | 46887 | 31540 [ 0.0011 | -176
108980 | 45764 | 30416 | 0.0011 | -174
216960 | 38030 | 23370 | 0.0015 | -150

Anilise de Incertezas

A andlise de incerteza do transdutor de temperatura
linearizado é realizada com base no Guia para expressdo de
Incerteza de Medigdo (ISO GUM) (ISO/IEC/TUPAC/BIPM,
1997).

O resultado da medigdo ¢ determinado através da equagio
8. Para expressar a correlagdo existente entre os resistores quanto
a sua variagdo com a temperatura, incluiram-se parcelas AR; que
explicitam essas variagoes.
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1
Ry 1 1 1 1

+ o+ -
R+AR, Ry R+AR+R, R+AR+R,
Para a andlise, tratou-se as fontes de incerteza como

incertezas de avaliagdo Tipo B (obtidas por meios ndo
estatisticos) e as tendéncias (erros) existentes ndo foram

(8)

corrigidas.

Utilizou-se como fonte de incertezas as seguintes
componentes:

Termistores:

a) intercambiabilidade: compreende a mdxima variagdo

decorrente do processo produtivo. Os fabricantes dos
termistores analisados especificam uma
intercambiabilidade de +0.2°C. Portanto a incerteza
padronizada é:

0.2

dRt.
LJ3
aT V3

k(Rf..-) = 9)

onde:
ORT;/aT : sensibilidade do termistor em determinada temperatura;
V3 : divisor para padronizar a distribuigio retangular

b) auto-aquecimento: compreende o erro  maximo
causado pela passagem da corrente de excitagio na
medigdo da temperatura. Segundo calculos, se forem
utilizadas correntes inferiores a 50 pA para medigdo
em dgua corrente (coeficiente em torno de 10mW/°C)
(Omega, 1995), o erro causado ¢ inferiora 1 mK.

Resistores:

a) tolerdncia: ¢ a mdxima variagdo apresentada no
processo de fabricagdo. Os resistores utilizados
possuem tolerancia de +0.1%.

0.01%
u(Ry) =220 (10)

3

onde: Ro — Resisténcia nominal a 25°C

b) variagdo com a temperatura: os resistores utilizados
possuem um coeficiente térmico de *15 ppm/°C
[nQ/(Q°C)] com um ambiente variando entre 0°C e
50°C. Deve-se notar que ARi tem valor nominal 0.

Ro.|5.10-6,25“c (11)
u(AR)) =————

A

Segundo o ISO GUM, a determinagdo da incerteza
padronizada para R, ¢ exposta na equagdo 12. O termo de
r(ARi,ARj) representa a correlagdo existente entre as duas
variaveis. Supbs-se que as grandezas s3o completamente
correlacionadas, de valor igual a 1.

A incerteza expandida combinada (Uys) para fator de
abrangéncia igual a 2 e com nivel da confianga de 95% foi para
os melhores circuitos simulados de £0,27°C, ja considerado o erro
de linearidade de £0,032°C., melhores em linearidade ¢
compativeis quanto aos demais  circuitos comercialmente
disponiveis (Omega, 1995).

A Figura 7 mostra a forma de contribui¢do das fontes de
incerteza ao longo da faixa de medigdo considerada. Percebe-se
claramente a influéncia das incertezas dos termistores em faixas
onde a atuagdo de cada um predomina. Se as incertezas dos
termistores forem minimizadas (através de calibragdo, por
exemplo). a tolerdncia do resistor R3 passard a ser mais
significativa.
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Créfico das Incerezas Padronizadas
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Intercambisbilidade R13

Denva Témmica R3
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Figura 7 - Gréfico das Incertezas Padronizadas para o Melhor
Circuito Encontrado

CONCLUSOES

Embora, geralmente. o erro de linearidade ndo seja uma
grande fonte de incerteza ¢ importante que seja reduzido o
méaximo possivel, pois é somado algebricamente a incerteza
combinada do circuito de linearizagao.

Neste trabalho foi exemplificado o potencial de utilizagio
do algoritmo genético para linearizagdo de termistores. Foram
obtidos circuitos com erros de linearidade menores do que 0,05°C
¢ sensibilidade de 30 Q/°C, numa faixa de medigdo de (0 a
100)°C, através de combinagdes de termistores disponiveis no
mercado.

Também foi realizado um estudo comparativo dos
resultados obtidos com o algoritmo genético em relagdo a um
circuito comercial, representativo do estado da arte em termos de
disponibilidade de mercado. Para a faixa de medi¢do de (-50 a
+30)°C, obteve-se tanto sensibilidade quanto erro de linearidade
melhores do que o fabricante dispde. Além disso, quando a faixa
de medigdo foi reduzida para (10 a 30)°C, verificou-se que,
através do Algoritmo Genético, atingiu-se melhores valores de
sensibilidade e erros de linearidade extremamente menores
(inferiores a 1 mK). Percebe-se também que, se for suportado um
erro de linearidade em torno de 0,01°C, pode-se obter uma
sensibilidade maior; em torno de 220 Q/°C. Esse procedimento
permite que o circuito comercialmente disponivel possa ser
adequado as necessidades metroldgicas do usudrio.

O Algoritmo Genético ¢é adequado para o problema em
questio ¢ facilmente aplicivel a um nimero qualquer de
termistores. Pode, também, ser aplicado em um grande nimero de
outras situagdes em que seja desejavel a linearizagdo otimizada
da caracteristica de resposta de transdutores,
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BSTRACT

A tool for minimization of uncertainties in thermistors
linearization circuits based in Genetic Algorithms is presented.
The tool maximize the sensitivity of the linearization circuit,
minimizing simultancously the linearity error. A review of
thermistors linearization circuits is presented. A case study with a
three thermistors linearization circuit is reported. The obtained
circuit present linearity errors smaller than 0,05°C and sensitivity
around 30 ©/°C in the range of (0 to 100)°C and linearity error
below 0.001°C and linearity around 175 Q/°C for the range of (10
to 30)°C.
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RESUMO

Neste trabalho objetiva-se mostrar a viabilidade da wiilizagao de biodiesel, combustivel obtido a
partir de éleos e gorduras de origem vegetal, como um aditivo ou mesmo substituto do dleo diesel
convencional, em motores de combustao interna. Discute-se a obtengao do biodiesel a partir de dleos
vegetais "_in natura”, e a partir de éleo usado. Analisa-se a wiilizagao de misturas biodiesel de éleo de
fritura e diesel puro em wm motor estaciondrio e em énibus urbanos de Curitiba. Analisa-se o nivel de
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INTRODUCAO

Este trabalho tem como objetivo mostrar a viabilidade
da utilizagio do biodiesel, combustivel obtido a partir de 6leos e
gorduras de origem vegetal, como um aditivo ou mesmo
substituto do 6leo diesel convencional, em motores de combustdao
interna. Analisa-se a obtengdo do biodiesel a partir de 6leos
vegetais “in natura”, ¢ a partir de 6leo usado (proveniente dos
processos de fritura que acontecem no setor de refei¢hes
industriais). Discute-se o processo de transformagio do dleo de
fritura usado, em 6leo possivel de ser utilizado em motores de
combustdo interna. Analisa-se a utilizagio de uma mistura de
20% de biodiesel de éleo de fritura e 80% de dleo diesel puro
convencional em um motor de combustdo interna estaciondrio.
Discute-se sobre a utilizagdo dessa mistura em Onibus da frota
urbana da cidade de Curitiba. Foram levantados parametros de
desempenho do motor quando os veiculos utilizavam
porcentagens de biodiesel incorporado ao diesel comum.
Discorre-se sobre o desempenho do motor utilizando essa mistura
combustivel. Analisa-se o nivel de emissio de particulados dos
onibus utilizando o biodiesel de 6leo de fritura na proporgio de
20% e discute-se o desempenho geral do veiculo.

DESCRICAO DO PROBLEMA

A reciclagem de residuos atualmente tende cada vez
mais a ganhar espago, nao somente porque os residuos
representam  “matérias primas” de baixo custo, mas,
principalmente porque o meio ambiente jd estd necessitando da
reciclagem de todo tipo de residuo possivel, uma vez que os
processos naturais de reciclagem demandam um tempo muito
grande. Logicamente, até o momento, o sucesso do
reaproveitamento de residuos estd atrelado ao “lucro”™ obtido
pelas empresas. Dentre os processos de reciclagem, de sucesso no
Brasil, destacam-se materiais como o papel, pldsticos, metais,
6leos lubrificantes usados em automéveis, soro de leite, bagago
de cana etc. Entretanto, muitos outros materiais estio poluindo o
meio ambiente e merecem ateng¢do especial. Outro tipo de residuo
que ndo tem um destino definido, sdo os éleos e gorduras
descartados de frituras. A grande diversidade dos
estabelecimentos que utilizam esses O6leos, dificultam um
levantamento preciso da sua quantidade. Segundo a Associagdo
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Brasileira das Empresas de Refeigdes de Curitiba (ABERC),
estima-se que somente nos restaurantes industriais da regido
metropolitana de Curitiba, sdo descartados por més mais ou
menos 100 toneladas desse residuo, cujos destinos sdo os mais
variados: produgdo de sabfio, massa de vidraceiro, comida para
porcos. Além disso, boa parte vai para terrenos baldios e esgoto
doméstico.

DEGRADACAO DE OLEQOS PELO AQUECIMENTO

A fritura por imersido é um importante processamentos
de alimentos no mundo inteiro, que utiliza 6leos ou gorduras
vegetais como meio de transferéncia de calor. Os éleos ou
gorduras sofrem degradagdes, reagoes hidroliticas e oxidativas
(Arellano, 1993), que os tomam inadequados para o
processamento de alimentos. A oxidagdo é acelerada pela alta
temperatura do processo na presenga de oxigénio e ¢ a principal
responsdvel pela modificagdo das caracteristicas fisico-quimicas
e organolépticas do éleo. Este torna-se escuro, viscoso, tem
aumentada sua acidez e apresenta odor desagraddvel, comumente
chamado de rango (Costa Neto, 1995). Sua purificagdio com
materiais adsorventes, ndo € vidvel do ponto de vista econdmico
(Costa Neto, 1996).

O dleo de fritura depois de descartado toma-se um
residuo, que na maioria das vezes € eliminado através da rede de
esgoto doméstico, colaborando para agravar os problemas do
meio ambiente. Sua reciclagem como biodiesel, atende de uma sé
vez duas necessidades bdsicas dos tempos modernos, retira do
meio ambiente um poluente e aproveita seu potencial energético
(como combustivel).

PODER CARBURANTE DE OLEOS VEGETAIS

Os dleos vegetais sdo produtos naturais, constituidos da
mistura de ésteres derivados do glicerol, triglicerideos (Fig. 1),
cuja cadeia de 4cidos graxos contém de 8 a 20 dtomos de
carbonos. Tanto a composigdo quimica como o ndmero de
insaturagdes, variam conforme a espécie oleaginosa. A andlise da
composicio de dcidos graxos constitui-se no primeiro 6leo
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R =cadeia carbiinica dos Triglicerides

Fig. 1 Reagdo de Transesterificagdo (alcodlise de 6leos vegetais).

procedimento a avaliagd@o preliminar da qualidade carburante do
bruto, ou de seus produtos de transformagao.

Segundo Brasil (1985). a avaliagio da qualidade
carburante de Gleos vegetais requer a determinagio analitica
principalmente: do poder calorifico, do fndice de cetano, da
curva de destilagdo, da viscosidade e do ponto de névoa. O poder
calorifico permite alcangar a poténcia médxima a ser atingida pelo
© motor em operagao, enquanto o indice de cetano define o poder
de autoinflamagdo e de combustio do éleo. Seu valor condiciona
0 desempenho global do motor, refletindo na partida a frio, nivel
de ruidos e gradiente de pressio. Comparado ao éleo diesel
convencional, os dleos vegetais apresentam menor calor de
combustdo (Tabelas-1 e 2) e indice de cetano ao redor de 40.

Tabela.l - Propriedades Fisicas de Alguns Oleos Vegetais e do
Oleo Diesel (Fonte: Brasil, 1985).

valores de viscosidade bastante elevados, podendo exceder a 10
vezes a do Oleo diesel, e em alguns casos, como no éleo de
mamona, essa relagio pode atingir indices 100 vezes maior
(Brasil, 1985).

O ponto de névoa, que corresponde 2 temperatura
inicial de cristalizagio do dleo, influencia negativamente o
sistema de alimentagio do motor, bem como o filtro do
combustivel, sobretudo quando o motor € acionado sob
condigbes de baixa temperatura. Para evitar-se a solidificagio,
mesmo que parcial, do 6leo, deve-se proceder ao seu pré-
aquecimento. Este pré-aquecimento pode ser realizado com a
propria dgua de arrefecimento do motor ou através da sua
diluigdo com outros éleos insaturados, de modo a assegurar a
completa fluidez do combustivel. Por outro lado, os pontos de
fulgor e de inflamagdo, sdo propriedades determinantes do grau
de inflamabilidade e de volatilidade do combustivel. Enquanto o
ponto de fulgor indica a temperatura minima na qual o éleo forma
uma mistura inflamdvel com o ar, o tempo de inflamagéo,
representa a temperatura na qual o 6leo queima durante um
tempo minimo de 5 segundos.

Ao contrério dos 6leos vegetais, os 6leos derivados do
petréleo sdo estdveis a temperatura de destilagdo, mesmo na
presenga de excesso de oxigénio. No caso dos éleos vegetais de
estrutura predominantemente insaturada, a decomposigao térmica
inicia-se em temperaturas préximas a 250°C, onde os glicerideos
sofrem uma séric de reagbes quimicas, com a formagio
subsequente de  compostos  poliméricos.  Observa-se
comportamento semelhante com os éleos de frituras. A presenga
de compostos poliméricos, aumenta a temperatura de destilagio
dos dGleos vegetais, eleva o nivel de fumaga e reduz a viscosidade
do d6leo lubrificante. A queima incompleta dos produtos
secunddrios, acarreta diminui¢do de poténcia do motor. Tal
comportamento, nio é observado com derivados metanolisados
ou etanolisados (biodiesel), cuja mistura ¢é destilada quase

Caracteristicas Oleo de | Oleode | Oleo in_tegralme.nte em temperatura infcrios a 350°C (Tabela's-3 e 4),
Dendé | Babacu | Diesel ndo se verificando qualquer decomposicdo do 6leo (Brasil, 1985).
Poder Calorifico (kcal/kg) 8946 0049 10950 Cnrr'llp?na(ritwglto ;en;glhant?r [::lie 5ser observado para ésteres
Indice de Cetano 38-40 | 38 40 e e o o oD (T mea)
:‘“"i‘i"aﬁ: 378 (é {e31) 3;"8 309 2'0'04'3 Tabela 3. Caracterfsticas fisico qufmicas do biodiesel (éster
Tont(l ctu “i'a];e t)'l 0% 3 3519 32469 rer etilico) de virias espécies de 6leos vegetais e do 6leo diesel.
emperatura p/ Destilar o
Volume (°C) Caracteristicas Biod. de Biod.de | Oleo Diesel
Residuo de Carbono (% peso) 0,54 0.28 0,35 Oleo de leo de Conv
Mamona Milho
Tabela.2 - Propriedades Fisicas de Oleos Vegetais ¢ do Oleo Massa especifica a 20°C 0,9190 0,8760 0,8050 -
Diesel (Fonte: Brasil, 1985). (g/em’) 0,8650
Viscosidade 37,8" (cSt) 21,60 5,40 2,00-5,40
Caracteristicas Oleode |Oleode| Oleo Inflamabili dade ("C) 208 196 33
Amendoim | Soja | Diesel P“'“_" de_ Fluidez (°C) -30 =) )
Poder Calorifico (kcal/kg) 9458 | 9421 | 10950 | |Restilacdo S0% CC) 20 S et
= Destilacio 90% ("C) 334 343 350 (85%)
Indice de Cetano 39-41 36-39 40 Corrsatiidade 0 o 2
ViSCOSidade 37.80C (CS[) 41.] 36.8 2.0‘4.3 Teor d‘; Cinzas "%) 0 0 0,01
Ponto de Névoa (°C) 19 13 0 Teor de Enxofre (%) 0 0 0.8
Temperatura p/ Destilar 90% 349 370 338 Indice Diesel 39,0 57,0 53,0
do Volume (°C) Cor (ASTM) 2,0 1,5 2,5
Residuo de Carbono (% peso) 0,49 0,54 0,35
A viscosidade, medida da resisténcia interna ao O BIODIESEL

escoamento de um liquido, constitui outra propriedade intrinseca
dos 6leos vegetais. E de considerével influéncia no mecanismo de
atomizagdo do jato de combustivel, no funcionamento do sistema
de injegdo. Também influencia o processo de combustio, de cuja
eficiéncia dependerd a poténcia mdxima desenvolvida. Em
relagdo ao diesel convencional, os Gleos vegetais apresentam
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O termo biodiesel aplica-se ao combustivel substituto
do dleo diesel, constituido de ésteres obtidos a partir de dleos
vegetais, por processo de transesterificacdo com dlcoois em meio
4cido ou bésico (Fig 1). O biodiesel € uma forma de combustivel
que ainda carece de muitos estudos, embora sua utilizagdo teve




origem no inicio deste século. Por exemplo, um dos principais
problemas com a utilizagdo do biodiesel estd relacionado com a
qualidade de ignigio em relagio ao diesel convencional.
Entretanto, aminas e amidas tercidrias de dcidos graxos sio mais
eficientes que os ésteres e podem corrigir essa deficiéncia
(Stournas et. al., 1995).

Tabela 4. Caracteristicas fisico quimicas do biodiesel (éster
etilico) de vérias espécies de 6leos vegetais e do 6leo diesel.

Caracteristicas Biod. de | Biod. Oleo Diesel
Oleo de | de Oleo | Convencional
Algoda de
0 Piqui
Massa especifica 20"C (g!u:m’) 0,8750 | 0,8650 | 0,8050-0,8650
| Viscosidade 37,8" (cSt) 6,00 5,20 2,00-5,40
Inflamabili dade ("C) 184 186 55
Ponto de Fluidez ("C) -3 +5 -6
Destilacio 50% ("C) 340 336 250 (65%)
Destilagio 90% ("C) 342 346 350 (85%)
Corrosividade 0 0 2
Teor de Cinzas (%) ] 0 0,01
Teor de Enxofre (%) 0 0 0,8
Indice Diesel 57,5 60,0 53,0
Cor (ASTM) 1,0 0,5 2,5

Tabela 5. Caracteristicas fisico quimicas do biodiesel (éster

metilico) de 6leo de fritura.

Caracteristicas Diesel | Biodiesel

Massa especifica 15 °C (Kg/m*) | 0,849 | 0,888
Ponto Inicial de Destilagdo ("C) 189 307
10% 220 319
20% 234 328
50% 263 333
70% 286 335
80% 299 337
90% 317 340
Ponto Final de Destilagio (°C) 349 342
Aromiticos (%v/v) 31,5 /
Carbono (%) 86,0 77,4

Os trabalhos desenvolvidos em nosso pais, com vdrios
tipos de 6leos vegetais transesterificados, puros ou misturados ao
diesel convencional na proporgio de 30%, demonstraram bons
resultados quando utilizados por caminhdes, Gnibus e tratores.
Nesses testes, foram percorridos mais de um milhdo de
quilémetros e os principais problemas apresentados foram
pequeno acimulo de material nos bicos injetores e um
decréscimo da viscosidade do dleo lubrificante (Brasil, 1985).

EMISSAO DE POLUENTES

A utilizagdo de biodiesel no transporte rodovidrio
pesado, oferece grandes vantagens para o meio ambiente, tendo
em vista que a emissdo de poluentes é menor que a do dleo diesel
(Clarck et. al. 1984, Masjuk et. al. 1993). As emissdes de
mondéxido e diéxido de carbono, enxofre e material particulado
foram inferior ao diesel convencional, enquanto, os niveis de
gases nitrogenados foram maiores (Chang et. al. 1996).

As emissdes de hidrocarbonetos provenientes da
utilizagdo de biodiesel de 6leo de soja € de um modo geral,
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inferior ao diesel convencional, mas em motores turbinados, que
se utilizam de trocadores de calor para aquecer o ar de admissio
em baixas cargas, houve redugdio de 40% no nivel de
hidrocarbonetos, em comparagdo com o 6leo diesel (Brasil,
1985).

No caso da combustdo de ésteres de dleos vegetais,
acredita-se que a emissdo de aldeidos seja superior aquela
proveniente da combustao do éleo diesel convencional, devido 4
existéneia de oxigénio na molécula do éster. Os resultados
mostram que o teor de aldeidos pode atingir valores 5-10 vezes
maiores que os obtidos na combustdo do diesel. Apesar disso, o
nimero de mutagdes no teste de Ames foi em média trés vezes
menor para o d6leo vegetal do que para o 6leo diesel (Brasil,
1985).

O odor proveniente da queima do éster de 6leo vegetal
é sensivelmente diferente daquele do dleo diesel e tem sido
considerado como aceitdvel por algumas pessoas e enjoativo por
outras. A auséncia de enxofre nos ésteres de 6leos vegetais deve
eliminar a emissdo de SO, que ocorre nos gases de escape dos
motores a Oleo diesel.

A utilizagio de biodiesel de éleo de soja misturado ao
diesel convencional na proporgao de 20%, com o propdsito de
redugdo da poluigao estd sendo testado nas cidades de Curitiba e
Sdo Paulo, no Brasil e Rosdrio e Buenos Aires, na Argentina
(Vianna, 1997).

O grau de fumaga para biodiesel de éleo de piqui foi
comparado com o Gleo diesel convencional, (Fig. 2), cujos
resultados sdo nitidamente favoriveis ao déleo esterificado,
principalmente acima de 4000 rpm. Esse comportamento é
observado para outros tipos de biodiesel (Brasil, 1985)

Fig. 2 Comparagio da Emissio de Graus de Fumaga (Indice
Bosch) do Diesel e do Oleo de Piqui Esterificado (fonte: Brasil,
1985).

Na Fig. 2, a excegdo do primeiro par de colunas, a
primeira coluna do par representa a emissao de fumaga com o uso
do diesel convencional. A outra coluna do par refere-se 4 emissdo
de fumaga em ensaio utilizando o biodiesel.

BIODIE E OLEO USADO

A utilizag@o de biodiesel de 6leo usado em frituras, foi
pouco estudada. Nye et. al. (1983) e Mittelbach et. al. (1988),
realizaram alguns estudos de desempenho do combiistivel em
motores, observaram as emissdes de poluentes e obtiveram
resultados satisfatérios. Segundo Mittelbach et. al. (1988), os
testes foram realizados em bancada dinonométrica e em veiculo

médio de carga com motor turbinado.



A Tabela 5, apresenta algumas caracteristicas fisicas e
quimicas do biodiesel (ésteres metilicos), de 6leo de fritura sem
especificagio definida e compara com o éleo diesel (nimero.2).
Através de algumas dessas caracteristicas, verifica-se que o
biodiesel de 6leo de fritura ndo é muito diferente de outros tipos
de biodiesel de OGleos ndo usados, descritos anteriormente
(Tabelas 1 e 2).

EMISSOES

Quanto a emissdo de poluentes, provenientes da
combustdo do biodiesel de 6leo de fritura usado, Mittelbach et.
al. (1988), observaram que os niveis de hidrocarbonetos,
mondxido de carbono e materiais particulados, foram inferiores,
tanto no teste com motor estaciondrio e principalmente com o
motor em movimento. Neste dltimo teste, os resultados das
emissdes de hidrocarbonetos e materiais particulados foram em
torno de 50% menores. Por outro lado, as emissdes de gases
nitrogenados foram superiores. Portanto, essas emissdes do
biodiesel de 6leo usado ndo apresentam comportamento diferente
do apresentado por outros tipos de biodiesel citados
anteriormente.

EMISSAO DE COMPOSTOS CARCINOGENICOS

A emissdo de compostos policiclicos aromdticos e
hidrocarbonetos foi também investigado por Mittelbach et. al.
(1988). Entre as substincias citadas estdo o fluoranteno, pireno,
benzo(a)pireno, benzo(k)fluoranteno, benzo(ghi)perileno,
benzo(b)fluoranteno, antantreno, perileno e indeno(1,2,3-
cd)pireno. Sendo que as emissdes de fluoranteno e pireno
constituem 70% do total, mas a presenca de compostos que
apresentam atividade biolégica reconhecida, como o criseno,
benzo(a)pireno, benzo(b)fluoranteno e indeno(1,2,3-cd)pireno,
caracterizaram esses compostos como carcinogénicos. Muito
embora a emissdo desses compostos tenha sido em torno de 28%
a mais para o biodiesel de 6leo usado em relagio ao diesel
convencional, essa incidéncia ndo representa nenhum risco, tendo
em vista que a concentragio ¢ muito baixa e estd dentro dos
limites de tolerédncia.

TESTES COM BIODIESEL DE OLEO USADO

Testes preliminares com biodiesel, proveniente de dleo
de fritura usado, foram realizados em bancada dinamométrica
para o levantamento de alguns pardmetros de interesse como a
emissdo de material particulado, a poténcia do motor, o torque e
o consumo de biodiesel. Essas informagdes aparecem na Tabela
6, a seguir. Os testes foram realizados para duas diferentes
proporgdes de mistura biodiesel/diesel.

Tabela 6 Levantamento de pardmetros preliminares quando da
utilizagdo de mistura biodiesel/diesel puro. Teste em bancada
dinamométrica.

Parimetro 20% de éster | 50% de éster | Diesel puro
Material Partic. (%) 7.55 6.60 7.58
Poténcia (CV) 242 2.53 2.39
Torque (N.m) 8.38 8.8 8.28
Consumo (1/h) 1.57 1.65 1.60

Em seguida, foram realizados testes com misturas de
20% de biodiesel, em onibus da frota de transportes coletivos do
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Municipio de Curitiba. Nesses testes foi utilizado um 6nibus da
marca “Mercedez Benz”, com motor 355 turbinado de 238 CV
de poténcia maxima. O énibus percorreu um total de 915 km nas
ruas da cidade de Curitiba em duas etapas, utilizando uma
mistura de 20% de biodiesel proveniente de 6leo de fritura
transesterificado, e 80% de diesel convencional, sob condigdes
normais de operagdo (observe a Tabela 7).

Analisaram-se as emissoes de materiais particulados,
quando da utilizagao de biodiesel pelos dnibus (mistura de 20%).
Observou-se uma reducdo média de 41,5% (medidos em escala
BOSCH), no que se refere 4 emissdo de materiais particulados,
sendo que o desempenho geral e o consumo do motor ndo foram
afetados. No primeiro teste, realizado entre os dias 24 e 26 de
dezembro de 1997, o 6nibus percorreu 443 km e apresentou 50%
na redugdo da emissdo de particulados. Em fungdo desse
resultado auspicioso, foi realizado um segundo testes, entre os
dias 04 e 06 de fevereiro de 1998. Desta feita o veiculo percorreu
472 km com um registro de 33%, em escala BOSCH, de redugao
na emissdo de particulados. A diferenga entre esses dois testes
pode ser decorrente do fato de que no primeiro teste, o motor do
onibus havia recém saido da revisio, enquanto que o outro nio
estava tio bem regulado. Entretanto, a prépria metodologia
utilizada (sonda BOSCH) pode apresentar diferentes varidveis,
tendo em vista que a medicdo ¢ feita na rua, com o veiculo em
movimento.

Tabela 7. Resultados obtidos em testes com o Biodiesel de 6leo
de fritura transesterificado, utilizado por 6nibus urbano.

Ensaios Biodiesel Diesel | Mistura | Normas
(puro) (puro) (20%)
Viscosidade ¢St 5.14 3,05 3,54 ABNT
(40°C) MB-293
Ponto de Fulgor 151 38 34 ABNT
‘o) MB-50
Ponto de 191 45 43 ABNT
Combustio ('C) MB-50
Massa especifica | 0,8828 0,8359 | 0,8449 NBR-
(g/em’®) 7148
Sedimentos neg neg neg ABNT
MB-38
Cloretos e neg neg neg NBR-
Sulfatos 5779
Umidade (ppm) 1390 58 350 NBR-
5755

CONCLUSOES

A utilizagio de biodiesel de dleo de fritura como
combustivel alternativo, tem um potencial promissor no mundo
inteiro. Em primeiro lugar, por contribuir para a redugio de
polui¢@o no meio ambiente. Em segundo lugar, como é uma fonte
de energia renovavel, poderd vir a ser utilizado como substituto
do dleo diesel a partir do momento que houver diminuigdo das
reservas de petréleo, e este, passe a ser destinado somente para
aplicagdes mais nobres, como a petroquimica.

Atualmente, os Departamentos Académicos de Quimica
¢ Mecénica do Centro Federal de Educagio Tecnoldgica do
Parand, integrado ao Departamento de Quimica da Universidade
Federal do Parand, em parceria com a Companhia de Urbanizagao
de Curitiba, vem desenvolvendo um projeto para o
reaproveitamento de Gleos de fritura usados, coletados junto a
restaurantes industriais da regido metropolitana de Curitiba, como




biodiesel, para o uso em motores de combustdo interna na
movimentagdo de veiculos.

