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EDITORIAL

in December of 1985, during the Brazilian Congress of Mechanical Engineering
(COBEM), held in Sdo José dos Campos, SP, the brazilian thermal science community
decided to organize a separate meeting in the thermal science area. The motivation
to have an event in this area was that the COBEM, the main forum used so far, had
become too large do allow a close interaction among participants. The expectation was
that with a smaller meeting it would be possible to promote deeper discussions on
scientific and engineering problems related to the area, and to identify trends to be
pursued by our community.

In this spirit, the first Brazilian Thermal Sciences Meeting (Encontro Nacional de
Ciéncias Térmicas) was held in Rio de Janeiro in December 1986. Sixty one refereed
research papers were presented and published in the proceedings. The event fulfilled
the original expectation, and in a general assembly, it was decided to constitute the
Thermal Sciences Committee of the Brazilian Society of Mechanical Sciences, which
from then on has been very active. Additionally, it was also decided that a thermal
sciences meeting was to be organized every other year. The ENCIT 88 was then held
during December 6-8 in Aguas de Lind6ia, SP. Ninety four papers were presented and
published in the conference proceedings. This represented a substancial growth and
encouraged those engaged in promoting the fields of thermal and fluid sciences and

engineering.

The papers included in these two volumes were presented at ENCIT 90, held in
Itapema, SC, during December 9-12. For this meeting an approach different than that
employed in the first two events was adopted. In order to have an event covering a
broad scope in the thermal and fluid fields, and to bring together engineers and
scientist from branches other than mechanical engineering, thirty five areas were
selected. These areas were coordinated by leading scientists having chemical,
petroleum, environmental, food science, aerospace, nuclear and civil engineering
background. Additionally, an internacional representative was chosen to promote
ENCIT 90 outside Brazil. A joint effort of the coordinators and of the international
representative resulted in 216 accepted papers, a number well beyond our original
expectation. Around 25 per cent of the papers came from abroad, indicating that the
event has started its way in becoming an international congress.
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SUMMARY
This research deals with the measurement of the leakoff properties of a hydraulic fracturing
fluid, flowing through the natural porous medium of an oil reservoir at ambient temperature.
Studying the shape of the function used to model the filtration is the main objective of this work.
An experimental set up was designed and built to perform this task. Filtration tests were carried
out with a newtonian (water) and a non-newtonian fluid (HPGUAR-60 Ibm/1000 gal), under static

and dynamic conditions.

INTRODUCTION

In the hydraulic fracturing operation a viscous fluid is
pumped through the oil well at a sufficient high pressure so
that the reservoir can be fractured and the resulting smaller
resistance to fluid flow increases the oil production , Baker [1].
In order to prevent the fracture from closing down when the
pumping stops and the pressure is released at the surface, sand
or any other proppant can be added to the fracturing fluid.
The final state of the fracture, that is, length and width, is
determined by the filtration properties of the fluid through the
formation, known as leakoff, and the amount of the proppant
in the fracture. Also, the required time for closing the fracture
is a function of the rate of fluid loss to the formation. Thus,
a better understanding of the filtration process will help the
simulation procedure used to predict the hydraulic fracturing
operation.

The filtration process is usually described by the coeflicient
of fluid loss. Tts determination in the laboratory is usually done
both statically and dynamically. In the first case, the fluid is
kept under a controlled pressure inside a porous wall reservoir.
The amount of leakoff fluid is then measured for several pres-
sure differences across the walls, and the data fitted to an ac-
cepted leakoff versus time function, which determines the fluid
loss coefficient. In the second case, the fluid loss through the
porous walls of a duct is measured when the fluid flows under
different pressures across it.Although the last determination is
less frequent than the former one, for being easier to be car-
ried out, the literature points out that the data could better
represent the field conditions,because they take into account
the erosion of the filter cake on the walls due to the fluid flow
velocity gradient , which could increase the rate of fluid loss.

The objective of this research is to experimentally study
the differences between the two determinations of the rate of
fluid loss and to examine the validity of the shape of the leakoff
versus time function used to fit the experimenial data. As
working fluids , a newtonian (water) and non-newtonian fluid
(HPGUAR-60 1bm/1000 gal) were chosen for the experiments.

The filtration process through the walls of a fracture is
divided into three mechanisms : formation of a filter cake on
the fracture wall (well region), displacement of the filtered fluid
inside the formation (invaded region) and compression of the
original fluid in the formation (non-invaded region) . According
to McDaniel [2], only the first mechanism has been studied in
the literature, most of the time. The results of the static tests
are usually expressed in terms of the static filtration coefficient
C,, . No realistic model for the dynamic filtration coefficient C
exists to describe the fluid loss to the formation., Therefore,
most of the available information refers to the static coefficient
Cy, API-RP 39 [3],Karimi [4], McDaniel [2] and Zigrye et allii
t‘i] The static filiration coefficient C,, is usually determined
y plotting the fluid loss volume V (inl) versus the square root
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of time (min). The straight portion of this curve is curve fitted
to a straight line , resulting in :

Cw = 0.005.m,, /A (1)

where A is the cross section area for filtration, em?

my, is the angular coefficient, ml/sqr(min)

According to Karimi [4], when the rate of fluid loss be-
comes constant the dynamic filtration coefficient C; can be
expressed :

Cp =0.01.m/A

(2)
where m is the angular coefficient, ml/min

The available experimental data for the filtration coeffi-
cient indicate that there is a clear trend towards having a higher
value for the dynamic one in non-newtonian fluids. Also, there
is a clear indication that when no cake formation is allowed
on the fracture wall, like in most newtonian fluids, there may
not be any difference between the two coefficients. McDaniel
[2] supported this statement with his experiments using a new-
tonian fluid (glycerol). These experiments were performed for
a permeability of 0.28 mD , a pressure differential of 550 psi
(3.79 MPa), and a shear rate in the range of 0 to 1236 s~1.
The same results were obtained for a permeability of 0.10 mD
, a pressure differential of 1000 psi ( 6.90 MPa ) and the same
shear rate range. However, when using a non-newtonian fluid
gHPGUAR. - 30 Ibm /1000 gal) at ambient temperature (27 °C),
or a permeability of 0.20 mD, pressure differential and a shear
rate from 41 to 123 s™*, the dynamic filtration coefficient was
from 3.6 to 5 times larger than the static one.

The classic theory of filtration shows that the filtration
coefficient C,, must be proportional to the square root of the
pressure differential, since the permeability is not a function
of pressure and the filter cake is incompressible, Settari [6].
Roodhart gljconﬁrmed these results , when testing with cross-
linked HPGUAR and 5% Diesel , in the pressure range of 50
bar (5 MPa) to 150 bar (15 MPa) and a shear rate range from
109 to 611 s~!, at ambient temperature. However, Ford &
Penny (8] using HPGUAR (40 1bm/1000 gal), with a titanate
cross-linker at 79 “C, pressure differential range from 30 psi
(0.21 MPa) to 1000 pst (6.90 MPa) and shear rate from 40 to
100 s~ !, found a one over the square root of 6 dependence. In
these experiments , another important conclusion was reached.
The filtration rate was proportional to the 0.5 to 1 power of
time, rather than 0.5, as usual.

Darcy’s law for a steady state , one dimensional horizon-
tal fluid flow through a porous medium , saturated with an
incompressible fluid, Amyx & Bass [9], can be expressed by :



v = ~(K/u).dP/dz ®)

where v  is the veiocity of fluid in porous medium
K  is the permeability

p#  is the viscosity of the fluid

P is the fluid pressure

The above equation can be integrated [6] to show that in all
three regions of influence of the filtration the fluid velocity (v) is
inversely propoitional to the square root of time. Another inte-
gration shows that the fluid loss volume (V) is proportional to
the square root of time. Also, different coefficients of filtration
can be defined for each region : C,, for the filter cake region,
C} for the invaded region and C, for the non-invaded region
Sreservoir region). The following relationships can therefore be

erived :

v=Cyu/Vi (4)

V=2C,Vt+V, (5)
where V, is the spurt loss (sudden fluid loss)

K.a.AP.A?
Cy = ”T (6)

However, the main restriction to this classical filtration
theory is that it does not take into account the influence of the
wall velocity gradient on the erosion of the filter cake layer,
thus changing the rate of fluid loss, [2],[6],(7] and [8].

The main objective of this work is to experimentally con-
tribute to the filtration theory by reducing the acquired data
and to critically analyse the hypotheses of the classical filtra-
tion theory, when used with a hydraulic fracturing fluid.

EXPERIMENTAL PROCEDURE
Description of the Test Rig.

An experimental setup was designed and built to take the -

necessary data for this research. Another parallel work [10]
was conducted to determine the rheological properties of the
fracturing fluid used in these experiments and only their results
are referred to in this paper. Thus, the rig to be described below
includes both test sections for rheological property evaluation
and filtration characteristic determination.

Figure 1 presents the schematics of the experimental setup.
A 300 liter capacity reservoir is used to store the fluid to be
tested before its cross-linking in line. Four 1kW electric re-
sistances heat the gel during the hydration phase of the fluid
preparation. The heating power is adjusted by means of a tem-
perature controller, which uses a thermocouple as a sensor. A

I —— mixer needle valve
|, reservoir
filtration ceil
_ | ﬁ pressure ?CIDSX
T & T _L\i\o T 9 +o \:@
1,28m ’- {,28m >’.q7?1-{ 28m :[0,7?m
sop | 500 300! 500 1355 L
Geremia pump £
0,24
| Masterflex pump K’)Dn?ém

Fig. 1- Schematics of the test rig.

vertical axis mixer was installed and its driving motor placed
on the top of the reservoir. Its maximum speed was 300 rpm.

A 4HF20 model GEREMIA helicoidal pump was used to
drive the fluid through the test section. The pump speed is
controlled by a 4 hp varimot, from nearly 0 to 1600 rpm, which
gives 17.1 I/min. A needle valve placed at the end of the test
section can be set to pressurize the system up to 24 kgf/cm?
(2.35 MPa). A Masterflex 7534-30 model Cole Parmer pump
is used to add sodium hydroxide (cross-linker) to the fluid in
the line that connects the reservoir to the helicoidal pump, at
a controlled flow rate from nearly 0 to 6 1/min.

The test section is a 5.5 m long, 17 (2.54 cm) diameter
insulated (1" thick) cast iron pipe. Four pressure taps, 50 di-
ameters apart, were drilled to measure the pressure drop for
rheological evaluation. In order to be sure that the flow was
completely developed, the first one was drilled 50 diameters
from the pipe entrance, as verified by calculation and measure-
ments,

The filtration cell is placed 18 diameters from the end of
the test section, where a needle valve controls the pressure in
the system when the pump is in operation for dynamic filtra-
tion experiments. When the pump is shut down, the pressure
is immediately released in the filtration cell. Thus there is a
need of placing another needle valve just before it, for static
filtration measurement, so that the pressure in the system can
be maintained. The cell is composed of two radial branches
leaving the main direction of fluid flow, which coincides with
the pipeline axis. Two porous media, 2.5 cm long and 2.5 cm
diameter, can be placed in those branches and the radial fluid
loss measured as a function of time with a 5 kg capacity digital
weighter to within 0.01 g. The effect of the symmetry on the fil-
tration was investigated and its was concluded to be neglegible
to within the uncertainty of measurements.

Two Bourdon type manometers were used to measure the
local pressure along the line. The first one, placed at the en-

trance of the pipe, a CROSBY manometer, measures the pres-
sure up to 42 kgf/cm? (4.12 MPa) to within 0.5 kgf/cm? (0.05
MPa). The second one, placed near the filtration cell, is also
a CROSBY manometer, and measures the pressure up to 21
kgf/cm? (2.06 MPa) to within 0.2 kgf/cm? (0.02 MPa). The
differential pressure for rheological evaluation was measured
with a Rosemount differential pressure transducer in the range
up to 100 psi (690 kPa) to within 0.5%.

The temperature in the test section was measured with
a four junction copper-constantan thermopile attached to the
pipeline wall to within 0.1 °C.

The flow rate was measured by measuring the time neces-
sary to fill a 20 liter capacity reservoir.

Porous Media for Filtration Tests

Two types of porous media were used in the experiments.
A natural one, which has clay in its composition, and an arti-
ficial one. The natural one was used for water filtration tests,
resulting in a variable permeability medium, depending on the
absorption of water by the clay. Therefore a methodology had
to be developed to analyse the data. Also, in a later experiment,
a stabilizing agent (cationic polymer) was used to prevent any
other variation of water absorption, after the porous medium
had been exposed to it for about 60 hours. However, no im-
provement was observed. The artificial porous medium used in
the experiments was basically a sand filter. It was manufac-
tured from a 2.5 em outside diameter, 2.4 cm long, steel rod,
to an internal diameter of 1.7 cm, as a hollow cylinder. Sand
was washed with HCI (36%) for 30 minutes and distilled water
afterwards. After being dried in an oven, it went through a
0.29 mm mesh size sieve, and put together with the cylinder
and two closing screens of the same mesh size, thus making up
the filter.

Qualification of the Test Rig

The qualification of the test rig was carried out with water
as a working fluid in turbulent flow. Pressure drop
in the test section was measured with an inverted U-tube that
uses the air as the manometer fluid. The differential height
was measured to within 1 mm of water column. The friction
coefficient was obtained from the Moody diagram [11], for a
relative rugosity of 0.01 (cast iron, commercial pipe). The test
section has four equally spaced pressure taps (1.28 m apart).
Thus, three pressure drop data were available, one for each
sub-section.

The results agreed to within 5 - 10%, for large pressure
drops. The worst agreement was obtained for low pressure
drops, sometimes 19%.

Static and dynamic filtration tests with water were con-
ducted to check the methodology and qualify the rig. The
results will be presented afterwards.
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The preparation of the non-newtonian fluid followed g.rigid
procedure so that the repeatability of the results could be
assured. Firstly, HPGUAR was diluted in alcohol and then
added to 300 liters of water in the reservoir, making up the 60
1bm /1000 gal concentration (7.2 g/l). The hydration phase of
the HPGUAR lasted for 1.5 hours, with the mixer turned on.
Then, boric acid was added to the mixture in a 4.5 Ibm/1000
gal concentration (0.54 g/l), and then turned off after 1 more
hour of operation. The fluid was kept still for more than 12
hours before the test run, so that the air bubbles could leave
the liquid. The cross-linking of the gel was obtained in line, by
adding 13 ml of sodium hydroxyde (2%) to every liter of the
liquid flowing through the pipeline, by the Masterflex pump.

iltration ts wit

The amount of the so prepared fluid was enough to run a
test for 15 to 60 minutes, respectively for maximum and mini-
mum flow rate. The tests were carried out at ambient temper-
ature.