O objetivo maior desse convénio refere-se a
substitui¢do da finalidade do 6leo de fritura usado. Este 6leo, é
comumente, como dito neste trabalho, enderegado & preparagdo
de ragdo animal. Com a mudanga de finalidade, estaria sendo
direcionado para a utilizagdo em motores de combustdo interna,
Desta maneira, estaria-se evitando que um material ji oxidado
(6leo de fritura) o fosse novamente (na produgdo de ragdo
animal) e terminasse em nossa dieta alimentar.
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In this work one discusses the necessity to re-utilise the
wastes from the foods and agricultural sectors, specifically oils
used in frying processes as biodiesel. The performance of the
biodiesel in engines, as well as the emissions of pollutants from
these processes, are also discussed
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RESUMO

Investigou-se a existéncia de correlagdo entre o torque médio indicado e componentes espectrais da
aceleragdo angular do bloco de um motor, calculados respectivamente a partir da pressao no interior de wna
de suas camaras de combustao e da aceleragao linear em uma diregao perpendicular e ndo concorrente ao

eixo molor.

Obteve-se um coeficiente de correlagao linear de 0,91 entre torque médio indicado ¢ a

componente espectral da aceleragdo angular do bloco no dobro da fregiiéncia de explosoes, sem a
necessidade da modelagem do motor e da identificagdo de seus parametros.

INTRODUCAO

Atualmente sdo grandes os esforgos realizados para o
desenvolvimento de motores de combustdo interna com o
objetivo de reduzir a emissio de poluentes, a geragdo de rufdos e
o consumo de combustivel, bem como melhorar o rendimento e
alcangar maiores poténcias com motores cada vez
menores. Destacam-se nesses esforgos alguns trabalhos que
utilizam a andlise espectral para o controle da queima e para a
detecgdo e corregdo de falhas dos motores, (Othman, 1989)
(Connolly e Rizzoni, 1994), (Charbonnier e Champoussin,
1992), (Archambault, 1992), (Sauw et al., 1993), (Azzoni e
Marseguerra, 1995), (Azzoni et al., 1992) e (Ordubadi, 1982). O
estudo da evolugdo da pressdo no interior da cdmara tem sido o
melhor enfoque para a andlise da combustdo (Powell, 1993).
Esta andlise ¢ normalmente realizada em laboratérios dotados de
instrumentos que permitem a avaliagdo e o controle do torque e
da rotagdo desenvolvidos sobre uma ampla faixa de condigoes de
operagio do motor.

No caso de vefculos em condi¢do de trifego, os motores
podem ainda ser submetidos a uma ampla faixa de torques e de
rotagoes, porém a medigdo da pressdo na cimara de combustio
exige o arrefecimento do sensor, uma vez que este fica
submetido as altas temperaturas da camara, o que dificulta seu
uso nestas condigoes.

Medidas indiretas da pressio na camara, (Azzoni e
Marseguerra, 1995), (Azzoni et al., 1992) e (Ordubadi, 1982), ou
do torque por ela provocado tém sido obtidas através da
aceleragdo angular do eixo motor calculada a partir de sua
velocidade, (Connolly e Rizzoni, 1994), (Charbonnier e
Champoussin, 1992) e (Rizoni, 1989). O método que mostrou-
se mais simples e promissor foi proposto, inicialmente, por
Ribens (1981), e mede a aceleragio angular do eixo motor a
partir de um sensor indutivo magnético que detecta a passagem
dos dentes da engrenagem do volante soliddrio ao eixo
motor. Neste caso, € necessdrio fixar rigidamente o sensor com
uma pequena folga entre este e os dentes da engrenagem. Em
muitos veiculos isto s6 é possivel perfurando-se a carenagem que
envolve este volante.

Da mesma forma, a aceleragdo angular do bloco do motor
pode ser utilizada na avaliagio do desempenho de motores, pois
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também tem sua origem no processo de combustdo e nas forgas
por ele provocadas, direta ou indiretamente. Entretanto, poucos
esforgos tém sido realizados para utilizd-la na estimativa do
torque ou na detecgio de falhas.

Com o objetivo de avaliar o torque médio indicado a partir
da aceleragiio angular do bloco de um motor, este trabalho
verifica a existéncia de uma correlagio entre o torque médio
indicado e as componentes espectrais da aceleragio angular do
bloco de um motor de quatro tempos e quatro cilindros. Este
motor foi instrumentalizado de forma a permitir a medida da
pressao no interior de uma das suas cimaras de combustio e a
medida da aceleragio angular do bloco na dire¢io do eixo
motor. A existéncia desta correlagio é verificada sem a
necessidade de levar-se em consideragdo os efeitos dos torques
de inércia do motor.

O uso das componentes espectrais correspondentes 2
freqiiéncia de explosdes e aos miltiplos desta fregiiéncia é
justificado pela simulagio efetuada por Silva e Santos,
(1997). Nesta simulagio foi constatado que as componentes
espectrais do torque devido a pressao do gds sdo proporcionais
ao torque médio indicado. Usando este resultado e
considerando que um sistema linear relaciona os torques sobre o
bloco com a sua aceleragio ¢ possivel, embora ndo exista a
aceleragdo angular média do bloco, avaliar o torque médio
indicado a partir das demais componentes espectrais dd
aceleragdo angular do bloco. Além disso, em Silva e Santos,
(1997) constatou-se que as componentes espectrais do torque
devido as inércias alternativas decaem, com o aumento da
freqiiéncia, mais rapidamente do que o torque devido a pressio
do gds. Portanto, quando se deseja desprezar a contribuigo dos
torques de inércia na avaliacdo do torque médio indicado a partir
da aceleragao angular do bloco, é conveniente utilizar-se de suas
componentes espectrais de ordens superiores.

Esta proposta, abordada na tese de doutoramento de
Silva (1998), apresenta a vantagem de eliminar o processo de
isolamento dos efeitos dos torques de inércia, que seria
necessdrio antes de estabelecer a correlagdo entre a aceleragio
angular do bloco do motor e o torque médio indicado,
eliminando, desta forma, seu respectivo custo computacional e a
necessidade da modelagem e identificagio dos parimetros do
motor.
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SUMMARY

Intrusive phase detection probes are widely used in association with numerical processing techniques to obtain bubble size
distributions in gas-solid bubbly flow. Under these circumstances a numerical problem must be solved which consists in determining
bubble size histograms from measured chord or pierced length histograms. This can be done by inverting a Fredholm integral operator
of the first kind, which is known to be often ill-conditioned. Consequently the solution will be extremely sensitive to small changes or
errors in the input measured data. This work describes the application of wavelet thresholding techniques in the numerical solution of
the problem. Results are presented for several signal to noise ratios (SNR) and for wavelet as well as for classical Fourier thresholding
techniques. The superiority of the former is evident since proper results can still be obtained, even at relatively poor SNR levels.

INTRODUCTION

Gas bubbling fluidized beds are used in industry for a
variety of purposes. The catalytic cracking of hydrocarbons and
the combustion of coals are major applications. A gas bubbling
fluidized bed may be regarded as an ambient comprised of two
phases, a bubble phase and a particulate or emulsion phase. The
bubble phase is dispersed throughout the continuous emulsion
phase. Bubbles are formed as the fluidizing gas is injected at the
bottom of the bed, and move upwards dragging wakes of
particulate. The bubbles frequently coalesce to other bubbles. split
and recoalesce, Coalescence causes the bubble sizes, shapes,
velocities, frequency and distribution to vary along the bed height.
Bubbles formed close to the walls coalesce to internal bubbles
enforcing an horizontal movement towards the axis of the column.
The resulting increased concentration of bubbles towards the core
of the bed causes coalescence to intensify. and at heights
equivalent to the diameter of the column virtually all bubble flow
occurs along the central axis. In shallow beds with large cross
sections, several preferential bubble tracks are formed in the axial
direction. In general the emulsion phase moves upwards in
regions of high bubble activity, and downwards in regions of low
bubble activity. The scale of the column, the design of the gas
injectors, and the particle properties define the patterns of
bubbling and recirculation in gas fluidized beds,

There is no defined interface between the phases. and
the emulsion is permeable to the gas of the bubbles. The process
of transport between the phases is accomplished through diffusion
and mainly through convection. A continuous throughflow is
established through the bubbles, with gases penctrating at the
bottom and leaving at the top. The development of bubbles and
their interaction with the emulsion are major factors determining
the intensity of transport in gas fluidized beds. Therefore,
chemical reaction is deeply affected by bubbling.

The development and properties of bubbles in gas
fluidized beds are investigated using either intrusive or non-
intrusive measuring techniques (Lim et al., 1995). Measurements
through capacitive and electroresistive external probes, optical
and X ray observations through photography and filming, and the
use of gas tracers are among the non-intrusive methods. The
intrusive techniques are based on phase detection probes for
measurements of internal local physical properties. Most of the
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commonly used probes are capacitive, optical, of differential
pressure. and electroresistive. The non-intrusive methods, despite
not disturbing the process, are either limited to small beds or
allow observations confined to parietal regions. The intrusive
probes, despite disturbing the process in some degree, are
applicable to beds of any size. If the concern is turned 1o large
scale beds, intrusive methods should be applied.

The measurement principles of intrusive probes are based
on the detection of changes in a local property of the sensing field. In
fluidized beds the probes can detect the relative presence of gas and
solids on a sensing region, indicating the instantancous presence of
bubbles. However, the conversion of such information into bubble
parameters such as size, shape and velocity is not straightforward.
Only occasionally a bubble is intersected by the probe along its
vertical axis. In fact, the intersection is randomly accomplished at any
chord or pierced length through the bubble. Also, the bubbles may
develop in a variety of shapes, such as flat, hemispherical or
elongated, and through a fixed point inside the bed it may flow
bubbles of several shapes and sizes. Still, the motion of the bubbles is
predominantly ascendant with lateral movements towards the column
axis though favouring transversal intersection. Considering the
difficulties suitable procedures are required for allowing interpretation
and conversion of acquired signals into the actual parameters of
interest.

The literature presents a number of studies on bubble
parameters in fluidized beds using intrusive probes. In general,
pierced lengths are measured and used to determine bubble
parameters. Werther and Molerus (1973a. 1973b) considered
bubbles rising ramdomly through the bed, and assumed the mean
pierced length to be a measure of the mean size of the bubbles in
the bed. Wittmann et al. (1981) and Hilligardt and Werther (1986)
followed this view. Rowe and Masson (1981) and Jones and
Glicksman (1986) established the ratio between the mean bubble
diameter and the mean measured pierced length to be 1.5
Glicksman and McAndrews (1985) estimated a ratio of 1.35,
while Kage et al. (1991) found a value of 1.3. Sitnai et al. (1981,
1982) found the bubble diameter to be equal to its height. Chan et
al. (1987) observed that decreased mean pierced lengths indicate
decreased mean bubble sizes. van Lare et al. (1997) used Darton's
correlation to establish a relation between the mean bubble
diameter and the mean pierced length, and found a ratio from 2.5
to 3.0 for hemispherical bubbles. Valenzuela and Glicksman




(1984), Choi et al. (1988), Olowson and Almstedt (1990) and
Olowson (1994) made no attempt to correlate their measured
pierced lengths to bubble diameters. Stubington et al. (1984).
Hatano et al. (1986), and Glicksman et al. (1987) applied arrays of
probes, directly reconstructing bubble sizes from sets of
simultaneous measurements,

Methodologies for establishing bubble diameters from
measured pierced lengths have been developed by some authors.
Pierced length distributions can be related to bubble size
distributions provided suitable conditional probability laws are
established. Such laws can be derived from hypotheses on
distribution, velocities and geometrical shapes of the bubbles in
the bed. Werther (1974a, 1974b) assumed bubbles of ellipsoid
shape uniformly distributed throughout the bed, rising at constant
velocity. The author solved the problem of determining size
distributions from pierced lengths by inverting arid numerically
integrating the appropriate integral equation (see next section).
Clark and Turton (1988) and Turton and Clark (1989) applied
Werther's method assuming bubbles of truncated ellipsoid shape
uniformly distributed through the bed cross section, considering
the inherently higher probability of piercing larger bubbles, and
accounting for bubble velocity dependence on bubble sizes. Liu
and Clark (1995) and Clark et al. (1996) enhanced the
methodology by proposing a technique for inferring statistical
parameters such as mean and standard deviation of bubble sizes
from the mean and standard deviation of pierced lengths. They
also proposed analytical forms for the distribution of pierced
lengths (Rayleigh and Gamma probability functions) and thereby
gencrated analytical solutions for the bubble size distributions.
Tsuitsui and Miyauchi (1980) applied a statistical analysis for
obtaining the size distribution of the bubbles from measured
pierced lengths. The method accounts for the fact that the
probability of detecting large bubbles is inherently higher than the
probability of detecting small bubbles. Lim and Agarwal (1990)
used digital image analysis techniques to obtain the pierced
lengths of bubbles intercepted by an "imaginary” probe in a 2-D
fluidized bed. The measured pierced lengths along with assumed
bubble shapes were used to obtain theoretical predictions of the
bubble sizes using geometrical probability. A Gamma distribution
function was fitted to the observed pierced lengths distribution.

Methodologies are available for converting measured
pierced length distributions into bubble size distributions.
However, no work has been published considering the effect on
the sizes distribution caused by noises on the pierced lengths
measurements. The conversion from pierced length to size
distributions is an inverse ill-conditioned problem. Unlike the
direct problem, this is very sensitive to noise which are greatly
amplified. In consequence, the resulting size distribution may
become tremendously corrupted. In this work, the effects of noise
are assessed. and de-noising techniques are considered. A wavelet
thresholding de-noising technique is suggested, applied and
evaluated in comparison to classical Fourier thresholding. More
precisely, the calculus of chord histograms is preceded by a
wavelet or a Fourier based de-noising algorithm in order to
recover the signal from the noisy measurements, and to improve
the accuracy of the final solution. Wavelet thresholding is clearly
well adapted to this task because of the possibility of restoring the
information lost in the smoothing operation (the integral equation
relating chord and size histograms). In other words, if the shape of
the probe signal is known, the choice of a specific de-noising
wavelet can be made in accordance with this a priori information,
i.e. with a similar form.

THE STATEMENT OF THE PROBLEM

Consider an ideal intrusive probe and its corresponding
sensing line defining a bubble column. as depicted in Figure 1. As
already mentioned, chord or pierced length histograms, denoted
by P poral ¥ ). can be directly obtained from the probe time traces,
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provided the bubble rising velocity is measured or known from
some adequate empirical correlation. The relation between
P v) and Ppue(r), which stands for the bubble size
distribution characterized by its radius r, can be established
through Pfy|r), which is the conditional probability of
measuring a chord y from a bubble of radius », integrated over the
range of all possible bubble sizes. In mathematical terms this
becomes

P‘-M(}') = IP{yIr}PM},m(r)dr (n

(]
wn (D

>
©
O

o ¥ C

Figure 1. Measurement scheme and bubble shape model

Since in the majority of practical situations what is
readily measured is P.d v ). 10 determine Pygp(r) it is
necessary to invert Eq. (1), what corresponds to solving a
Fredholm integral equation of the first kind. This type of integral
equation is known to be often ill-conditioned. Consequently, the
solution will be extremely sensitive to small changes or errors of
experimental as well as of numerical nature, to the point of
compromising the physical meaning or even completely
corrupting the results. To better illustrate this, consider, without
loss of generality, that the bubble shape can be modeled by an
clongated ellipsoid with a larger horizontal semi-axis given by r,
and a shape factor @ (0 < a <) defined by the ratio of the
vertical and horizontal semi-axes. This model is also shown in
Figure 1.

Under these circumstances, the conditional probability
function becomes (Turton and Clark, 1989)

‘P
Piylr) = —— 0sy<2ar
2a° 7 4 (2)
Plylr) = 0 elsewhere
and Eq. (1) results
- y ,
Penora(¥) = I —5—7 Poubie( v )dr (3)

y/2a

In order to solve Eq. (3) numerically, it is necessary to discretize y
and r, which can be done according to the following rule

iAy

Yi

ry

= jAr @
The values assumed by the probability functions at these discrete
points can be denoted




P)’d = Pchum‘(.vr) (5)
Pr; = Pousste( ;)

Adopting zero-order interpolation functions

<

¢(-")=f l"_f'SF‘_h:
¥ ! b} (6)
0,(r) =10 elsewhere
Ppusseef 7) can be written in terms of its nodal values Pr; as
N
Poubbte(r ) = Z Pry¢,(r) (7)

=0

where V is the number of subintervals in the discretization of r. A
further simplification can be achieved if the discretization step on
yis taken to be

4y = 2o 4dr (8)
in which case the integral equation (3) becomes
N (J+1)Ar
[Ar 1
Py = — Pry —5dr 9
o o= r?
= JjAr

After calculating the integrals, expression (9) can be written in
matrix for as

{Pv}=I[klrr}

where [ K] is an upper triangular matrix with coefficients given
by

(10)

(11)

]

Eqg. (10) can be seen as the numerical version of the
integral Eq. (3). In practical situations. the chord probability
distribution is determined from the probe time traces and the
radius probability distribution calculated by inverting [ Kj; ] (the
numerical equivalent of the integral operator in Eq. (3)) and
applying itto { P, }

{pr}=[x]T"{Pv}

In fact, this is a very delicate task due to the ill-
conditioned nature of the problem. To better illustrate this,
consider the following pair of size and chord probability
distributions satisfying Eq. (3). -

(12)

i

Phubhfe(r) = 4 %— i": E.tp!'—a-")) (13)
Poora(¥) = | I-erf] =% (14)
chord P r EJE‘;

Consider now the direct problem of retrieving P,y from a
perturbed Pp. and the inverse one of obtaining Ppp. from a
perturbed P00 Through Egs. (10) and (12), this can be written
as

{Pv} = [k 1({Pr}+{a})

(15)
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{Pr}= [k T ({Py}+{a})

where {a} is a centered white noise vector of maximum
amplitude parameterized by a. The plots in Figure 2 compare the
direct and the inverse problem for increasing noise amplitudes
(i.e. respectively Eq. (15) with Py, taken as Eq. (13) and Eq.
(16) with P, taken as Eq. (14)).

It is obvious from these figures that the size probability
distributions are completely corrupted, even for almost
imperceptible disturbances. In consequence, obtaining size
histograms from chord histograms directly from the experimental
signals is unfeasible without specific signal processing algorithms
to handle the influence of noise. As already mentioned, one way
of doing this is by fitting a convenient theoretical chord
distribution in order to be able to solve Eq. (1) analytically (Clark
et al.,, 1996, Liu and Clark, 1995 and Lim and Agarwal, 1990).
This method works adequately only if the fitted analytical form
(in general a continuous Gamma function) is close to the real
chord distribution, which is not known a priori.

As an alternative to this, we propose the application of a
pre-processing  de-noising method based on the concept of
orthogonal wavelet analysis, which will be detailed in the sequel.

(16)

VELE
TECHNIQUES

Wavelet analysis has been originally introduced in the
context of signal by J. Morlet for the study of seismic signals
(Grossmann and Morlet, 1984). Since then, many researchers
have worked to establish its theoretical background as well as to
extend its range of applications. In the present days, beyond
classical signal analysis problems, wavelets have been applied
successfully in a great number of problems as, for instance, the
characterization of coherent structures in turbulent flow (Farge et
al., 1996), analysis of the three-dimensional organization of
galaxies (Bijaoui and Giudicelli, 1991) and computer vision
{Mallat, 1989).

The continuous wavelet transform of the finite energy
temporal signal x(r) € L’ %) is the joint time-scale function
Wxya b) € L’(  x%K ) defined as

NALYS SING

Way(ab) = (x(t)Wap(1)) (17)

where the analyzing function (¢ ) is the shifted and scaled
version of the fundamental wavelet w(t) € L°( 9 ), generally
well located in time and frequency. In mathematical terms this

becomes:
Walt) = -—*——; W
abl by o

(the factor 1/\/; is used to make the L*norm of Eq. (18)
unitary for all possible values of the description parameters a and
b). The denomination wavelet comes from the necessary
condition on y ) to be an admissible analyzing function, which
requires that its Fourier transform vanishes at the origin. Since
w( 1 ) must also vanish for 1 — £ == (finite energy), a consequence
is that any admissible wavelet decays and oscillates. Thus, Eg.
(17) can be interpreted as a measure of resemblance between the
original signal and the analyzing wavelet with respect to its
essential temporal support and a characteristic frequency.

t—b
a

(18)
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Figure 2. Direct (left) and inverse problem (right) for distributions (13) and (14) and different noise amplitudes: a = 0.0001 (2a and

2b), a = 0.0002 (2¢ and 2d) and a = 0.0003 (2e and 2f).

In  what concerns signal decomposition and
reconstruction, the main property of the wavelet transform is that
for some classes of analyzing functions and values of the
description parameters a and b, W,,( 1) establishes an orthogonal
decomposition of the Hilbert space. More precisely, for some
Wl 1) and

ay = 05' and b, , = a, nAt (19)
where m and n are integers, As is the fundamental sampling period
of x( t ) and a, can be set at 2, any finite energy signal x( 1 ) can be
canonically decomposed as

.T(f) " z»'m.n wﬂu!’n.- (‘)

(20)

where the decomposition coefficients W, can be calculated by
the simple formula
o = (30004004, (1)) @1
or, using Lesbaigues inner product definition for functional
Hilbert spaces ]

W,

e i
J'.rmz 2 F(Z""f—ndr)d: (22)

The good time-frequency localization of (1),
together with its orthogonality at the dyadic grid a, and b,
(ay = 2), results in coefficients W, , with minimum redundancy.
One very important application of this is in signal recovery from
noisy data. The general procedure is accomplished in three steps:
i) transform the original data in noisy coefficients W¥,,, through
Eq. (21). i) apply soft or hard thresholding to the resulting
coefficients in order to eliminate those not reflecting the basic
structure of the signal and, finally, iii) reconstruct a de-noised
version of the original signal through Eq. (21). In the context of
wavelet transforms this procedure is also known as wavelet
shrinkage and has been successfully applied to a great variety of
experimental signals, Good entry references on this subject are
Berger et al, 1994 (removing noise from music), Mallat and
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Zhang, 1993 (matching pursuits) and those of D.L. Donoho and
colaborators (see for instance Coifman and Donoho, 1995).

These ideas can be illustrated with an artificial signal,
representative of the output of an ideal phase detection probe
immersed in bubbly two-phase flow (Figure 3a), The plateaus
(representative of the chords) obey the probability distribution of
Eq. (14) (a=0.25) and the distances between them vary
randomly according to a uniform law. White centered noise is
subsequently added (Figure 3b) resulting in a signal to noise ratio
(SNR) of 5.0. The result of a standard hard thresholding in the
Haar basis is shown in Figure 3c. As expected, the SNR has been
significantly improved with good preservation of the edges of the
signal, which is a known good characteristic of the Haar basis (a
negative one, although not restrictive in this case, is the
generation of pseudo-Gibbs artifacts in the vicinity of
discontinuities),

(a)

[ T ]

H H ” “H H “‘ “{b)

Figure 3. Example of Haar wavelet de-noising: a) pure signal,
b) noisy signal with SNR = 5.0 and ¢) recovered signal (hard
thresholding level at 0.08).

NUMERICAL EXPERIMENTS AND RESULTS

In order to validate the methodology proposed here, a
series of numerical experiments were conducted with signals
similar to those shown in Figure 3. More specifically, the error
between the theoretical (Eq. (13)) and the experimental radii
distribution is calculated for increasing noise levels. The basic
steps of the procedure are: i) generation of the noisy signal (high
noise amplitudes are used aiming to simulate more realistic
experimental conditions), ) recovery of the structure of the signal
by wavelet or classical Fourier de-noising, iif) determination of




chord histogram, iv) determination of radii histogram by applying
Eq. (16) and v) calculus of the error defined by

e = |PPri-ter}]

Figure 4 brings these results. To illustrate the severe
influence of noise in this ill-conditioned problem, the error
associated with the use of unprocessed signals is also plotted. It is
important to emphasize that errors below 1.0 imply in good
agreement  between experimental and theoretical radii
distributions. Errors between 1.0 and 2.0 are associated with
poorly comparable radii distributions, yet the average values and
standard deviations are still accurate. Errors above 2.0 correspond
to completely corrupted distributions.

(23)
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Figure 4. Error (Eq. (23)) in function of the amplitude of the noise
vector: a) no de-noising, b) Fourier hard de-noising and c)
wavelet hard de-noising (Haar basis),

CONCLUSIONS

This work concerns the determination of bubble size
histograms from pierced length or chord histograms. This is done
by numerically solving an inverse ill-conditioned problem, which
implies that the solution will be extremely affected by noise.
Surprisingly this aspect of the problem has not been previously
considered in the literature.

Numerical experiments were conducted in which it was
shown that even for imperceptible disturbances of the chord
histograms the calculated size histograms are completely
corrupted. In view of this, signal-processing algorithms are
mandatory for handling the influence of noise if real experimental
data are to be used.

A de-noising methodology was emploved for signal
recovery based on wavelets as well as Fourier thresholding
techniques. To verify the potentiality of the method, numerical
simulations were performed in which increasing noise levels were
added to signals representative of a virtual phase detection probe
immersed in bubbly flows, The superiority of wavelet
thresholding is evident since good results can still be obtained
even at relatively poor SNR levels.
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SUMMARY

This paper describes a method of measurement of local interfacial area concentration using a double
sensor resistivity probe. The time averaged value of the interfacial area is given in terms of the number of
interfaces per unit time and the mean value of the interfacial velocity. In order to validate the double sensor
probe data, an independent global measurement method based on the differential pressure was employed.
Experimental results were obtained for air-water upward flow inside a 52 mm diameter pipe. The results show
that the double sensor probe method is accurate and reliable for the local measurement of void fraction,
interfacial velocity and interfacial area concentration in bubbly two-phase flows.

INTRODUCTION

Experimental information on the two-phase flow radial
distributions of the void fraction. phase velocities, as well as
interfacial area concentration is essential for the development of a
realistic multidimensional models. Some of the data may lead to
closure relations for these models while others would be
appropriate for model validation.

In the study of two-phase flow there has been a strong need
for instruments able to measure the detailed distribution of
various local parameters. In a recent review work, Cartellier and
Achard (1991) have shown that the most powerful probe
techniques are electrical resistivity probe, optical probe and hot
film anemometry. Among these techniques, the advantage of
electrical resistivity probe is that both the sensor and the
detecting electronic circuit are easy to be realized. In this work, a
double sensor resistivity probe was used for the measurement of
the radial profiles of void fraction, bubble frequency, bubble
interface velocity and interfacial area concentration.

Since the fundamental works of Serizawa et al (1975) and
Herringe and Davis (1976), continuous progress has been made
with respect to the application of electrical resistivity probe
technique to studying local two-phase flow parameters. Progress
has been done both on the sensor geometry and on the threshold
procedure. The experimental work of Van der Welle (1985) was
dedicated to the local measurement of the void fraction, bubble
velocity and bubble size in air-water flows, using a double probe.
Kataota et al. (1986) introduced a local formulation of the
interfacial area concentration and proposed a three double-sensor
probe. Teyssedou and Tapacu (1988) used a single probe for the
measurement of the void fraction profile in air-water flows. In the
work of Bamea and Shemer (1989) a single probe was used for
the measurement of the void fraction at the centerline of a vertical
pipe in upward air-water flow. Kocamustafaogullari and Wang
(1991) presented an extensive work on the local measurement of
the void fraction, interfacial area concentration, mean bubble
diameter and bubble interface velocity in a horizontal air-water
flow, using a double probe. Liu gnd BankofT (1993) developed a
miniature double probe for the local measurement of the void
fraction bubble velocity and bubble size in air-water bubbly flow.
In the work of Leung et al. (1995) a double probe was used to the
study of the axial development of the interfacial area and void
fraction profiles.
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Measuring  Principle. The electrical resistivity probe

technique consists of a instantaneous measurement of the local
electrical resistivity in the two-phase flow by means of a sensor
electrode. A typical resistivity probe is depicted in figure 1.

second
electrode

insulation

—p  wire

uninsulated
length

V

Figure 1 - Typical resistivity probe.

The sensor works as an identifier of a phase surrounding the probe
tip. Since the circuit is opened or closed depending on whether the
sensor is in contact with gas or liquid, the probe behaves in principle
like a switch, yielding a two-stage signal. Such a signal shows a nearly
immediate response to water contact with the probe, but a delayed
response to bubble contact, due to the required dewetting time of the
probe tip. Indeed, the sensor does not penetrate the interface without
deforming it. Moreover, the instantaneous resistivity depends on the
fraction of the sensitive tip arca wetted by one phase, and therefore.
long sensitive length induces smooth signal transitions. Minimization
of this delay, i.e., approximation of a square wave shape, is desirable
for signal conditioning. However, to obtain a true square wave type
signal, a proper threshold voltage has to be used as a triggering

criterion.