RESULTS

Water Filtration Tests under Dynamic Conditions -
1st Exp.

Two natural porous media were used in the experiments:
plug B7008H and plug B7013H. The values of permeability and
porosity were determined for a condition of no water absorp-
tion.

Three tests were run for each plug, at three different pres-
sure differentials : 28 psi (196 kPa),71 psi (490 kPa) and 114
psi (785 kPa). Another set of experiments was also conducted
for the same pressure differentials. It can be concluded that;
a)The filtered volume is a linear function of time, as expected,
because there is no formation of filter cake. b)The compari-
son of different runs for the same plug and pressure differential
shows that the permeability changed between two runs, but not
during the same run. This can be explained by the absorption
of water by the clay, which changes the porosity and therefore
the permeability.

Another set of runs was carried out for filter B7013H, and
the same pressure differential (196 kPa). The objective of the
test was to investigate the influence of the flow pertubation
caused by the presence of one or two radial porous media on
the filtration rate. The difference was small. Therefore it was
decided to use only one plug in the cell for simplicity.

Water Filtrati ts under

Conditions 2nd Experiment

Ohly plug B7013H was used in this second set of experi-
ments. As an attempt to stop a further absorption of water by
the clay in the plug, the filter was immersed in a solution of the
stabilizing agent for 60 hours before running the test. Sixteen
tests were run for 8 different pressure differentials. Figures 2,3
and 4 present the results . Again, it can be seen that the fil-
tered volume is a linear function of time, showing that there is
no formation of a filter cake, as expected. Also, the permeabil-
ity changed between two runs, for the same pressure, but not
during each run.

tatic and ic

The filtration coefficients C, and C; were calculated using
its definition and fitting a straight line to the data points for
each run and its pressure, expression (7) . The uncertainty was
estimated in the 6 to 9 % range, for 95.4 probability level.

Cq = (dV/dt)/A (M)

Figures 5 and 6 show the variation of the dynamic filtration
coefficient (Cy) with pressure differential in the first and second
experiments, respectively. Figure 7 shows the variation of the
static filtration coefficient gbC,,,) with pressure differential in the

second experiment. It can be seen that C,; and C,, vary linearly
with pressure differential.

Permeability values were calculated according to Darcy’s

law,

K = (u.L/A.AP).(dV /dt) (8)

Thus, eq. (7) and (8) show that for the same pressure dif-
ferencial and viscosity the filtration coefficient is a linear func-
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A run 16

tion of permeability.

Therefore, a plot can be made for the dynamic filtration
coefficient C4 as a function of permeability K, for different pres-
sure differentials. This plot is useful for comparing Cy and C,,
for the same pressure differential and permeability value.

Thus a methodology was presented to determine the fil-



tration coefficient for a variable permeability natural porous
medium , under static and dynamic conditions. It is shown
that the results agree to within 12% at most, which is prob-
ably the uncertainty of measurement of the whole calculation
process which is slightly above the uncertainty of measurement
of the filtration coefficient.
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HPGUAR Filtration Tests under Static and Dynamic
Conditions

For the filtration tests, only the artificial sand filter was
used. Even though, its permeability varied during the exper-
iments due to, probably, the introduction of the gel into the
porous medium, which can change the porosity and thus the
permeability. Its original permeability was measured with wa-
ter and a value of 7.2 D was found, to within 11% uncertainty.

Twenty four tests were run for HPGUAR, for a 0 to 177
s~ ! shear rate range and 690 to 2069 kPa range, including both
static and dynamic conditions.

Figures 8 to 12 present a plot of the Filtered Volume as a
function of time. Each straight line has an identification (a,b),
where a is the pressure (kPa) and b is the shear rate (s~1) It
is clearly observed that the volume varies linearly with time,
rather than with its square root. In early filtration times this
relationship may not be valid, which could indicate that the
change in permeability due to filter cake formation occurs only
in a short time.

The filtration coefficients were obtained as before, equa-
tion (7). The uncertainties are larger than for water. Although
the permeability varied due to probably a change in porosity,
it is clearly seen that the static coefficient is always smaller
than the dynamic one, which confirms the findings of several
authors. Equation (8) can be used to calculate the ratio be-
tween permeability and filtered fluid viscosity K/u . Thus, a
curve fit can be obtained, filtration coefficient versus pressure
differential, for approximately the same ratio K/u .Figure 13
shows the result. It can be seen that the filtration coefficient
varies linearly with pressure differential, as indicated by some
authors.
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CONCLUSIONS

A methodology was developed to determine de filtration
coefficient under static and dynamic conditions, and was used
with water. To within the uncertainty of measurement, no
difference was found between the two values. Also , it was
found that the filtered volume varies linearly with time, and
filtration coefficient varies linearly with pressure differential.

Tests with HPGUAR(60/1bm/1000 gal) show that the same]
linear relationship for filtered volume-versus-time, and filtra-
tion coefficient-versus-pressure differential holds. For early fil-
tration times, these conclusions may not be valid, which could
indicate that the change in permeability due to formation of

filter cake occurs in a short period.

Finally, it was found that the static coefficient is smaller
than the dynamic one, as found by many authors.
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RESUMO

Esta pesquisa trata da medida das propriedades de fil-
tracio de um fluido de fraturamento hidraulico, escoando atra-
vés de um meio poroso natural de um reservatério de bleo a tem-
peratura ambiente. O estudo da forma da fungao usado para
modelar a filtragio é o objetive principal deste trabalho. Um
equipamento experimental foi projetado e construido para esta
pesquisa. Testes de filtragdo foram realizados para um fluido
newtoniano (agua) e nao newtoniano (HPGUAR-60 1bm /1000
gal), sob condigoes estdticas e dinimicas.
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A condutividade térmica do carv3o ativado AC-35 foi
utilizando o modelo de Bauer-Schlinder
condutividade térmica de um leito poroso
Os resultados mostram gue
cresce linearmente com a concentrac3o de metanol adsorvido

gases inertes.

da press3o dentro do dominio de
desenvolvido para levar em conta
Macroporos, tendo mostrado boa
experimentais obtidos.
INTRODUCXO
Recentemente, varios estudos sobre
produc3o de frio a partir da energia solar
(1-5) e sobre bombas de calor a sorc3o sdélida
(&) mostraram que o par carvio ativado
AC-35-Metanol permite a obtenc3o de bons

resul tados revelando—se um dos melhores pares
para esse tipo de aplicacio.

0D dimensionamento dos equipamentos para
a realizac3o desses processos depende das
transferéncias de calor e massa, tornando-se
entio necessario o conhecimento da
condutividade térmica do carv3o ativado sob
diferentes condic@es de press3o gasosa e de
concentrac3o de metanol.
A medida direta da condutividade térmica

do carv3o ativado & dificil visto que é&le se
encontra disponivel somente na forma de gr3os
de pequenas dimensBes. Por 1sto, utilizou-se
um método indireto, que consiste em medir a
condutividade térmica de um leito de gr3os de
carvio na presenca de wum gas conhecido:; a
condutividade deste leito & basicamente func3o
da condutividade do gas intersticial, da
geometria e condutividade dos grios. A
utilizac3o de um modelo matematico que leve em
conta estas variaveis, permite ent¥o encontrar
por identificag3o a condutividade aparente do
s4lido (carvEo) a partir de medidas efetuadas
sobre um leito poroso.

Os primeiros modelos elaborados
transferéncia de calor em meios
foram realizados por Maxwell (7)
(8). Varios outros modelos foram em sequida
propostos baseados na resoluc3o exata da
equac3o de Fourier (7-9) mas aplicaveis a um
certo namero restrito de geometrias. Outros
modelos semi-empiricos, sup®em gque o leito
granular seja separado em partes distintas
(sdlido e gasoso) & tratados por analogia
entre fluxo de calor e corrente elétrica (lei
de Ohm), foram propostos e se mostraram
satisfatdérios para varios resul tados
experimentais (10-12).

para a
granulares
e Rayleigh

MODELO

E wusado o modelo de
(12) que tem sido utilizado e sugerido por
varios autores (13-15), por apresentar bons
resultados com a confrontagXo experimental em
um grande namero de casos estudados. Este
modelo considera uma célula unitaria (fig.1)
composta de duas particulas em contato cuijos
centros est3o sobre uma mesma linha de fluxo
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identificada
a partir de medidas da
na presenca de diferentes
a condutividade do carvio

e depende
1-5 bar. Um simples modelo &
o eteito de Knudsen dentro dos
concordancia com os resul tados
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Fig.1 Célula elementar usada para o calculo
da condutividade térmica do leito granular.

de calor. E suposto uma transferé@ncia de calor
de fluxo constante, paralelo au gradiente
médio de temperatura, que leva a um esquema do

tipo série—-paralelo no qual uma fracio do
volume gasoso que corresponde a uma coluna
continua EEPdD superficie igual a
1 - (1 - g) (16) esta em paralelo com um
volume de superficie relativa (1—:)‘/z
compreendendo a parte sélida em série com o
gas que os separa. Adiciona-se ainda a este
esquema uma parte sédlida em paralelo para o

fluxo de calor que passa diretamente pelaos
contatos sélidos tendo superficie relativa ¢
entre as particulas.

Para tornar o modelo valido para gr3os de
gualquer forma geométrica, €é suUposto gque a
interface sélido-gias & de revolug3o em torno
de um eixo paralelo ao gradiente té&rmico médio
(eixo z) que tem a seguinte equacXo:

2
z

z

r°o+

=1

(B - (B — 1).21°

B &€ um parametro dependente de um fator
de forma Cferm, do wvalor ¢ da dispers3o
granulométrica e da porosidade &£ do meio
granular. BS apresentam para B a seguinte
expressio:

B = Cform [(1 — £)/£1'%7%(1 + 30) 2)



0 valor de B depende da forma
da particula sélida utilizada na célula
elementar do modelo. Na figura 2, sXo
apresentados diferentes casos tipicos para
valores de B que correspondem a geometrias bem

geométrica

contrastantes: para B = 1, se obtém uma
superficie de uma esfera; para B < 1, tem—se
uma superficie pontuda e B > 1 se obtém uma

superficie achatada.

Fig.2 Casos tipicos de valores de B que
correspondem a geometrias equivalente de
grios.

Os valores do fator de forma Cforma e da

distribui;:a granulométrica { s3io determinados
experimentalmente e valem:Ce = 1.25 para gr3os
esféricos e Cc = 2.5 para gr3os cilindricos.

I = 0 para uma distribuic3o uniforme.

A transferéncia de calor por radiac3o
térmica e calculada atraves de uma
condutividade equivalente que para o caso de
um pequeno gradiente de temperatura € dado
por:

AR = 4 o T°D / (2/e - 1) &3]
onde D é a dimens3o caracteristica da
particula sendo para uma esfera igual ao

di@metro e para um cilindro igual ao didmetro
de uma esfera de volume equivalente. o €& a
constante de Stefan—Boltzmann e “a" a
emissividade média da particula.

Para o caso de baixas press@ies gasosas
quando o livre percurso do gas atinge a mesma
ordem de grandeza das distd3ncias
intergranulares, (regime de Knudsen) a
condutividade térmica aparente do gas Mg e
dada por:

Ag
g

= 1+26qg /D 4)

0 coeficiente g & dado segundo Kennard (17):

g = (2 - a)(? »p —35) /7 2a (a+1) 3)
onde a & o coeficiente de acomodac3o
depende da natureza do gas e do estado
acabamento das paredes dos gr3os, y = Cp/Cv.
Finalmente a fraczo P Que permite a
tranferéncia de calor diretamente pelaos
contatos sdlidos & dado pela seguinte equac3o:

que
de

a

=230 7 (1 + 22 %N &)

sendo p dc/D onde dc é o didametro
superficie de contato. 0O valor de
encontrado experimentalmente.

médio
o deve

da

ser
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Finalmente a expressio geral para o
cidlculo da condutividade térmica do meio
granular & a seguinte:

AL !
—_— =11 - ¥ 1- ¢ CX1 & X271 #*
Ag
Y 1- £ [X3 + X4] 7
Com:
X1 = £ 8)
(1 &) + N8
Ag
AR
X2 s )
- As (10)
X3 = e
_ " Aso (11)
X4 = (1 ©) S
Esta eguacdo geral corresponde a soma de

duas partes sendo a primeira correspondente ao
fluxo de calor transmitido por condugio gasosa
e por radiacdo pela fase continua gasosa e a
outra, a soma do fluxo pelos contatos sdélidos
e do fluxo que passa em série entre as
particulas e o menisco Qasoso que as separa. A
condutividade Asc correspondente a este ultimo
termo & encontrada através da integrac3io do
fluxo de calor entre as paredes das particulas

da célula elementar resultando na seguinte
expressio:
As AR ] Ag Aw
— i © == § _/ et
o _ @} P [?‘9 Ao Ag e
Ag ™ “t
[ As AR Ag
Mg Ag bl
" Ao B — 1 Ag
n - —T
™M -
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siel F -l )
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B+ 11 Am Ag g AR
+ -— ——-B|1+]| — 1] — (12)
2 (%6 on 7 ) %3]
I 2 Ay Ag
com:
M= [1 + [%‘ Bxi‘-g]/ = 29 —B[f’-‘-f - 1].
Ag . Ag Ag
AR As
[1 + ;5 /-i;] (13)
Um estudo de sensibilidade do modelo é
realizado em (20) onde se conclui gue para a
determinac3o dos pardametros rdesconhecidos

utilizando o modelo de
necessarias medidas da condutividade
do 1leito granular em uma grande gama de
pressfes: baixas pressSes (Knudsen < 1)
identifica-se o pardmetro ¢ gue caracteriza os
contatos s&lidos, para pressdies elevadas
{Knudsen >1) identifica-se a condutividade
térmica do gr3o As e/ou a porosidade &£ do
leito e dentro do dominioc de press@ies onde
o livre percurso médio das moleculas do gas é
da mesma ordem de orandeza das dimensdes dos
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(Knudsen =~ 1)
acomodac3o do

espacos entre as particulas
identifica-se o coeficiente de
gag ’lalt

METODO DE MEDICAO

E wutilizado um método de
régime estacionario do aradiente
radial que aparece em um reator de geometria
cilindrica aquecido no centro e com a parede
externa mantida a uma temperatura constante.
Desde que o regime permamente seja atingido. a
condutividade térmica do leito granular Al e
dada por:

medic3Io em
térmico

AL = W.ln(r/ro) / 2 m h (T(r) — Tol (14)

onde h & a altura onde & dissipada a poténcia
W no centro do reator. To & ro s3o temperatura
e raio de referéncia (exemplo a parede do
reator). T(r) & medido em roc e em sete outros
pontos. A inclinag3o da reta T(ln r/ro) da o
valor de Al para uma porosidade média ¢ do
leito granumlar, diminuindo as interferéncias
aleatérias causadas nas isotermas cosequéncia
da n3o homogeneidade do leito e presenga de
sondas de temperaura com fios de medida.

APARELHAGEM
D reator (fig 3I) ¢ composto de um
cilindro de ago inoxidavel de didmetro interno

206 mm, espessura Z mm e altura 700 mm,
colocado na posig3o vertical. Sobre a parede
externa @ colocada uma camisa de cobre para
assegurar uma homogeneidade de temperatura com
uma resisténcia elétrica para o controle de
assisténcia de temperatura. 0Os gr3Ios de carvdo

s¥o colocados dentro do cilindro formando um

leito de altura de 450 mm limitado por dois
discos de aco inoxidavel. Para provocar um
gradiente de temperatura radial dentro do

leito, uma resisténcia e uniformemente
enrolada em um cilindro de 40 mm de didmetro
colocado longitudinalmente ao centro do
reator. Para limitar as perdas de calor pelas
extremidades, dois discas sFO colocados
paralelamente entre o leito de gr3os e as
extremidades do reator. Uma camada de 10 mm

de fibra de silicio isola termicamente o
reator do meio exterior.

Sete sondas de temperatura
radialmente dentro do leito porosao s30
regularmente espassadas de 10 mm dentro do
plano de simetria do reator; elas s3o fixadas
entre dois fios de ago fino, estendidos por
molas paralelamente ao eixo do reator, ou
seja, sobre uma isoterma. Esta disposic3o
permite uma localizacZo radial precisa e
permite desprezar o fluxo de calor dos fios de
medida e de suporte. A afericio (20) do

posicionamento destas sondas @ realizado por

colocadas

meio de medidas realizadas em diferentes
condicBes experimentais. Para cada
experiéncia, uma regressio linear & efetuada

e em seguida s3o calculados as
posicionamento de cada

diferencas de
sonda em relac3o ao

valor dado pela equag3o encontrada. Com este
precedimento as regress8es lineares para
calculo de T(Ln r/ro) s3o obtidas com erro
inferior a 3 10 .

Outras sondas colocadas dentro do reator
servem para avaliar as perdas de calor
longitudinais. Finalmente uma sonda colocada
sobre a parede que limita o leito, permite
determinar a resisténcia de contato
parede/leito.

As sondas s3o de platina de 100 Q
montadas pelo método de quatro fios. (0]
didmetro & de 0.9 mm e comprimento 10 mm e

—— disco

cilindro
interno

suportes
p/ sondas

sondas

resisténcia
eletrica

cilindro
externo
disco

Fig 3 Aparelho de medidas.

apresentam precisio absoluta de 0.3 *C. Apds
as aferic®es, a precisio relativa das medidas
de temperatura @ inferior a 0.01 *C. un
sistema de aquisicio de dados HP 3421a ligado
a um micro—computadaor compativel FC-1IBM
permitiu periodicamente a leitura e registro
de temperaturas com wuma reprodutividade de
0.01 *C. Aprecisio absoluta para o valor
medida de Al depende das incertezas referentes
a precisio relativa das sondas de temperatura
e respectivos posicionamentos (inferior a 1%)
e do conhecimento do erro do wvalor da
poténcia dissipada pela altura do leito
granular W/h gue & da ordem de 2%. A precis3lo
relativa entre duas medidas feitas com a mesma
poténcia dissipada € inferior a 1%. Uma
simulac3o numérica bidimensional das
transferéncias térmicas do reator, mostrou que
o fluxo de calor no centro do reator onde se
realiza a medig3io, n3o & afetado pelas perdas
nas extremidades do reator. Comprovou—-se
usando o critéro de Siguyama (17) que a
conveccio dentro do leito poroso =]
desprezivel.

MEDIDAS

0 material estudado foi o carv@o ativado
AC-35 no estado anidro, fornecido em gr3os
cilindricos tendo como didmetro Smm e
comprimento &mm. A massa especifica medida foi
de &S0 Kkg/m e porosidade intergranular
compreendida entre 0.38 e 0.40, medida com
mercurio. A porosidade interna é muito
dispersada onde encontram-se todos os tipos de
poros como pode ser visto na figura 4; tem—-se
segundo a norma IUPAC, microporos, mesoporos
concentrados dentro do intervalo 16 <d< 40 A ,
e macroporos principalmente concentrados no
intervalo 107 < d < 10 "A.

Antes de todas as medidas o© material &
desgaseificado a uma temperatura de 175 °*C e
submetido a um vacuo de 10 "mbar durante 24
horas.

As medidas consistem a dissipar no centro
do reator uma poténcia conhecida enguanto gue
a parede externa @ mantida a uma temperatura
constante. 2] gradiente radial térmico
resultante permite o cilculo da condutividade
térmica. Uma reta tipica de regress3oc linear
obtida dos wvalores dados pelas sondas de



temperatura em fung3o da logaritmo da
distincia radial em relagdo ao centro -]
mostrada na figura 5. Prolongando-se esta reta
até a parede, verifica-se que a temperatura
obtida & ligeiramente superior a temperatura
medida. Esta diferenca permite avaliar a
resisténcia de contato parede/leito granular.
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Fig.4 Porosimétriado carvZo ativado AC-35 e
dominios usadas para a calculo do efeito
Knudsen dentro dos macroporos.
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Fig.3 Exemplo tipico de correlacic
T = T(ln(r/ro) e coeficiente de contato a.

0 procedimento experimental consiste
primeiro na medida da condutividade térmica do
leito (temperatura Ent:F 25 e 35°0C) sob
pressio reduzida (P < 10 "mbar). Em seguida a
condutividade do leito & medida na presenca de
um gas pouco adsorvavel a diferentes
press@es. Para melhorar a confiabilidade das
identificagBes, as medidas s3o realizadas com
outros gases que s3o o Argon, Neon, Heélio e
Hidrogé&neo. As medidas foram inicialmente
realizadas a uma pressio de 200 mbar para
estes guatro gases. A esta press3io o modelo de
BS assim como também os resul tados
experimentais obtidos por Shanoune e al (18)
mostraram que o efeito de regime Knudsen nos
espacos intergranulares & desprezivel. Em
seqguida as medidas se estendem entre 0.1 A
S000 mbar na presenca de Hidrog&neo afim de
colocar em evidéncia o efeito do regime de
Knudsen no espaco intergranular e dentro dos
grios através sobretudo dos macroporos. Para
este gas o livre percurso médio a uma pressio
de 5000 mbar, corresponde 372 A.

A medida de porosidade do leito foi feita
dentro de uma bureta graduada cujas dimens@es
eram grandes permitindo desprezar os efeitos
de parede. As condic®es de preenchimento da
bureta foram idénticas a do reator. 0 volume
intergranular foi medido com mercurio que n3Io
penetra dentro dos macroporos.

RESULTADOS

A medida da porosidade do leito granular
por este método foi: £ = 0.39 * 0.01. A
dispers3o e proveniente qu condigBes
aleatdrias de enchimento do reator.

A medida da condutividade térmica do

leito sob vacuo (P = 2 10 *mbar) permite
encontrar uma condutividade residual
Ar = 0.056 W/m°C. Nesta condi¢c3o, a

transferéncia de calor dentro do leito poroso
ocorre apenas pelos contatos sélidos e por
radi¢Xo térmica entre os grios.

Esta medida permite identificar o wvalor
do parametro o do modelo BS por iterag3o, no
caso o valor encontrado foi: p = 0.055 que
corresponde a uma superficie média de contato
entre dois gr3os da ordem de 1/20 do didmetro
equivalente do gr3o.

MEDIDAS COM DIFERENTES GASES COM P = 200 mbar

A tabela 1 indica os wvalores encontrados
para a condutividade do leito para os gquatro
gases utilizados e os respectivos valores da
condutividade do gr3o As identificados com o
modelo. Também s3o 1indicadas as relativas
sensibilidades de identificac3o V. Verifica-se
que os valores identificados de As s3To pouco
dispersados, confirmando a coeréncia do
modelo. 0 wvalor médio ponderado para a
condutividade do gr3o a uma press3o de 200
mbar & As = 0.54 W/m"C.

A precis3io para este valor identificado é&
da ordem de 154 consequé@éncia das incertezas
sobretudo dos valores experimentais da
porosidade e condutividade térmica do leito, e
da coeréncia e sensibilidade do modelo. .

E feita a identificag3o da porosidade
pelo método dos minimos quadrados realizada
simultianeamente com a condutividade térmica
do gr3o. 0 valor encontrado é: € = 0.39 gue
esta em excelente acordo com o valor medido.

Tabela 1.Condutividade do 1leito aqranular e
valor identificado para o gr3io com respectiva
sensibilidade.

GAS Ag Al As v
Argon 0.018 0.184 0.54 0.43
Neon 0.048 0.25% 0.53 0.62
Hélio 0.152 0.37&6 0.54 0.83
Hidrog. 0.182 0.406 0.56 0.91

W/m*°C

MEDIDAS COM PRESSAO VARIAVEL

Para estudar a influéncia dos efeitos da
pressio gasosa sobre a condutividade térmica
de um leito granular como também em um gr3o
de carv3o, foram realizadas medidas com
hidrog@neo com press3es variando entre 10
e 5000 mbar (21). Esta gama de pressdes
permite verificar os efeitos de Knudsen tanto
nos espacgos intergranulares, como também dentro
dos macroporos através da penetracio do gas
que ocorre nas pressies mais elevadas.

Os resultados experimentais do leito de
carvio ativado em fungi3o da press3o s3do
mostradas na figura 6. Verifica-se que para
presstes superiores a 200 mbar a condutividade
térmica do gr3o As n3o pode mais ser
considerada como constante. Para estas
pressBies nZFo ha mais interferéncia de regime
de Knudsem no espaco intergranular mas por
outro lado o agas penetrando dentro dos
macroporos dos gr3os contribue no seu valor da
condutividade térmica.

v~
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Fig.&4 Condutividade do AC-35 na presenca de

Hidrogéneo

Condutividade As do gr3o calculada em
funcTo da pressdFo para As 1.06 W/m*°C.
occooe Condutividade do gr3c identificada

respectivamente para cada ponto
experimental.
Condutividade do leito granular
calculada com o modelo para
As = 1.06 W/m°C.
sssses Medidas de condutividade do leito
granular.
FPara considerar quantitativamente este
efeito foi proposta uma modelizag3do do tipo

série—paralelo para um gr3oco considerando-se

uma célula de volume unitiario que representa
um gr3o de carvdo (fig.7). Confarme a
estrutura microporosa do carvio (fig.4), é
feita a hipdtese que o grio compreende uma
parte s6lida continua (incluindo os
microporos) de condutividade As {valor
constante independente da pressio e natureza

do gas ) e uma outra parte complementar gaspsa
tendo um volume gue corresponde a porosidade
macroporosa do grio £l Sendo a
macroporosidade do carv3o muito dispersada, a
variac3io da condutividade com a press3o é
muito complexa. Por isto a parte gasosa da

célula unitaria & dividida em cinco fracdes de
igual volume macroporoso e a cada uma delas &
atribuida uma porosidade uniforme FPara cada
fracXo macroporosa em série com a respectiva
fracio do sdélido continuo,a condutividade
resultante e calculada em func3Io da
condutividade aparante do gas que & fung3o da
pressio e da dimens3Eo média dos poros. A
condutividade aparente para o gr3ioco é ent3o
calculada pela sequinte expressio:

- ei¥?
172
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A Ae (1 ) +

-
: 1 & kgh Ae

E: = - {14)
i Ao 81 % (1, = g™ YAhgn

onde Ag & a condutividade aparente do gas que
corresponde a cada frac3o (n) do volume
macroporoso e e calculada com a equaci3o 4.

A condutividade do 1leito calculada é
funci¥o da condutividade do sédlido gque também
depende da pressio. Por identificac3o,
encontra-se para a condutividade s&lida
continua do aordo As = 1.06 W/m°C. Verifica-se
um bom acordo entre os pontos experimentais e
as curvas calculada com o©o modelo proposto
(fig.&). Para estes calculos utilizou-se
g1 = 0.26 referente ao valor dos macroporos
do carvio. Fara as fracdes do volume
macroporoso da célula elementar que representa
o grio, considerou-se as seguintes dimenstes
para os macroporos: B0000, 35000, 25000, 17000
e BOOO (A).
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fig.7 Célula elementar unitaria que
representa um grio de carvao.
CARVAD ATIVADO COM METANOL ADSDRVIDO
Os resul tados das medidas da
condutividade térmica do leito de carviao

ativado sob diferentes press@es de metanol s3o
mostrados na figura 8. A condutividade do
leito poroso saturado de metanol & da ordem de
0.17 W/m*C.
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Fig.? Condutividade identifitada do grao de
carvdo em func3o de diferentesqg concentracBes
de metanol.

Fara uma identificag3do com melhor
precis3io da condutividade do carvio a
diferentes concentrac8es de metanol, as
medidas foram realizadas completando—-se com
Hidrogénio para uma pressio de 1 bar a
press3o de eqguilibrio referente a cada
concentracio de metanol. A condutividade da
mistura gasosa e calculada usando o

procedimento proposto em (22).




A condutividade térmica identificada do
carvio em fungiTo da concentracio de metanol é
apresentada na figura 9, mostrando-se fung3o
aproximadamente linear da concentrag3o meédia
do metanol. Cada medicZo €& fungcio de uma
concentrac3o média de metanol consegué@ncia do
gradiente radial de temperatura no interior do
reator utilizado, necessario para a medigXo.