Signal Conditioning. The most common method of signal
conditioning is based on a single threshold level whose

intersections with the raw signal determine the start and the end
of rectangular waves, producing thus a succession of gas
residence times. This approach has the inherent disadvantage that



signals which do not reach the threshold level will be undetected.
Hence the threshold level must be set as close to the liquid signal
level as possible, in order to minimize the influence of the
dewetting time and 1o take account of small bubbles.

No agreement exists in the literature, neither for the
recommended threshold level, nor for the resulting performance.
Nevertheless, the threshold level usually ranges from 10% to 50%
of the static high level signal.

The problem is further augmented in practice by shifis in the
liquid signal level. This problem can be avoided by comparing
the samples with a self-adjusting threshold level. Before each
data set entered a phase discrimination routine, the maximum M
and the minimum N values of signal were determined in advance.
The threshold level T is given by:

T=(M-=N)-S+N (1

where 8 ranges from zero to one.

The main advantage of this phase discrimination method is
that every data set has a flexible threshold level, even for the
same value of S. This is of practical importance if the liquid
signal level drifts,

Signal Processing. As the conditioned signal consists of a
train of square waves, the signal has to be processed such that the

local parameters can be obtained.
The local void fraction is defined as the time average of the
phase indicator function X by:

1
=lim— 2
a !L“lr.([x(”)d’ @)

in which X as a function of position x and time t equals one for
the gas phase and zero for the liquid phase.

As the conditioned signal is given in discrete binary form,
equation (2) can be written as:

N

Y X(i) 3)

=]

1
a=—
N
in which N is the total number of samples and X(i) the binary
signal.

The residence time for a bubble follows from the block length

of the square wave signal, ... from the number of continuous
samples # in the gas phase, and from the sampling frequency /;

n
T,=— )

7

The local bubble interface velocity may be determined from
the signals of two probes placed in the flow direction. A bubble
which contacts the front probe will, in general, subsequently
makes contact with the rear probe. The time delay between these
two contact signals is a measure for the velocity of the bubble. It
is of course possible that a bubble is only pierced by one of the
probes, this error source should not cause any problems provide
this stochastic process is observed over an adequate length of
time. A correlation technique will be required to determine the
most probable time delay between two stochastic signals. The
cross-correlation function of the two probe signals a and b is
defined by:
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i
Fw(x,r)=!l.i_’rr’_l_%fa(x,:)b(x+d.t+r}dt )
0

where d is the distance between the probes and T is the time
delay. The maximum of the correlation function yields the most

probable time delay T ,, from which the bubble interface velocity
component in the axial direction is determined as:

Y e (6)

For two identical signals shifted relative 1o each other the
correlation function yields a triangular shaped function. In case of
nonidentical signals, i.e.. when the width of the blocks differs, the
top of the correlation function is broadened, which may generate
difficulties in determining r,. In practice, however, the

correlation functions show a single maximum,

The time-averaged interfacial arca concentration a, can be
obtained by counting the number of interfaces passing the probe
per unit time N, and knowing the interfacial velocity v, and the

angle® between this velocity and the normal vector of the
interface (Kataota et al., 1986):

1

a,(x)=2N, m

(7

In practice, it is difficult 1o determine the angle ¢ . However,

with the assumption that the interfaces are composed of spherical
bubbles, the probe passes every part of bubble with an equal
probability and the interfacial velocity has the same direction of
the probe tips, the interfacial area concentration can be
determined (Vetau, 1981) by:

a,(x)=4N, ~l- (8)

v

EXPERIMENTAL RESULTS

: i ility. A schematic
diagram of the experimental facility is illustrated in figure 2. The
test section is made of a 52 mm ID Plexiglas tube which is 2.40
m long.

The air flow was supplied from the building central air
system. The water was pumped from a large water tank. Both air
and water flowrate were measured with calibrated orifice-plate
meters. Air and water were injected into the mixing chamber
placed at the bottom of the test section. The bubble generator
consisted of a porous plate. At the top of the lest section a
constant level system allowed the air to be exhausted and the
water to be returned to the tank by gravity.

The double sensor probe was mounted on the displacement
mechanism made of the micrometer screw gauge. The probe was
placed at 1.92 m (L/D=37) from the inlet of the test section.
Using the displacement mechanism, the double probe can be
moved radially from the center towards the pipe wall up to0 2.0
mm from the wall. Measurements were performed at 9 different
radial positions.
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Figure 2 - Schematic of the experimental facility.

In the experiment the superficial gas velocity was varied from
0.010 to 0.040 m/s and the liquid superficial velocity was varied
from 0.041 to 0.200 m/s, given a set of 25 experimental
conditions.

The Electrical _Resistivity Double Probe. The local
measurement  station consists of a probe displacement

mechanism. the electrical resistivity double sensor probe and the
driven voltage-sensitive circuit. The double sensor probe was
inserted in the test section through a probe support tube (1.2 x 0.8
mm) fixed to the displacement mechanism. A micrometer screw
gauge, with graduations to an accuracy of 0.05 mm, was used to
traverse the probe in the radial direction. A high resolution
mechanism was necessary to evaluate probe positions in flow
stream accurately and to ensure reproducible results.

The design of the electrical resistivity sensor is shown in
figure 3. For each sensor, one electrode is the exposed tip of an
otherwise isolated wire and the return electrode is the supporting
tube. The inner electrode is a 127 um diameter copper wire,
insulated with a varnish and accurately cut under a microscope at
the tip. The copper wires were inserted into supporting stainless
steel tube. Epoxy insulation was applied to the entire sensor and
allowed to run back whilst drying, to expose only a small tip arca.
The exposed length was about 100 pm. The axial distance
between the tip of the two sensors was 3.7 mm.

Each sensor was driven by a voltage-sensitive circuit
consisting of a 1.5 volt battery and a 2 M) potentiometer
connected in series with the probe to the ground. The
potentiometer was adjusted to give an optimum output
voltage for measurements. If the sensor tip is in the liquid
phase, the circuit will be closed and the voltage output will
be lower. When a gas bubble hits the sensor tip, the circuit
continuity will be broken and the output will read a high
voltage. The voltage drop across the probe during closed
circuit (liquid signal) approximated 0.5 volts. This low
voltage effectively reduced electrochemical phenomena at the
Sensor.

For each preset experimental condition the probe signals
were digitized by a data acquisition system utilizing a
personal computer and a high-speed analogue-digital /O
expansion board.
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Figure 3 - Design of the electrical resistivity double probe.

Owing to the large volume of data generated, the sampling
rate of the data acquisition was set atl8 kHz and the total
sampling time was 30 s. It was found that this combination
provided a sufficiently number of bubbles for the statistical
analysis of the flow.

It is to be noted that the sampling rate may seen to be very
low when compared with some investigations carried out on
vertical bubbly two-phase flows. However, it is important to note
that for the present experimental conditions the bubble velocities
are very low, and thus it becomes essential to have a total
sampling time as long as possible to get enough bubbles. This
simultaneously leads to a low sampling rate due to the overall
limitations of the data acquisition system.

As mentioned above, a proper threshold level has to be
applied to the raw signal in order to obtain a true square wave
type signal. When the threshold level S, defined as a percentage
of the voltage gap between the static levels, evolves from (0% to
100%. so does the local void fraction. All the experimental
results presented in this paper were obtained by using a threshold
level S=0.15.



A manometer connected across the length of the test pipe
gives an accurate measurement of two-phase pressure drop in the
test section. This can be converted to two-phase gravitational
head to obtain the global void fraction data. Note that under the
present experimental conditions the frictional loss was almost
completely negligible in comparison with the head loss.

Void Fraction Measurements. The measured profiles of local
void fraction at various gas superficial velocities (for JL=0.200
m/s) are shown in figure 4. The void fraction values are nearly
constant in the radial direction except near the wall where these
values decrease toward zero at the wall.

In order to validate the double probe data comparison with
other global measurement method was made. For this purpose the
differential pressure measurement data was utilized. The radial
profiles of the void fraction were first area averaged to obtain the
averaged void fraction at ecach superficial gas and liquid
velocities. As shown in figure 5, the void fraction values obtained
from the double sensor probe measurements are about 20% lower
than those obtained from the differential pressure measurements.
The difference between these two averaged void fraction values
may be explained by the fact that the local void fraction values
were slightly underestimated (some bubbles were not detected by
the probe) and the global void fraction values were overestimated
(the friction pressure drop was neglected).
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Figure 5 - Comparison of average void fraction obtained from double probe with global measurements

Bubble Interface Velocity. In the measurement of the velocity

the double sensor probe in effect measures the interface velocity.
The mean velocity of the front interface of the bubble is taken as
the mean axial velocity of the bubble. Here it should be noted
that for large and non-spherical bubbles this assumption may lead
to considerable error.

As it was mentioned above, the bubble interface velocity may
be determined from the time delay between the signals of two
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probes placed in the flow direction. A correlation function,
equation (5), was used to determine the most probable time delay
between two stochastic signals. The maximum of the correlation
function yields the most probable time delay, from which the
bubble interface velocity component in the axial direction is
determined by equation (6).

The radial bubble velocity profiles are presented in figure 6
for different values of gas superficial velocity (JL=0.089 m/s).




The bubble velocity profiles show basically the power law profile
with the maximum at the pipe center for all gas superficial
velocities.

The measured bubble velocities are close to the values
predicted by the drift flux model (Zuber and Findlay, 1965).

Interfacial Area Concentration. The local interfacial area

concentration may be determined from the bubble interface
velocity and bubble frequency measurements, by using equation
(8). This equation was obtained with the assumption that the

interfaces are composed of spherical bubbles, the probe passes
every part of bubble with an equal probability and the interfacial
velocity has the same direction of the probe tips. The radial
profiles of interfacial area concentration (JL=0.200 m/s) are
presented in figure 7. Generally, the interfacial area concentration
increases as the gas superficial velocity increases. On the other
hand, it was not influenced by the liquid superficial velocity. It
should be noted that the interfacial area decreases near the pipe
wall, certainly because the bubble frequency reduction in this
region.
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Figure 6 - Radial bubble velocity profiles
JL =0.200 m/s
200
E
< —m— JG=0,010 rn;s|
g —&— JG=0,015 m/s
= || 5 JG=0,022 m's
8 —%—JG=0,033 nVs
5 —e—JG=0,040 Vs |
= |
0 - + : + f 4
0,0 0,2 04 06 0.8 1,0
Radial position (r/R)
Figure 7 - Radial interfacial area concentration profiles
Average Gas Superficial Velocity. The average gas 1 r-\? rY
superficial velocity may be obtained from the local I =h-jl",,ad4=z (—"] —[—'] Ve, )
measurements of the void fraction and the bubble interface Ay T\ R R &

velocity. First, the pipe area is divided into concentric rings
according to the radial position of the local measurement.
The area averaged gas superficial velocity is obtained by
multiplying the local void fraction and bubble interface
velocity by the area ratio and summing them together:
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where r  r and R are respectively the outer and the inner

radius of the concentric ring and the pipe radius.
Figure 8 shows the comparison of the area average gas
superficial velocities obtained by the probe method and by the



inlet measurements. Most of data were with a 20% error range
compared to the inlet flow measurement. The disagreement for

high gas superficial velocity is probably due to the effect of the
underestimation of the void fraction, as it was mentioned above,
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Figure 8 - Comparison between area average and inlet gas superficial velocity

CONCLUSIONS

The electrical resistivity double probe technique for
measuring local interfacial area concentration in a two-phase flow
has been described. Data on the local void fraction, bubble
interface velocity, and interfacial area concentration were
obtained for different gas and liquid superficial velocities in a air-
water vertical bubbly flow.

The void fraction radial profiles showed a relatively flat
pattern in the core (r/R<0.8). Near the wall (r/R>0.8) the void
fraction values decrease toward zero at the wall. Increasing the
gas superficial velocity, for a constant liquid superficial velocity,
increased the void fraction, both in the core region and near the
wall.

The bubble interface velocities, obtained from the cross
correlation function of the signal of the double sensor probe. are
close to the values predicted by the drift flux model. It ranges
from 0.25 m/s (near the wall at lower gas flow rate) up to 0.60
m/s (core region at higher gas flow rate).

The interfacial area concentration profiles, obtained from the
void fraction, bubble frequency and bubble interface velocity,
showed the same behavior as the void fraction profiles.

Finally, the area average gas superficial velocities, obtained
from the local measurements of void fraction and bubble velocity,
were compared to the inlet gas flow rate and a good agreement
was found.
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SUMMARY

The present work proposes a local model for a particulate suspension flow employing the
continuum theory of mixture - specially developed to deal with multiphase phenomena. The flow
ol a Newtonian fluid with small solid particles in suspension - in which thermal non-equilibrivnm is
allowed - is described as a mixture of solid and fluid constituents coexisting superposed. Thermeo-
dynamically consistent constitutive hypotheses are derived in order to build an adequate model

for suspensions.

INTRODUCTION

Fluid-particle suspension Hows play an important role
in countless practical engineering applications with major
economical importance. These include the study of flows
of mining products in suspension in liquids, such as water,
the flow that occurs in petrol exploitation - in which rock
particles fow in suspension within the fuid, Auidized beds
and nuclear reactor loss of coolant accidents. The interest in
modelling such phenomena is increasing significantly nowa-
daye mainly due to the importance attached to problems
that impact the environmental state - e.g. fuid-pollution
particles flows - either in rivers or in the air,

Thiz work presents a local model for the fow of a New-
tonian Huid with rigid solid particles in suspension in a
thermal non-equilibrium context, based on the Theory of
Mixtureg, a convenient method for modelling multicompo-
nent systems, which was first presented within the frame-
work of Continuum Mechanics by Truesdell (1957). Its ba-
gic assumption is that, at any time, all the constituents are
present in every point of the mixture. The Auid-particle
flow is modelled as a mixture of two overlapping continuous
constituents: one =olid (rigid, homogeneous and isotropic
particles) and one fluid (an incompressible Newtonian fuid).

Additional terms, playing the role of momentum and
energy sources, absent in the clasgical Contiminm Mechan-
ice approach, are required in the balance equations to ac-
count for the thermodynamical interaction between the con-
stituents, The mass, momentum and energy balance equa-
tions, which must be solved for both constituents of the mix-
ture, combined with thermodynamically consistent consti-
tutive assumptions for the partial stress tensor, the partial
heat Hux and for the above mentioned momentum and en-
ergy sources, results in a systematic deseription for thermal
Hows with particles in suspension. The resulting mathemat-
ical representation consists of a set of ten partial differential
equations subjected to convenient boundary conditions,
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whose unknowns are the Huid and the solid constituents
velocities and temperatures, the fluid fraction and the pres-
sure.

Particulate sugpension flows have already deserved sev-
eral studieg, probably due to their application in the deserip-
tion of many processes of engineering interest. Passman et
al. (19%0) have modelled suspensions of particles in a fluid
employing a mixture theory approach aiming to predict rhe-
ological properties of suspensiong. Assuming that the sus
pengion is dilute, they have proposed a rheological equation
of state for an isothermal suspension and have analysed
a simple shearing problem. Jean and Peddieson (1997),
im a recent. work, have presented the simulation of one-
dimensional two-phase fluid /particle suspensions, stressing
the mathematical aspects of different models to describe the
motion of a gugpension and applying them to steady injec-
tion of particles into a quiescent fluid, unsteady Aow at low
volume fractions and fully developed steady vertical pipe
flows.  Although their work dealt with complex processes
with engineering interest, thermal equilibrium has been as-
sumed throughout the article,

GOVERNING EQUATIONS

A Continnum Mechanics approach would deseribe ad-
equately phenomena such as a fluid Aow with a single solid
particle immersed in it. Stokes, in 1851, has already solved
a simplified version of the problem in which a spherical par-
ticle falls through an infinite viscous fluid due to gravity
effect. However, in the presence of a great mumber of parti-
cles, whose shapes might be not as convenient as the above
mentioned spherical particle, Continuum Mechanics would
be no more an adequate choice for describing the resulting
particulate-suspension flow. An alternative approach arises
naturally if one bears in mind that the Continuum Theory of
Mixtures has been specially developed to model multiphase
phenomena.



The balance equations used to describe the solid-fluid
mixture which represents the particulate suspension How are
stated assuming a chemically nonreacting continuous mix-
ture. This hypothesis assures that the mase of each con-
stituent of the mixture is preserved - and, according to Atkin
and Craine (1976), the balances of mass for the solid and
the fuid constituents are stated as

Ops o B ;
W + V-(psvs) =0 (1)
Jpw

“LE | V-(ppvE) =0 (2)

ot

in which ps and pp are the solid and fluid constituents’
mass densities and vg and v their velocities in the mix-
ture. The field p; represents the local ratio between the
masg of the ¢ — th constituent and the corresponding vol-
ume of mixture.

The balance of linear momentm is postulated by
applying the first axiom of Euler to each constituent of
the chemically non-reacting continuous mixture (Atkin and
Craine, 1976):

J"s} >

V- Ts ~ mg + psgs

—2 4 (Vvs

ov
Ps | 5 3)

oV
pF[ at

V-Tg +mp+ prgr

f (VVF)VF] = @

where T'g snd Tz represent the partial stress tensors asso-
ciated to the solid and the fluid constituents, mg and mp
the momentum interaction forces, per unit volume, acting,
respectively, on the =olid and on the fluid constituents due
to their interaction with the remaining constituent of the
mixture and gg and gp specific body forces acting on the
golid and the Huid constituents. The momentum interac-
tion forces play a role of momentum sources, being present
in the balance equations in order to guarantee dynamical
interaction among the constituents of a mixture.

The momentumn balance for the mixture ag a whole,
requires that the sum of momentum sgources must be zero
everywhere. This assumption is simplified whether a two-
constituents’ mixture (¢ = 1,2) is considered, so that in
order to ensure the momentum balance for the mixture it
suffices that

(5)

2
Zmy—ﬂ = mg - —mp
i=1

In the present work Ts and T g are assumed symmet-
rical, so the angular momentum balance iz automatically
satisfied.

Considering once again a chemically non-reacting con-
tinuous mixture, according to Atkin and Craine (1976), the
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energy balance for both the solid and the fluid constituents
is given by

P
pscs [W 2 fos)Vs] = )
-V.qs+Ts-Ds+gqs +1s

57

PrCE ﬁ + (VTp)v;:}
at (7)

-~V qp +Tp-Dp +qp +1p

in which ¢g and ¢p are the solid and the fluid specific heats
- measured in a continuum mechanics framework., The re-
maining variables must be considered within a mixtures the-
ory context: T'p and Ts represent, the fluid constituent and
solid constituent temperature fields, qp and qs the (con-
duction) partial heat fluxes for the fluid and the solid con-
gtituents, Dg and D g are the syimmetrical part of vg and
v gradients and, finally, q:: and q., the fluid and solid
constituents heat generation terms.

The internal contribution terms Il and Il represent
the energy generation function, arising from thermal non-
equilibrium - allowed among the constituents of a mixture.
They are temperature-dependent sources for each energy
equation and represent the energy supply to a given con-
stituent arising from its thermal interaction with the other
constituents of the mixture. In the particular case of a bi-
nary mixture, Il represents the energy transfer per unit
time and unit volume from the solid constituent to the fluid
constituent - while I1g stands for the transfer from the fluid
constituent to the solid one. Now, considering the mixture
as a whole (i = 1,2), an analogy with the energy balance
proposed by Martins-Costa et al. {1993) leads to

=

-

p = -Ilg (3)

St
=l

CONSTITUTIVE ASSUMPTIONS

According to Jean and Peddiezon (1997) particulate
sugpenszion flow models - which are still being constructed
- may be assumed as governed by equations mathemati-
cally analogous to those associated with single phase flow
of a compressible fluid throngh a porous medium. In all
the constitutive equations derived in this item two relevant
agpects were taken into account. The former was that the
simplest constitutive form among those that satisfy the sec-
ond law of Thermodynamiecs and the principle of objectivity
has always been searched for and the latter was to state the
equations in terms of variables that could be related to usual
continuum mechanics variables,

The dynamical interaction between the constituents
(arising from the simultaneous existence of two distinet ve-
locity fields in the considered domain - corresponding to the
fluid and the solid constituents velocities) is taken into ac-
count in a momentum gource term. The momentum source



associated to the fluid congtituent is assumed to be propor-
tional to ite relative velocity (v — vg) as well as to the
gradient of fluid fraction in the mixture (Williams, 1978;
Martins-Closta and Saldanha da Gama, 1996):

mp =a;(Vr — vs) + aVy (9)
where the fluid fraction  is such that = —£E— resulting

in the following relations for the zolid and fluid constituents
mass densities

ps = (1 — ) psolid
PP = PP fluid

(10)

in which pguiia and pyiyig are the solid and the fluid mass
densities, measured within a Continuum Mechanics frame-
work, and @y and ag are given by

ay = —¢n

ay = =D -

where 7) is the actual fluid viscosity (considering a contin-
uum mechanics framework) and D is a diffusion coefficient
which may depend on .

Assuming the solid constituent as composed by rigid
sparsely distributed particles - in such a way that distances
between particles are much greater than their sizes - it is
reasonable to suppose the shear effect negligible (Jean and
Peddieson, 1997). Thus the solid constituent partial stress
tensor may be simplified as

Ts =-p(1 -p)1 (12)

in which the pressure acting on the mixture is represented
by p, so that (1 — ¢)p is the partial presgure acting on the
solid constituent, which represents the golid particles.

Considering a Newtonian incompressible fluid, the par-
tial stress tensor associated to the fluid constituent may be
stated as (Williams, 1978):

Tp = —ppl + 2uDp (13)

where op stands for the pressure acting on the fluid con-
stituent, Dp for the symmetrical part of Vvg and p is
related to the fluid constituent viscosity 7}, in such a way
that

o= 1p°A (14)

in which A is a scalar parameter, which accounts for the
presence of solid particles in the mixture - suggested by
Williams (1978) to account for the drag enhancement in a
solid-fluid mixture - when compared to the mixtures of fluids
considered in the article by Sampaio and Williams (1977),
in which this relation between the viscosities has been first
proposed.

Constitutive equations for the partial heat fluxes are
proposed, aiming to obtain the simplest elementary equa-
tions in which all the meaningful effects are included. A lin-
ear dependency on the @ variable is expected, for instance,
since it represents the actually "occupied” volume (from a
continuum mechanics viewpoint). An analogy with the heat
transfer process in rigid solid mixtures (Saldanha da Gama,
1939) leads to the following equations

qs — —Aks(1 = ;‘)V’rs (15)

qr = —AkpeVTp (16)

in which A represents an always positive parameter that
depends on both the internal structure and the kinemat-
ics of the mixture and kp and kg are the actual solid and
fluid thermal conductivities - obtained within a continuum
mechanics viewpoint.

Finally, since the mixture theory allows a thermal inde-
pendence between the two constituents, a linear relationship
on the local temperature difference is assumed in the con-
gtitutive assumption describing the energy generation func-
tion Il 7 - which accounts for the energy trangfer among the
constituents of a mixture, so that the following equation
is proposed (Martins-Costa and Saldanha da Gama, 1996;
Saldanha da Gama, 1989)

Np = -Nls = Rps(Ts —Ty) (17)

where Rps ig an always positive factor which may depend
on (Vg — Vg), on the spatial position and on the mix-
ture constituents' thermal properties and internal structure
(Martins-Costa et al., 1992).

At this point it is important to mention that the consti-
tutive relations proposed in the present section for momen-
tum and energy sources, partial stress tensors and partial
heat fluxes satisfy the second law of thermodynamics, re-
gardless the geometry, the external actions or the boundary
conditions (Costa-Mattos et al,, 1993).

PPL

Combining mass, momentum and energy balance equa-
tions for each constituent in the mixture (egs. (1)-(4), (6)-
(7)), the relations derived from momentum and energy bal-
ance equations for the mixture as a whole (eqe. (5), (%)) and
the constitutive assumptions (eqs. (9), (11)-(16)) stated in
the previous sections, one obtains the following set of equa-
tions - which describes the flow of a Newtonian fluid with
small solid particles in suspension

(7 ; =
a(] —-¢@)+ V(1 —p)vs =0 (18)
% .. ¢
B + Vi(pvr) =0 (19)
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(1 - - (vp —v ro—
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I’(l - ‘P}Psohd Gy

(26)
*Pp;:md[ + (Vvr)ve]
S V-F.iPP' + V:[2uDp] (21) s s
+ay (Ve —vs) (1 = @)psotia cs[ Us o | t'sa—y-
oV + Ypfiuia BF o2 Akait 2
= gEiMs(-o)Ts]
a [*\k (1 — )T ]
AT oz LS\ T s
(I = p)ﬂsrjhd f"?[ (V’ ":‘)V‘;] 8y
+Rps(Tr — Ts)
= - V' [Aks(1 — ) VTs] (22)
F{=VI[(1 - p)p|} - Ds g p
+-q:.; + Rpg(Tp — Ts) ﬁl@uﬁ‘] + a;iﬂ""r] =0 (28)
PPfiuid CF [ ~+ (VTF)vr] Oup Oup
'Ppﬂmd[uf-a' + vp— ]
s = V - [Akp@VTr) (23) .
{ - Vigp| + V-2uDg]} == a—rlwi + ;,?[»\so mer) -
Dp +qp + Res(Ts =T 2 -
qr rslls F) “_5[’\902’?"5']
Considering appropriate initial and boundary condi- dyp
tions, the above problem may be mumerically simulated. For tay(up —us) + @25y PPIwid 9x
a steady-state case, for instance, inlet values for @, p, vp,
v, Tr and T could be given. If a flow through a chan-
nel ig simulated, the fluid constituent velocity should sat-
isfy no-slip and impermeability boundary conditions at the PP iuid [U-F dup +i Favﬁ*]
channel’s golid boundarieg, while for the solid constituent - O
(representing the solid particles), only impermeability on i g
the solid walls would be required. = — @[tppl + E,-g- (M)
An interesting simplification of the above stated prob- 52 (30)
lem may be achieved when a steady-state two-dimensional +ﬁ [Aipzma ,-.-] +ay(vp —vg)
flow through a plane channel is analysed, neglecting the y
terms analogous to the viscous dissipation T - D; and the ¢ +
Q7=+ PPfluid Gy
external heat generation q, - s0 that the resulting equations Ay
which describe the solid and fluid constituents are:
2[l[l — @us| + -g-l(l —plus] =0 (24) Iy OTF
oz T oy PPfluid CF ["FT terg
62 2 . 3]
=~ 57 NkrTe] - o (AkpTy] OV
Dug
(1- \O)psohd[hls 2 vs—af; +Rps(Ts —Tr)

=-z=l1- s s 25
[“ )pl = aa(up —us) (25) where g and vp are v components and us and vs are

i Vg components on x and y directions, respectively. In or-
—02 + (1 = 9)psotid gz der to golve this problem vg, vp, ¢, p T and T'p must
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be known at the channels inlet and at both inferior and
superior channel walls v = 0 and vg = 0 (no-slip and
impermeability boundary conditions).

FINAL REMARKS

A mixture theory approach had been used to describe
a fHow of a Newtonian fluid with small solid particlez in
suspension.  The fluid and the particles have been rep-
resented by two overlapping continuous constituents of a
mixture: a solid one standing for the rigid particles, while
the fluid constituent represente a Newtonian incompresgible
fluid. Balance equations for each constituent and consti-
futive hypotheses have been congidered to build a simple
model for the particulate suspension flow - in such a way
that the problem was mathematically described by a get of
ten partial differential equations.
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On the Interaction Between a Gas-Liquid Bubble Plume and a Wall

by Philippe P. M. Menut, Jader Riso Barbosa Jr. & Atila P. Silva Freire
Mechanical Engineering Program (PEM/COPPE /UFR.),
CLP. 68503, 21945-970 - Rio de Janeiro - Brazil.

Abstract

This paper experimentally deseribes the gas fraction distribution i the two-phase flow of a gas-liquid round
bubble plume set to develop adjacent to a wall. The local gas fraction measurements are carried oul using the
electro-resistivity probe technique in an air-water system. The system comprises a cubic meter volume water
tank and air injection nozzles whose flow rates range from 1.2 to 3.5 litre per minute. When a Froude number
based on the distance between the gas sources is high, the plume exhibits a type of a Coanda effect, bending
towards the wall. A brief theoretical analysis, based on Taylor's entrainment hypothesis, is conducted so that
a vanable entrainment coefficient can be proposed m the future. Gaussian distributions observed to exist for
anisymmetric single plumes are shown not to occur in flow geometries wherve the Coanda effect is allowed to set
in. Photographs of the flow are shouwn to illustrate the phenomenon.

KEYWORDS: bubble plumes, gas fraction distribution, electro-resistivity probes, Coanda effect, entrainment.
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Gas stirred melt ladles are a commom ocurrence in the
steel making industry. The upward movement of an inert
gas into a bath provokes a large agitation in the molten
metal, resulting in the chemical and thermal homogeniza-
tion of the mixture, as well as in an acceleration of the
absorption of harmful non-metallic inclusions into an over-
laying slag.