CONCLUSZO

A condutividade térmica de um leito
granular de carvio ativado foli medida na
presenga de gases inertes a diferentes
press@ies como também submetido a diversas
concentragBes de metanol. Os resul tados
experimentais obtidos permitiu a obtencio

indireta da condutividade de um grZo gracas a
utilizaclo do modelo de Bauer—Schlinder.
Também foi desenvolvido um modelo que
permitiu considerar os efeitos da estrutura
paorosa interna dos gr3os que influem po valor
da condutividade térmica dos gr3os dependendo
da pressio gasosa (efeito Knudsen). Finalmente
foi observado gue a condutividade térmica do
carvio varia linearmente com a pressio ou
concentracio de metanol.
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SUMMARY

The Bauer and Schlinder model was used to
calculate the thermal conductivity of AC-35
active charcoal pellets from measurements of
the conductivity of a bed in the presence of
di f ferent gases. The results show that the
conductivity increases linearly with methanol
concentration and depends on the pressure in
the 1- 5 bar. A simple model is proposed for
taking wnto account the Knudsen conductiuity
of the gas inside the macropores .- The
experimental results, show good agreement with
the model predictions.
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RESUMO

Procede-se aqud um estudo dos
tubos de cafon de condutancia constante,
thansfenencia de calon conjugado.
denivadas da fungac de Green apropriada.
hipotese de

efeitos da condugac de calon bi-dimensional em

nesolvendo-se analiticamente o problema _de

Ab dncognitas 4ao expressas pon senies de

A

haver um comprimento de evaporadon definide.
e feita para_deteaminar-se o coegiciente de pef&cuﬂa na regido

funcoes
conclusiva a hespeito da

lna estimagdo de parametro
do evaporadon. 05

sobucac ¢

nesuftados sdao comparados com uma sofucdo disponived e com dados experimentais.

INTRODUGAQ

Na maioria dos casos de aplicagoes praticas os
tubos de calor sado integrados a estruturas sélidas,
formando sistemas complexos com solidos e fluidos de
alta eficiéncia de transporte de energia. Dal ser
interessante modelar-se analiticamente um tubo de
calor, reduzindo o ©problema termico a funcoes
incognitas tais como, distribuicdes de temperatura e
fluxo teérmico na fronteira das regides componentes da
geometria particular do tubo. Sob este aspecto o
método integral para processo estaciondrio parece ser
uma técnica de solucao bastante vantajosa.

A analise de tubos de calor de condutancia
constante foli objeto de estudo de alguns autores,
devido a sua evidente importancia no entendimento dos
mecanismos de transporte de calor que nele ocorrem,
porém sempre com hipiteses por demais restritivas.
Dentre os estudos de malor destaque, Chi[l] baseou a
sua anadlise na avaliacao da resisténcia térmica de
cada secao, em um modelo bastante primario, somente
visando estabelecer as caracteristicas operacionais
para estudo dos 1limites de funcionamento. Também
separande o tubo por secoes, Sun & Tien[2]
estabeleceram um modelo analitico supondo o vapor com
temperatura constante e considerando que somente ha
resisténcia térmica na direcao radial do pavio e na
axial da parede do tubo. A previsao da distribuicio
axial de temperatura na parede e de fluxo de massa do
vapor, bem como um estudo paramétrico do desempenho
dos tubos sao apresentados. Tal modelo foi
posteriormente aprimorade por Sun & Tien{3)], onde
considerou-se também efeitos convectivos no processo
de mudanca de fase no evaporador, tendo sido obtidos
resultados significativamente melhores que no trabalho
anterior.

0 presente trabalho fol motivado por um estudo
encomendado pelo Instituto de Pesquisas Espaciais
(INPE), cujo objetivo foi o estudo da literatura
técnica especializada visando o estudo da viabilidade
do desenvolvimento de tecnologia de tubos de calor no
Brasil. Uma revisao destes trabalhos demonstra a
falta de um modelo analitico para tubos de calor em
que os valores das condutividades térmicas de suas
partes constituintes ou as suas dimensoes niao sejam
fatores limitantes de sua wvalidade. Apresenta-se
aqui, portanto, uma solucac analitica semi-inversa que
€ valida em principio também para condicoes de
contorno diferentes daquela aqui analisada. Esta
solugdo permite a andlise de tubos de calor de alta
temperatura onde os efeitos de conducao bi-dimensional
no meio capilar sao relevantes. Esta analise permite
também que se estabeleca um procedimento analitico
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para a estimacao de parametros, como o coeficiente de
pelicula no evaporador ou o comprimento interno do
evaporador. A analise do desempenho de tubos de calor
para as modalidades de fluxo de calor prescrito no

evaporador e radigao no condensador e de convecgao no
evaporador e condensador foi desenvolvida em
Fagotti[4]. 0s resultados dessa analise serao
publicados posteriormente.
EQUACOES BASICAS

Considera-se neste trabalho um tubo de calor de

condutancia constante, operando em regime permanente e
sob condigdo de fluxo prescrito no evaporador e de
conveccao no condensador. A figura 1 representa um
esquema da geometria e condicbes de contorno impostas
ao tubo em analise.

ﬂgl
LM T - =
oM ~ VAPOR =
=43
PAVIO © =
o
TUuBO
L.(G‘ Lch}
L)
Figura 1 - geometria do problema

As seguintes hipoteses simplificativas sao admitidas:

(1)-os processos de conducao de calor sao bi-
dimensionais

(ii)-as extremidades do tubo sao isoladas

(iii)-a temperatura do vapor é constante

(iv)- nao ha resisténcia térmica de contato
entre a parede e o pavio, embora a analise aqui
desenvolvida admita a introdugdo deste parametro nas
equagoes pertinentes sem complexidade adicional

(v)-atransferencia de calor no interior do pavio
pode ser caracterizada por uma condutividade térmica
efetiva




(vi)-a transferencia de calor entre o pavio e o
vapor é caracterizada por um coeficiente de filme
equivalente.

(vii)-tal coeficiente de filme, as

condutividades térmicas da parede e efetiva do pavio e

o coeficiente de transferencia de calor por convecgao
do tubo para o exterior sao valores constantes e
conhecidos

(ix)-o regime permanente foi atingido. As

justificativas de utilizacao destas hipoteses podem

ser encontradas em Sun & Tien[3].

A transferencia de calor no tubo de calor de
geometria composta, admitidas as hipéteses acima
citadas, é governada pelas seguintes equacoes e
condicoes de contorno associadas

(i)-regiao do tubo

V8w = O (1)

86w

e ] = (0=E=e) (2)

5 (£,1) = @e 3

0w

it = (e<E=l-c) (3)

b (£,1) =0 3

R (t-c<€<t)  (4)

an

80w 80w

= P et = £ (&'—5 =1) (5)

an (0,7m) - (&,m) n

(ii)-regiao do pavio

71 = 0 (6)

ae1 _ 2

Ei-[E.QJ = Hi[Bw(E&, &)-60] (0=E£={) (7]

1(€,a) = Ao (i=€=f) (8)

aei . _ aei _ e

gﬁ—(L,ﬂ} = Eﬁ—{f,n) = 0 (a=n=&) (a)

(iii)*equagéo da conservacao da energia

1
Qe & - Biﬁ[ Be(£)dE = D

1-c

(10)

(iv)-continuidade da temperatura

ow(E, &) = 01(€,8) (i=£=e)
(v)-continuidade de fluxo de calor

36w _ L8301 i
a—te. 8) = Kén—(.s,a) (i=n=t)

onde as variaveis e parametros adimensionais
equacoes sao definidas como segue

(11)

(12)

destas

nw=r/re, E=x/re, 8=(T-Tew) /T, O=-q re/kw Tm,
K=ki/kw, Bi=hc re/kw, Hi=hi re/kw, a=rv/re,
&=ri/re, &=L/Te, e=Le/Te, c=Le/re, i=Li/Te

A equacao (9) traduz a hipotese de que a parte do

pavio fora do evaporador é isolada nos topos.

SOLUCAO ANALITICA

Os problemas de contorno acima correspondem a um

tinico problema conjugado,
uma fungao de Green modificada para
Neumann. Assim sendo, as solugoes
problema sio as seguintes

(4]

(i)-tubo

-
ou(E, ) = Owo - %J g (€.n|€*, 1)dE" -
1]

1
BicI gw (E,1|€, 1)8e(€" )dE" -
1-c

30w

1
&[ gv (€, 1]€",8)5—(£", 8)dE’
[+] on

(ii)-pavio

0o _ b 20n
a

B81(€, &) i an

i

(€, &) (0=€=i)

ae, ., ,

+

01(&,m)

1
&J' gi“ (£, 7)€, 8)
i

] >
a[%ﬁ-ﬂ-(&.ﬂg',@mdg' (i=E=f)
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que pode ser resolvido por
problema
explicitas

de
do

(13)

(14)

(15)



Como pode ser observado nas equacoes (13) e
(14), para o calculo das temperaturas necessita-se do
fluxo de calor na interface parede-pavio e das
temperatura externa do tubo e do vapor, que sio
valores a priori desconhecidos. Essas funcgoes
incégnitas sdo expandidas em séries de Fourier com a
mesma auto-funcao da expansao da funcao de Green (vide
apendice), como segue

Be(£) = Oul(E,1) = Co+ § CncosalanE) (18)
n=1
os(s)"x@‘i‘(e 8)=- @[g 8)K T Bucao(anf)  (17)
n=1
Impoe-se entao que
8e(£) = Bul£,1) (0=£=¢) (18)
01(€, &) = ow(E, &) (i=g=L) (19)

Substituindo-se as series para @, e ¢; nas condicoes
de contorno e expressoes explicitas e tomando-se as
projecoes escalares ortogonais em cos(st) das equacoes
resultantes de (18) e (19) junto com a equagao da
energia, com as séries truncadas em N termos chega-se
a um sistema linear do tipo

Co = 8wo0 (20a)
Co'Co + Bn'Bn + Cn'Cn = Dn' (20b)
Co+ J Ba’Ba - 60 = 0 (20¢)
Co''Co + L, Bnn'Ba + Co''Cn = Dn'' (20d)
Co + I Ca’Ca = D° (20e)

A equagio (20a) e as N equacoes (20b) sao obtidas da
equagao (18), a equagao (20c) e as N equacoes (20d)
sdo obtidas da equacdo (19) e a equacgao (20e) & obtida
da equacao (10). Tal sistema, com (2N+3) equagoes, ¢

suficiente para o calculo das (2N+3) incagnitas (Cos
Buwo, B0 , Bn, e Cn). A necessidade do uso da equacio
da energia (10) advém do fato de a temperatura do
vapor 0, ser incognita do problema.
COMPARACAO DA SOLUCAOQ COM DADOS EXPERIMENTAIS

Para a verificacao da validade da solucaoc
proposta, os dados tedricos e experimentais de tres
casos apresentados em [3] (figuras 3, 4, e 5) sao
comparados com os resultados aqui obtidos. As
caracteristicas de cada tubo da citada referéncia sao

apresentadas na tabela 1 ,
referente a figura 6 . O0s resultados sio apresentados
nos graficos em funcao das variaveis adimensionais
usadas neste trabalho, que sao

juntamente com as do tubeo

x/L (21)
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T = [Te(x)-Tol/[(qe/2nLeki)1In(ri/rv)] (22)
Tabela 1
parametro figura 3  figura 4 figura 5 figura 6
fluido de 4agua acetona idem sodio
trabalho
pavio fibras de idem idem malha de
Ni sinte- aco inox
rizadas
ky (W/mK) 2,18 0,929 idem 41,2
T, (mm) 7,62 idem idem 9,34
tubo . cobre idem idem aco inox
k,, (W/mK) 375,0 idem idem 14,7
T (mm) 11,11 idem idem 12,5
ry (mm) 9,46 idem idem 11,0
L{m) 0,610 idem idem 1,0
Le(m) 0,122 idem 0,198 0,30
L (m) 0,290 idem 0,320 0,50
he (W/m K) 7504,3 1730,3 2101,0 250,0
hy (W/m K) 7557,7 2404,2 idem 12000,0
T(K) 373,15 338,0 338,0 700,0
q(W) 151,2. 63,2 71,8 1250,0
definindo erro quadratico medio por
H
€ = Eigttn—ranf?n (23)
onde M & o numero de pontos e os Indices "t" e "e"
referem-se aos valores de temperatura
adimensionalizados determinados teoricamente e obtidos
de experimento respectivamente, os valores do
comprimento interno do evaporador e do coeficiente de

pelicula em cada caso foram determinados a partir do
caleulo do wminimo desvio deste parametro em relacac
aos dados experimentais. A leitura destes dados fol
feita com a utilizacao do software "Microstation" da
Intergraph, em uma estacao grafica IP240. A figura 2

mostra o grafico de e=e(L1 ,hi) para o tubo
correspondente a figura &
0.
L=0,'00 m

-—— 0,122 m

—_ = 20,130 m

o ——— ;20,200 m
’ — i #0,300m

£DIO

2

ERRO QUADRATICO M

0.0

O T TTTTTTI T[T T I T T T T I TTrTITT Y
1000.0 20000 30000 40000

COEFICIENTE DE PELICULA, W/ mEK

Figura 2
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0 comportamento das curvas da figura anterior se
repete para todos os casos testados, resultando sempre
o minimo erro para os valores do coeficiente de
pelicula citados em [3]. Por inspecao das curvas de
erro tracadas para os casos descritos neste trabalho
pode-se concluir que para valores altos de hjo
comprimento do evaporador utilizade no calculos
praticamente nao altera o perfil de temperaturas. Tal
fato foi confirmado na simulacao de tubos de calor de

metal 1iquido descritos por Chi{l] e Yamamoto &
Tanaka[5]. A figura 6 apresenta os perfis de
temperatura obtidos para um dos casos apresentados

peste ultimo.
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i ———SUN & TEN [3]
S
o
<
-
oI
x
Wi
o
3
w
-
830007 T T T T T T T T T T T T T T T
000 025 050 o7 1.00
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Figura 6

Notou-se no caso da figura 6 que apesar de se ter

resistencias térmicas axiais e radiais tanto no tubo

como no pavio comparaveis entre si, as diferencas

obtidas entre os valores de temperaturas adimensionais
dos dvis modelos nao ultrapassa 7,57%. Tal fato
comprova que o modelo de Sun & Tien[3] apresenta bons

resultados mesmo para os tubos de metal 1iquido com
dimensoes usuais.
CONCLUSOES

A presente analise global de tubos de calor

mostrou-se computacionalmente eficaz,compacta e geral.
0Os resultados dos exemplos numéricos analisados
permite-nos concluir o que segue:

(i)-0 modelo e o algoritimo apresentados mostram
ser uteis para a determinacac das caracteristicas de
desempenho de’ tubos de calor, bem como para a
avaliacao de parametros desconhecidos, tais como hy e
Ly, via_ ajuste aos dados experimentais disponiveis
(estimacao de parametros)

(ii)-o comprimento do evaporador no pavio nao &
necessariamente igual ao comprimento da regido de
aplicagso do fluxo prescrito externo, inclusive
diferindo bastante deste para os casos estudados

{iii)-para tubos de calor com alto coeficlente
de pelicula no evaporador o valor deste parametro &
fungao fraca do comprimento do evaporador