The liquid metal homogenisation can indistinctly be
performed by a single gas plume, by a combination of geo-
metrically arranged plumes or by a curtain of bubbles. The
degree of agitation — and consequently the flow properties
- provided by rising bubbles of an inert gas in the liguid
metal medium must hence be determined 2o as to achieve
minimum mixing times and maximun recoveries of alloy
additions at optimmum flow rates,

The flow properties will, of course, result from the geom-
etry of the problem, in particular, from the specific manner
in which gas is injected in the ladle. For most studies in
literature, just a single source of gas is considered, which
is taken to be axisymmetric. This ig, in fact, a mandatory
procedure when an integral approach to the problem is used
and the entrainment hypothesis considered. For differential
approaches, this need not be the case; turbulence models
with a reasonable degree of generality should be capable of
accounting for the break in symmetry go that, in theory,
one or more plimes could be considered in the analysis,
Unfortunately, as we shall see, this is not the case.

The purpose of this paper is to investigate the behaviour
of a bubble plume that develops near to a wall. Under this
condition the plume is seen to develop not axisymmetrically,
but deflected to the side of the wall. The emphazis here
is on understanding how the proximity of the wall deflects
the plume and alters its mean properties. The present

flow geometry has been chosen for it exhibits the same
type of physical effectz as those that appear in the case
of two plumes set side by side. Indeed, Pera and Gebhart
(1975) have shown that the effect of an adjacent wall on the
inclination of a plume is about the same as the effect of an-
other plume of equal strength and twice as far away. Thus,
through the artifice of studying the plume development close
to a wall we expect to understand the problem of multiple
plumes which develop cloge enough to each other to have
their original axisymmetry broken. In addition, the present
case is ol great interest to the metallurgical industry.

ourc
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FFigure 1: Double source arrays showing (a) no interaction
and (b) plomes deflection.

To assess the plume’s main characteristics an electro-
resistivity probe system was used. This system was chosen
for being relatively simple while still being capable of con-
veying many useful information on the phenomenon; it will
be discussed in detail in an appropriate section. Here, it
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suffices to say that by a carefull analysiz of the experimen-
tal data through the void fraction profiles, the deflection
of the plume has been evaluated as a function of several
parameters of interest including the gaz flow rate and the
distance between the point sources.

A general flow field is schematically shown in Figure
1. Figure la illustrates the situation where the distance
between the sources is large so that the plumes do not
interfere with each other. Figure 1b shows the interaction
and the consequent deflection of the plumes centre lines. A
snitable system of co-ordinates is also shown.

T'he single bubble plume flow has been extensively stud-
ied both theoretically (Ditmars and Cederwall, 1974; Mil-
gram, 1983; Brevik and Killie, 1996) and experimentally
(Milgram, 1983; Castillejos and Brimacombe, 1987; Barbosa
and Bradbury, 1996) by many authors in the past three
decades. The studies cover a large range of conditions but
fail to proposed a single model capable of dealing with
all posgible variations in flow conditions. For the integral
approaches, the flow has been divided into three distinct
regions where different dominant effects prewail (Milgram,
1953). The buoyancy dominated region is normally referred
to as the “Zone of Established Flow™. Thiz will be the region
of main interest here,

For flow geometries where two or more plumes are
present, the number of works ig considerably smaller. A
relatively complete work on multiple plume systems has re-
cently been published (Joo and Guthrie, 1992). In this work,
the twin bubble plume arrangement flow has been studied
both from an experimental and a numerical point of view.
Using a tracer technique to quantify the total mixing time

the time interval that 95% of the tracer needs to be mixed
in the flow - several phume arrangements were tested. The
flow pattern for these arrangements were then numerically
reproduced with the help of a k-¢ turbulence model. In all
numerical calculations, the plumes presented a clear upright
pogition, irrespective of their proximity to the wall. Thus,
no gign of the Cloanda effect was observed in the mumerical
computations. Some pictures of the phenomenon, however,
were very clear in exhibiting the plume's deflection. The
mathematical modelling of the flow was, therefore, in clear
disagreement with the experimental evidence, In this sim-
ulation, the action of the bubbles was limited only to the
buoyancy term, resulting in a very gimple model for the gas
phase that could not predict the interaction between the
plumes.

As far as the interaction between adjacent bubble
phimes 12 concerned, no analysis (experimental or theoreti-
cal) has been identified by the present authors in literature.
The interaction between laminar thermal plumes has been
studied using a Mach-Zehnder interferometer (Pera and
Gebhart, 1975). For this case, a simple model was developed
in order to take into account the deflection angle of the
centre lines of the plumes. Pera and Gebhart observed that
plane plumes manifest stronger centre line inclinations than
axisymmetric plumes,

To study the interaction effects between a bubble plume
and an adjacent wall, we will adopt the following plan.
Section 2 of the paper focus on understanding the physics

of the Coanda effect in problems dominated by buovance
forces. Section 3 provides a brief mathematical analysis
of the problem based on the entrainment hypothesis of
Taylor. Such analysig aims at establishing a theoretical
framework from which a variable entrainment coefficient
can be modelled in the future. The experimental procedure
and the apparatus are described in section 4. The electro-
resistivity probe technique results are presented in section
5 where profiles of local gas fraction are shown for several
flow conditions; photographs are shown here to illustrate
the bending of the plume under the interaction effects of
the wall. Conclusions are presented in section 6; as will
be shown, the presence of an adjacent wall does alter the
Gaussian form of the gas fraction profiles.

THE COANDA EFFECT

The Coanda Effect is the tendency of a fluid, either
gaseous or liquid, to cling to a vertical surface that is near
to an orifice from which the fluid emerges (Reba, 1066).

An eagily verified experimental fact is that when point
sources of buoyancy (or of momentum) are placed side by
gide, the two resulting turbulent plumes (or jets) tend to
bent towards each other. In this case, the bending of the
plumes is not motivated by a pressure difference, as observed
when the resulting plumes are laminar (Pera and Gebhart,
1975).

When the flow ig turbulent, the plumes bend due to a
restriction in the entrainment of external fluid by the mean
flow. Particularly in the axisymmetric geometry, the role
played by pressure difference is negligible when compared
with that of turbulent entrainment. Despite the difference
in the nature of the forces that govern each phenomenon,
some authors still consider both (pressure difference and
entrainment restraint) as examples of the Coanda effect
(Tritton, 1988),

In the present, work, the anthors suggest that the bend-
ing of a turbulent round bubble plume is caused by a mo-
mentum flux unhalance related to the entrainment restraint
due to the presence of an adjacent wall. The analysis in the
subsequent sections of this paper will be entirely based on
this premise,

The subsequent analysis aims at explaining the basics of
the entrainment hypothesis of Taylor (Morton et al., 1956)
and at establishing the terms in which the bending of the
plume can be explained ag a consequence of local changes
in the entrainment coefficient.

The entrainment hypothesis was first advanced by Tay-
lor in 1949 in unpublished notes, Subsequently, in 1956 a
conference paper that discussed the hypothesis was pub-
lished by Morton et al. In thig classical paper, the authors
state the assumption gimply as follows,

"the rate of entrainment at the edge of the plume or cloud ig
proportional to some characteristic velocity at that height”.

In other words, the mean inflow velocity, v, across the
edge of a turbulent fow is proportional to the local time-
averaged maximum mean velocity or the mean velocity over
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the cross-zection at the level of inflow. In terms of the

volumetric flow rate, (), we may write

d) = vd A = augbdfdz (1)

where @ is the entrainment coefficient, ug is the maximum
mean velocity of the liquid phase (at the centre line of the
plume) and b is the plume radius.

For thermal plumes and jets in axisymmetric conditions,
the entrainment coefficients are constant and equal to 0.083
and 0.054, respectively.

source external fluid

t

K A N TR E el

Figure 2. The entrainment in the axisymmetric geometry.

The integral theories for bubble plumes are based on an
analogy with thermal plumes. In addition to the inclusion of
a new equation for the second phase, the theory considers
a variable entrainment coefficient and what is called the
momentum amplification parameter (see Milgram, 1983).
These parameters aim at considering the action of the bub-
bles on the liguid phase. The theories, as developed today,
can be used successfully for small and large scale bubble
plumes. )

In the present analysig, the bending of the plume centre
line is assumed to be caused due to an entrainment restric-
tion, which ig caused by the presence of an adjacent plume
or & wall. This is equivalent to say that the entrainment
coefficient varies along the angular co-ordinate € and the
height 2.

The angle of deflection of the plume, @, is geometrically
defined by (figure 1.b) sin@ = s/z;. sin @ also equals the
ratio between the force that has to be exerted on the plume
to overcome the deflection and the mean momentum along
the z co-ordinate (Santos and Freire, 1993),
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where g, ¢ = ¢(r,z) and w; = w(r,z) are the liquid

density, the gas fraction profile and the velocity distribution
of the liquid phase.

The above equation establishes a relation for the as-
sessment of the entrainment coefficient provided the other
unknowns, @, g and b, are experimentally determined.

Before this equation can be used, however, it is im-
portant to determine the type of functional dependence
parameter @ has on the other flow parameters. To establish
thig we perform a dimensional analysis on the problem to
obtain
g Apg?
gss’ osd

o=1| (3)
where g i the acceleration of gravity, q is the gas flow rate
issuing from each source, o i the surface tension and Ap
is the density difference between the phases, The quantities
in brackets are, respectively, the modified Froude, I, and
Weber, W,,, numbers based on the halved distance between
the sources, 8, or the distance from a wall.

EXPERIMENTAL WORK

The properties of the flow will be measured through the
electro-resistivity probe technique. The working principle of
this technique iz to recognise the phase that surrounds the
tip of an electrode within the flow by comparing its electrical
conductivity with a reference value. Usually, an electronic
circuit is uged o that a voltage drop can be associated with
the passage of an interface. For more details about the
technique the reader ig referred to Barbosa and Bradbury
(1996).

Table 1 - Experimental test conditions

s em| q l/min] Fp W,
2 1.2 113 e3 116
315 2 365 e3 0.80
315 3 R22e3 200
6.1 2 1.3 ed 0.2
6.1 3 3.02e4 0.28
9 1.2 6.91 6 1.37e2
9 3.5 587eb 012
13 1.2 1.10 e6  4.55 e-3

The experimental apparatus is shown in Figure 3. [t
congists of a water tank, an air injection system, a 2D
traversing gear and a data acquisition and analysis system,
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Figure 3. The experimental apparatus.

[he glass water tank has dimensions 1x1x] meter and is
filled with a 300 milligram per litre sodium chloride solution
(brine). The air injection system includes a mass flow meter
and an injection nozzle. The air is injected thr mgh the noz-
7le located on the bottom of the tank. The data acquisition
and analysis system consists of a microcomputer with an
interface data acquisition board, an oscilloscope, a signal
conditioner module and the electro-resistivity probe.

[he electro-resistivity probe is shown in Figure 3 i
consists of a 0.2 mm diameter stainless steel wire which i
electrically insulated, with exception of its tip, and embed
ded in a 0.4 mm OD 0.2 mm 1D hypodermic tubing. The
length of the wire free of insulation is approximately 0.1
min

[he probe is placed perpendicularly to the tank bot
tom. The water depth is kept constant and equal to (.85
m. Approximately 15 minutes are necessary Lo guarantes
a steady state condition. Measurements of bubble plume
properties are made for several nozzle spacing and gas flow
rate conditions with the aid of a traversing gear. The nozzle
has a single orifice of 3.2 mm diameter

[he gas fraction at a point in the flow is a time-averaged

property given by,

I T
o{r, 2,t) ——.[ I{r, z,t)dl (4)
I' Ju

where T is the total sampling time and [ is the digital
output signal from the conditioning module.  The output
sienal, [, consists of a series of pulses which correspond to
the transit of bubbles through the probe. Further details
corcerning the output signal are available in the work of
Barbosa and Bradbury, 1986

The data were acquired at a sampling rate of 2.5 kHz
and approximately 5 sampling blocks of 10,000 readingg
(Barbosa and Bradbury, 1996) for each measured point were
sufficient to describe the flow. A very elementary probe eali-
bration was carried out in a vertical pipe and an uncertainty

of 10% in the gas fraction results was calculated

RESULTS

The general flow pattern for both an axisymmmetric
plume and a bent plume is shown in Figure 4 The pictures
were taken with different exposition times so that different
perceptions on the plume structure o wmld be achieved, For
the pictures with long exposition time the deformation anicl

the radius of the plhame are clearly seen.

General flow pattern for both an axisyimmetric

Figure 4.
plume and a beut plume.

Figure 5 shows local void fraction profiles for several 2
stations. The first two profiles near to the gas source have a
Gaussian form, much in the same way as [or axisymmetne
[}lllllli'r The other ]Fl'ﬂmi':- very ||-';1r|_\' il]r|ll'iml'|1 a sixth
order polynomial distribution. The points of maximmm v el
fraction are shown in the figure as well. They will be taken
as onr reference for the evaluation of the position of the
centre line of the plume. From previons studies, we know
these points 1o correspond to the points where the liquid

phase velocity is maximum as well.
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The deflection of the plume for several gas How rates and
distances from the wall are shown in Figure 6 in dimensional
coordinates. This figure shows that most of the trajectories
can reasonably be approximated by a straight line. For the
plumes whose distance from the wall is large this trend is
particularly well defined. We may thug construct graphs
for the wariation of the deflection angle defined by these
straight lines as a function of the Froude number and of the
Weber number, These graphs are shown in Figure 7; they
show that ¢ increases logarithmically and monotonically
with both F,. and W, according to the two displayed curves.
These curves could, perhaps, be approximated by straight
lines.

Although apparently obvious, the above conclusion
could not have been arrived at if graphs in dimensional form
were used. Figure 8 describes the phenomenon in terms of
q and of 5. Note that no conclusion can be taken from this
figure regarding the deflection of the plume: the results for g
in special do not make any sense. No trend on the evolution
of the deflection angle can be extrapolated from this graph.
The coefficient of correlation (R-squared value) between the
deflection angle and the gas flow rate ig 0.16. The deflection
of the plume diminishes when the plume separates from the
wall. Figure 8 shows that s is not suflicient to deseribe the
evolution of the plume; one value of § can give two different
values of deflection.

Now, if the bending of the plume can be explained
through equation (2}, it is clear that the entrainment coeffi-
cient, &, must be a funetion of the local I, and W, numbers.
Having this fact been regognized, it becomes necessary to
make measurements of the entrained flow to advance a
correlation for @. This research i# being undertaken and
will be reported at another time,

CO!

The present work has established a firm connection be-
tween the bending angle of a bubble plume and the values
of Fy, and W, numbers. The work has been important to
identify some relevant parameters to the problem and to
work out a strategy to determine a. Currently, a major
effort iz being directed at developing reliable measurement
techniques for the entrained Huid.
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RESUMO

Foram realizados estudos de avaliagdes experimentais das caracteristicas hidrodindmicas (regime de
borbulhamento e retengdo gasosa) e de transferéncia de massa gas/liquido (kya) com andlise da velocidade
superficial do gds, da altura inicial do liguido, da viscosidade efetiva de solugdes aquosas de
carboximetilcelulose (CMC) e da tensdo superficial de solugdes aquosas de isopropanol em coluna de
borbulhamento de | m de altura e 0,06 m de didmetro, funcionando a temperatura ambiente (30 ° C) e
pressdo préxima & atmosférica, operando em sistema fechado para a fase liquida e fluxo ascendente para a
Jase gasosa. Com base nestes estudos, conclui-se que: a variagdo da retengdo gasosa acompanha as
flutuagdes do regime de borbulhamento; existe uma correspondéncia direta do kya com a reteng¢do gasosa; e
dispoe-se de um banco de dados hidrodindmicos e de transferéncia de massa gds/liquido que podem ser
aproveitados em estudos reacionais de processos gds/liguido e gas/liquido/sélido.

INTRODUCAO

As reagdes gas/liquido tém uma importincia consideravel em
processos lipicos, incluindo a oxidagdo, hidrogenagdio, cloragdo,
sulfonagdo ¢ purificagio de gases por lavagem. Ainda que na
maioria das vezes seja possivel desenvolver muitas dessas
reaghes ¢m fase gasosa, a operagio gas/liquido €, todavia,
favorecida por vérias razdes, inclusive econdmicas. Um simples ¢
efetivo sisiema de contato para reagdo gas/liquido pode ser
alcangado pelo uso das colunas de borbulhamento, devido as altas
dreas interfaciais ¢ a forte turbuléncia na interface gas/liquido que
esses contatores podem apresentar

O uso das colunas de borbulhamento vem crescendo nos
ultimos anos nas areas de biotecnologia e tratamento de efluentes
liquidos. Apesar do emprego das colunas de borbulhamento em
muitos processos envolvendo a manufatura de importantes
produtos em diferentes dreas, a maioria dos trabalhos
apresentados na literatura se referem ao sistema usual ar/dgua,
mas grande parte das colunas de borbulhamento usadas em
processos industriais operam numa faixa larga de propriedades do
liquido. O uso de liquidos altamente viscosos e ndo-newtonianos
¢é freqiiente em processos biotecnolégicos, e alimenticios, e a
adigao de agente tensoativo (por exemplo um édlcool) em solugdes
reacionais pode ser usada na redugdo de fendmeno de
coalescéncia das bolhas e no aumento dos fluxos de transferéncia
de massa em processos gis/liquido e gas/liquido/solido.

O conhecimento das caracteristicas hidrodindmicas e de
fendmenos de transporte de massa ¢é fundamental no
dimensionamento e extrapolagdo das colunas de borbulhamento.
O regime de escoamento ¢ a retengdo gasosa (gg) sdo
caracteristicas importantes no comportamento hidrodiniamico das
colunas de borbulhamento. O conhecimento da g,
interdependente do regime de borbulhamento, é importante na
avaliagdo dos tempos de residéncia, da velocidade de ascensdo e
da drea interfacial efetiva das bolhas de gids contidas numa
dispersdo gas/liquido ou gas/liquido/sélido. A quantificagdo da
transferéncia de massa gas/liquido, principalmente pela avaliagdo
do coeficiente volumétrico de transferéncia de massa gas/liquido
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(lado liquido) kya. ¢ parte fundamental - qualquer que scja o
processo reacional a desenvolver (bifisico ou trifisico) - na
estimativa da velocidade global de reagdo podendo muitas vezes
controlar o desempenho do reator.

O objetivo deste trabalho ¢ o estudo experimental das
caracteristicas hidrodindmicas (regime de borbulhamento ¢ g;) e
de transferéncia de massa gés/liquido (k a) com andlise da
velocidade superficial do gds. da altura inicial do liquido, da
viscosidade efetiva de solugdes aquosas de carboximetilcelulose
(CMC) e da tensdo superficial de solugdes aquosas de
isopropanol em coluna de borbulhamento.

MATERIAIS E METODOS

Os estudos hidrodindmicos ¢ de transferéncia de massa
gas/liquido  sdo realizados no  dispositivo  experimental
representado na figura 1, onde pode-se observar uma coluna de
vidro de 0,06 m de didmetro interno ¢ de 1 m de altura. A mesma
¢ alimentada com ar comprimido fornecido por um compressor
de vazio maxima de 1,25x10” m’/s (303 K ¢ | atm).

A vazio do gas ¢é medida por meio de dois rotimetros. O gas
se distribui através de uma placa perfurada em teflon constituida
de 91 orificios de 0,5 mm de didmetro com um passo triangular
de 5,5 mm. O sistema gas/liquido estudado ¢ ar/solugdes aquosas
de carboximetilcelulose e isopropanol. As condigdes
operacionais foram: vazdo volumétrica do ar comprimido entre
2,77x10°* m"/s € 2,5x10” m"/s (303 K ¢ 1 atm) que corresponde a
uma faixa de variagdo de velocidade superficial do gas de 0,01
m/s a 0,12 m/s; altura inicial do liquido variando entre 0,368 m ¢
0,483 m; pressdo da coluna de borbulhamento muito préxima da
pressdo atmosférica ¢ a temperatura do liquido igual a do
ambiente, 303 K.

Foram analisadas 5 concentragdes massicas de CMC com
agua destilada a 0,05; 0,10; 0,20; 0,30 e 0,50%. As misturas
dlcool/agua foram preparadas com percentagem mdssica de
isopropanol respectivamente de 1; 5: 10; 50 ¢ 100%.
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Figura 1 - Descrigio esquemitica da montagem experimental

A viscosidade efetiva correspondente 4 cada uma das
concentragdes analisadas foi determinada considerando que o
modelo de Oswald-de Waele caracteriza o comportamento
reologico das solugdes aquosas de CMC, seja:

t=Ky' (1)
sendo T a tensdo de cisalhamento, y a taxa de cisalhamento, K o
indice da consisténcia e n o indice de escoamento (n<l) e

-1

Her = K¥Yer (2)
sendo ps a viscosidade efetiva e Y a taxa de cisalhamento
efetiva na coluna calculada. Usando a relagio de Hishikawa et al.
(1977), dada pela equagdio seguinte:

Yer=5000 U (3)
¢ considerando as equagdes 2 e 3, temos:
M=K (5000U)"™! (4)

Os valores de K e n usados na avaliaglio da viscosidade efetiva
de cada uma das solugdes de CMC experimentadas sdo aquelas
determinadas nos trabalhos de Kantak et al. (1995). Dependente da
velocidade superficial do gds e da concentragio de CMC. a
viscosidade efetiva varia entre 0,003 ¢ 0,04 Pas. :

A andlise do regime de borbulhamento da coluna em fungdo da
velocidade superficial do gds foi feita através da técnica da
fotografia. O procedimento consiste em aumentar progressivamente
a velocidade do gés e tentar identificar o regime de borbulhamento
correspondente. O regime homogéneo € identificado pela presenga
de bolhas pequenas e bem definidas, de tamanho uniforme e
igualmente distribuidas ao longo da coluna. No regime
heterogéneo, sdo encontradas além de bolhas pequenas as bolhas
grandes que apresentam velocidade de ascensfio maior,

provocando a recirculagio do liquido. O regime “slug flow™ é
identificado pelo estado de estabilidade ou quase estabilidade da
formagdio de “slugs” ou de bolhas de didmetro equivalente ao
didmetro da coluna.

A retengio gasosa ¢ determinada usando a téenica de medigdo
de deslocamento da altura inicial do liquido apés sofrer uma
expansdo devido ao borbulhamento do gas. A relengdo gasosa,
Eg. € avaliada a partir da relagdo seguinte:

€= Hp-Hy/Hg (5)

sendo Hg ¢ altura da dispersdo gas/liquido ¢ H, ¢ a altura do
liquido em repouso.

A determinagdo do kya é feita pelo método de oxigenagdo
dindmica. A descrigio da técnica de oxigenagdo dinimica e a
metodologia seguida para a medigio do k a foram apresentadas
nos estudos realizados por Malta et al. (1996).

RESULTADOS EXPERIMENTAIS E DISCUSSOES

. O efeito da
velocidade superficial do gas em sistema ar/dgua foram
realizados com velocidades variando numa faixa de 0,01 a
0,12 m/s. Os resultados da andlise do regime de
borbulhamento estdo listados na tabela 1. Constata-se que para
baixas velocidades do gés (<0,05 m/s) o regime de
borbulhamento observado ¢ do tipo homogéneo. ¢
caracterizado pela existéncia de bolhas individuais pequenas ¢
distribuidas de modo uniforme na massa liquida, com
interagdes bolha-bolha insignificantes. A partir de Ug = 0,05
m/s aparece uma zona de transigdo de regime homogéneo para
heterogéneo, o qual é caracterizado pela presenga de bolhas de
gds grandes, que sobem ao longo do eixo central da coluna
com velocidade de ascensdo maior que das bolhas pequenas e
individuais, provocando, assim, recirculagdo do liquido. As
bolhas grandes, resultado do fendmeno de coalescéncia de
bolhas pequenas. apresentam tamanhos desiguais com uma
distribuigio espacial ndo uniforme. Reese et al. (1993)
identificaram o regime de borbulhamento por uma técnica
sofisticada que se baseia na velocidade de imagem da
particula PIV (Particle Image Velocimetry) e indicam que a
zona de transigdo dos regimes homogénco/heterogéneo se
situa na faixa de velocidade compreendida entre 0,042 e 0,048
m/s, muito proximo daquele observado pela técnica
fotografica utilizada neste trabalho.

Tabela 1 - Regime de Borbulhamento para dgua destilada

Ug(ms) | Regime de Borbulhamento
0,01 Homogéneo
0,03 Homogéneo
0,05 Homogéneo
0,07 Transigdo
0,09 Heterogéneo
0,12 Heterogéneo
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Os resultados relacionados & retenglio gasosa (gg) estdo
resumidos na figura 1, que apresenta os valores da g em fungdo
da velocidade Ug para diferentes alturas do liquido (4gua
destilada). E evidenciado um aumento da € com a velocidade
superficial do gas. Todavia, observa-se que até a velocidade 0,05



m/s ha um aumento linear da g5 com Ug. Isto indica que, nestas
condigdes, o regime de borbulhamento ¢ do tipo homogéneo,
confirmando assim as observagdes efetuadas nas identificagdes
do regime de escoamento das bolhas (tabela 1). A partir da
velocidade de 0.05 m/s, a taxa de aumento da € com Ug se
reduz. Isto se explica pela existéncia de bolhas grandes
resultantes da coalescéncia de bolhas vizinhas menores,
conduzindo, conseqilentemente, ao aparecimento do regime
heterogéneo, confirmando, entdo, mais uma vez, as observagdes
feitas durante os experimentos de andlise do regime de
borbulhamento. O aumento da retengdo gasosa de modo
proporcional a Ug em regime homogéneo foi também observado
por Reese et al. (1993), que constataram redugdo da retengo
gasosa na zona de transig¢do (0,042 < Ug < 0,048 m/s).
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Figura | - Variagdo da retenglio gasosa em fungio da
velocidade do gas para diferentes alturas de liquido

Os resultados referentes ao efeito da velocidade superficial do
gas sobre o coeficiente volumétrico de transferéncia de massa
gas/liquido k;a estdo resumidos na figura 2, levando as mesmas
conclusdes anteriormente encontradas para a retenglo
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Figura 2 - Variaglo do k;a em fungdo da velocidade

superficial do gas para diferentes alturas de liquido

gasosa, ou seja: o coeficiente volumétrico de transferéncia de
massa k;a aumenta com a velocidade superficial do gas; a
mudanga do coeficiente angular da curva kpa = f (Ug) ocorre, na
mesma velocidade do gas Ug = 0,05 m/s que corresponde
aparentemente da passagem do regime homogéneo ao regime
heterogénco com formagdo de bolhas maiores, 0 que causa uma
redugdo da drea interfacial, e entdo do kja. O aumento do kia
com a velocidade do gis foi ressaltado por vérios autores
{Wilkinson et al.. 1994)

Efeito da Altra Inicial do Liquido (H). Para andlise do efeito
da altura inicial do liquido sobre a natureza do regime de
borbulhamento ¢ a retengdo gasosa foram estudadas trés alturas
{dgua destilada): 0.368; 0,408 ¢ 0,483 m. Os resultados estdo
apresentados na tabela 2. Evidencia-se que para uma altura inicial
do liquido entre 0,368 ¢ 0.483 m o regime de borbulhamento
parece ndo ser afetado notavelmente pela altura inicial de liquido.
Foram também quantificadas as retengdes gasosas relacionadas a
essas alturas e os resultados estdo apresentados na  figura 1.
Observa-se que a altura inicial de liquido ndo afeta nem o
regime de borbulhamento

Tabela 2 - Regime de Borbulhamento para dgua destilada

i e o (YL = [ "D—ﬁ\'i ._;Fh 1

Ug(m/s) | 0.368m 0,408 m 0.483

0,01 Homogéneo  Homogéneo  Homogéneo

0.03 Homogéneo  Homogénco  Homogéneo

0.05 Homogéneo  Homogéneo  Homogéneo

0,07 Transigdo Transigao Transicao

0,09 Heterogéneo  Heterogéneo  Heterogéneo

0,12 Heterogéneo  Heterogéneo  Heterogéneo
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nem a €, logo, pode-se pensar que esta variagdo ndo ¢
suficiente para provocar mudangas de regime, e,
conseqlientemente, das retengdes gasosas através do fendmeno
de coalescéncia que pode se promover pelo aumento do tempo
de ascensdo das bolhas que cresce com a altura do liquido.
Tsuchiya et al. (1992) estudando o efeito da altura inicial do
liguido sobre a g; chegaram o mesmo resultado obtido neste
estudo.

A variagdo do kpa em funglo da altura inicial do liguido,
conduz & mesma conclusdo encontrada para £g, a saber: o k,a
parece ndo ser afetado pela altura inicial do liquido, dentro da
faixa de variagdo analisada (figura 2). Vérios trabalhos
apresentados na literatura ressaltam que o kpa é praticamente
independente da altura inicial do liquido em sistemas usando
dgua como fase liquida (Grund et al., 1992).

Vi iv .Os
resultados da andlise do regime de borbulhamento em fungao da
concentragdo de CMC estdo indicados na tabela 3. Observou-se
que para uma percentagem massica de CMC menor ou igual a
0,30 % ¢ na faixa de velocidade do gés estudada (0,01 m/s € Ug
< 0,12 m/s), o regime de borbulhamento identificado e suas
zonas de transigdo sdo exatamente aqueles desenvolvidos em
presenga de dgua destilada pura (tabela 1). O aumento da
viscosidade do meio liquido, nas faixas de concentragio de
CMC ¢ da velocidade do gas, parece ndo ter afetado de modo
significativo o tamanho e a distribuigdo do tamanho das
bolhas para uma mudanga sensivel do regime de
borbulhamento, o que ¢ consolidado pelas medidas da &g cujos
valores estdo representados na figura 3, que relaciona a € em
funglio da velocidade Ug para solugdes aquosas de CMC de
percentagem massica compreendida entre 0,05 e 0,50 %, com o
valor da viscosidade efetiva variando entre 0,0436 e 0,0481
Pa.s. Vé-se que a £ em meios aquosos de CMC até 0,30 % ndo
apresenta valores diferentes daqueles registrados em dgua
destilada pura.



Todavia, na concentragdo de 0,50 %, o regime heterogéneo
comega a prevalecer ja a partir de Ug = 0,05 m/s, o que indica

que o fendémeno de

operacionais

coalescéneia

nestas condigdes

Tabela 3 - Regime de borbulhamento para solugdes de CMC

de borbulhamento ¢ a g5, Altas velocidades do gis promovem a
coalescéncia das bolhas, mas este efeito se encontra acentuado
pela viscosidade do meio liquido a partir de um valor minimo
determinado da concentragiio de CMC. Neste trabalho, este valor
minimo foi avaliado experimentalmente em 0,50 %. Para valores
de concentragio de CMC maiores que 0,50 % a gg deve ser
reduzida de modo ainda mais significativo.

A figura 4 confirma as observagdes ja realizadas sobre a
retengdo gasosa: a percentagem madssica de CMC 0,50 % é,
também. a concentragio a partir da qual hd uma redugdo
significativa do kya, observa-s valores de kja para solugdes de
CMC de 0350 % bem abaixo das demais solugdes
experimentadas. Vale salientar que a variagdo da retenglio gasosa
com a viscosidade do meio ja foi ressaltada por vérios autores e
que muitos deles observaram uma diminuigdo da retengdo com
aumento da viscosidade (Godbole et al., 1984). Todavia autores
como Kantak et al. (1995) ndo evidenciaram este resultado
usando concentragdes de CMC de 0,50 % e velocidades do gas de
0,01 a 0,18 mv/s.

Us | RegimcdeBorbulhamento
(m/s) | CMC (0.,05-0,30 %) CMC(0.50%)
0,01 Homogéneo Homogéneo
0,03 Homogéneo Homogéneo
0.05 Homogéneo Transigio
0.07 Transicdo Heterogéneo
0,09 Heterogéneo Heterogéneo
0.12 Heterogéneo Heterogéneo
= B Cane CME DY
& Cing, TMC 050 %
L A Cone CHC 080 .
ks 0, - .
Rt . : ol
“CJ 0,204 . -
0l -
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Figura 3 - Variagdo da retenglio gasosa em fungdo da
velocidade Ug para diferentes concentragdes de CMC

ocorre antecipadamente em comparagiio ao meio de dgua pura.
Isto se deve provavelmente ao meio liquido que comega a ficar
viscoso e o fluxo gasoso suficientemente alto para se ter uma
probabilidade de maior interagdo entre as bolhas vizinhas. A
promogdo da coalescéncia ocorre com o aumento do tamanhos
das bolhas. A andlise da natureza do regime de borbulhamento
para concentragdo de CMC 0,50 % ¢ consolidada & luz das
medigdes das retengdes realizadas nestas condigdes. Para a
percentagem massica de CMC 0,50 %, evidencia valores menores
de £ em comparagio a dgua destilada. Além disso, 0 aumento da
£ ¢ linear até Ug = 0,03 m/s, o que caracteriza o regime
homogéneo. enquanto para Ug maior que 0,03 m/s, a taxa de
crescimento da €g diminui com Ug, o que ¢ uma indicagdo de um
regime heterogéneo, confirmando, assim, as observagdes de
identificagdo do regime de escoamento das bolhas. Entretanto,
constata-se que para a concentragio de CMC 0,50 % ¢ Ug < 0,03
m/s, o regime ¢ homogéneo, ¢ as retengdes sdo praticamente
iguais as obtidas em meio aquoso puro. A partir de Ug = 0,03
m/s, a coalescéncia se inicia e as bolhas resultantes deste
fendmeno ficardo, conseqiientemente, relativamente maiores que
na #4gua destilada conduzindo. assim, & retengdes gasosas
relativamente mais baixas. Finalmente, conclui-se que neste caso
o fendmeno de coalescéncia ocorre com a contribuigio
simultdnea de dois efeitos: a viscosidade do liquido ¢ a
velocidade do gas. Baixas velocidades do gds, mesmo com altas
viscosidades do liquido, simuladas por solugdes aquosas de
CMC, podem ndo afetar significativamente a distribui¢do e o
tamanho das bolhas, e, conseqilentemente, a natureza do regime
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Figura4 - Variagdo do kia em fungdo da velocidade superficial

do gas para diferentes concentragdes de CMC

A figura 5, que relaciona o coeficiente volumétrico de
transferéncia de massa com a viscosidade efetiva . para
diferentes velocidades superficiais do gds, confirma também que
valores de p,e para solugdes de CMC de 0,50 % - Giltimos pontos
das curvas iso-velocidade - apresentam os valores mais baixos do
kpa, ao passo que para as demais solugdes o kya fica praticamente
constante quando a velocidade superficial do gis fica menor ou
igual a 0.03 m/s.
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Figura5 - Variagdo do kya em fungdo da viscosidade efetiva do

liquido para diferentes velocidades do gas

A diminuigdo do kia pode ser explicada em razio do
fendmeno de coalescéncia das bolhas pequenas em bolhas
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SUMMARY

Intrusive phase detection probes are widely used in association with numerical processing techniques to obtain bubble size
distributions in gas-solid bubbly flow. Under these circumstances a numerical problem must be solved which consisis in determining
bubble size histograms from measured chord or pierced length histograms. This can be done by inverting a Fredholm integral operator
of the first kind, which is known to be often ill-conditioned. Consequently the solution will be extremely sensitive to small changes or
errors in the input measured data. This work describes the application of wavelet thresholding techniques in the numerical solution of
the problem. Results are presented for several signal to noise ratios (SNR) and for wavelet as well as for classical Fourier thresholding
techniques. The superiority of the former is evident since proper results can still be obtained, even at relatively poor SNR levels.

INTRODUCTION

Gas bubbling fluidized beds are used in industry for a
variety of purposes. The catalytic cracking of hydrocarbons and
the combustion of coals are major applications. A gas bubbling
fluidized bed may be regarded as an ambient comprised of two
phases, a bubble phase and a particulate or emulsion phase. The
bubble phase is dispersed throughout the continuous emulsion
phase. Bubbles are formed as the fluidizing gas is injected at the
bottom of the bed, and move upwards dragging wakes of
particulate. The bubbles frequently coalesce to other bubbles, split
and recoalesce. Coalescence causes the bubble sizes, shapes,
velocities, frequency and distribution to vary along the bed height.
Bubbles formed close to the walls coalesce to internal bubbles
enforcing an horizontal movement towards the axis of the column.
The resulting increased concentration of bubbles towards the core
of the bed causes coalescence to intensify, and at heights
equivalent to the diameter of the column virtually all bubble flow
occurs along the central axis. In shallow beds with large cross
sections, several preferential bubble tracks are formed in the axial
direction. In general the emulsion phase moves upwards in
regions of high bubble activity. and downwards in regions of low
bubble activity. The scale of the column, the design of the gas
injectors, and the particle properties define the patterns of
bubbling and recirculation in gas fluidized beds.

There is no defined interface between the phases, and
the emulsion is permeable to the gas of the bubbles. The process
of transport between the phases is accomplished through diffusion
and mainly through convection. A continuous throughflow is
established through the bubbles, with gases penetrating at the
bottom and leaving at the top. The development of bubbles and
their interaction with the emulsion are major factors determining
the intensity of transport in gas fluidized beds. Therefore,
chemical reaction is deeply affected by bubbling.

The development and properties of bubbles in gas
fluidized beds are investigated using either intrusive or non-
intrusive measuring techniques (Lim et al., 1995). Measurements
through capacitive and electroresistive external probes, optical
and X ray observations through photography and filming. and the
use of gas tracers are among the non-intrusive methods. The
intrusive techniques are based on phase detection probes for
measurements of internal local physical properties. Most of the
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commonly used probes are capacitive, optical, of differential
pressure, and electroresistive. The non-intrusive methods, despite
not disturbing the process, are either limited to small beds or
allow observations confined to parictal regions. The intrusive
probes, despite disturbing the process in some degree, are
applicable 1o beds of any size. If the concern is tumed to large
scale beds, intrusive methods should be applied.

The measurement principles of intrusive probes are based
on the detection of changes in a local property of the sensing field. In
fluidized beds the probes can detect the relative presence of gas and
solids on a sensing region. indicating the instantaneous presence of
bubbles. However, the conversion of such information into bubble
parameters such as size, shape and velocity is not straightforward.
Only occasionally a bubble is intersected by the probe along its
vertical axis. [n fact, the intersection is randomly accomplished at any
chord or pierced length through the bubble. Also, the bubbles may
develop in a variety of shapes, such as flat. hemispherical or
elongated, and through a fixed point inside the bed it may flow
bubbles of several shapes and sizes. Still, the motion of the bubbles is
predominantly ascendant with lateral movements towards the column
axis though favouring transversal intersection. Considering the
difficulties suitable procedures are required for allowing interpretation
and conversion of acquired signals into the actual parameters of
interest.

The literature presents a number of studies on bubble
parameters in fluidized beds using intrusive probes. In general,
pierced lengths are measured and used to determine bubble
parameters. Werther and Molerus (1973a, 1973b) considered
bubbles rising ramdomly through the bed, and assumed the mean
pierced length to be a measure of the mean size of the bubbles in
the bed. Wittmann et al. (1981) and Hilligardt and Werther (1986)
followed this view. Rowe and Masson (1981) and Jones and
Glicksman (1986) established the ratio between the mean bubble
diameter and the mean measured pierced length to be L35
Glicksman and McAndrews (1985) estimated a ratio of 1.35,
while Kage et al. (1991) found a value of 1.3. Sitnai et al. (1981,
1982) found the bubble diameter to be equal 1o its height. Chan et
al. (1987) observed that decreased mean pierced lengths indicate
decreased mean bubble sizes. van Lare et al. (1997) used Darton's
correlation to establish a relation between the mean bubble
diameter and the mean pierced length, and found a ratio from 2.5
to 3.0 for hemispherical bubbles. Valenzuela and Glicksman



{1984), Choi et al. (1988), Olowson and Almstedt (1990) and
Olowson (1994) made no attempt to correlate their measured
pierced lengths to bubble diameters. Stubington et al. (1984),
Hatano et al. (1986), and Glicksman et al. (1987) applied arrays of
probes, directly reconstructing bubble sizes from sets of
simultaneous measurements.

Methodologies for establishing bubble diameters from
measured pierced lengths have been developed by some authors.
Pierced length distributions can be related to bubble size
distributions provided suitable conditional probability laws are
established. Such laws can be derived from hypotheses on
distribution, velocities and geometrical shapes of the bubbles in
the bed. Werther (1974a, 1974b) assumed bubbles of ellipsoid
shape uniformly distributed throughout the bed. rising at constant
velocity. The author solved the problem of determining size
distributions from pierced lengths by inverting arid numerically
integrating the appropriate integral equation (see next section).
Clark and Turton (1988) and Turton and Clark (1989) applied
Werther's method assuming bubbles of truncated ellipsoid shape
uniformly distributed through the bed cross section, considering
the inherently higher probability of piercing larger bubbles, and
accounting for bubble velocity dependence on bubble sizes. Liu
and Clark (1995) and Clark et al. (1996) enhanced the
methodology by proposing a technique for inferring statistical
parameters such as mean and standard deviation of bubble sizes
from the mean and standard deviation of pierced lengths. They
also proposed analytical forms for the distribution of pierced
lengths (Rayleigh and Gamma probability functions) and thereby
generated analytical solutions for the bubble size distributions.
Tsuitsui and Miyauchi (1980) applied a statistical analysis for
obtaining the size distribution of the bubbles from measured
pierced lengths. The method accounts for the fact that the
probability of detecting large bubbles is inherently higher than the
probability of detecting small bubbles. Lim and Agarwal (1990)
used digital image analysis techniques to obtain the pierced
lengths of bubbles intercepted by an "imaginary" probe in a 2-D
fluidized bed. The measured pierced lengths along with assumed
bubble shapes were used to obtain theoretical predictions of the
bubble sizes using geometrical probability. A Gamma distribution
function was fitted to the observed pierced lengths distribution.

Methodologies are available for converting measured
pierced length distributions into bubble size distributions.
However, no work has been published considering the effect on
the sizes distribution caused by noises on the pierced lengths
measurements. The conversion from pierced length to size
distributions is an inverse ill-conditioned problem. Unlike the
direct problem, this is very sensitive to noise which are greatly
amplified. In consequence, the resulting size distribution may
become tremendously corrupted. In this work, the effects of noise
are assessed, and de-noising techniques are considered. A wavelet
thresholding de-noising technique is suggested, applied and
evaluated in comparison to classical Fourier thresholding, More
precisely. the calculus of chord histograms is preceded by a
wavelet or a Fourier based de-noising algorithm in order to
recover the signal from the noisy measurements, and to improve
the accuracy of the final solution. Wavelet thresholding is clearly
well adapted to this task because of the possibility of restoring the
information lost in the smoothing operation (the integral equation
relating chord and size histograms). In other words, if the shape of
the probe signal is known, the choice of a specific de-noising
wavelet can be made in accordance with this a priori information,
i.e. with a similar form.

Consider an ideal intrusive probe and its corresponding
sensing line defining a bubble column, as depicted in Figure 1. As
already mentioned, chord or pierced length histograms, denoted
by Popordl ¥ ), can be directly obtained from the probe time traces,
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provided the bubble rising velocity is measured or known from
some adequate empirical correlation. The relation between
Pl ¥) and Pyapefr), which stands for the bubble size
distribution characterized by its radius r, can be established
through Pry|r), which is the conditional probability of
measuring a chord y from a bubble of radius r, integrated over the
range of all possible bubble sizes. In mathematical terms this
becomes

Penora( ¥ ) = _[f’fylr)a"mmff)df (1)
0

or
ar

M V|C
Y2 C

d

d
Q
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Figure |. Measurement scheme and bubble shape model
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Since in the majority of practical situations what is
readily measured is Pya( v ). 10 determine Ppogpel(r) it is
necessary to invert Eq. (1), what corresponds to solving a
Fredholm integral equation of the first kind. This type of integral
equation is known to be often ill-conditioned. Consequently, the
solution will be extremely sensitive to small changes or errors of
experimental as well as of numerical nature, to the point of
compromising the physical meaning or even completely
corrupting the results. To better illustrate this, consider, without
loss of generality, that the bubble shape can be modeled by an
clongated ellipsoid with a larger horizontal semi-axis given by r,
and a shape factor @ (0 < a</) defined by the ratio of the
vertical and horizontal semi-axes. This model is also shown in
Figure 1.

Under these circumstances, the conditional probability
function becomes (Turton and Clark, 1989)

'3

P(ylr) = 0<y<la
G PR @)
P(ylr) = 0 elsewhere
and Eq. (1) results
Penoral ¥ ) = I % Pouppie( 1 ) dr (3)

v

In order to solve Eq. (3) numerically, it is necessary 1o discretize v
and r. which can be done according to the following rule

Y = idy

ro= JjAr @)

The values assumed by the probability functions at these discrete
points can be denoted
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(5)
= Poubvte( 7y )

Adopting zero-order interpolation functions

¢J,(r)=f rySr Sty ©
@,(r)=0 elsewhere
Pusrel ¥ ) can be written in terms of its nodal values Pr; as
N
Prubbie (1) = ZP!} o,(r) (7)
j=0

where N is the number of subintervals in the discretization of r. A
further simplification can be achieved if the discretization step on
v is taken to be

4 = 2o A (8)
in which case the integral equation (3) becomes
e N (J+1)Ar 1
ﬂq=-;—§;PU :5* )
J=i JAr

After calculating the integrals, expression (9) can be written in
matrix for as

{Pv}=[k)rr}

where [ K] is an upper triangular matrix with coefficients given
by

(10)

"
JG+l
0

K, iSjSN

(1)

]

Ky, if not

Eq. (10) can be seen as the numerical version of the
integral Eq. (3). In practical situations, the chord probability
distribution is determined from the probe time traces and the
radius probability distribution calculated by inverting [ K, | (the
numerical equivalent of the integral operator in Eq. (3)) and
applying itto { P, }

{pr}=[Kk]"{Py} (12)

In fact, this is a very delicate task due to the ill-
conditioned nature of the problem. To better illustrate this,
consider the following pair of size and chord probability
distributions satisfying Eq. (3). -

’ 3
Pﬁuhhh.(r) = 4 HT r'ze,\'pf—drzj

v
Pda.-d()’)=;'|:f—er ﬁ]jl

Consider now the direct problem of retrieving Py from a
perturbed Py, and the inverse one of obtaining Py, from a
perturbed P Through Egs. (10) and (12), this can be written
as

(13)

(14)

{Bv}= k)P }+{a})

(15)

834

{Pr}= (k1! ({ry}+{a}) (16)
where {a} is a centered white noise vector of maximum
amplitude parameterized by a. The plots in Figure 2 compare the
direct and the inverse problem for increasing noise amplitudes
(ie. respectively Eq. (15) with Py, taken as Eq. (13) and Eq.
(16) with P, taken as Eq. (14)).

It is obvious from these figures that the size probability
distributions are completely corrupted, even for almost
imperceptible disturbances. In consequence, obtaining size
histograms from chord histograms directly from the experimental
signals is unfeasible without specific signal processing algorithms
to handle the influence of noise. As already mentioned, one way
of doing this is by fitting a convenient theoretical chord
distribution in order 1o be able 10 solve Eq. (1) analytically (Clark
et al, 1996, Liu and Clark, 1995 and Lim and Agarwal, 1990).
This method works adequately only if the fitted analytical form
(in general a continuous Gamma function) is close to the real
chord distribution, which is not known a priori.

As an alternative to this, we propose the application of a
pre-processing de-noising method based on the concept of
orthogonal wavelet analysis, which will be detailed in the sequel.

WAVELE
TECHNIQUES

Wavelet analysis has been originally introduced in the
context of signal by J, Morlet for the study of seismic signals
(Grossmann and Morlet, 1984). Since then, many researchers
have worked to establish its theoretical background as well as to
extend its range of applications. In the present days, beyond
classical signal analysis problems, wavelets have been applied
successfully in a great number of problems as, for instance. the
characterization of coherent structures in turbulent flow (Farge et
al., 1996), analysis of the three-dimensional organization of
galaxies (Bijaoui and Giudicelli, 1991) and computer vision
(Mallat, 1989).

The continuous wavelet transform of the finite energy
temporal signal x( 1) € L°f %) is the joint time-scale function
Wxy(a, b) € L’( K xR ) defined as

G

Wey(ab) = (2t )Wap(1)) (17)

where the analyzing function (1) is the shifted and scaled
version of the fundamental wavelet wrt) € L°( %), generally
well located in time and frequency. In mathematical terms this

becomes:
Wap(t) = B ly[ ]
ah ¥

(the factor 1/+ya is used to make the L’-norm of Eq. (18)
unitary for all possible values of the description parameters a and
b). The denomination wavelet comes from the necessary
condition on w( ) o be an admissible analyzing function, which
requires that its Fourier transform vanishes at the origin. Since
Wi t ) must also vanish for 1 — # = (finite energy), a consequence
is that any admissible wavelet decays and oscillates. Thus, Eg.
(17) can be interpreted as a measure of resemblance between the
original signal and the analyzing wavelet with respect to its
essential temporal support and a characteristic frequency.

t=b
¢

(18)
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Figure 2. Direct (left) and inverse problem (right) for distributions (13) and (14) and different noise amplitudes: a = 0.0001 (2a and

2b), a = 0.0002 (2c and 2d) and a = 0.0003 (2e and 2f).

In what concerns signal decomposition and
recanstruction, the main property of the wavelet transform is that
for some classes of analyzing functions and values of the
description parameters @ and b, W/ t) establishes an orthogonal
decomposition of the Hilbert space. More precisely, for some
Wl 1) and

a, =a; and b,, = a,nAt (19)
where m and n are integers, Ar is the fundamental sampling period
of x( t ) and a, can be set at 2, any finite energy signal x( 1) can be
canonically decomposed as

x(t) = ZW,,,.,, Vauha, (1)

(20)

where the decomposition coefficients ,,, can be calculated by
the simple formula

W = (%(0)Wan,, (1)) 1)

or, using Lesbaigues inner product definition for functional
Hilbert spaces '

te om
Wiy = J.t(r).? 2 F(Z"":—nd: )dr

-

(22)

The good time-frequency localization of yi(t),
together with its orthogonality at the dyadic grid a,, and b,
{ap = 2), results in coefficients W,,, with minimum redundancy.
One very important application of this is in signal recovery from
noisy data. The general procedure is accomplished in three steps:
i) transform the original data in noisy coefficients W,,, through
Eq. (21), i) apply soft or hard thresholding to the resulting
coefficients in order to eliminate those not reflecting the basic
structure of the signal and, finally, iii) reconstruct a de-noised
version of the original signal through Eq. (21). In the context of
wavelet transforms this procedure is also known as wavelet
shrinkage and has been successfully applied to a great variety of
experimental signals. Good entry references on this subject are
Berger et al, 1994 (removing noise from music), Mallat and
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Zhang, 1993 (maiching pursuits) and those of D.L. Donoho and
colaborators (see for instance Coifman and Donoho, 1995).

These ideas can be illustrated with an anificial signal,
representative of the output of an ideal phase detection probe
immersed in bubbly two-phase flow (Figure 3a). The plateaus
(representative of the chords) obey the probability distribution of
Eq. (14) (x=0.25) and the distances between them vary
randomly according to a uniform law, White centered noise is
subsequently added (Figure 3b) resulting in a signal to noise ratio
(SNR) of 5.0. The result of a standard hard thresholding in the
Haar basis is shown in Figure 3c. As expected, the SNR has been
significantly improved with good preservation of the edges of the
signal, which is a known good characteristic of the Haar basis (a
negative one, although not restrictive in this case, is the
generation of pseudo-Gibbs artifacts in the vicinity of
discontinuities),

,‘ ﬂ ’.‘ H H H 'ﬂ ”(a}

Figure 3. Example of Haar wavelet de-noising: a) pure signal,
b) noisy signal with SNR = 5.0 and ¢) recovered signal (hard
thresholding level at 0.08).

NUMERICAL EXPERIMENTS AND RESULTS

In order to validate the methodology proposed here, a
series of numerical experiments were conducted with signals
similar to those shown in Figure 3. More specifically, the error
between the theoretical (Eq. (13)) and the experimental radii
distribution is calculated for increasing noise levels. The basic
steps of the procedure are: /) generation of the noisy signal (high
noise amplitudes are used aiming to simulate more realistic
experimental conditions), if) recovery of the structure of the signal
by wavelet or classical Fourier de-noising, iif) determination of



chord histogram, iv) determination of radii histogram by applving
Eq. (16) and v) calculus of the error defined by

e = |{ri-ter)]

Figure 4 brings these results, To illustrate the severe
influence of noise in this ill-conditioned problem, the error
associated with the use of unprocessed signals is also plotted. It is
important to emphasize that errors below 1.0 imply in good
agreement  between  experimental and  theoretical  radii
distributions. Errors between 1.0 and 2.0 are associated with
poorly comparable radii distributions, vet the average values and
standard deviations are still accurate. Errors above 2.0 correspond
to completely corrupted distributions.

(23)
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Figure 4. Error (Eq. (23)) in function of the amplitude of the noise
vector: a) no de-noising, b) Fourier hard de-noising and c)

wavelet hard de-noising (Haar basis).

CONCLUSIONS

This work concerns the determination of bubble size
histograms from pierced length or chord histograms. This is done
by numerically solving an inverse ill-conditioned problem, which
implies that the solution will be extremely affected by noise.
Surprisingly this aspect of the problem has not been previously
considered in the literature.

Numerical experiments were conducted in which it was
shown that even for imperceptible disturbances of the chord
histograms the calculated size histograms are completely
corrupted. In view of this, signal-processing algorithms are
mandatory for handling the influence of noise if real experimental
data are to be used.

A de-noising methodology was employed for signal
recovery based on wavelets as well as Fourier thresholding
techniques. To verify the potentiality of the method, numerical
simulations were performed in which increasing noise levels were
added to signals representative of a virtual phase detection probe
immersed in bubbly flows. The superiority of wavelet
thresholding 15 evident since good results can still be obtained
even at relatively poor SNR levels.
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SUMMARY

This paper describes a method of measurement of local interfacial area concentration using a double
sensor resistivity probe. The time averaged value of the interfacial area is given in terms of the number of
interfaces per unit time and the mean value of the interfacial velocity. In order to validate the double sensor
probe data, an independent global measurement method based on the differential pressure was employed.
Experimental results were obtained for air-water upward flow inside a 52 mm diameter pipe. The results show
that the double sensor probe method is accurate and reliable for the local measurement of void fraction,
interfacial velocity and interfacial area concentration in bubbly two-phase flows.

INTRODUCTION

Experimental information on the two-phase flow radial
distributions of the void fraction, phase velocities, as well as
interfacial area concentration is essential for the development of a
realistic multidimensional models. Some of the data may lead to
closure relations for these models while others would be
appropriate for model validation.

In the study of two-phase flow there has been a strong need
for instruments able to measure the detailed distribution of
various local parameters. In a recent review work, Cartellier and
Achard (1991) have shown that the most powerful probe
techniques are electrical resistivity probe, optical probe and hot
film anemometry. Among these techniques, the advantage of
electrical resistivity probe is that both the sensor and the
detecting electronic circuil are easy to be realized. In this work, a
double sensor resistivity probe was used for the measurement of
the radial profiles of void fraction, bubble frequency. bubble
interface velocity and interfacial area concentration.

Since the fundamental works of Serizawa et al (1975) and
Herringe and Davis (1976), continuous progress has been made
with respect to the application of electrical resistivity probe
technique to studying local two-phase flow parameters. Progress
has been done both on the sensor geometry and on the threshold
procedure. The experimental work of Van der Welle (1985) was
dedicated to the local measurement of the void fraction, bubble
velocity and bubble size in air-water flows, using a double probe.
Kataota et al. (1986) introduced a local formulation of the
interfacial area concentration and proposed a three double-sensor
probe. Teyssedou and Tapacu (1988) used a single probe for the
measurement of the void fraction profile in air-water flows. In the
work of Barnea and Shemer (1989) a single probe was used for
the measurement of the void fraction at the centerline of a vertical
pipe in upward air-water flow. Kocamustafaogullari and Wang
(1991) presented an extensive work on the local measurement of
the void fraction, interfacial area concentration, mean bubble
diameter and bubble interface velocity in a horizontal air-water
flow, using a double probe. Liu gnd Bankoff (1993) developed a
miniature double probe for the local measurement of the void
fraction bubble velocity and bubble size in air-water bubbly flow.
In the work of Leung et al. (1995) a double probe was used to the
study of the axial development of the interfacial area and void
fraction profiles.
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DOUBLE SENSOR RESISTIVITY PROBE TECHNIQUE

Measuring Principle. The electrical resistivity probe
technique consists of a instantaneous measurement of the local
electrical resistivity in the two-phase flow by means of a sensor
electrode. A typical resistivity probe is depicted in figure 1.

second
electrode

insulation

—  wire

uninsulated
length

V

Figure 1 - Typical resistivity probe.

The sensor works as an identifier of a phase surrounding the probe
tip. Since the circuit is opened or closed depending on whether the
sensor is in contact with gas or liquid, the probe behaves in principle
like a swilch, vielding a two-stage signal. Such a signal shows a nearly
immediate response to water contact with the probe, but a delayed
response 1o bubble contact. due to the required dewetting time of the
probe tip. Indeed, the sensor does not penctrate the interface without
deforming it. Moreover, the instantaneous resistivity depends on the
fraction of the sensitive tip area wetted by one phase, and therefore,
long sensitive length induces smooth signal transitions, Minimization
of this delay, i.e.. approximation of a square wave shape, is desirable
for signal conditioning. However, to obtain a true square wave type
signal, a proper threshold voltage has to be used as a triggering
criterion.

Signal Conditioning. The most common method of signal
conditioning is based on a single threshold level whose
intersections with the raw signal determine the start and the end
of rectangular waves, producing thus a succession of gas
residence times. This approach has the inherent disadvantage that




signals which do not reach the threshold level will be undetected.
Hence the threshold level must be set as close to the liquid signal
level as possible, in order to minimize the influence of the
dewetting time and to take account of small bubbles.