(iv)-as diferencas entre os resultados do
presente modelo com os apresentados pelo de Sun
&Tien[3] sao pequenas, mesmo para tubos de metal
liquido, confirmando a validade deste dltimo

(v)-a analise proposta tem boa flexibilidade
como algoritimo de projeto de tubos de calor
conjugados a estruturas so6lidas, uma vez verificados
os limites viscoso, sonico, de arrasto, de bombeamento
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capilar e de densidade de fluxo de calor do tubo a ser
projetado

(vi)-pela verificacac de que o fluxo de calor na
interface pavio-vapor tem valor comsideravel ao longo
de todo o comprimento do tubo, € confirmada a hipotese
de que nao existe uma secao adiabatica no sentido
estrito ao longo da superficie interna do pavio
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APENDICE - FUNGCOES DE GREEN

Sao apresentadas aqui as fungoes de Green dos
problemas do tubo e do pavio. Maiores esclarecimentos
a respeito da obtencao destas funcoes podem ser
encontradas em Fagotti[4] e a respeito do método
utilizado em Colle[6] e Stakgold[7].

a regido do tubo.
Considerando-se somente a regiao que abrange todo o
comprimento da parede do tubo, a fungao de Green do
problema axissimétrico aqui analisado para a condicao
de Neumann € a solucao do problema apresentado a

Funcao de Green para

segulr
~92g = 5[11~n’3? S(E-€') _ , _{?_&2’ (24)
el = SEE L) =0 (28l
%rie.mig 8 = Brgaig, v =0 as)

onde g, € a integral da funcdao de Green para o volume
do tubo. A expansao parcial em auto-funcoes de £,
associada as condicOes de contorno, € expressa por



gw(€,nl€,n") =
o

gwo + ¥ gwn(n,7" )caalanf)coslanE’ ) (27)

n=1

onde gp=nn/% e

gwc)(n.n'l =
2 2 2
n o+ dn(n) + &%n(n’)
R a6 7 5 T o £ . I (28)
gwo'(n,n') =
2 2 2
n_+ n enin') + & tn(n)
2 26 T i SRR I ¢ 1= ) (29)

g (n,m") = {2[Iolann’ )K1(an)+T1(an)Ko(ann’ ) Ix

[To(onn)K1(ank) +I1(anb)Ko(ann) ]} /(€ Dun) (30)

g (0,7" )={2[ To(ann’ )K1(ank)+I1(anb)Kolann’ ) Ix

[To{enn)K1(an)+11(an)Ko(ann) 1} /(2 Dun) (31)

Dwn = T1(on)K1(and) =11 (anb)K1 (an) (32)

Funcdo de Green para a regiido do pavio.
Considerando-se agora o problema referente a regiao do
pavio para a seciao que exclui o evaporador com a
consideracao de axissimetria e seguindo o mesmo
raciocinio do caso anterior, a funcao de Green é a
solugdo do seguinte problema

_Vzg1 = G(n-ﬂ'; S(E-£") (33)
dgi oy o 98l .
a—g,—iﬁ.nté.n ) = gé?(ﬁ.‘l‘]ll.l‘] ) =0 (34)
g€ 01, 0) = Blg,nie, 8 = o0 (35)
ou, expandida parcialmente em £
g€ nlg ') =
o
gio + ¥ gni(n, 7" Jecalani€) caa(amé’ (36)
n=1

onde ani=nn/(i-1) e

gio (mn') = ni—”mn'/a) (a7
g0 (m,1') = rprytatn/a) (38)
gin“(m, 1) = {2[lolanin’ JK1 (an16)+

T1(an1&)Ko(onin' ) 1x[ Io(anin)Ko(anta) -

Io{anta)Kol(anin) 1} /[ (€-i)Din) (39)

gin)(ﬂ,n') = {2[Ilo(enin' )Ko(ania) -

Tolanta)Kolanin’ ) I1x[ Io(anin) K1 (ani &) +

It(ant&)Ko(antn) 1} /[ (£-4)Din] (40)
Din=To(ana)Ki(anb)+I1{oank)Kolana) (41)
ABSTRACT

The study of the influence of the two-
dimensional heat conduction on the temperature
distribuition in a constant conductance heat pipe is
presented. With usual simplifications, the conjugated
heat transfer problem in the composite region of the
heat pipe 1is solved analitically. The unknown
functions are expanded in series at the boundary of
this regions, by the use of Green's functions. The
results are conclusive about the assumption usually
assumed that the evaporator has definite length inside
the wick, A parameter estimation is made in order to
estimate the film coefficient at the evaporator. The
computed results are compared with experimental and
theoretical results of other authors.
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RESUMO

0s efedtos de condugao axiaf e nadial na parede e no pavio de tubos de calon
em presenga de gas ndao-condensavel sdo estudados ., Um algonltimo baseado em metodo in-
vernso e proposto para computar a dMWbugao de temperatura e a gnente equivalente

de gas em tubos de cafon de condutincia variavef. Esse algoritimo e

egilcientemente

convergente para qualquer massa de gas estabelecida a prioni. Tal metodofogia pode-
nia sern aplicada a simubagdo de estruturas complexas comstituidas de tubos de calon.
Resultades numericos e dados experimentais sdo comparados com boa concorddncda.

INTRODUGAO

Tubos de calor tem sido estudados de maneira
extensiva, principalmente depois que a aplicacao
destes mostraram a unica possibilidade de viabilizar o
projeto de satélites modernos. Existem mais de cento e
cinquenta aplicacoes de tubos de calor, dentre as
quais destacam-se aplicacoes na indistria espacial,
geracao termionica, pirometria de alta temperatura e
refrigeracao de componentes e equipamentos eletro-
eletronicos.

Um estudo da revisao da literatura e da teoria
de tubos de calor é relatado em [1], onde o projeto, a
modelacao matematica e a metodologia experimental de
tubos de calor foram estudados. Uma modelacao
estacionaria simples para tubos de calor de
condutancia constante foi apresentada por Sun & Tien
em [2] e [3]. Nessa analise foram admitidas
condutancia térmica axial no tubo e somente
condutancia térmica radial no pavio. A modificacao da
analise considerando evaporacao com coeficiente de
pelicula caracteristico no evaporador conduziu a
resultados concordantes com os dados experimentais dos
mesmos autores. Na referéncia [3] sao também
apresentados resultados experimentais para tubos de
calor contendo gas nao-condensavel para o caso
particular cobre-agua-ar. Nesses experimentos fluxos
de calor foram aplicados ao evaporador e refrigeracao
a agua foi aplicada ao condensador.

A solucao do problema térmico do tubo de calor
contendo gas nao-condensavel introduz a complexidade
adicional da necessidade de resolver a equacéo da
difusiao de massa do gas nao-condensavel em presenca de
vapor. Embora a formulacao de tal equacao seja
simples, sua solucao conjugada a transferencia de
calor no pavio e no tubo é de diffcil convergéncia.
Um método que resolveu a equacae da difusao foi
proposto por FEdwards & Marcus [4]. A solugao
apresentada em [4] & expressa por trés equagoes
diferenciais ordinarias no logaritimo da concentracao
de pgas, na temperatura da parede e do pavio sem
considerar efeitos de conducao de calor axial, que 530
relevantes no desempenho de tubos de caler, como e
relatado em [3]. As equacgoes foram resolvidas com o
método Runge-Kutta de quarta ordem. A solucao
numérica mostrou-se extremamente sensivel & condicao

de contorno que & desconhecida. A tentativa de
gimplificar o modelo foi apresentada por Bobeco [5]. A
solucao de Bobco  exige contude que constantes

empiricas sejam introduzidas, o que torna o seu
procedimento de solucac especial. Solucao mais
completa, inclusive considerando efeitos bi-
dimensionais de difusdo foi desenvolvida por Peterson

& Tien em [6]. O método Runge-Kutta foi proposto para
resolver a equacio da concentracao. A canvergincia do

*algor{timo também € muito lenta quando efeitos de

conducao na parede sao considerados.

Um metodo inverso analitico é aqui utilizado
para determinar a disttibuicao de _temperatura e
o perfil de concentracac de gis nao condensavel,
considerando efeitos bi-dimensionais de condugdaoe no
pavio e no tubo. 0 procedimento de solucao e a
validacdo da analise para tubos de calor sem gids nao-
condensavel € apresentada por Fagotti & Colle em [7].
Optou-se em [7] por reduzir as equacgoes diferenciais
da energia a funcoes incognitas na fronteira por meio
de equagoes integrais e entao expressar essas
incognitas por expansdes em séries trigonométricas. A
complexidade adicional da presente analise reside em
conjugar a equacao da difusao do gas e da energia a
condugcao do calor no pavie e no invélucro. Como sera
mostrade, a equacao da concentragao do gas pode ser
reduzida a uma equacao na temperatura da mistura gas-
vapor via equagao de Clausius-Clapeyron. Desta, forma
a singularidade que figura na analise de [4] @
eliminada e a caracteristica de instabilidade numérica
passa para o termo fonte da equacdo diferencial nao-
linear da temperatura do vapor. A analise de [7] &
aqui wutilizada para resolver as equacoes conjugadas a
equacao da energia no vapor.

2. EQUAGOES BASICAS

Consideremos um tubo de calor constituido de um
pavio anular , dividido em regiaes conforme a
figura 1. As seguintes hipdteses simplificativas sao
admitidas:

(i)-os processos de conducao de calor sao bi-
dimensionais

(ii)-as extremidades do tubo sdo isoladas

(iii)-a difusdo do gas & unidimensional

(iv)-nao ha resistencia térmica de contato entre
a parede e o pavio, embora a analise aqui desenvolvida
admita a introducdo deste parametro nas equacoes
pertinentes sem complexidade adicional

(v)-a tranferencia de calor no interior do pavio
pode ser caracterizada por uma condutividade térmica
efetiva

(vi)-o pavio é dividido em uma regido de
evaporagéo caracterizada por um coeficiente de filme
equivalente hy e por uma regiao condutiva isolada
termicamente da primeira

(vii)-tal coeficiente de filme, as
condutividades térmicas da parede e¢ efetiva do pavio e
o coeficiente de transfer@ncia de calor por convecgao




do tubo para o exterior sao valores
conhecidos

(viii)-o regime permanente foi atingido.
As justificativas de utilizacao destas hipdteses podem

ser encontradas em [3] e [7].
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Utilizando a mesma simbologia, analise e
adimensionalizacao de [7], as equacOes que governam a
transferencia de calor no tubo e condicoes de contorno
de conjugacéo sao apresentadas como segue

{i) Tubo

vPow = 0 (1)
= g;‘%:(g,n = ¢ (0sze)  (2)
gf?“(e.n =0 (es€st-c)  (3)
- gf]—“(e,n = Bic e (t-csgst)  (4)
86w 86w

55—(0.“) - Ei_{t'n) =0 (&=n=1) (5)

(ii) Pavio

(a) secao adiabitica e condensador
voer = 0 (6)

6i(£,a) = 6v(€) - 1 (ise<t)  (7)

ae . . aen
kel = —(8, =B (a‘—"ﬂE&) (8)
3 (i,m) 3 (&, m)
(b) evaporador
aew

é;r(ﬁ,b} = Hiloul(E, &)-6v(£)+1] (0=g=i) (8)

aei _ aei

el = —|(i =0 =n=hk 10
an (0,m) 3m (i,m) (a=n=k) (10)
36w = aei .

5;—{5.&] =K ET{E' &) (i=n=¢) {(11)

Uma equacao de compatibilidade que corresponde ao
balanco global de energia no tubo de calor deve ser
considerada para a determinacac da temperatura. Essa
equacao € expressa como segue

1
~Pe & - BicJ' 8e(£) a€ = 0 (12)

l1-c

onde Be{g) é a temperatura externa do tubo e

n=r/re, E=x/Te, 8={T-Tow) /T, Bv=Tv/Tw,

b=—(q re)/ (kv Tw), K=ki/kw, Bi=(he re)/kw,

Hi=hi re/kw, a=rv/re, b=ri/re, =L/re,

e=Le/Te, c=le/Te, i=Li/Te

Conforme [4], a equacao da difusao de gds no vapor,
expressa no logaritimo da fracao molar x; € a seguinte

Ac Mc D d¢ .
~Fs  ag B0 (13)

onde $= -4nxg, Ac=nry ,M a massa molecular do gas, c a
concentracao molar e D a difusividade do gas no vapor.
A taxa massica de vapor radial h é expressa em funcao
do fluxo termico local &,(f) necessario para vaporizar
o liquido no pavio na forma que segue

. £
m=“;‘l’¢fma) d€ (14)
4]

A& difusividade
pela equacao

depende da temperatura e € expressa

CD‘=C¢vDev[e—v—] (15)
Bev

onde d &

constante empirica, ¢y e Dgy sa0 a
cunceutracao

molar e a difusividade do gas na

temperatura do vapor na ausencia de gas nao
condensavel fgy , respectivamente. A integracao da
equacao de Clausius-Clapeyron por sua vez resulta na
expressao

-

Xg =1 - eap[ T (1 = 8evs/ov) ] (16)
onde T* é expressa pela equagio utilizada em [6], na
forma

-
T = In(Pw/Pev)/(1 - Bev) (17)

sendo Pey a pressao de saturagao do liquido a 8gy e B,
a pressao de referencia a T, Eliminando ¢ e Xg das




equacoes (13) e (16) e considerando as equagoes (l4) e
(15), resulta a seguinte equacao diferencial para 8y

d
dav 2 Bev 5
aE + B ov [ i ] { exp[T (Bev/ov - 1)] -1 }x

£
I Pv(E) d§ = 0 (18)
0

onde

2 ki e

B Brv Mcev Dev T 2 Bev” (19)

Para integrar a equacao (18) é necessaria uma condigao
em E‘G pois a derivada da temperatura do vapor 6, em
relagao a £ é nula nos extremos, em decorrencia do
isolamento teérmico a eles impostos. Essa condicao
somente podera ser determ1nada de forma a satisfazer a
equacao do inventario de gas conforme [4], que é a
seguinte

m = L IR e (20)

Ao J" [P«(Tm - Pu(Tv)

0

A forma adimensional dessa equacdo para a presente
analise e expressa como segue

1
J [“_‘9“__,}9: “{ﬂ] d§ - pu =0 (21)
[}

onde

M = (M Bm Tw)/(Ac Pw re) © n(8)

3. METODO DE SOLUGAO

A reducao das equacodes diferenciais (1) e (6) e
as condicoes de contorno a equagOes integrais de
fronteira € obtida pelo uso de funcoes de Green. Os
detalhes podem ser encontrados em [7].