No agreement exists in the literature, neither for the
recommended threshold level, nor for the resulting performance.
Nevertheless, the threshold level usually ranges from 10% to 50%
of the static high level signal.

The problem is further augmented in practice by shifts in the
liquid signal level. This problem can be avoided by comparing
the samples with a self-adjusting threshold level. Before each
data set entered a phase discrimination routine, the maximum M
and the minimum N values of signal were determined in advance.
The threshold level T is given by:

T=(M-N)-S+N (1)

where S ranges from zero to one.

The main advantage of this phase discrimination method is
that every data set has a flexible threshold level, even for the
same value of S. This is of practical importance if the liquid
signal level drifts.

Signal Processing. As the conditioned signal consists of a
train of square waves, the signal has to be processed such that the

local parameters can be obtained.
The local void fraction is defined as the time average of the
phase indicator function X by:

1t
— 3 of 2
Q= }lrr_ll—-—l,k(x.!)df (2)

in which X as a function of position x and time t equals one for
the gas phase and zero for the liquid phase.

As the conditioned signal is given in discrete binary form,
equation (2) can be written as:

N

> X(i) @
il

1
of=—
N
in which N is the total number of samples and X(i) the binary
signal.

The residence time for a bubble follows from the block length

of the square wave signal, i.e., from the number of continuous
samples n in the gas phase, and from the sampling frequency /'

=2 )

The local bubble interface velocity may be determined from
the signals of two probes placed in the flow direction. A bubble
which contacts the front probe will, in general, subsequently
makes contact with the rear probe. The time delay between these
two contact signals is a measure for the velocity of the bubble. It
is of course possible that a bubble is only pierced by one of the
probes, this error source should not cause any problems provide
this stochastic process is observed over an adequate length of
time. A correlation technique will be required to determine the
most probable time delay between two stochastic signals. The
cross-correlation function of the two probe signals a and b is
defined by:
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.
E,(x,7)= }_i_r}}_lrja(x.r)b(x+d,r+r)dr (5)
1]

where d is the distance between the probes and T is the time
delay. The maximum of the correlation function yields the most

probable time delay T, from which the bubble interface velocity
component in the axial direction is determined as:

d
v, =— )
rO

For two identical signals shifted relative to each other the
correlation function yields a triangular shaped function. In case of
nonidentical signals, i.c., when the width of the blocks differs, the
top of the correlation function is broadened, which may generate
difficulties in determining ¢ . In practice, however, the

correlation functions show a single maximum.

The time-averaged interfacial area concentration a;, can be
obtained by counting the number of interfaces passing the probe
per unit time N, and knowing the interfacial velocity v, and the

angle @ between this velocity and the normal vector of the
interface (Kataota et al., 1986):

= N
R =4 “Iv,|cos¢

7

In practice, it is difficult to determine the angle ¢ . However,

with the assumption that the interfaces are composed of spherical
bubbles, the probe passes every part of bubble with an equal
probability and the interfacial velocity has the same direction of
the probe tips, the interfacial area concentration can be
determined (Vetau, 1981) by:

a,(x)=4N, e (8)
vi|

: - ‘acility. A schematic
diagram of the experimental facility is illustrated in figure 2. The
test section is made of a 52 mm ID Plexiglas tube which is 2.40
m long.

The air flow was supplied from the building central air
system. The water was pumped from a large water tank. Both air
and water flowrate were measured with calibrated orifice-plate
meters. Air and water were injected into the mixing chamber
placed at the bottom of the test section. The bubble generator
consisted of a porous plate. At the top of the test section a
constant level system allowed the air to be exhausted and the
water to be returned to the tank by gravity.

The double sensor probe was mounted on the displacement
mechanism made of the micrometer screw gauge. The probe was
placed at 1.92 m (L/D=37) from the inlet of the test section.
Using the displacement mechanism, the double probe can be
moved radially from the center towards the pipe wall up to 2.0
mm from the wall. Measurements were performed at 9 different
radial positions.
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Figure 2 - Schematic of the experimental facility.

In the experiment the superficial gas velocity was varied from
0,010 to 0.040 m/s and the liquid superficial velocity was varied
from 0.041 to 0.200 m/s, given a set of 25 experimental
conditions.

The Electrical Resistivity Double Probe, The local
measurement  station consists of a probe displacement

mechanism, the electrical resistivity double sensor probe and the
driven voltage-sensitive circuit. The double sensor probe was
inserted in the test section through a probe support tube (1.2 x 0.8
mm) fixed to the displacement mechanism. A micrometer screw
gauge, with graduations to an accuracy of 0.05 mm, was used 10
traverse the probe in the radial direction. A high resolution
mechanism was necessary to evaluate probe positions in flow
stream accurately and to ensure reproducible results.

The design of the electrical resistivity sensor is shown in
figure 3. For each sensor, one electrode is the exposed tip of an
otherwise isolated wire and the return electrode is the supporting
tube. The inner electrode is a 127 pm diameter copper wire,
insulated with a varnish and accurately cut under a microscope at
the tip. The copper wires were inserted into supporting stainless
steel tube. Epoxy insulation was applied to the entire sensor and
allowed to run back whilst drying, to expose only a small tip area.
The exposed length was about 100 pm, The axial distance
between the tip of the two sensors was 3.7 mm.

Each sensor was driven by a voltage-sensitive circuit
consisting of a 1.5 volt battery and a 2 MQ potentiometer
connected in series with the probe to the ground. The
potentiometer was adjusted to give an optimum output
voltage for measurements. If the sensor tip is in the liquid
phase. the circuit will be closed and the voltage output will
be lower. When a gas bubble hits the sensor tip, the circuit
continuity will be broken and the output will read a high
voltage. The voltage drop across the probe during closed
circuit (liquid signal) approximated 0.5 volts. This low
voltage effectively reduced electrochemical phenomena at the
sensor.

For each preset experimental condition the probe signals
were digitized by a data acquisition system utilizing a
personal computer and a high-speed analogue-digital /0
expansion board.
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Figure 3 - Design of the electrical resistivity double probe.

Owing to the large volume of data generated, the sampling
rate of the data acquisition was set atl® kHz, and the total
sampling time was 30 s. It was found that this combination
provided a sufficiently number of bubbles for the statistical
analysis of the flow.

It is to be noted that the sampling rate may seen 10 be very
low when compared with some investigations carried out on
vertical bubbly two-phase flows. However, it is important to note
that for the present experimental conditions the bubble velocities
are very low, and thus it becomes essential to have a total
sampling time as long as possible to get enough bubbles. This
simultaneously leads to a low sampling rate due to the overall
limitations of the data acquisition system.

As mentioned above, a proper threshold level has to be
applied to the raw signal in order to obtain a true square wave
type signal. When the threshold level S, defined as a percentage
of the voltage gap between the static levels, evolves from 0% to
100%, so does the local void fraction. All the experimental
results presented in this paper were obtained by using a threshold
level §=0.15.



A manometer connected across the length of the test pipe
gives an accurate measurement of two-phase pressure drop in the
test section. This can be converted to two-phase gravitational
head to obtain the global void fraction data. Note that under the
present experimental conditions the frictional loss was almost
completely negligible in comparison with the head loss.

Void Fraction Measurements. The measured profiles of local
void fraction at various gas superficial velocities (for JL=0.200
m/s) are shown in figure 4. The void fraction values are nearly
constant in the radial direction except near the wall where these
values decrease toward zero at the wall.

In order to validate the double probe data comparison with
other global measurement method was made. For this purpose the
differential pressure measurement data was utilized. The radial
profiles of the void fraction were first area averaged to obtain the
averaged void fraction at each superficial gas and liquid
velocities. As shown in figure 5. the void fraction values obtained
from the double sensor probe measurements are about 20% lower
than those obtained from the differential pressure measurements.
The difference between these two averaged void fraction values
may be explained by the fact that the local void fraction values
were slightly underestimated (some bubbles were not detected by
the probe) and the global void fraction values were overestimated
(the friction pressure drop was neglected).

JL = 0.200 m/s
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Figure 4 - Radial void fraction profiles
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Figure 5 - Comparison of average void fraction obtained from double probe with global measurements

Bubble Interface Velocity. In the measurement of the velocity
the double sensor probe in effect measures the interface velocity.
The mean velocity of the front interface of the bubble is taken as
the mean axial velocity of the bubble. Here it should be noted
that for large and non-spherical bubbles this assumption may lead
to considerable error.

As it was mentioned above, the bubble interface velocity may
be determined from the time delay between the signals of two
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probes placed in the flow direction. A correlation function.
equation (5), was used to determine the most probable time delay
between two stochastic signals. The maximum of the correlation
function yields the most probable time delay, from which the
bubble interface velocity component in the axial direction is
determined by equation (6).

The radial bubble velocity profiles are presented in figure 6
for different values of gas superficial velocity (JL=0.089 m/s).



The bubble velocity profiles show basically the power law profile
with the maximum at the pipe center for all gas superficial
velocities.

The measured bubble velocities are close to the values
predicted by the drift flux model (Zuber and Findlay, 1965).

Interfacial Area Concentration. The local interfacial area
concentration may be determined from the bubble interface

velocity and bubble frequency measurements, by using equation
(8). This equation was obtained with the assumption that the

interfaces are composed of spherical bubbles, the probe passes
every part of bubble with an equal probability and the interfacial
velocity has the same direction of the probe tips. The radial
profiles of interfacial area concentration (JL=0.200 m/s) are
presented in figure 7. Generally, the interfacial area concentration
increases as the gas superficial velocity increases. On the other
hand, it was not influenced by the liquid superficial velocity. It
should be noted that the interfacial area decreases near the pipe
wall, certainly because the bubble frequency reduction in this
region.
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Figure 6 - Radial bubble velocity profiles

JL = 0.200 m/s

E
= | —#—JG=0,010 m's|
g —4— JG=0,015 mv's
- —»%—JG=0,022 my/s
:é —%—JG=0,033 nvs
8 | —#—JG=0,040 nVs
=
0 -+ + T + f
0,0 0.2 04 06 0,8 1,0
Radial position (r/R)
Figure 7 - Radial interfacial area concentration profiles
verage : Vel cit /. The average gas 1 eV Y 9
superficial velocity may be obtained from the local Jy =;J'l-’,,ad4 =2[[Ff] —[—é] j]kl",,*a* @

measurements of the void fraction and the bubble interface
velocity. First, the pipe area is divided into concentric rings
according to the radial position of the local measurement.
The arca averaged gas superficial velocity is obtained by
multiplying the local void fraction and bubble interface
velocity by the area ratio and summing them together:
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where r  r, and R are respectively the outer and the inner

radius of the concentric ring and the pipe radius.
Figure 8 shows the comparison of the arca average gas
superficial velocities obtained by the probe method and by the




inlet measurements. Most of data were with a 20% error range

compared to the inlet flow measurement. The disagreement for

high gas superficial velocity is probably due to the effect of the
underestimation of the void fraction, as it was mentioned above,

Gas superficial velocity

0,05
0,04 <
g 0,03 i‘ M
E 002 -20%
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0,01
0,00 - : i ; .
0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05
Measured
Figure 8 - Comparison between area average and inlet gas superficial velocity
CONCLUSIONS Herringe, R. A. and Davis, M. R., 1976, *Structural
development of gas-liquid mixture flows™ J. Fluid Mech., Vol.
The electrical resistivity double probe technique for 73, No. 1, pp. 97-123.

measuring local interfacial area concentration in a two-phase flow
has been described. Data on the local void fraction, bubble
interface velocity, and interfacial area concentration were
obtained for different gas and liquid superficial velocities in a air-
water vertical bubbly flow.

The void fraction radial profiles showed a relatively flat
pattern in the core (r/R<0.8). Near the wall (r/R>0.8) the void
fraction values decrease toward zero at the wall. Increasing the
gas superficial velocity, for a constant liquid superficial velocity,
increased the void fraction, both in the core region and near the
wall.

The bubble interface velocities, obtained from the cross
correlation function of the signal of the double sensor probe, are
close to the values predicted by the drift flux model. It ranges
from 0.25 m/s (near the wall at lower gas flow rate) up to 0.60
m/s (core region at higher gas flow rate).

The interfacial area concentration profiles, obtained from the
void fraction, bubble frequency and bubble interface velocity,
showed the same behavior as the void fraction profiles.

Finally. the arca average gas superficial velocities, obtained
from the local measurements of void fraction and bubble velocity.
were compared to the inlet gas flow rate and a good agreement
was found.
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SUMMARY
The present work proposes a local model for a particulate suspension flow employing the
continuum theory of mixture - specially developed to deal with multiphase phenomena. The flow
of a Newtonian fluid with small solid particles in suspension - in which thermal non-equilibrium is
allowed - is described as a mixture of solid and fAuid constituents coexisting superposed. Thermo-
dynamically consistent constitutive hypotheses are derived in order to build an adequate model

for suspensions.

INTRODUCTION

Fluid-particle suspension flows play an important role
in countless practical engineering applications with major
economical importance. These include the study of Hows
of mining products in suspension in liquids, such as water,
the flow that occurs in petrol exploitation - in which rock
particles flow in suspension within the fluid, fluidized beds
and nuclear reactor loss of coolant accidents, The interest in
modelling such phenomena is increasing significantly nowa-
days mainly due to the importance attached to problems
that impact the environmental state - e.g. Huid-pollution
particles flows - either in rivers or in the air.

This work presents a local model for the flow of a New-
tonian fluid with rigid solid particles in =uspension in a
thermal non-equilibrium context, based on the Theory of
Mixtures, a convenient method for modelling multicompo-
nent systems, which was first presented within the frame-
work of Continuum Mechanics by Truesdell (1957). Its ba-
sic assumption is that, at any time, all the constituents are
present in every point of the mixture. The Huid-particle
flow ig modelled as a mixture of two overlapping contimions
congtituents: one solid (rigid, homogeneous and izotrapic
particles) and one fluid (an incompressible Newtonian fluid ).

Additional terms, playing the role of momentum and
energy sources, absent in the classical Continuum Mechan-
ics approach, are required in the balance equations to ac-
count for the thermodynamical interaction between the con-
stituents. The mass, momentum and energy balance equa-
tions, which must be solved for both congtituents of the mix-
ture, combined with thermodynamically consistent consti-
tutive assumptions for the partial stress tensor, the partial
heat flux and for the above mentioned momentum and en-
ergy sources, results in a systematic deseription for thermal
flows with particles in suspension. The regulting mathemat-
ical representation congists of a set of ten partial differential
equations subjected to convenient boundary conditions,
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whose unknowns are the Auid and the solid constituents
velocities and temperatures, the fluid fraction and the pres-
sure.

Particulate suspension Hows have already deserved sev-
eral studies, probably due to their application in the deserip-
tion of many processes of engineering interest. Passman et
al. (1980) have modelled suspensions of particles in a fluid
employing a mixture theory approach aiming to predict rhe-
ological properties of suspensions. Assuming that the sus-
pension is dilute, they have proposed a rheological equation
of state for an isothermal suspension and have analysed
a simple shearing problem. Jean and Peddieson (1997),
in a recent work, have presented the simulation of one-
dimensional two-phase fluid /particle suspensions, stressing
the mathematical aspects of different models to deseribe the
motion of a suspension and applying them to steady injec-
tion of particles into a quiescent Auid, unsteady fow at low
volume fractions and fully developed steady vertical pipe
flows. Although their work dealt with complex processes
with engineering interest, thermal equilibrivin has been as-
sumed throughout the article.

GOVERNING EQUATIONS

A Continuum Mechanies approach would describe ad-
equately phenomena such as a fluid flow with a single solid
particle immersed in it. Stokes, in 1851, has already solved
a simplified version of the problem in which a spherical par-
ticle falls through an infinite vigcons fluid due to gravity
effect. However, in the presence of a great, number of parti-
cles, whose shapes might be not as convenient as the above
mentioned spherical particle, Contimmm Mechanics would
be no more an adequate choice for describing the resulting
particulate-suspension flow. An alternative approach arises
naturally if one bears in mind that the Continuum Theory of
Mixtures has been specially developed to model multiphase
phenomena.



The balance equations used to describe the solid-fluid
mixture which represents the particulate suspension flow are
stated assuming a chemically nonreacting continuous mix-
ture. This hypothesis assures that the mass of each con-
stituent of the mixture ig preserved - and, according to Atkin
and Craine (1976), the balances of mass for the solid and
the fluid constituents are stated as

Joe
==+ V(psvs) =0 (1)
B
=L+ Ve(prvi) =0 (2)

in which ps and pp are the solid and fluid constituents’
mass densities and vs and vp their velocities in the mix-
ture. The field p; represents the local ratio between the
mass of the ¢ — th constituent and the corresponding vol-
ume of mixture.

The balance of linear momentum is postulated by
applying the first axiom of Euler to each constituent of
the chemically non-reacting continuous mixture (Atkin and
Craine, 1976):

6\!‘5
Ps [_ﬁ.!_. * (VVS)VS] 3)
V-Ts + ms + psgs
v N
Py [W - (Vv;}v,c-] = (4)

VTp +mp + prgr

where T's snd T g represent the partial stress tensors asso-
ciated to the solid and the fluid constituents, mg and mpg
the momentum interaction forces, per unit volume, acting,
respectively, on the golid and on the fluid constituents due
to their interaction with the remaining constituent of the
mixture and gs and gy specific body forces acting on the
solid and the fluid constituents. The momentum interac-
tion forces play a role of momentum sources, being present
in the balance equations in order to guarantee dynamical
interaction among the congtituents of a mixture.

The momentum balance for the mixture as a whole,
requires that the sum of momentum sources must be zero
everywhere, This assumption is simplified whether a two-
constituents’ mixture (¢ — 1,2) is considered, so that in
order to ensure the momentum balance for the mixture it
suffices that

im.- 0 = mg=-mg

i=1

In the present work Ts and T p are assumed symmet-
rical, o the angular momentum balance is automatically
satisfied.

Considering once again a chemically non-reacting con-
timzons mixture, according to Atkin and Craine (1976), the
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energy balance for both the solid and the fluid constituents
is given by

T
PsCs {—" + fVTqus}

ot (6)
~V-qs+Ts Ds+qs +1Is
" a’l";‘ T
PECE [W + fop)v;.-] @

= -V .qr Tp-Dp+q;: +1 g

in which es and e are the solid and the fluid specific heats
- measured in a continuum mechanics framework. The re-
maining variables must be considered within a mixtures the-
ory context: I'p and T'g represent the fluid constituent and
solid constituent temperature fields, qp and qg the (con-
duction) partial heat fluxes for the fluid and the solid con-
atituents, Dg and D g are the gymmetrical part of v and
vy gradients and, finally, ¢ and gg the fluid and solid
constituents heat generation terme.

The internal contribution terms Iz and [l s represent
the energy generation function, ariging from thermal non-
equilibrium - allowed among the constituents of a mixture,
They are temperature-dependent sources for each energy
equation and represent the energy supply to a given con-
stituent arising from its thermal imteraction with the other
constituents of the mixture. In the particular case of a bi-
nary mixture, 1z represents the energy transfer per unit
time and unit volume from the solid constituent to the fluid
constituent - while Ilg stands for the transfer from the fluid
constituent to the solid one. Now, considering the mixture
ag a whole (z = 1,2), an analogy with the energy balance
proposed by Martins-Closta et al. (1093) leads to

2
Z"" =0 = Hp=-Hg (8)
=1

CONSTITUTIVE ASSUMPTIONS

According to Jean and Peddieson (1097) particulate
suspension How models - which are still being constructed
- may be assumed a# governed by equations mathemati-
cally analogous to thoge associated with single phase flow
of a compressible fluid through a porous medium. In all
the constitutive equations derived in this item two relevant
aspects were taken into account. The former was that the
simplest constitutive form among those that satisfy the sec-
ond law of Thermodynamics and the principle of objectivity
has always been searched for and the latter was to state the
equations in terms of variables that could be related to usual
continuum mechanics variables.

The dynamical interaction between the constituents
(arising from the simultaneous existence of two distinet ve-
locity fields in the considered domain - corresponding to the
fluid and the solid constituents velocities) is taken into ac-
count in a momentum source term. The momentum source



associated to the fluid constituent is assumed to be propor-
tional to its relative velocity (vp — vg) ns well ag to the
gradient of fluid fraction m the mixture (Williams, 197%;
Martins-Costa and Saldanha da Gama, 1096):

mp = oy (vp —vs) + aVyp (9)

where the fluid fraction ¢ is such that ¢ = -%f:. resulting
in the following relations for the solid and fluid constituents
masg densities

ps = (1 — @)psotia

(10)
PP = PP fluid

in which pegia and pjyiyuig are the solid and the fluid mass

densitiez, measured within a Continuum Mechanics frame-

work, and a) and ay are given by

2
)] = =97
11
oy — D (11)
where 77 ig the actual Ruid viscosity (considering a contin-
uum mechanics framework) and D is a diffusion coefficient
which may depend on .

Assuming the solid constituent asz composed by rigid
sparsely distributed particles - in such a way that distances
between particles are much greater than their sizes - it i
reasonable to suppose the shear effect negligible (Jean and
Peddieson, 1997). Thus the solid constituent partial stress
tensor may be simplified as

Ts =-p(1-¢N (12)

in which the pressure acting on the mixture is represented
by p, so that (1 — ¢)p is the partial pressure acting on the
solid constituent, which represents the solid particles.

Considering a Newtonian incompreseible fluid, the par-
tial stress tensor associated to the fluid constituent may be
stated as (Williams, 1978):

Ty = —pel + 2uD g (13)
where p stands for the pressure acting on the fluid con-
stituent, Dg for the symmetrical part of Vvp and p is
related to the fluid constituent viscosity 7, in such a way
that

u= 1A (14)
in which A is a scalar parameter, which accounts for the
presence of zolid particles in the mixture - suggested by
Williams (1978) to account for the drag enhancement in a
golid-fluid mixture - when compared to the mixtures of fluids
considered in the article by Sampaio and Williams (1977),
in which this relation between the viscosities has been first
proposed.
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Constitutive equations for the partial heat fluxes are
proposed, aiming to obtain the simplest elementary equa-
tions in which all the meaningful effects are included, A lin-
ear dependency on the ¢ variable is expected, for instance,
since it represents the actually "occupied” volume (from a
continuum mechanics viewpoint ). An analogy with the heat
transfer process in rigid solid mixtures (Saldanha da Gama,
1989) leads to the following equations

qs = —Aks(1 - ¢)VTs (15)

qr = —AkpeVTp (16)
in which A represents an always positive parameter that
depends on both the internal structure and the kinemat-
ics of the mixture and kg and kp are the actual solid and
fluid thermal conductivities - obtained within a continuum
mechanics viewpoint.

Finally, since the mixture theory allows a thermal inde-
pendence between the two constituents, a linear relationship
on the local temperature difference is assumed in the con-
stitutive assumption describing the energy generation func-
tion Il - which accounts for the energy transfer among the
constituents of a mixture, so that the following equation
ig proposed (Martins-Costa and Saldanha da Gama, 1996;
Saldanha da Gama, 1989)

Mg = -Ils = Rps(Ts = Tr) (17)
where Hps is an always positive factor which may depend
on (Vvp — vg), on the spatial position and on the mix-
ture constituents’ thermal properties and internal structure
(Martins-Costa et al., 1992).

At this point it ig important to mention that the consti-
tutive relations proposged in the present section for momen-
tum and energy sources, partial stress tensors and partial
heat fluxes satisfy the second law of thermodynamics, re-
gardless the geometry, the external actions or the boundary
conditions (Costa-Mattos et al., 1993).

AN APPLICATION

Combining mass, momentum and energy balance equa-
tions for each constituent in the mixture (egs. (1)-(4), (6)-
(7)), the relations derived from momentum and energy bal-
ance equations for the mixture as a whole (eqs. (5), (X)) and
the constitutive assumptions (eqgs. (9), (11)-(16)) stated in
the previous sectiong, one obtains the following set of equa-
tions - which describes the Hlow of a Newtonian fluid with
small solid particles in suspension

8 .
i1 -9+ V{(1-p)vs| =0 (18)
6.
-5r£+v-(¢vp). 0 (19)

,




(1 = )Paatia [—m—‘,' 1 (V\v’s)\"s]

= V(1 —)p] - a1(ve —vs)
—aaVip + (1 — @) psolid Bs

(20)

15
@P!fund[% H(Vve)ve|

- Vigp| + V- [2uDp]
tay(vr —vs)
taaV + ¢privia BF

. aTs .

(1 = p)psotia ”[T; t (VTs)vs]
=~V [Aks(1 = p)VTs]
t{=VI[(1 = ¢)p]} - Ds
tgs + Res(Tr —Ts)

(22)

PPfuid CF [ m - (VTk)vr]
- =V - [AkpeV T
{ - Vigp| + V-12uDpl}

Dy +qp + Rps(Ts — Tr)

(23)

Congidering appropriate initial and boundary condi-
tions, the above problem may be numerically simulated. For
a steady-state case, for instance, inlet values for @, p, v,
vg, Ty and Ts could be given. If a flow through a chan-
nel is simulated, the fluid constituent velocity should sat-
isfy no-slip and impermeability boundary conditions at the
channel’s solid boundaries, while for the solid constituent
(representing the solid particles), only impermeability on
the solid walls would be required.

An interesting simplification of the above stated prob-
lem may be achieved when a steady-state two-dimensional
flow through a plane channel i= analysed, neglecting the
terms analogous to the viscous dissipation T - D; and the
external heat generation ql - g0 that the resulting equations
which describe the solid and Huid constituents are:

i 0
7o (1 —pus] + 5&“‘ —pus| =0 (24)
dug o
‘p)Pstahd[uh'_t'{" + Vs 0;5
= o ar‘[fl —@)pl —ar(up —us)  (25)
o
—M% t (1 = ¢)Psatia 9z
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dvg o
{ —¥ }thd [ub 81 =8 ]

T Vg
= - H_ym - ¢)p] = (vp —vg) —923{
+(1 - ‘p)psohd 9y
(26)
Ts aTs
(1 = @) psotia €s [B.a-a-x— + U
0?2 .
— -8—-.- d\ks“ " LF‘}Ps} (27)
a 9 (Aks(1 — o)T3]
+Rps(Tw —Ts)
7] 5 ]
il —[iotp] = 28
e P+ 6yl¢‘tFl 0 (28)
h a
PP fluid [ﬂréﬁl +UF u;]
a . 92
== o={p}+ ) [A¢*nur) E
2 (29)
+ '5;'2' [/\9?2'!]!1,&']
O
tay(up — us) + az 5=+ PPfiuid 9z
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‘Ppﬂmd[u!' + v W
0 H?
ay-wm + 5o [N nvr]
(30)

f
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g By t PPf1uid Gy

e
oy

9 o . -
- — -5;5 [AkpgoTp-] — @!AkF‘PTF‘_

ba
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YPfluid CF [up D

(31)
+Rps(Ts = Tr)

where up and vp are vy components and usg and vs are
Vs componentg on x and y directions, respectively. In or-
der to solve this problem vg, v, @, p Ts and Tp must




be known at the channel’s inlet and at both inferior and
guperior channel walls v = 0 and vg = 0 (no-slip and
impermeability boundary conditions).

FINAL REMARKS

A mixture theory approach had been used to describe
a How of a Newtonian Auid with small solid particles in
suspension.  The fAuid and the particles have been rep-
resented by two overlapping continnous congtituents of a
mixture: a solid one standing for the rigid particles, while
the fluid constituent represents a Newtonian incompressible
fluid. Balance equations for each constituent and consti-
tutive hypotheses have been congidered to build a simple
model for the particulate sugpension flow - in such a way
that the problem was mathematically described by a set of
ten partial differential equations,
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On the Interaction Between a Gas-Liquid Bubble Plume and a Wall
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Abstract

Thas paper experimentally describes the gas fraction distribution in the two-phase flow of a gas-liquid round
bubble plume set to develop adjacent to a wall. The local gas fraction measurements are carried out using the
electro-resistivity probe technique in an air-water system. The system comprises a cubte meter volume water
tank and air injection noz:les whose flow rates range from 1.2 to 3.5 litre per minute. When a Froude number
based on the distance between the gas sources is high, the plume exhibits a type of a Coanda effect, bending
towards the wall. A brief theoretical analysis, based on Taylor's entrainment hypothesis, is conducted so that
a variable entrammment coefficient can be proposed in the fulure. Gaussian distributions observed to evist for
anisymmetric single plumes are shoun not to occur in flow geometries where the Coanda effect is allowed to set
in. Photographs of the flow arve shown to illustrate the phenomenon.

KEYWORDS: bubble plumes, gas fraction distribution, electro-resistivity probes, Coanda effect, entrainment.

INTRODUCTION

Gas stirred melt ladles are a commom ocurrence in the
steel making industry. The upward movement of an inert
gas into a bath provokes a large agitation in the molten
metal, resulting in the chemical and thermal homogeniza-
tion of the mixture, as well as in an acceleration of the
absorption of harmful non-metallic inclusions into an over-
laving slag.

The liquid metal homogenisation can indistinetly be
performed by a single gas plume, by a combination of geo-
metrically arranged plumes or by a curtain of bubbles. The
degree of agitation - and consequently the flow properties
= provided by riging bubbles of an inert gas in the liquid
metal medinm must hence be determined so as to achieve
minimum mixing times and maximun recoveries of alloy
additions at optimum flow rates,

The flow properties will, of course, result from the geom-
etry ol the problem, in particular, from the specific manner
in which gas is injected in the ladle. For most studies in
literature, just a single gource of gas is considered, which
is taken to be axisymmetric. This ig, in fact, a mandatory
procedure when an integral approach to the problem is used
and the entrainment hypothesis considered. For differential
approaches, thiz need not be the case; turbulence models
with a reasonable degree of generality should be capable of
accounting for the break in symmetry so that, in theory,
one or more plumes could be considered in the analysis.
Unfortunately, as we shall see, this is not the case.

The purpose of this paper is to investigate the behaviour
of a bubble plume that develops near to a wall. Under this
condition the plume is seen to develop not axisymmetrically,
but deflected to the side of the wall. The emphazis here
is on understanding how the proximity of the wall deflects
the plume and alters its mean properties. The present
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flow geometry has been chosen for it exhibits the same
type of physical effects as those that appear in the case
of two plumes set side by side. Indeed, Pera and Gebhart
(1975) have shown that the effect of an adjacent wall on the
inclination of a plume is about the same as the effect of an-
other plume of equal strength and twice as far away. Thus,
through the artifice of studying the plume development close
to a wall we expect to understand the problem of nmltiple
plumes which develop close enough to each other to have
their original axisymmetry broken. In addition, the present
case is of great interest to the metallurgical industry.
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Figure 1: Double source arrays showing (a) no interaction
and (b) plumes deflection.

To assess the plume's main characteristics an electro-
registivity probe system was used. This system was chosen
for being relatively simple while still being capable of con-
veying many useful information on the phenomenon; it will
be discussed in detail in an appropriate section. Here, it




suffices to say that by a carefull analysig of the experimen-
tal data through the void fraction profiles, the deflection
of the plume hag been evaluated as a function of several
parameters of interest including the gas flow rate and the
distance between the point sources.

A general flow field is schematically shown in Figure
1. Figure la illustrates the eituation where the distance
between the sources is large so that the plumes do not
interfere with each other. Figure 1b shows the interaction
and the consequent deflection of the plumes centre lines. A
suitable gystem of co-ordinates is also shown,

The single bubble phime flow has been extensively stud-
ied both theoretically (Ditmars and Cederwall, 1974; Mil-
gram, 1983; Brevik and Killie, 1996) and experimentally
(Milgram, 1983; Castillejos and Brimacombe, 1987; Barbosa
and Bradbury, 1996) by many authors in the past three
decades, The studies cover a large range of conditions but
[ail to proposed a single model capable of dealing with
all possible variations in How conditions. For the integral
approaches, the flow has been divided into three distinet
regions where different domimant effects prewvail (Milgram,
1083). The buoyancy dominated region iz normally referred
to as the “Zone of Established Flow”. This will be the region
of main interest here.

For flow geometries where two or more plumes are
present, the number of works is considerably smaller. A
relatively complete work on multiple plume systems has re-
cently been published (Joo and Guthrie, 1992). In this work,
the twin bubble plume arrangement flow has been studied
both from an experimental and a numerical point of view.
Uging a tracer technique to quantify the total mixing time
- the time interval that 95% of the tracer needs to be mixed
in the flow — several plume arrangements were tested. The
flow pattern for these arrangements were then numerically
reproduced with the help of a x-¢ turbulence model. In all
ninmerical caleulations, the plumes presented a clear upright
position, irregpective of their proximity to the wall. Thus,
no gign of the Coanda effect was observed in the numerical
computations. Some pictures of the phenomenon, however,
were very clear in exhibiting the plume’s deflection. The
mathematical modelling of the flow was, therefore, in clear
disagreement with the experimental evidence. In this sim-
ulation, the action of the bubbles was limited only to the
buoyancy term, resulting in a very simple model for the gas
phase that could not predict the interaction between the
plumes.

Ag [ar as the interaction between adjacent bubble
plumes is concerned, no analysis (experimental or theoreti-
cal) has been identified by the present authors in literature.
The mteraction between laminar thermal plomes has been
studied uwsing a Mach-Zehnder interferometer (Pera and
Gebhart, 1975). For this case, a simple model was developed
in order to take into account the deflection angle of the
centre lineg of the plumes, Pera and Gebhart observed that
plane plumes manifest stronger centre line imclinations than
axisymmetric phimes.

To study the interaction effects between a bubble plume
and an adjacent wall, we will adopt the following plan.
Section 2 of the paper focus on understanding the physics

of the Coanda effect in problems dominated by buoyance
forces. Section 3 provides a brief mathematical analysis
of the problem based on the entrainment hypothesis of
Taylor. Such analysis aims at establishing a theoretical
framework from which a variable entrainmemt coefficient
can be modelled in the future. The experimental procedure
and the apparatug are described in section 4. The electro-
resistivity probe technique results are presented in section
5 where profiles of local gas fraction are shown for several
flow conditions; photographs are shown here to illustrate
the bending of the plume under the interaction effects of
the wall. Conclusions are presented in section 6; as will
be shown, the presence of an adjacent wall does alter the
Gaussian form of the gas fraction profiles,

THE COANDA EFFEC]

The Coanda Effect ig¢ the tendency of a fluid, either
gaseous or liquid, to cling to a vertical surface that is near
to an orifice from which the fluid emerges (Reba, 1966).

An easily verified experimental fact is that when point
sources of buoyancy (or of momentum) are placed side by
side, the two resulting turbulent plumes (or jets) tend to
bent towards each other. In this case, the bending of the
plumes is not motivated by a pressure difference, as observed
when the resulting plumes are laminar (Pera and Gebhart,
1975).

When the flow ig turbulent, the plumes bend due to a
restriction in the entrainment of external fluid by the mean
How. Particularly in the axisymmetric geometry, the role
played by pressure difference is negligible when compared
with that of turbulent entrainment. Despite the difference
in the nature of the forces that govern each phenomenon,
some authors still consider both (pressure difference and
entrainment restraint) as examples of the Coanda effect
(Tritton, 1988).

In the present. work, the anthors suggest that the bend-
ing of a turbulent round bubble plume is caused by a mo-
mentum fux unbalance related to the entrainment restraint
due to the presence of an adjacent wall. The analysis in the
subsequent sections of this paper will be entirely based on
this premise,

ANALYTICAL BACKGROUND

The subsequent analysis aims at explaining the basics of
the entrainment hypothesis of Taylor (Morton et al., 1956)
and at establishing the terms in which the bending of the
plume can be explained ag a congequence of local changes
in the entrainment coeflicient,

The entrainment hypothesis was first advanced by Tay-
lor in 1949 in unpublished notes. Subsequently, in 1956 a
conference paper that discussed the hypothesis was pub-
lished by Morton et al. In this classical paper, the authors
gtate the assumption simply as follows,

"the rate of entrainment ai the edge of the plume or cloud is
proportional to some characteristic velocity at that height".

In other words, the mean inflow velocity, ¢, acrogs the
edge of a turbulent flow is proportional to the local time-
averaged maximum mean velocity or the mean velocity over
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the cross-section at the level of inflow. In terms of the

volumetric flow rate, (), we may write

dQ) = vd A = aupbdfdz (1)

where « is the entrainment coefficient, g is the maximum
mean velocity of the liquid phase (at the centre line of the
plume) and b is the plume radius.

For thermal plumes and jets in axisymmetric conditions,
the entrainment coefficients are constant and equal to 0.083
and 0.054, respectively.

source external fluid
inment
7

Pl S AT (. B AT S &

Figure 2. The entrainment in the axisymmetric geometry.

The integral theories for bubble plumes are based on an
analogy with thermal plumes. In addition to the inclusion of
a new equation for the second phase, the theory considers
a varinble entrainment coefficient and what is called the
momentum amplification parameter (see Milgram, 1983),
These parameters aim at congidering the action of the bub-
bles on the liquid phase. The theories, as developed today,
can be used successfully for small and large scale bubble
plumes, .

In the present analysis, the bending of the plume centre
line is assumed to be caused due to an entrainment restric-
tion, which is caused by the presence of an adjacent plume
or & wall. This is equivalent to say that the entrainment
coefficient varies along the angular co-ordinate # and the
height z.

The angle of deflection of the plume, ¢, is geometrically
defined by (figure 1.b) sin@ = s/z;. sin ¢ also equals the
ratio between the force that has to be exerted on the plume
to overcome the deflection and the mean momentum along
the 2 co-ordinate (Santos and Freire, 1993),

; F
g S p—"
2y Li ¢ M(ZJ dz
J}f; fnzﬂ po® ul bdbdz @)
':i? L7 fs 2rp (1 —c)u? rdrdz’
where g, ¢ = e(r,z) and u ty(r.z) are the liquid

density, the gas fraction profile and the velocity distribution
of the liquid phase.

The above equation establishes a relation for the as-
sessment of the entrainment coefficient provided the other
unknowns, @, ug and b, are experimentally determined,

Before this equation can be used, however, it is im-
portant to determine the type of functional dependence
parameter v has on the other How parameters. To establish
this we perform a dimensional analysiz on the problem to
obtain

; 7 Apq® :
¢o=f[L5. 75 (3)
where g is the acceleration of gravity, g is the gas flow rate
issning from each source, o is the surface tension and Ap
ig the density difference between the phases. The quantities
in brackets are, respectively, the modified Froude, F,., and
Weber, W, numbers based on the halved distance between
the sources, 8, or the distance from a wall.
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The properties of the low will be measured through the
electro-resistivity probe technique. The working principle of
this technique is to recognise the phase that surrounds the
tip of an electrode within the flow by comparing its electrical
conductivity with a reference value, Usually, an electronic
cirenit ig used so that a voltage drop can be associated with
the passage of an interface, For more details about the
technique the reader is referred to Barbosa and Bradbury
(1996).

Table 1 - Experimental test conditions

slcm  q [I/min] £, W,
2 1.2 1.13e3 116
315 2 365e3 0.89
3.15 3 8.22e3 200
6.1 2 1.3 e4  0.12
6.1 3 3.02e4 0.28
9 1.2 691 e6 1.37e2
9 35 587e5 0.12
13 1.2 110 e-fi  4.55 -3

The experimental apparatus is shown in Figure 3. It
consists of a water tank, an air injection system, a 2D
traversing gear and a data acquisition and analysis system,
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Figure 3. The experimental apparatus

['he glass water tank has dimensions 1x1x1 meter and is
filled with a 300 milligram per litre sodinm chloride solution
(brine). The air injection gystem includes a mass flow meter
and an injection nozzle. The air is injected through the noz-
7l located on the bottom of the tank. The data acquisition
and analysis system congists of a microcomputer with an
interface data acquigition board, an cscilloscope, a signal
conditioner module and the electro-resistivity probe

"

teel wire which s

'he electro-resistivity probe is shown in Figure J;
congiste of a 0.2 mm diameter stainless
electrically insulated, with exception of its tip, and embed-
I'he
)1

ded in a 0.4 mm OD 0.2 mm 1D hypodermic tubing.
length of the wire free of insulation is approximately |
mm

The probe is placed perpendicularly to the tank bot-
tom. The water depth is kept constant and equal to (0,55
Lo guarantes

m .\j?]'rn.\imm-'l\' 15 mimites are Necessary

a steady state condition. Measurements of bubble plume
properties are made for several ne izzle spacing and gas flow
rate conditions with the nid of a traversing gear I'he nozzle
has a single orifice of 3.2 mm diameter

The gas fraction at a point in the flow is a time-averaged

property given by,

(4)

.
T[ I(r, z. t)dl

where 7' i the total sampling time and [ ig the digital

elr,z,t)

output signal from the conditioning module.  The output

sigmal, I, consists of a series of pulses which correspond to
the transit of bubbles through the probe. Further details
porcerning the output signal are available in the work of
Barbosa and Bradbury, 1996.

The data were acquired at a sampling rate of 2.5 kHz
and approximately 5 sampling blocks of 10,000 readings
(Barbosa and Bradbury, 1996) for each measured point were
sufficient to describe the flow. A very elementary probe cali-
bration was carried out in a vertical pipe and an uncertainty

of 10% in the gas fraction results was ealenlated

RESULTS

I'he general Aow pattern for both an axigymmetric
plume and a bent phime is shown in Figure 4. The pictures
were taken with different exposition times =o that different
perceptions on the plume structure o nild be achieved. For
the pictures with long exposition time the deformation and

the rading of the phame are clearly seen

General flow pattern for hoth an axisymmetnie

Figure 4.

plurne and a bent plume

Figure 5 shows local void [raction pre files for several z-
stations. The first two profiles near to the gas source have a
Gaussian form, much in the same way ag lor axisymmetne
plumes. The other profiles very nearly approach a sixth
order polynomial distribution. The points of maximum void
well

as our reference for the evaluation of the position of the

fraction are shown in the figure ns I'hev will be taken

centre line of the plume. From previous studies, we know
these points to correspond to the points where the liquid

phase velocity 1= maximum as well,
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The deflection of the plume for several gas flow rates and
distances from the wall are shown in Figure 6 in dimengional
coordinates. This figure shows that most of the trajectories
ean reasonably be approximated by a straight line. For the
plimes whose distance from the wall is large this trend is
particularly well defined. We may thus construct graphs
for the variation of the deflection angle defined by these
straight lines as a function of the Froude number and of the
Weber number. These graphs are shown in Figure 7; they
show that @ increases logarithmically and monotonically
with both £, and W, according to the two digplayed curves.
These curves could, perhaps, be approximated by straight
lines,

Although apparently obvious, the above conclusion
could not have been arrived at if graphs in dimensional form
were used. Figure 8 deseribes the phenomenon in terme of
¢ and of 5. Note that no conclusion can be taken from this
figure regarding the deflection of the plume; the results for ¢
in special do not make any sense. No trend on the evolution
of the deflection angle can be extrapolated from this graph.
The coefficient of correlation (R-squared value) between the
deflection angle and the gags flow rate is 0.16. The deflection
of the plume diminishes when the plume separates from the
wall. Figure 8 shows that s is not sufficient to describe the
evolution of the plume; one value of § can give two different
values of deflection.

Now, if the bending of the plume can be explained
through equation (2), it is clear that the entrainment coeffi-
cient, ar, must be a funetion of the local F,. and W, numbers.
Having this fact been regognized, it becomes necessary to
make measurements of the entrained flow to advance a
correlation for a. Thig research is being undertaken and
will be reported at another time,

CONCLUDING REMARKS

The present work hag established a firm connection be-
tween the bending angle of a bubble plume and the values
of I, and W, numbers. The work has been important to
identify some relevant parameters to the problem and to
work out a strategy to determine . Currently, a major
effort i= being directed at developing reliable measurement
techniques for the entrained fluid,
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RESUMO

Foram realizados estudos de avaliagdes experimentais das caracteristicas hidrodindmicas (regime de
borbulhamento e reten¢do gasosa) e de transferéncia de massa gds/liquido (kja) com andlise da velocidade
superficial do gds, da altura inicial do liguido, da viscosidade efetiva de solugdes aquosas de
carboximetilcelulose (CMC) e da tensdo superficial de solugdes aquosas de isopropanol em coluna de
borbulhamento de 1 m de altura e 0,06 m de didgmetro, funcionando a temperatura ambiente (30 ° C) e
pressdo préxima é atmosférica, operando em sistema fechado para a fase liquida e fluxo ascendente para a
fase gasosa. Com base nestes estudos, conclui-se que: a variagdo da reten¢do gasosa acompanha as
Sflutuagdes do regime de borbulhamento; existe uma correspondéncia direta do kga com a retengdo gasosa, e
dispoe-se de um banco de dados hidrodindmices e de transferéncia de massa gas/liqguido que podem ser
aproveitados em estudos reacionais de processos gds/liguido e gds/liquido/sélido.

INTRODUCAO

As reagdes gas/liquido tém uma importincia considerdvel em
processos tipicos, incluindo a oxidagio, hidrogenagio, cloragdo,
sulfonaglio e purificagdo de gases por lavagem. Ainda que na
maioria das vezes seja possivel desenvolver muitas dessas
reaghes em fase gasosa, a operaglo gas/liquido ¢, todavia,
favorecida por vérias razdes, inclusive econdmicas, Um simples e
efetivo sistema de contato para reagdo gés/liquido pode ser
alcangado pelo uso das colunas de borbulhamento, devido as altas
areas interfaciais ¢ & forte turbuléncia na interface gas/liquido que
esses contatores podem apresentar

O uso das colunas de borbulhamento vem crescendo nos
ultimos anos nas areas de biotecnologia e tratamento de efluentes
liquidos. Apesar do emprego das colunas de borbulhamento em
muitos processos envolvendo a manufatura de importantes
produtos em diferentes dreas, a maioria dos trabalhos
apresentados na literatura se referem ao sistema usual ar/agua,
mas grande parte das colunas de borbulhamento usadas em
processos industriais operam numa faixa larga de propriedades do
liquido. O uso de liquidos altamente viscosos ¢ ndo-newtonianos
¢ freqllente em processos biotecnoldgicos, ¢ alimenticios, ¢ a
adigdo de agente tensoativo (por exemplo um dlcool) em solugdes
reacionais pode ser usada na reduglio de fendmeno de
coalescéncia das bolhas e no aumento dos fluxos de transferéncia
de massa em processos gés/liquido ¢ gas/liquido/sélido.

O conhecimento das caracteristicas hidrodindmicas e de
fendbmenos de transporte de massa ¢ fundamental no
dimensionamento ¢ extrapolagdo das colunas de borbulhamento.
O regime de escoamento ¢ a retengdo gasosa (gg) sdo
caracteristicas importantes no comportamento hidrodinimico das
colunas de borbulhamento. O conhecimento da &g,
interdependente do regime de borbulhamento, ¢ importante na
avaliagdo dos tempos de residéncia, da velocidade de ascensdo e
da drea interfacial efetiva das bolhas de gis contidas numa
dispersdo gas/liquido ou gas/liquido/sélido. A quantificaglio da
transferéncia de massa gas/liquido, principalmente pela avaliago
do coeficiente volumétrico de transferéncia de massa gas/liquido
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(lado liquido) kya, ¢ parte fundamental - qualquer que seja o
processo reacional a desenvolver (bifisico ou trifasico) - na
estimativa da velocidade global de reagdo podendo muitas vezes
controlar o desempenho do reator.

O objetivo deste trabalho é o estudo experimental das
caracteristicas hidrodinamicas (regime de borbulhamento ¢ €g) ¢
de transferéncia de massa gasliquido (k a) com andlise da
velocidade superficial do gas, da altura inicial do liquido, da
viscosidade efetiva de solugdes aquosas de carboximetilcelulose
(CMC) ¢ da tensdo superficial de solugdes aquosas de
isopropanol em coluna de borbulhamento.

MATERIAIS E METODOS

Os estudos hidrodindmicos ¢ de transferéncia de massa
ghs/liquido  s@o realizados no  dispositivo  experimental
representado na figura 1, onde pode-se observar uma coluna de
vidro de 0,06 m de didmetro interno ¢ de | m de altura. A mesma
¢ alimentada com ar comprimido fornecido por um compressor
de vazdo maxima de 1,25x10” m’/s (303 K ¢ 1 atm).

A vaziio do gas ¢ medida por meio de dois rotimetros. O gis
se distribui através de uma placa perfurada em teflon constituida
de 91 orificios de 0.5 mm de didmetro com um passo triangular
de 5,5 mm. O sistema gas/liquido estudado ¢ ar/solugdes aquosas
de carboximetilcelulose e isopropanol.. As condigdes
operacionais foram: vazio volumétrica do ar comprimido entre
2,77x10°° m¥/s ¢ 2,5x10” m"/s (303 K ¢ | atm) que corresponde a
uma faixa de variagdo de velocidade superficial do gis de 0,01
m/s a 0,12 nVs; altura inicial do liquido variando entre 0,368 m ¢
0,483 m; pressdo da coluna de borbulhamento muito proxima da
pressio atmosférica e a temperatura do liquido igual & do
ambiente, 303 K.

Foram analisadas 5 concentragbes mdssicas de CMC com
agua destilada a 0,05; 0.10; 0,20; 0,30 ¢ 0,50%. As misturas
dlcool/dgua foram preparadas com percentagem massica de
isopropanol respectivamente de 1; 3; 10; 50 e 100%.
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Figura 1 - Descriglio esquematica da montagem experimental

A viscosidade efetiva correspondente 4 cada uma das
concentragdes analisadas foi determinada considerando que o
modelo de Oswald-de Waele caracteriza o comportamento
reolégico das solugdes aquosas de CMC, seja:
sendo T a tensdo de cisalhamento, ¥ a taxa de cisalhamento, K o
indice da consisténcia e n o indice de escoamento (n<1) e

Her = Ko™’ 2)
sendo . a viscosidade efetiva e Y. a taxa de cisalhamento

efetiva na coluna calculada. Usando a relagio de Hishikawa et al.
(1977), dada pela equagdio seguinte:

Ye=5000 Ug (3)
¢ considerando as equagdes 2 e 3, temos:
He=K(5000UG)™ )

Os valores de K e n usados na avaliaglio da viscosidade efetiva
de cada uma das solugdes de CMC experimentadas sdo aquelas
determinadas nos trabalhos de Kantak et al. (1995). Dependente da
velocidade superficial do gis e da concentragio de CMC, a
viscosidade efetiva varia entre 0,003 e 0,04 Pa.s. ;

A analise do regime de borbulhamento da coluna em fungdo da
velocidade superficial do gas foi feita através da técnica da
fotografia. O procedimento consiste em aumentar progressivamente
a velocidade do gas e tentar identificar o regime de borbulhamento
correspondente. O regime homogéneo ¢ identificado pela presenga
de bolhas pequenas e bem definidas, de tamanho uniforme e
igualmente distribuidas ao longo da coluna. No regime
heterogéneo, sfio encontradas além de bolhas pequenas as bolhas
grandes gque apresentam velocidade de ascensdo maior,

provocando a recirculagdo do liquido. O regime “slug flow” ¢
identificado pelo estado de estabilidade ou quase estabilidade da
formagdo de “slugs” ou de bolhas de didmetro equivalente ao
diametro da coluna.

A retengdo gasosa ¢ determinada usando a técnica de medigio
de deslocamento da altura inicial do liquido apés sofrer uma
expansdo devido ao borbulhamento do gds. A retenglo gasosa,
€g. ¢ avaliada a partir da relagdo seguinte:

€= H-Hy/Hg (5

sendo Hg ¢ altura da dispersdio gas/liquido ¢ H; ¢ a altura do
liquido em repouso.

A determinagio do kja ¢ feita pelo método de oxigenagio
dinimica. A descrigio da técnica de oxigenagdo dindmica e a
metodologia seguida para a medigdo do ki a foram apresentadas
nos estudos realizados por Malta et al. (1996).

A e . O efeito da
velocidade superficial do gas em sistema ar/dgua foram
realizados com velocidades variando numa faixa de 0,01 a
0.12 m/s. Os resultados da andlise do regime de
borbulhamento estdo listados na tabela 1. Constata-se que para
baixas velocidades do gis (<0,05 m/s) o regime de
borbulhamento observado ¢é do tipo homogéneo. e
caracterizado pela existéncia de bolhas individuais pequenas e
distribuidas de modo uniforme na massa liquida, com
interagdes bolha-bolha insignificantes. A partir de Ug = 0,05
m/s aparece uma zona de transigiio de regime homogéneo para
heterogéneo, o qual é caracterizado pela presenca de bolhas de
gés grandes, que sobem ao longo do cixo central da coluna
com velocidade de ascensdo maior que das bolhas pequenas ¢
individuais, provocando, assim. recirculagiio do liquido. As
bolhas grandes, resultado do fenémeno de coalescéncia de
bolhas pequenas, apresentam tamanhos desiguais com uma
distribuigdo espacial ndo uniforme, Reese et al. (1993)
identificaram o regime de borbulhamento por uma técnica
sofisticada que se baseia na velocidade de imagem da
particula PIV (Particle Image Velocimetry) ¢ indicam que a
zona de transigdo dos regimes homogéneo/heterogéneo se
situa na faixa de velocidade compreendida entre 0,042 ¢ 0,048
m/s. muito préximo daquele observado pela técnica
fotografica utilizada neste trabalho.

Tabela | - Regime de Borbulhamento para dgua destilada

Ug (m/s) | Regime de Borbulhamento
0,01 Homogéneo
0,03 Homogéneo
0,05 Homogéneo
0,07 Transigdo
0,09 Heterogéneo
0.12 Heterogéneo
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Os resultados relacionados @ retenglio gasosa (gg) estdo
resumidos na figura 1, que apresenta os valores da gg em fungdo
da velocidade Ug para diferentes alturas do liquido (dgua
destilada). E evidenciado um aumento da gg com a velocidade
superficial do gds. Todavia, observa-se que até a velocidade 0,05



m/s ha um aumento linear da € com Ug, Isto indica que, nestas
condigdes, o regime de borbulhamento € do tipo homogéneo,
confirmando assim as observagdes efetuadas nas identificagdes
do regime de escoamento das bolhas (tabela 1). A partir da
velocidade de 0,05 m/s, a taxa de aumento da €; com Ug se
reduz. Isto se explica pela existéncia de bolhas grandes
resultantes da coalescéncia de bolhas vizinhas menores,
conduzindo, conseqlientemente. ao aparecimento do regime
heterogéneo, confirmando, entdo, mais uma vez, as observagdes
feitas durante os experimentos de andlise do regime de
borbulhamento. O aumento da retengdo gasosa de modo
proporcional a Ug em regime homogéneo foi também observado
por Reese et al. (1993). que constataram redugdo da retengio
gasosa na zona de transigdo (0,042 < Ug < 0.048 m/s).
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Os resultados referentes ao efeito da velocidade superficial do
ghs sobre o coeficiente volumétrico de transferéncia de massa
gas/liquido kia estdo resumidos na figura 2, levando ds mesmas
conclusdes anteriormente encontradas para a retengéio
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Figura 2 - Variaglo do kia em fungdo da wvelocidade
superficial do gas para diferentes alturas de liquido

pasosa, ou seja: o coeficiente volumétrico de transferéncia de
massa kja aumenta com a velocidade superficial do gis; a
mudanga do coeliciente angular da curva kja = [ (Ug) ocorre, na
mesma velocidade do gas Ug = 0.05 m/s que corresponde
aparentemente da passagem do regime homogéneo ao regime
heterogéneo com formagdo de bolhas maiores, o que causa uma
redugdo da drea interfacial, ¢ entdo do kpa. O aumento do kga
com a velocidade do gas foi ressaltado por virios autores
(Wilkinson et al., 1994)

Efeito da Altura Inicial do Liquido (H). Para andlise do efeito
da altura inicial do liquido sobre a natureza do regime de
borbulhamento ¢ a retengdo gasosa foram estudadas trés alturas
(agua destilada): 0,368; 0,408 ¢ 0,483 m. Os resultados estdo
apresentados na tabela 2. Evidencia-se que para uma altura inicial
do liquido entre 0,368 ¢ 0,483 m o regime de borbulhamento
parece ndo ser afetado notavelmente pela altura inicial de liquido.
Foram também quantificadas as retengdes gasosas relacionadas a
essas alturas ¢ os resultados estdo apresentados na figura 1.
Observa-se que a altura inicial de liquido niilo afeta nem o
regime de borbulhamento

Tabela 2 - Regime de Borbulhamento para 4gua destilada

Ug(m/s) | 0368m 0,408 m 0,483
0.01 Homogéneo  Homogéneo  Homogéneo
0,03 Homogéneo  Homogéneo  Homogéneo
0,05 Homogéneo  Homogéneo  Homogéneo
0.07 Transigdo Transi¢do Transigio
0.09 Heterogéneo  Heterogéneo  Heterogéneo
0.12 Heterogéneo  Heterogéneo  Heterogéneo
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nem a £, logo. pode-se pensar que esta variagdio ndo ¢
suficiente  para provocar mudangas de regime, e,
conseqiientemente, das retengdes gasosas através do fendmeno
de coalescéncia que pode se promover pelo aumento do tempo
de ascensdo das bolhas que cresce com a altura do liquido.
Tsuchiya et al. (1992) estudando o efeito da altura inicial do
liquido sobre a g chegaram o mesmo resultado obtido neste
estudo.