(i) Tubo

8w(E,m) = Bwo - de I gw t€,n]€,1) dg” -
o

1
Bic J gv (E,m|€,1) 8e(€') dE’

1-¢

aeu

&J gw (E,n|€",8) 5y (&', 8) dEg’ (22)

(ii) Pavio

1
8i(€,m) = & f gi“ (€, 1|€" . &) g‘i’rts b)) dE’ o+
(4]

1
a[ 33‘(& n]€',a) 8v(&’) dE’ (is€st) (23)

A conjugacao das equacoes (22) e (23) com as condicoes
de contorno & obtida das condicoes que seguem

= Pv(T)/Pw,

B8e(£) = BulE, 1) (0=£=p) (24)

BulE, 8) = Bv(£)— %vig 8)-1  (0=£20) (25)
¥ Hl a dn i

01(£,8) = Bu(E, &) (is€st) (26)

A condicio (24) imposta a equacio (22) resulta em uma
equacao integral para 8, (£). A condicao (25) & obtida
da condicao (9) enquanto que a condicao (26) resulta
em uma equacao integral para o fluxo térmico na
interface pavio-tubo como em [7]. A conjugacao da
equacao (18) com as equacses integrais acima € obtida
através do fluxo térmico %y(£) e do segundo termo do
segundo membro da equacao (23). Inspecionando-se as
equacoes (18) e (22)- (26) pode-se ver que as
incégnitas do problema sao 6,(E), 8o(E),  ¢4(E)s Byps
Bey © 9y(0). As equagoes dispcniveis sao as equacgoes
(18), (24), (25) e (26). As equacues adicionais a
serem consideradas sao a equag&o do balanco de energia
(12) e a equagao do inventario de gas (21). Temos
entﬁo um total de cinco equagoes a cinco incégnitas,
ja que o fluxo o vE) é obtido por diferenciacao direta
da equacao (23) em n=a. Para reduzir o problema a
expressoes analiticas em coeficientes numéricos 8o e
By sao expressas em séries da forma
N
B8e(E) = Bw(€,1) = co+ } cncaolanf) (27)
n=1

onde an = nun/f

N
av(£) = 60 + ¥ an [coalanE) - 1) (28)
n=1
gv(0) = 6o
0 fluxo térmico intermediario por sua vez € expresso
como segue
m(a--xﬁ‘?—‘(g 8)=— @(g 8)=K )j bacaslang)  (29)
n=1
A equagao diferencial nao-linear (18), por
diferenciacao, pode ser reduzida a uma equacﬁo
diferencial de 28 ordem, para a qual é possivel

construir wum funcional. Sob o ponto de vista
variacional, o problema conjugado passaria entdo a ser
interpretado como um problema isoperimétrico expresso
por um funcional e as condigoes integrais associadas
(12), (21), (24), (25) e (26). Isto sugere que se
utilize o método de Ritz-Galerkin para resolver g,(£).
0s detalhes analiticos de obtencao das equacoes pela
aplicacao do método serao aqui omitidos. As equagoes
algébricas resultantes sao apresentadas no apendice A.
A equacao (18) como resultado do método toma a forma
que segue

Fo = am am &2 -

1
8 I H(Bv, Bev) ¥(E) oen(ant) dE = O (30)

o
= a8 Oev 3
v ev x

{ eﬂ:p.[ T‘(Bcv/Bv —: 1} ]

H(Bv, Bev)

-1 } W (E) (31)




£

Ve (€) = J dv(€) dE (32)
4]

Bu(€) = K ‘;%(g,a} (33)

0 problema numérico fica entao reduzido ao calculo
iterativo pelo metodo Newton-Raphson das incognitas
8gs Bay s Aa]s @2, «.., ay para ¥g, Bi, hi , ceys Deys
kys ky» i, a, b, c, e e L dados. A velocidade de
convergencia € aumentada quando uma solucac para um
dado inventario de gas é utilizada como perfil inicial
para ?V(E).~ Para se ter convergencia contudo, essa
solugao nao € necessaria, podendo-se partir da
condicao 6,=f,que & a solucdo obtida para o tubo de

calor sem gas (p=0). A convergéncia nos casos
computados € conseguida com um numerc maximo de oito
iteracoes para N=30. O critério de convergencia

adotado € o de comparagao do incremento da incognita
com o valor da incognita para cada iteragao.

DISCUSSAD DOS RESULTADOS

Para wverificar a validade da presente analise e
da solugao proposta, o tubo de calor escolhido foli o
utilizado por Sun & Tien em [3]. Os dados sao
especificados no apendice B. Admitiu-se para hj o
valor estimado em [3] e [7] para tubo de calor sem
gas. A difusividade do gas no vapor foi obtida de [8]
enquanto que ¢, foi calcu}adc da equacao de Clapeyron
para u conhecido. A pressdo de saturacao P,(p,) foi
calculada com pase em equacao extraida de [9]. As
figuras 2-4 foram construidas com o auxilio do
software '"Microstation" da Intergraph, na estacao
grafica IP240 para plotar os dados experimentais de
[2].

Como pode-se observar, para inventarios de gas
pequenos ou grandes, as previsoes obtidas da presente
andlise sao concordantes com os dados experimentals
para ampla faixa de poténcias especificadas no

experimento. Alguma discordancia ocorre ma parte mais
variavel da solucao, onde esta localizada, por assim
dizer, a frente de gas nao-condensavel. Essa

discordancia nao pode ser explicada com as informacoes
disponiveis pelos autores. Contudo as discrepancias
ocorridas nao comprometem a adequacao da solucao para
localizar a frente de gas com precisao satisfatoria
para varios casos testados.

A distribuicao de temperatura na parede do tubo
e grandemente infuenciada pela presenca de gas
conforme mostram estas figuras. Particularmente a
figura 4 nos mostra uma diferenca de temperatura de
aproximadamente 40°C entre o  evaporador e 0
condensador. Essa particularidade e desfavoravel para
utilizacdo do tubo de calor de condutdncia constante
como elemento de controle de temperatura em aplicacgoes
que visem a isotermalizacao.

CONCLUSAQ

Uma modelacao analitica para tubos de calor de
condutancia variavel foi apresentada, cuja formulacao
resulta em um conjunto implicito de equagoes
algebricas nao-lineares. Enquanto que a condicao
inicial para resolver a equagao de temperatura do
vapor, com outros métodos, exige um processo de
tentativa e erro para compatibilizar esta condicao com
o inventario de gds, a presente solucao pode ser
determinada com inventario de gas especificado a
priori. A presente solucao pode agora, com seguranca,
ser simplificada com a desconsideragao da resisténcia
térmica radial do tubo. Admitindo-se somente conducao

térmica radial no pavio, como foi feito por Sun & Tien
em [2] e [3], consegue-se uma simplificacao adicional.

Para que o presente método possa ser aplicado
com ess5as simplificacﬁes, deve-se expandir a
distribuicao de temperatura no tubo e no vapor com a
mesma serie. Neste caso, o resultado final seria
resumide a um sistema de duas equagaes diferenciais
ordindrias nao-lineares, que podem ser resclvidas pela
aplicacao direta do método de Galerkin.

A presente solucao, ja utilizada com sucesso no
caso de tubos de calor com condutancia constante,
mostrou ser eficaz para a simulagao digital de tubos
de condutancia variavel. Pelos resultados aqui
apresentados algumas conclusdes podem  ser aqui
destacadas, a saber

(i)-o algoritimo proposto converge para qualquer
inventario de massa

(ii)-no limite, a presente solugao converge para
a solucao relatada em [7] na ausencia de gas nao-
condensavel

(iii)-os resultados computados para oS tubos de
calor particularmente escolhido concordam
razoavelmente bem com o0s dados experimentails para
todos os fluxos de calor e inventarios de massa
testados

(iv)-a presente solucao pode ser interpretada
como um "building block" para simular tubos de calor
em estruturas de satélites ou para resolver problemas
térmicos com tubos de calor integrados a aletas e
suportes solidos.
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APENDICE A - SOLUGCAO NUMERICA NOS COEFICIENTES an
(n=1,N), g E Bey

As fungoes Fp, m=1,N sao obtidas pela aplicagao
do método de Gallerkin com peso igual a sen(ayf) a
equacao diferencial (18). Da equacao (24) obtem-se a
seguinte expressao
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co = Bwo (34)

E5 co 4 BY bn + Choca = Do (35)

Da equacao (26) vem
co + ¥ BA bm - B0 + Yam=10 (36)
m m
C'co + T Bam bm + Ca'cn = Da'+ ) Anm an (37)

Da equacao (12) resulta
Cg co + ENCE\ cm = Do (38)

onde os coeficientes sao o0s mesmos utilizados para
resolver o problema com M=0 na referencia [7]. A
matriz [Bpp] nao € diagonal porque € contruida com os
produtos 1internos de cossenos da funcao de Green da
solugao do tubo e os cossenos da funcao de Green do
pavio na regiao complementar ao evaporador, 1isto e,
para isgsf. O sistema linear acima pode ser resclvido,
eliminando-se as incégnitas by e c,, em fungao de 6, e
ag (n=1,N). O resultado é a funcao algebrica

Fis2 = J Em bn - @0 + J an + Eo (39)
bo = L Bop' [, Abe an + Dp'- Cp'ep - Cbled]  (40)
En = (Ba CR)/(ch cb''+ BD) (a1)
Eo = (D°- T, Dn CR/Ca)/Co'" (42)
o'’ =1 - cb x chen (43)
Finalmente a fungdo Fyy,, € a propria equagao (21),

onde 6, € expressa em funcao de
integracac numeérica. Entao

an (n=1,N) apos

1
Frer = J’ [“___(9“) = X0yl ] d€ - p =0 (a4)
i Bv

As N+2 equagdes algébricas de a, (n=1,N), 8, e 8, sao
resolvidas pelo metodo de Newton-Raphson onde a
derivada de expressao do tipo

1
G = I f(@v,B0,8ev) dE (45)

o]

€ expressa na forma

1
g—(;—“ =I g%;(ﬁv,ao,ﬂev) [coalanE) - 1] dE (46)
0
ja que
ggi = coalanf) - 1 (47)

Essa derivacao parcial é equivalente a aplicar
perturbacao a equacao (46) para obter expressoes
lineares em 68, ou equivalentemente a day.

APENDICE B - DADOS CARACTERISTICOS NOS TUBOS DE CALOR DE
TESTE

Tabela 1
pametro figura 2 figura 3 figura 4
fluido de 4agua idem idem
trabalho
pavio fibras de idem idem
Ni sinte-
rizadas
ki (W/mK) 2,18 idem idem
r, (mm) 7,62 idem idem
tubo cobre idem idem
ko, (W/mK) 375,0 idem idem
o (mm) 11,11 idem idem
ri(mm) 9,46 idem idem
L{m) 0,610 idem idem
Le(m) 0,122 idem idem
L. (m) 0,290 idem idem
hc(wfm K) 7504,3 idem idem
hy(W/m K) 7557,7 idem idem
TeolK) 373,15 idem idem
q(W) 101,2 244,2 244 ,6
N(kg-mol) 4,11x1077 4,11x10"7 28,75x10°"
ABSTRACT

The effects of axial and radial heat conduction
in gas loaded heat pipes are studied. An algorithia
based on an inverse method is proposed in order to
compute  the temperature distribution and  the
equivalent gas front in wvariable conductancce heat
pipes. This algorithm is efficiently convergent
wathever is the prior gas inventory established and it
is adequate to be applied to the computer simulation
of complex heat transfer manifolds made of heat pipes.
Numerical results are in fairly agreement with the
experimental data.




i ENCIT — Itapema, SC (Dezembro 1990)

ESTUDO TERMICO DE TUBOS DE CALOR AUTOCONTROLAVELS CARREGADOS
COM GAS NAO CONDENSAVEL
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RESUMO

0 trabalho apresenta um estudo comparativo entre modelos matematicos dadistribui-
cao de temperaturas na parede de tubos de calor autocontrolaveis carregados com gas nao
condensavel, Dois modelos(medelo do plano frontal e modelo da difusao) foram adaptados
como objetivo de fornecer o comportamento térmico do tubo. O modelo do plano frontal a-
presentou excelente concordancia com os valores experimentais, enquanto que o modelo da
difus3o, apesar de mais refinado, mostrou serias dificuldades de concordancia. Outras
conclusoes importantes,relacionadas com o comportamento isot&rmico de operagao do tuboe
com 08 seus limites operacionais, foram tiradas de testes experimentais.

INTRODUGAO

Em geral, a analise de tubos de calor carregados
com gas nJo condensavel tem utilizado dois modelos ma-
temiticos para previsao do seu comportamento térmico.
No primeiro, considera-se a existencia de um plano
frontal separando o vapor (fluido de trabalhe) do gas,
de tal forma que antes do plano ocorre transferencia
de calor do tubo para o exterior e depois do plano nao
ocorre transferéncia de calor|_1,2,3].0 segundo modelo,
mais refinado, ndo considera mais que a transigao en-
tre o vapor e o gas ocorra de forma subita, mas sim
controlada por complexos mecanismos de difus§0|},3,&].
Entretanto, nao foram encontrados na literatu
ra, dados experimentais suficientes para estabelecer
uma comparagao entre tais modelos. O objetivo central
deste trabalho & comparar, através de resultados expe-
rimentais, o modelo do plano frontal com o modelo da
difusao.
FORMULACAO DOS MODELOS

Modelo do Plano Frontal

Gas nao condensavel

x=0 %= Le z=0 z=L¢
y=0 y=1, u= Ly u=0Q

Evapora- Regiao Parte Parte

dor Adiabatica Ativa do Inativa do
= Condensador Condensador
H Temp.do vapor
3 P

RO, TS
b B Temperatura
S da parede
(=%
= i
& Posigoes

Axiais

Fig. 1. Tubo de calor e coordenadas usadas No mode

lo plano frontal,

As hipéteses fisicas do modelo sdo:

(i ) Existéncia de condugdo axial de calor na pa
rede do tubo de calor

(ii) Existéncia de um planc frontal separando o
interior do condensador em duas regides: a parte ati-
va, onde ocorre transfer&ncia de calor para o exterior
do tubo, e a parte inativa, onde ndo ocorre transferén
cia de calor. b

(iii) O tubo de calor opera em condigdes de regi-
me permanente.

(iv) O leito poroso estd completamente preenchi-
do com o fluido de trabalho na fase liquida.

(v ) A matriz leito-liquido é tratada como um
corpo homogéneo com uma condutividade térmicaefetiva.

(vi ) Aenergia é transferida ao evaporador (e
pelo condensador) por meio de condugdo radial através
da parede do tubo e do leito poroso.

(vii) Os processos de vaporizagdo e condensagio
ocorrem somente na interface liquido-vapor (superfl-
cie do leito poroso).

(viii) Efeitos de convecgdo no interior da  ma-
triz leito liquido e na interface leito-vapor sdo ne-
gligenciados.

(ix ) A adigdo de calor no evaporador e a remo-
gdo de calor no condensador ocorrem uniformemente ao
longo do tubo. A remogdo de calor no condensador é
feita através de convecgio forgada

(x) Entre o evaporador e o condensador o tubo se
acha termicamente isolado (regiao adiabatica). Tambem
nao ha fluxo de calor atraves das extremidades do tubo
de calor.

Através de balangos de energia em cada uma das
quatro regides do tubo de calor, pode-se chegar as se
guintes equagdes: -

(i) Evaporador (0 € x £ Lg)

Mx =Mx

Tp(x) = Ae = + Be + I/M?
onde:
1

M= £ 0x J* (n

K . (r* = r?) . &n (c./r )

P Is] 1 1 v
I = Q + M T

L . K. ™7, (2 -132) ¥

e P Q 1

A e B sao constantes a determinar.
(ii) Regido adiabitica (0 < y £ La)

M —M
T(y)=Ce” +De? +T (2)
p v
C e D sdo constantes a determinar,

(ii1) Parte ativa do condensador (0 & x £ L )
c

N o

T =Ee” +F aV? 4 g/n? (3)
onde :

2 h "
N=[ Et ]2

K_(r® - r?)

P o i
i = Q W

2 2
LC : Kp m, (r ri)

E e T sdo constantes a determinar.



(iv) Regido do gas (0& u € L) (4)
Nu -Nu g

T (u) =G e +He +T

P s

G e H sdo constantes a determinar.

Para determinagdo das constantes A, B, C, D,E,F,
G e H deve-se usar a continuidade de fluxo de calor e
de temperatura nas jungdes das quatro regiles do tubo,
isto é:

a1, dT
T (x = Le) = _P_dy (y =0) (5)
dT dTp
-Hél- (F=1,) = waiife= D) (6)
dT dTP
_Ldz (z = Lc) s (u = Lg} (7)
rp (x = Le)- Tp(y =0) = T, (8)
rp (y = La)- Tp(z =0) = T, (9)
T (z=LJ)=Tf(u=1L)=T (10)
P c P g 3

Além disso, como ndo hd fluxo de calor nas extre
midades do tubo, pode-se escrever que:

dT

P (x=0)=20 (11)
dx
dT

P (u=0)=20 (12)
du

Aplicando as condigdes de contormo de (5) a (12)
nas equagdes de (1) a (4), determina-se A, B, C, D, E,
F, Ge H:

A=B= (T] - Ifn’)!gl

C = KTV - TI) . (e - g,) + T,- Tvlfgﬁ

D= (1, - T,) - e . (1-1))g,

E= [N -1,) (Ve - g Ty - I/ /g
F=[(/N -1, - e 3t - T,)1/8¢

G=H-= ('l?3 - Ts)fg.‘,

onde

g, = eMLe + ;MLe 35 - eNLC i E_NLC
32 - eMLe i e-MLE g = eNLc _ E-NLc
83 = eNLa % E—NLa g, = ENLg 14 E—NLg
g, - ENLE - e-NLa 83 _ eNLg - e-NLg

Os valores T], T2 e T,, que representam as Lempe

raturas nas jungdes das regides do tubo, também sdo dg

terminados quando as condigdes de contorno sdo aplica-
das nas equagdes de (1) a (4):

- 2 %
8,243, + 4N £,8,3 4N B,878, + 2 €,3,35

T
: ajajag - 4N" g.g,a; - 4M giggag
T2= aa,a; + 2N By 35 * 4M Bg3y3s5
a,ajag - 4N* 8,873, ~ 4M g 8.ag
T3= ajaja, + 4MN 8879, * 2N g?aiaa-ﬁﬂ 858¢
a,ajag - 4N% 8,373, ~ 4M 88635
onde

3 T8y - B, T B - By
. g g
2" By
Ay = By By TN z =4 g By
M
Ay = Wiy » Bt Wooilly .« By
Tk 8y Wiw
a, = Mg BT 2M.g T
4 " " 38 6
B =W By oy ¥R .8y - Uy
B g J 23 £
5 * B 7
a =N .g. . g,. T + o
6 6 8 s N N

Para utilizag3o do modelo do plano frontal, fal-
ta ainda levantar os valores de T e L 0 comprimen=—
to L_ pode ser calculado, segundo [3] g pela equagdo:

Lg w B B (13)

(pv - ps) ! Av

A equagdo (13) é obtida através de um modelo se-
melhante ao explicado, exceto que ndo se considera con
dugdo axial na parede do tubo.

0 valor de T pode ser obtido semdificuldade des
de que se conhega % coeficiente de transferéncia de ca
lor entre o condensador e o exterior (hg C) No pre-
sente trabalho, o valor de T foi obtido experimental-
mente.

Modelo da Difusdo. O efeito da condugdo axial
de calor na distribuigdo de temperaturas na parede do
tubo foi incluidoe no modelo anterior. Para um maior
refinamento, o efeito da difusdo entre o vapor e o gas
ndo condensivel deve ser também considerado. A difu-
sdo do gds ndo condensdvel na parte ativa do condensa-
dor reduz a pressao parcial do vapor (Lei de Dalton) e,
consequentemente, rteduz também a temperatura do vapor
e a temperatura da parede do tubo.

A Figura 2 mostra esquematicamente um elemento
de volume de controle situado no condensador de um tu-=
bo de calor carregado com gds ndo condensdvel. O sis-
tema de coordenadas para este modelo foi alterado de
forma que x = 0 corresponde ao final do tubo.

xxlﬁv*hs} dnrghy (T, To)dx
¥, 2 2,47
kwir -r
-A‘,nbd—‘l \P L ‘Ja?l * -k lr[[r2 rz]‘n‘a—lr"‘- s ]"Tldl
dx \ l
N X /
N S
CITI T TTN CETS L ’/d!//ﬂOQQVV 257 '
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ier le k:
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—— (T Tp 1% ==t
e v] WY m, a5 dx
N dx —y
Fig. 2. Condensadar de um tubo de calor carregado

com gds ndo condensdvel.

A conservagdo da energlia num elemento da parede
do tubo de calor exige que:

d"'TP 2 mk
- K . ow(e? - £?) . i =
P 0 i 2
d x n (c./r )
1 v
(Tv - Tp} L hf,c 3 (TP - Ts) =0 (14)

As quantidades de gds nao condensavel, que sao
1transportadas.atrav25 do plano xx (Figura 2) _por con-
vec;ao e por difusao por unidade de tempo, sao iguais
a (-A,. p.D (d ngdx)) e X, (m3 + hg) respectivamente.




Portanto, o fluxo de massa de gas atravées do plano xx
a:
dx_
o= X (m +m ) - A |’JD—b (157
g B v B v dic

Na operagdo em regime permanente, o gas encontra
-se em repouso e,por issv w_ = 0. Portanto, a equagav
(15) pode ser escrita como:
dX 1l .
= =2 (16)
Av .p. D

A conservagao da massa aplicada num elemeato o

nicleo do tubo (regido preenchida pelo vapor) exige
gue no condensador:
d'hu 2n Ke
= T =T 2 17)
dx A. iLn (ri}rvi ( v p (

As equagdes (14), (16) e (17) constituem um sis-
tema de trés equagdes diferenciais que contémcinco fun
gdes lncognitas, a saber, T ., T o, Xy € 0. Para su
lucionar este sistema, se fdz ngtesuérla a presengd de
mais duas equagdes. 'Ima relagdo entre Ty e Xg pode ser
conseguida através da equagdv de ClﬁHHiUS—Claperyrnn[1]:

Tv'
v N M

. 2
;Y . Ao M
g

(1 - Xg) + M, B
T
4

E )
(18)

Considerando que o gds ndo condensavel e o vapor
do fluido de trabalho sdc gases perfeitos, pode-se cal

cular a densidade da mistura gds-vapor pela equagdo:
L} L]
2] T
p = exp I J" - (|__\'r_)j +
R . T ve'ly T
v v v
M X p.'
+ . 18 Y — (19)
R.T (M X +M_ (1-x))
g v v B g B
Agora, as equagdes (14), (16), (17), (18) e (19)

constituem um sistema de cinco equagoes com
¢Bes incégnitas e pode ser resolvido. Como condigdes

cinco fun

de contorno para a solugdo do sistema, pode-se usar
para a posigdo x = 0,
T =T (20)
P 5
W =0 (z1)
v
dT
P -0 (22)
dx

0 calor total rejeitado tambéw é uma condigdo de
contorno:

(T - T ) dx (23)
P s

o' Tf,¢

(16), (17), (18) e (19) podem

do método numérico de Runge-
Kutta de 42 ordem. Um valor inicial bara T em x = 0
€ arbitrado e, atrauéb do metodo numérico citado, 08
valores de T_, m e po @stdo calculados para véarlas
posigdo x ao longuIA% evaporador, Uma vez levantadas

As equagoes (14),
ser solucionadas através

todas as temperaturas av longo da parede do tubo, é pos

sivel, através da equagdo (23), calcular o valor Q
Tejeitado pelo tubo. Caso este valor, dentro de um
certo erro pré-estabelecido, ndo coincida com o valor

da carga térmica teal no tubo, entdo um novo valor pa-
ra T\‘r em x = 0 deverd ser arbitrado. Repete-se a roti
na para o cdlculo de Q até que se obtenha o valor cor-
reto.

EXPERIMENTAGAQ

0 tubo de calor utilizado no experimento  deste
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trabalho teve
(i

L, %L =
B

¢

como principals caracteristicas
) Casco de cobre com L = 300 mm, L =

A 300 mm,
400 wm, d = 25,0 nm ¢ di= 23, Omm.
0

(ii ) Estrutura capilar de bronze sintervizado com

espessura de 2,18 mm.

(iii) Como fluido de trabalho foi utilizado 3gua.

(iv ) Como gds ndo condensdvel foi utilizado ar,
com mg = 2,0 x rn_6 kg.
(v ) 0 condensador foi resfriado através de con-

veccao forgada, sendo utilizado @gua como fluido refri-
gerante,

0 tubo de calor foi ensaiado nas seguintes condi-
goes:

(i) A vazao massica de Agua no condensador  foi
fixada em 400 mf/min, 600 mi/min, 800 mi/min e 1200 m& /

min. A temperatura de entrada da apua foi 307C.

(ii) A carga térmica foi fornecida atraves de uma
rchlSthLLa eletrica envolvente no tubo, na
regiao do evaporader, ¢ sua medida foi feita
diretamente através de um wattimetro.
0 tubo fol sempre ensaiado na posigao
zontal e em regime permanente,

(1ii)

hori-

RESULTADOS E CONCLUSﬁES

Perfil Térmico na Parede do Tubo, As figuras de
3 a 5 apresentam o perfil termico na parede do tubo de
calor para tres situagoes diferentes de carga Termica
(50W, 75W e 100W). Nos tres casos, o condensador foi res
friado com agua com uma vazio de 600 mi/min. Em cada
grafico, sao apresentados dezesseis pontos EchTIantalq
da curva, bem como os dois modelos tedricos para previ-
sao do perfil té@rmico (o modelo do plano frontal e o mo
delo da difusao). -

LEGENDA
s . Fontes
i 4 Ty Experlmentais
* ™ — Modelo do
40 Flano Frontal
- Bﬁ:l: da
Difuslio
X3
m.—
g 201
-
L) 2 Parte Ativa |Parte Inativa
Evaporador R.Adiabatica Cond, Gond,
o
e 100
Poslcoo odd  (em)

Fig. 3 Perfil de temperaturas na parede do tubo de ca-
lor operando com carga termLca de 50W e conden-
sador resfriado a 3gua com vazao de 600 m&/min.

LEGENDA
« Pontos
- . PR Experimentais
A — HModelo do
Flano Frontal
40 \ - == Modelo da
- " Difusio
g
b
E m B
-
10
Pa
Evaporador R Adisbatica nr::“:liu 'é:m:'.‘“i"
o | |
] 100
s o )
Fig. 4 Perfil de temperaturas na parede do tubo de ca-

lor operando com carga té&rmica de 75W e conden-
sador resfriado a agua com vazao de 600 mf/min,



LEGENDA
i $ « Pontos
50— Experimentais
. ~ Hodele do
\.ﬁ_ - Plano Frontal
e’ = -~ Hodelg ds
Difusiio
g xof
E m i
—
10
Evaporadot R.Adlsbatica Zarce ‘f‘“ P"“nh“l“
OD 100

Fig. 5 Perfil de temperaturas na parede do tubo de ca-
lor operando com carga termica de 100W e conden
sador resfriado a agua com vazao de 600 mi/min.

Uma an3lise dos graficos mostra que o modelo do
plano frontal, apesar de mais simplificado, & mais con-
fiavel do que o modelo da difusao. Acreditamos que a
dlstcrgao entre a curva de temperaturas gerada pelo mo-
delo da difusao e a curva real de temperaturas reside na
imprecisao do valor do coeficiente de difus3o D entre o
vapor e o gas. Para determ1na§ao deste valor, foi uti-
lizada a equag3do abaixo [ 1]:

3
4,357 x 107 . 1B i
D= (o +=—) (24)
1/3, 2 M
P‘; (vvlfja_ VS ! ) M, g
Nesta equagao, E & um expoente adimensional, de

valor 2,24, que foi determinado experimentalmente. Va-
riagoes de 37 sobre este valor produzem dlstnrgoes pro
fundas na curva de temperatura, atestando a influencia
sensivel do coeficiente D sobre o perfil térmico do tu
bo. Acreditamos, portanto, que um estudo mais profundg
sobre os valores do coeficiente D consiga corrigir o
modelo da difusao.,

0 modelo do plano frontal apresentou excelente
concordancia com os valores experimentais. Deve-se ob-
servar porém que, para cargas teérmicas proximas do limi
te operacional do tubo(125W), verificou-se distorcoes
mesmo para o modelo do plano frontal (Fig. 5).