A variaglo do kia em fungo da altura inicial do liquido,
conduz & mesma conclusio encontrada para £, a saber: o kja
parece ndo ser afetado pela altura inicial do liquido, dentro da
faixa de variagdo analisada (figura 2). Virios trabalhos
apresentados na literatura ressaltam que o kja ¢ praticamente
independente da altura inicial do liquido em sistemas usando
dgua como fase liquida (Grund et al., 1992).

feito Viscosid ida

resultados da andlise do regime de borbulhamento em funglo da
concentragio de CMC estiio indicados na tabela 3. Observou-se
que para uma percentagem massica de CMC menor ou igual a
0,30 % e na faixa de velocidade do gas estudada (0,01 m/s € Ug
< 0,12 m/s), o regime de borbulhamento identificado e suas
zonas de transigdo sdo exatamente aqueles desenvolvidos em
presenga de dgua destilada pura (tabela 1). O aumento da
viscosidade do meio liquido, nas faixas de concentragdo de
CMC e da velocidade do gas, parece ndo ter afetado de modo
significativo o tamanho ¢ a distribuigio do tamanho das
bolhas para uma mudanga sensivel do regime de
borbulhamento, o que € consolidado pelas medidas da g cujos
valores estdo representados na figura 3, que relaciona a £ em
fungdo da velocidade Ug para solugdes aquosas de CMC de
percentagem massica compreendida entre 0,05 e 0,50 %, com o
valor da viscosidade efetiva variando entre 0,0436 e 0,0481
Pa.s. Vé-se que a &5 em meios aquosos de CMC até 0,30 % ndo
apresenta valores diferentes daqueles registrados em dgua
destilada pura.




Todavia. na concentragdo de 0,50 %, o regime heterogéneo
comega a prevalecer ja a partir de Ug = 0,05 m/s, o que indica
que o fendmeno de coalescéncia  nestas condigdes
operacionais

Tabela 3 - Regime de borbulhamento para solugdes de CMC

CMC (0,05

0,01 Homogéneo Homogéneo
0,03 Homogéneo Homogéneo
0,05 Homogéneo Transigdo
0,07 Transigiio Heterogéneo
0,09 Heterogéneo Heterogéneo
0.12 Heterogéneo Heterogéneo
indy B Com CMC 0%
8 Coms CMC 08 %
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Figura 3 - Variagdo da retengio gasosa em fungdo da
velocidade Ug para diferentes concentragdes de CMC

ocorre antecipadamente em comparagiio ao meio de dgua pura.
Isto se deve provavelmente ao meio liquido que comega a ficar
viscoso e o fluxo gasoso suficientemente alto para se ter uma
probabilidade de maior interagdo entre as bolhas vizinhas. A
promogdo da coalescéncia ocorre com o aumento do tamanhos
das bolhas. A anélise da natureza do regime de borbulhamento
para concentragio de CMC 0,50 % ¢ consolidada 4 luz das
medigoes das retengdes realizadas nestas condigdes. Para a
percentagem massica de CMC 0,50 %, evidencia valores menores
de £ em comparagio a dgua destilada. Além disso, o aumento da
gc ¢ lincar até Ug = 0,03 m/s, o que caracteriza o regime
homogéneo, enquanto para Ug maior que 0,03 m/s, a taxa de
crescimento da €g diminui com Ug, o que ¢ uma indicagdo de um
regime heterogéneo, confirmando, assim, as observagdes de
identificagdo do regime de escoamento das bolhas. Entretanto,
constata-se que para a concentragiio de CMC 0,50 % e Ug < 0,03
m/s, o regime ¢ homogéneo, ¢ as retengdes sdo praticamente
iguais as obtidas em meio aquoso puro. A partir de Ug = 0,03
m/s, a coalescéncia se inicia ¢ as bolhas resultantes deste
fendmeno ficarlio, conseqiientemente, relativamente maiores que
na fdgua destilada conduzindo, assim, a retengdes gasosas
relativamente mais baixas. Finalmente, conclui-se que neste caso
o fenémeno de coalescéncia ocorre com a contribuigdo
simultinea de dois efeitos: a viscosidade do liquido ¢ a
velocidade do gas. Baixas velocidades do gis, mesmo com altas
viscosidades do liquido, simuladas por solugdes aquosas de
CMC, podem ndio afetar significativamente a distribuigdo ¢ o
tamanho das bolhas, ¢, conseqlientemente, a natureza do regime
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de borbulhamento ¢ a ;. Altas velocidades do gas promovem a
coalescéncia das bolhas, mas este efeito se encontra acentuado
pela viscosidade do meio liquido a partir de um valor minimo
determinado da concentragdo de CMC. Neste trabalho, este valor
minimo foi avaliado experimentalmente em 0,50 %. Para valores
de concentragdo de CMC maiores que 0,50 % a gg deve ser
reduzida de modo ainda mais significativo.

A figura 4 confirma as observagdes ji realizadas sobre a
retengdo gasosa: a percentagem massica de CMC 0,50 % ¢,
também. a concentragdo a partir da qual hd uma redugio
significativa do kja, observa-s valores de kja para solugdes de
CMC de 050 % bem abaixo das demais solugdes
experimentadas. Vale salientar que a variagdo da retengdo gasosa
com a viscosidade do meio ja foi ressaltada por virios autores e
que muitos deles observaram uma diminuig¢do da retengdo com
aumento da viscosidade (Godbole et al., 1984). Todavia autores
como Kantak et al. (1995) ndo evidenciaram este resultado
usando concentragdes de CMC de 0.50 % e velocidades do gés de
0,01 a0,18 m/s.
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Figura4 - Variagdo do k;a em fungio da velocidade superficial

do gas para diferentes concentragdes de CMC

A figura 5, que relaciona o coeficiente volumétrico de
transferéncia de massa com a viscosidade efetiva p para
diferentes velocidades superficiais do gds, confirma também que
valores de p ¢ para solugdes de CMC de 0,50 % - dltimos pontos
das curvas iso-velocidade - apresentam os valores mais baixos do
ki a. ao passo que para as demais solugdes o k;a fica praticamente
constante quando a velocidade superficial do gas fica menor ou
igual a 0,03 m/s.
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Figura 5 - Variagdo do k; 2 em funglio da viscosidade efetiva do

liquido para diferentes velocidades do gés

A diminuigdo do kia pode ser explicada em razdo do
fendbmeno de coalescéncia das bolhas pequenas em bolhas




maiores, ¢ das reduzidas possibilidades de ruptura que se
encontram promovidas pelo aumento da viscosidade do meio.
A formagdo de bolhas grandes levam a baixas dreas
interfaciais ¢ entdo a baixos coeficientes volumétricos de
transferéncia de massa. O estudo do efeito da viscosidade
cfetiva em meios liquidos visco-elasticos, solugdes de CMC
sobre 0 kya foi feito por vérios pesquisadores ( Suh et al.,
1991). Todos estes estudos mostram que o k; a diminui quando
a viscosidade aumenta.

Efeito da Tensdio Superficial (g). Os resultados relativos a
andlise do regime de borbulhamento estdo apresentados na tabela

4. Observa-se que em presenga de dlcool isopropilico o regime de
borbulhamento ¢ homogéneo para todas as concentragdes de
dlcool analisadas e na totalidade da faixa de

Tabela 4 - Regime de Borbulhamento para diferentes misturas
isopropanol/dgua destilada (1 - 100 %)

Ug (mis) 0,01 0,03 005

Regime de Borb. | Homogéneo | Homogéneo Homogéneo

velocidade superficial do gas estudada, com valor maximo de Ug
= (0,05 m/s. Nao foi possivel experimentar valores maiores de
velocidade do gas devido & aparigdo de espuma ¢ & expansdo da
dispersdio gas/solugdio de dlcool, que ultrapassou a altura
disponivel da coluna (1 m). Como a velocidade operacional do
gis ficou abaixo de 0,05 m/s e o uso do dlcool diminui a tensdo
superficial do liquido, reduzindo. assim, o tamanho das bolhas, a
obtenglio de um regime homogéneo, nestas condigdes era
esperado. O aumento da expansidio da dispersdo gas/liquido é uma
forte indicagio do crescimento da retenglo gasosa. Isto é
confirmado pelas medidas da retenglo obtidas nas mesmas faixas
de variagdo da concentragio de isopropanol ¢ da velocidade do
ghs. Os resultados evidenciam um aumento linear da retengdo
com a velocidade do gas (figura 6), confirmando, assim, a
natureza homogénea do regime observado em misturas
dgua/dlcool analisadas, Além disto a figura 7, que apresenta a
retengllo em fungdo da concentragdo de isopropanol para
diferentes velocidades do gas, observa-se que o valor da
concentragdo 10 % ¢ o limite a partir do qual seu efeito
sobre a retenglio gasosa parece comegar ficar desprezivel

(AT
[ W Cons pmgeep 0%
& Cons pprop | %
42+ & Coms vaprop 1% [ ]
T Coms gy (0%
s € Cosa ingeip 3% :
* Coms jogoep J00°, $
=  ome .
L] - - -
S v
[Ch -
L .
LELE § L]
a~
0124 ¢ .
-
i o v
B T T A4 T
il [T+ (1) i [T)

U (mis)

Figura 6 - Variagdo da retengio gasosa em fungdo da
velocidade do gas para diferentes misturas
isopropanol/agua destilada
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Figura 7 - Variagilo da retenglio gasosa em funglo de diferentes misturas
isopropanol/agua destilada para diferentes velocidades do gas

Sabemos que o aumento da &; com a redugdo da tensdo
superficial da dgua destilada por adigio de um agente tensoativo,
trata-se neste caso, de isopropanol, deve-s¢ ao mecanismo de
acumulagdo do agente tensoativo na interface gés/liquido,
formando uma camada imovel em torno da bolha, o que limita a
coalescéncia entre as bolhas vizinhas reduzindo, entdo, o tamanho
¢ a distribuigdo do tamanho das bolhas.

A percentagem massica de 10 % de dlcool isopropilico
parcce ser a concentragfio de saturagdo da interface gas/liquido
pelo dlcool. Isto explicaria, provavelmente, a limitagdo do efeito
da tensdo superficial sobre a dimensio das bolhas ¢
conseqlientemente sobre a natureza do regime de borbulhamento
¢ a retenglo gasosa. Kantak et al. (1995) relatam a diminuigdo da
retengiio gasosa com aumento da tensdo superficial,

As figuras 8 e 9 mostram que o comportamento do ki a segue
na mesma dire¢do dos resultados obtidos para a retengio gasosa,
isto é: o kya aumenta lincarmente com a velocidade do gas para
uma determinada concentragdo de isopropanol (figura 8); a
percentagem madssica de 10 % de isopropanol ¢ a concentragdo
mdssica limite a partir da qual esta niio tem praticamente nenhum
efeito sobre o kya (figura 9).
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Figura 8 -Variagdo do k;a em fungdo da velocidade superficial
do gés para diferentes misturas isopropanol/agua destilada

O aumento linear do k;a com a velocidade do gas, andlogo
a0 comportamento da reten¢do gasosa, € uma indicagdo forte de
um regime hidrodindmico homogéneo, confirmando, mais uma
vez, as observagdes visuais efetuadas na andlise do regime de
borbulhamento. De acordo, também, com os resultados da
retengio gasosa, a percentagem de 10 % parece ser a
concentragdo limite de estabilizagio do tamanho das bolhas e
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conscqlientemente da area interfacial e, entdo, do kia. Os
trabalhos destinados a verificagio da influéncia da tensdo
superficial do liquido sobre o kja s3o relativamente raros.
Godbole et al. (1984), estudando solugdes de CMC em presenga
de surfactante Triton X-114 observaram um aumento do ki a com
a redugdo da tensdo superficial.

CONCLUSOES

O estudo do efeito da velocidade superficial do gas, da altura
inicial do liquido, da viscosidade efetiva de solugdes aquosas de
carboximetilcelulose (CMC) e da concentragdo de isopropanol
em misturas aquosas sobre o regime de borbulhamento, a
retengllo gasosa ¢ o coeficiente volumétrico de transferéncia de
massa gas/liquido kpa permite conduzir as seguintes conclusdes :
- Em sistema ar/dgua destilada. o regime homogéneo ¢é
identificado até uma velocidade superficial do gés de 0,05 m/s, a
partir  desta  aparece uma zona de  transigdo
homogéneo/heterogéneo até¢ 0,07 m/s. Acima de 0,09 m/s o
regime heterogéneo € nitidamente predominante;

- A retengdio gasosa e o ki a sdo proporcionais 4 velocidade do gas
até Ug < 0.05 m/s (existéncia de regime homogéneo): para Ug >
0.05 m/s, a taxa de crescimento do kga se reduz:

- A variagdo da altura inicial do liquido entre 0,368 e 0,483 m ndo
provoca mudangas notdveis no regime de borbulhamento ¢ as
medidas da retenglio gasosa ¢ do k;a conduzem também a valores
praticamente iguais para as trés alturas do liquido;

- O uso das solugdes aquosas de carboximetilcelulose (CMC), em
concentragdo de percentagem massica inferior ou igual a 0,3 %
ndo provocam mudangas notaveis no regime de borbulhamento,
na retenglio gasosa ¢ no kja comparado ao sistema ar/igua
destilada. Todavia, & concentragio de CMC de 0,50 % a zona de
transigdo do  regime homogéneo/heterogéneo  aparece
antecipadamente, em torno de Ug = 0,03 m/s, sendo as medidas
da retengdo e do kya, inferiores aquelas quantificados em sistema
ar/ dgua;

-As baixas velocidades do gas (£ 0.03 m/s), mesmo com altas
concentragdes de CMC (até 0,50 %), ndo afetam nem o regime de
borbulhamento nem os valores retengdo ¢ do ki a observado em
relagdio ao sistema ar/gua pura;

- O uso de misturas dlcool isopropilico/dgua destilada favorece o
estabelecimento do regime homogéneo, que é observado para
todas as concentragdes de percentagens massicas de dlcool
analisadas, de 1 a 100 % (dlcool puro), e na totalidade da faixa de
velocidade do gds estudada, com valor experimental maximo
permitido de 0.05 m/s. Os valores da retengdo gasosa e do k;a
aumentam, consequentemente, de modo linear com a velocidade
do gds;
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- A concentragho de percentagem massica de 10 % de dlcool
isopropilico parece ser a concentragdo de saturagdo da interface

gas/liquido.
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ABSTRACT

Hidrodynamics characteristc (bubbling regime and gas hold
up) and gas/liquid mass transfer characteristics (k;a) were studied
experimentaly by analysing the effect of superficial gas velocity,
inicial liquid height, effective viscosity of carboximethyleelulose
aqueous solutions (CMC) and surface tension of isopropanol
aqueous solutions in a bubble column (1 m height and 0,06 m
diameter) at room temperature (30 °C) and atmospheric pressure,
operating at closed liquid phase with ascendent gas phase. We
conclude that the variation of gas hold up attend the wavering of
bubbling regime; there is liaison between kya and gas hold up;
prepare oneself a hidrodynamic and gas/liquid mass transfer data
bank that can be aplication in gas/liquid and gas/liquid/solid
process reaction study.
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SUMMARY

We develop a corrected velocity-pressure algorithm, tn primitive variables and finite diffe-

rences, for tncompressible viscous flow with a Neumann pressure boundary condition.

The

pressure field 1s initialized by least-squares and up-dated from the Poisson equation in a di-
rect weighted manner. Simulations with the cavity problem were made for several Reynolds
numbers and the results were compared with the eristing solutions.

INT UCTION

We develop a correction of the pressure and spatial
domain extensions of a velocity—pressure algorithm
developed by Bravo-Claeyssen(1996) for incompressible
viscous flow in primitive variables with a Neumann
boundary condition for the pressure. The algorithm
runs without any iteration method for computing the
pressure. Simulations were made with 3D rectangular
cavities and 2D cavities with curved boundary. The
behaviour of the resulting pressure was compared with
the existing literature, observing the occurrence of
secondary and terciary eddies.

The incorporation of the Neumann condition for
incompressible flow has been deeply discussed on a
remarkable work of Gresho and Sani (1987). From a
mathematical point of view, the system of equations
governing an incompressible flow is singular with
respect to the pressure. There is no an evolutive
equation for the pressure. In practice, the system is
usually considered as the momenturm equation subject
to a solenoidal restriction for the velocity field. The
initial and boundary conditions being prescribed only
for the velocity field.

The discretization by difference methods of the
Navier-Stokes equations are taken on a staggered grid.
When we derive the Poisson equation for the pressure
and perform its integration, we can observe that a clear
influence of the Neumann condition arises. From this
we can extiract a non-singular system for determining
the pressure values at the interior points. The ini-
tialization process of the pressure, by a least-squares
procedure, somehow incorporates an optimal pressure
as a starting point, instead of employing an arbitrary
constant as it usually made with iterative methods.
The values of the velocity and pressure at interior
points can then well determined by the forward Euler
method for the velocity and by solving a non-singular
Poisson equation without iteration. This later means
that we incorporate the values of the pressure and
velocity as soon as they are computed.
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This velocity-pressure algorithm has been tested
with the square cavity flow problem for a wide range
of Reynolds numbers. Besides this, flow in parabolic
2D and 3D cubic cavities are also considered and the
results were compared with the existing solutions.

DI I
EQUATIONS

10N THE NAVIER- K

We have for a nondimensional 2D incompressible vis-
cous flow, the primitive equations

o, Bu, e | o, 1 Fu Fu
Rttty = "atmaEtey) O
v v v ap 1 ,8v &
-5-t-+ué;+v§; = —é—y-i'ﬁt-{é;;-!-@] (2)
du Ov
=ty = O 3)
or in vector form
-1l
Et--+-u.Vu+ Vp= Rcv u (4)
Vu=0 (5)

where u is the velocity vector, u(z,y,t) and v(z,y,t)
denote the velocity components in z and y directions,
pl{z, y,t) the pressure and Re > 0 the Reynolds number.

We now use central differences for approximating
the spatial derivatives. For simplicity, we shall restrict
our formulation to a rectangular staggered grid (see fi-
gure. 1).

Setting Az; = Az, i= (0..nand Ay; = Ay. j =0..m,
let

ui ; = u(ildz, (j + 1/2)Ay),
vi; =v((i +1/2)Az,jAy),

piy =p((i+1/2)Az, (5 +1/2)Ay).




Time Discretization The time discretization of the

Vij+1 Vigl 41 mormentum equations, besides modifying the order of
i Al approximation, raises numerical stability problems. Al-
v Uik pEJ" & Uig1 p”c';'-’ % Ui4q;  though implicit methods have better stability proper-
‘|-6 vi j Vig1,j ties, they are expensive to implement. In this paper, we
| g — shall employ the explicit Euler or Adams-Bashforth me-
ASI—I = . thods. Certainly, predictor-corrector methods improve
. P..é-l 4 !“_H'ﬁ:rg—l IO the stability aJ_ld the order of approximation (Gustafs-
son et al., 1995).
Vi j-1 Vigl5-1 The Adams-Bashforth method, applied to the equa-
B = tions (6) and (7) can be written as

"—A:|'—' . l'l’-l
t Azr; { FH =k L ALY w[Fi(u,0) - Gi(p))  (14)

=0

Figure 1: Staggered Grid ny,-1
FH =k ALY [ Py(u,v) - Ga(p)]  (15)

=0
A here & = t/At represents the time steps and the

W 2) as e
HHRES L 1n50) a8 coefficients n, and a; define a specific method:
ou N np, = 1,a, = 1 (first-order foward Euler), n, = 2, a, =
a - Fi(u,v) = Gi(p) (6) 3/2,01 = —1/2 (second-order Adams-Bashforth) and
v np =3, @, = 23/12.ay = ~4/3, ay = 5/12 (third-order
7 = Falu,v) = Ga(p) (0 AdsmenBashfosth),

respectively, then we apply spatial central differences. THE CORRECTED PRESSURE EQUATION
It turns out that :

Gresho and Sani derived an equation for the pressure

F . Uiyl = Uiy in such a way that for V.uy = 0, the system given by
u,0) = —uiy 2Az (4),(5) can be replaced by
~d Uig41 — Uij—1 |
Uu, 2Ay %12 +uVu+Vp= Evzu (16)
+L(“|+l.j“‘2“i,j+ui—1j , b
Re Az? V= V.(EV u—u.Vu) (17)
p Mg = 2u; j + Ui,,i-l) (8)
Ay? where the boundary conditions for p are given by
op 1 _, duy,
. = — = — —_— V
Fy(u,v) = —ul, ,viHJQ; . BN R TR kg taNa)am ()
i x
Vi g1 — Vi g where t > 0.
"Ui.j—ﬂﬁ The discretization of the Pressure equation, being a
TR TR derived one, requires a special care, in order to control
+H_[ 1 A"; L the accumnulation of numerical errors that might inva-
1_,6, i s +xv; lidate the continuity equation. This means the need of
SR A"; =) (9)  introducing corrective terms to the pressure equation.
y Let us consider the momentum equations discretized
Similarly, as
_ Piy —Pi-1j np=1 )
L T (10) uff =ulf;+ At Y aF(ul;) - Vet (19)
Galp) = Bl —Pii=1 (11) iy
Ay where, n, e a; depend upon the employed Adams-
Here vly, ; and ul,, , denote the average values Bashforth method, F(u*) being the discretiztion ope-
= e rator of the convective add difusive terms.
g — Big F G+ Vi e+ Vi 12 Applying the divergence operator in both sides of
e = 1 L (19), we obtain
and ny—1
tl,, = Ui, j + Uij + Uigl j+1 + Ui 41 (13) V.u,’-‘:-',-“ = V.uﬁ-‘;_,-+At Z ay [V.F(u,’{}‘}—vnpt;‘](%)

4 =0
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The incompressibility condition at the (k+41)th-time
step, V.uk*! = 0, is then characterized by

V’p,d = VF(“:‘J} 5 _Ati +

ny—1

. Z o[ V.F(ulj') - Vit (21)

We observe that for the Euler method, the above cor-
rection coincides with the dilatation term D; = v&"
[Ames, 1992; Roache, 1982; Ferziger and Peri¢, 1996].

The equation (21) can be written in the compact
form

VipF = V.H(u") (22)
where

fp=1

H(u*) = F(u*)+ = m+— > efF(u*~)-vp*t~')(23)

lal

We now discretize the laplacian of the pressure with
second-order central differences on a staggered square
grid
Pi-1,j + Pij-1 = 4Pi,j + Pi+1,i + Pij+

Vipij ~ he (24)
where h = Az = Ay. Thus (22) becomes
Pi-1j +Pij=1 = 4Pij + Pigrj +Pij41 =
h(Hlﬁ-l,, e Hln,: - o Hnl,:-{-l g H?.,,) (25)

where H, ;, and H, 6 are the x and y compo-
nents of H(u), respectively, applied at the points
(iAz.(; + 1/2)Ay) for the first component and
((1 + 1/2)Az, jAy) for the second one.

For a good convergence of the discretized Poisson
equation with a Neumann condition, the compatibility
relationship must hold exactly on the discretized do-
main (Abdallah, 1987), that is.

T Wiy = 3 2 (26)

1 JER 1jer 6'7
By adding (25) for all points of the square domain, we
have
n=1lm-=1
E Z Pi-1j+ Pij-1 = 4pij + Pig1j + Pij+1 =
i=l j=1
n=lm-1
b)Y Higy = Hugy + Ha i = Hay s (27)
i=l j=1

and making simplifications, we obtain

m=1
Z{PBJ_PIJ"PI'I—IJ + Pa i)
j=1
n=1
+ E[Pi,n = Pi1 = Pim-1+Pim) =
=1
m=1 n=1
h Z(Hlnd =M, )+ h Z(HR.,,,. - Hy,,) (28)

i=1 i=1

Then the discrete Neumann condition holds for

Poj=P,j~— hHl.,, (29)
Pnj =Pn-1,;+ hHlu.j (30)
Pio=pia— hH:.J (31)
Piom = Pim-1+ hH,, (32)

We should observe that these boundary conditions
are discretizations of (18).

HE V CITY-PRESS ALGORITHM

We now give an algorithm for integrating the Navier-
Stokes equations. First, the pressure is initialized by
solving a singular system that arises from the discre-
tization of the pressure equation with the Neumann
conditions.  Second, the momentum equations are
solved for the velocity field at each time step. Third,
the pressure is up-dated by solving a Poisson equation,
giving a special treatment for the interior points that
correspond to interior cells and to the adjacent cells in
such a way that the compatibility condition is verified.
This updating contains corrective terms for the direct
calculation of the pressure at interior points of interior
cells. This is done by incorporating the already known
pressure values at neighboring points.

Pressure Initialization To initialize the pressure, we
consider the equation (22) with k= 0.

V?p® = V.H(u’) (33)

Here we use n, = 1 and ag = 1, as V.u’ =0, H(u") =
F(u®). No corrective term appear on the initialization
and the discretized boundary conditions are (29)-(32).

The equation (33) discretized as done in (25) associa-
ted to the boundary conditions, when written in matrix
terms, turns out

Ap°=b (34)

where A is a singular matrix and the vector p° contains
the valucs of the pressure at interior points

The vector b contains all values uf;, v{; from the
right hand side of (29)-(32), which are gwen initial va-

lues, and this has the particular form (cavity problem).

b.—_[U...U Omnenit Ooes 0 bmn]mxn
where
2 2v
bﬂ'lﬂ—ﬂ-l-l = -JT and boin = _T

Hence, b is a non-zero vector.

The above singular system can be solved by several
methods: least-squares, iterative or LU.

The One Step Pressure Up-Dating Once the pres-
sure is initialized, the interior pressure values p;; at




time 1+ At are computed with the following one step
and explicit scheme (Fig. 2):

Kpi'*f,

kt+1 _

k+'.|
Pi;

Pij-1 +Pf+1 J +Pf,_i+1]
h:

“'—V H( i‘-i-l)

(35)

which incorporates by a simple averaging old and new
values for the pressure.

7
i+l ° o:old (k)
jlal o] o) wimew(h+1)
\. /
j=1 * e = average value of
N L
T=11 % lial the new / old

Figure 2: Molecule for the Pressure

Velocity—Pressure Algorithm The algorithm for sol-
ving an incompressible viscous flow with prescribed
Neumann condition for the pressure is given as follows.

1. Introduction of the initial velocity components at
time g = 0, corresponding to level k = 0, and the
boundary conditions for the velocity field.

. Initialization of the pressure by solving a singular
linear system of the type

Apo.:b

through least-squares or iterative or LU decompo-
sition.

i

of the velocity field
and vk'“ by using (14), (1) respectively.

Computation
k4l
ui_J-
Computation of the pressure p at level time k + 1
through (35).

. Up-dating of the pressure and velocity field by set-
ting p**! instead of p* and u**! for u*.

. To perform steps (3)-(5) for k=1,2,....

=1

. End the calculations.
Remark

This algorithm computes corrected pressure values
at interior points without any iteration and it can
- handle non-rectangular geometries.

Extension to 3D Domains The case of a 3D cubic
cavity can be easily handled. For a velocity field
u=(u,v,w) on a staggered grid, we consider

864

Uiy iyis = Uiz Az, (3 + 1/2)Ay, (i + 1/2)Az)
dyis = v((iz + 1/2)Az, 1,4y, (i + 1/2)Az)

wi, i, = w((iz + 1/2)Az, (iy + 1/2)Ay, i:Az2)
Pioiyi. =PIz + 1/2)Az, (i, + 1/2)Ay, (i: + 1/2)Az)

The discretized momentum equations read

Ui,

ng=1
M=k HAL Y wlF(af ) - Ve
1=0

where the operator F have a similar meaning to the
two dimensional case.

The equation for the pressure, including correcting
terms, becomes

Va
i)+

,,l ds

2.k .
v Pigiyi. = V-F(“i.. ol

gy
np—1

LY VR ) - VL) (89)
=1

The discretization of the laplacian operator on a
cubic cavity by second-order central differences and
the fulfillment of the discrete compatibility relationship
lead to the one step and explicit scheme

k+1

k41
P, Syids

+pi, iy=1.4,

4+t

e k41 *
a[pc':-l,i,‘a. Vadyda—1

+Plt—+l.l".l'. +p§,,i,+1,i. T Pl*,.i',i.-i-l]

b H(l 37
~SVHE, ) (37)
k
where H(u*) = F(u*)+ =T
ng=1
+—Zm[F(u’*‘ - Vgt

Here h = Az = Ay = Az,
NUMERICAL RESULTS

The cavity problem is often employed for testing
numerical techniques for the integration of the Navier-
Stokes equations. The problem consists on simulating
the flow induced by the movement of the superior wall
with constant horizontal velocity ur = 1 and keeping
fixed the other walls .

The figures 3(a) and 3(b) show the stramlines of the
flow with Re = 1000 and Re = 5000. We can observe
the primary, secondary and terciary vortices as found
in the literature (Ghia et al., 1982).




Figure 3: (a) Streamlines for Re = 1000; (b) Streamlines for Re = 5000; (c) Profiles of the horizontal velocity
component; (d) Profiles of the vertical velocity ; (e) Streamlines for Re = 10 and (f) Streamlines for Re = 400.

The data presented in Ghia et al., 1982, is often em-
ployed for comparison with the solutions produced by
numerical algorithms when integrating the cavity flow.
This comparison is made with our algorithm for the ve-
locity profiles at the lines through the geometric center
of the cavity. From figures 3(c) and 3(d) we can see
that there is a very good agreement.

The algorithm can handle curved boundaries as illus-
trated with the simulations done for a parabolic cavity
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al Re = 10 and