Também & notorio o ligeiro afastamento dos valo-
res do modelo do planc frontal com os valores experxmen
tais na regiaoc do evaporador. Acreditamos que a razao
deste afastamento seja a utilizagao de um valor elevado

para a condutividade termica efetiva da matriz leito-
liquido., Tal condutividade foi calculada pela equagao
abaixo[l]:
K . (K K =(1-¢) (K. -K ))
Kg’ L L w L w (25)

KL+KW+ (1_3) . (KL e Kw)

A imprecisao do valor da condutividade térmica e-
fetiva reside, provavelmente, nao na equagao(25)em si,
mas no valor da porosidade & do leito, Neste trabalho ,
e foi medido e encontrou-se 0,35 para o seu valor. Con-—
tudo, so & possfvel medir a porosidade aberta do leito
poroso e, por isso, tal valor nao & completamente confi
avel, Ja que o valor da condutividade térmica deve ser
menor que o calculado, & bastante provavel a existencia
de poros fechados no interior do leito, preenchidos com
gases.

0 afastamento dos valores do modelo do plano fron
tal no condensador com os valores experimentais podem
ser expliuados pela imprecisao no valor da condutivida-
de termica efetiva da matr:z leito-liquido e, somando—
se a isto, a imprecisido no valor do coeflclente de trans
feréncia de calor entre o condensador e a fonte fria
(hf c) Para o condensador resfriado a agua o coefici-
ente hf o utilizado foi da ordem de 103 N/m§° . Tambem
e meortante observar que o erro medLn estimado para a
leitura de cada termopar g de 0,5°%.

A seguir, sao apresentadas outras curvas de tempe
raturas onde a carga térmica & fixa, S0W, mas a vazao
de agua de resfriamento do condensador & variavel
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(Figuras 6, 7 e 8).
LECERDA
S0~ . FPontos
P . = Experimentais
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E i)
— 20
1o~
Evaporador R.Adiabatica ht;c At iva |Parte 'I:!lm: iva
O 100

Poscoo cdd (o)
Fig. 6 Perfil de temperaturas na parede do tubo operando
com carga térmica de 50W e condensador resfriado
a agua com vazao de 400 mf/min.
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Fig. 7 Perfil de temperaturas na parede do tubo de calor

operando com_carga térmica de 50W e condensador
resfriado a agua com vazao de 800 mi/min.
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Fig, 8 Perfil de temperaturas na parede do tubo de calor
operando com carga térmica de 50W e condensador
: resfriado a agua com vazao de 1200 mi/min.

Nestas curvas, nao foi apresentado o modelo da di- -
fusao, ja que este nao apresentou concordancia com OS
pontos reais. Conforme se pode notar, novamente ocorreu
excelente concordancia entre o modelo do planomfrontal e

0s pontos experimentais, com as mesmas restrigoes cita-
das anteriormente,
Temperatura de Operagao. O tubo de calor conven-

cional tem a sua temperatura de operaqso alterada de ma-
neira sensivel quando se altera a carga tErmica e as con
digoes de resfriamento do tubo. Ao ccntrarlo, o tubo de
calor auto-controlavel carregado com gas nao condensavel
consegue manter quase constante sua temperatura de opera
gao e, consequentemente, o perfil térmico na parede do
cundensador, quando se alteram as condigoes de entrada e
saida de calor ['1]. 0 quadro a seguir, feito com base
nas informagoes experimentais deste trabalho, confirma o
comportamento quase isotérmico do tubo de calor carrega-



do com gas nao condensavel,

Comportamento da Temperatura de Operagao e da
Temperatura na Parede do Condensador.

rvazao de Rgua Carga Temperatura| Temperatura i
o d Termi d el media naParedel
ne condensador ermica e op T U S S— -
(m2 /min) (W) L5} (°o)
600 50 42 31,8
600 100 43 32,9
400 50 41,9 31,7
1200 50 40,3 1

Limite Operacional do Tubo de Calor. Experimental
mente fol observado que o tubo, funcionande em uma po-
téncia proxima de 125W e com o condensador resfriado com
dgua, atingiu o seu limite de funcionamento. A tempera-
tura de operagao, para esta situagao, oscxlou por volta
de 48°C. Para esta temperatura de Operagao, e de acordo
com equacoes da referencia [1], foi possxvel calcular
os limites operacionais do tubo. A seguir, sa0 apresen-
tados apenas os dois valores mais importantes, o limite
capilar (Q¢) e o limite de ebuligdo (Qg): Q. = 225V e
Qg = 245W,

0 valor 225W para o limite capxlar esta, provavel
mente, correto, pois o seu cdlculo nio apresenta nenhu—
ma consideragao duvidosa. _Entretanto, o mesmo nao ocor-
Ee]cum o limite de ebuligao, dado pela equagao abaixo

1.1

20
o Ke Le Tv (¢ er - pcj
Qg = & (26)

A, b (rpleg)

Nesta equagdo, rp € o raio inicial das bolhas de
vapor que se formam no leito poroso., O seu valor, reco-
mendado por [5}, e da ordem de 103 polegadas. Utili-
zando exatamente este valor, e que se obtém o valor
245W para o limite de ebuligao. E importante notar que
o valor de rp influencia sensivelmente no valor de Q.
Assim, acredltamos que o valor de rp seja algo em torno
de 1,6 x 1073 polegadas, pois, para este valor, o limi-
te de ebuligao concorda com o valor 125W, obtido experi
mentalmente. .

Deve-se destacar, também, o fato de que foi o li-
mite de ebuligzo, e nﬁo o limite capilar, que determi
nou a carga termica maxima no tubo de calor deste traba
lho. F muito comum a literatura especializada colocar o
limite capilar como o mais critico. Pelo menos no que
se refere ao tubo de calor auto-controlavel com gas nao
condensavel, tal afirmativa deve ser questionada.

SIMBOLOGIA

Ay - Area da seqzo transversal de vapor no interiordo
tubo.

D - Coeficiente de difusao do par gas-vapor.

E - Expoente que governa o comportamento do coefici-
ente de difusao(aquaggo 24),

ff,c - Coeficiente de transferencia de calor da parede
do condensador para o exrerior.

Lg LavLc'Lg_ comprimento do evaporador, reglao adlabatl
ca, parte ativa e parte inativa do condensador, respec-
tivamente,

Kp,Ke,K1,Ky = Condutividade térmica do tubo, da matriz
‘1iquido-leito, do liquido saturado e do material do lei
to poroso, respectivamente.

M - Parametro que mede o efeito da condugao axial da pa
rede do tubo de calor(equa;ao le2).

Mg - Massa molecular do g3s nao condensavel.

My - Massa molerular do vapor (Fluido de trabalho).

mg,mv - Vazao missica do gas e o vapor, respectivamen-
te,
N - Parametro que governa a forma do perfil termico do

condensador (equasoes 3ed).
Ps,Py,Py' = Pressao de saturagao do vapor na temperatu~
ra da fonte fria, na temperatura de operagao e no ini-

cio do condensador(z = 0), respectivamente.

Pe ~ Presszo_capilar na interface vapor-leito poroso.

Q - Carga termica.

Rg,Ry - Constante de gas perfeito do gas e do vapor, res
pectivamente,

Igsfi,ry — Raio da parede externa do tubo, da parede in-
terna e do vapor no interior do tubo, respectivamente.
rn — Raio inicial da bolha de vapor que se forma no lei-
to poroso.

T1,1§,T3 = Temperatura na parede externa do tubo na jun-
gao das regloes do evaporador-adiabatica, adiabitica =
parte ativa do condensador e parte ativa - parte inativa
do condensador, respectivamente,.

Tg:Tws Ty = _Temperatura da fonte fria, de operagao
vapor no 1n1c10 do ccndensador (z =0).,

Xg — Fraqao massica do gas. .
X,¥,z,u - Coordenada axial do evaporador, regiao adiaba-
tica, parte ativa e parte inativa do condensador, respec
tivamente. B
Vy e Vg ~ Volume atomico do vapor e do gas nao condensa-
vel, respectivamente.

e do

p - Densidade da mistura g@s-vapor.

py — Densidade do vapor.

A - Calor latente do fluido de trabalho

£ = Porosxdade do leito poroso.

v Tensao superficial entre o 1iquido saturado e vapor
saturado.
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ABSTRACT

A comparative study of mathematical models
representing the temperature distribution on the wall of
self-controlled gas loaded heat pipes, using non-
condensing gas is presented. Two models (flat front and
diffusion) have been adapted specifically do describe

the thermal behaviour of the pipe. The flat front model
results proved to be very consistent with the
experimental results, whereas the diffusion model ,

exhihited some defficiencies in spite of being the more
refined of the two.

A few additional important conclusions related to
the isothermic behaviour of the pipe and its operational
limits, have been obtained from experimental tests,
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RESUMO
Neste trabalho desenvolve-se metodologia para a fabricagﬁo de estruturas capila-

res obtidas através da sinterizagao de pos-metalicos, com espessura e porosidade

con-

trolada para aplicagao em tubos de calor. Tubos de calor utilizando esta estrutura ca-
pilar foram projetados e construidos. Um destes tubos foi analisado termicamente sob
potencias de 50 a 750 watts fornecida no evaporador. Comparou-se o perfil de temperatu
ras ao longo do tubo obtido do modelo de SUN e TIEN, com os resultados experimentais.

INTRODUGAO

0 avango tecnologico de tubos de calor passa obri-
gatoriamente pelo desenvolvimento de leitos porosos, de
roteiros de projetos eficientes e de comparagoes entre o
equipamento projetado e modelos fisico-matematicos.

No campo de tubos de calor, ha que se adequar o
projeto aos materiais especificos a cada aplicag3o. Vi-
sando portanto, a continuidade do desenvolvimento de tu-
bos de calor, procurou-se conhecer e dominar cientifica
e tecnicamente o tubo de calor com leito sinterizado me-
talico.

Utilizou-se para projeto as orientagoes de [ l],

(2], (3] e [4]

0 modelo fisico-matemdtico de comparagao utiliza-
do foi o desenvolvido por SUN e TIEN LSJ, para tubos de
calor funcionando horizontalmente, introduzindo-se alte
racoes inerentes ao caso em estudo. -

Os testes de tubos de calor foram
inclinagoes de 0, 5, e 10 graus com a horizontal
faixas de poténcia entre 50W — 750W.

MODELO MATEMATICO

Para a Lomparaggc entre a performance experimental
e teorica do tubo de calor, utilizou-se o modelo desen-
volvldo por SUN e TIEN | 51 Este modelo permite a deter-
minagao da temperatura de saturagao do vapor e das dis—
tribuigoes de temperatura e ao longo da parede externa
da carcaga do tubo de calor.
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Fig, 1 Esquema do tubo de calor e eixos de coordenadas,

As hipoteses fisicas do modele sao (Ver Fig.l):

1. 0 tubo de calor contem apenas um fluido de tra

balho e opera em condigoes de regime permanente; -
2. 0 leito e completamente saturado com o fluldo

de trabalho na fase liguida, desprezando-se a convecgao

dentro do leito, Deste modo, a matriz leito-liquido &

condutividade
1iquido

tratada como um corpo homogeneo com uma
térmica efetiva que leva em conta os efeitos do

‘na matriz;

3. A energia e transferida para o fluido de refri-
geracao do condensador do tubo de calor por condugao axi
al ao longe da parede do tubo e condugao radial atraves
do leito e da parede no condensador;

4, 0s processos de vaporizagao e condensagao ocor-
rem somente na Lnterface leito-vapor e os efeitos de con
vecqao sobre as variagoes de temperatura no espago de va
por saoc negllgencxados.

0 sistema fisico considerado & um tubo de calor ei
11ndr1co longo, com 1nJegac de calor no evaporador e re-
mogao de calor no condensador, uniformes. Nao ha fluxo
de calor atraves das extremidades do tubo.

As equagoes de tT&nSfEfEUCla de calor sao estabele
cidas separadamente para as regloes de evaporagao, adia-
batica e condensagao com condigoes de contlnuldade de
temperatura e fluxo de calor em suas ]ungoes.

Utilizando o sistema de coordenadas indicado na fi
gura 1, as equacoes que descrevem o perfil de temperatu-
ras adimensionalizado ao longo da parede externa do tubo
de calor, sao:

- Para o evaporador (0< n< n_)
Be(n} 1 + (8,-1) cosh Mn/cosh Mn, (1)
onde
. i)
" X " pe 5
ne—=—5 § (o) = (2)
L e (Q/2m Le Kg) %n (Di/Dy)
2
n= 2y e 3
= £ M= ” .
e 1 Ke (D7 - p2) n-.:(_?%.)
T = T
(:_‘1-: Pl 8 (g‘)
(Q/27 L, Kg) 2n(Dj/Dy)
- Para a segao adiabatica (0< B < 8
senh M8
Ba(s) cosh MB + (8,-8; cosh MBa) Senh M8, (5)
com,
T T _(y)-T
. - E % pa 3
Bmedey o= — % (6] (6

(Q/2n LeKE]En(Diva)



- }

n(D; /D)

Toe ™ Tg
8= P (N
(Q/27 Lg Ke) tn(Dj/Dy)
- Para o condensador (0< £< E£.)
2
Bj Bi 85, cosh M(1+Bi) &
S S - 9.~ L0 L. B
BC(E) 1 +Bi oy 1 +Bl) cosh 1"1(1+}E.1)1"‘2 e
T . (2)-T
£ =—, 8.(5)= B > (9
) (Q/2m Lg Ke) in(Dj/Dy)
L¢
€.~ =, B; = (h De/2 Ke) 2n(D;/Dy) (10)
A
B = o = (11)
©  (Q/27 L, K)

Combinando as equagoes (1), (5) e (8) com as condi
goes dadas pela CDDtlﬂUldade de fluxo de caldr entre ca-
da regiao, isto e,

" L ) U
6, (ng) = 81(0), 8\ (8) = -6(£) (12)

resultam as seguintes expressoes para 8 e 9:

1 1/2 1/2
8= o ~(Bi 87,/ (14B5) + v, szg(lﬂ‘ﬂi)w]] (13)

&= 8 by B ) = gy (14)
1'13 % i 7

onde,
(15)

1/2
w= (LB { feyy dopy ) ®y 7y
1 223 2L 1 -3

1/2
5" tanh Mn_, y = tanh M(14B;) &

y3= senh MBa, Yh = cosh MBa

A temperatura de satura;Eo do vapor, Tg, foi deter
minada através de um balango térmico entre duas segoes
do condensador z e (z + dz). Considerou-se que o fluido
de resfriamento entra no trocador de calor do condensa-
dor a temperatura Te e a vazao M e que o coeficiente de
transferéncia de calor h entre a parede do tubo e oflui
do de resfriamento nao varia apreCLavelmente ao longo do
tubo de calor. Portanto, 8y € dada por:

1/2
-n, /B, *Y T [/ M(1+B5)
g o= 7 (16)
£ £ a/(14B;) + Bj (y e (2 )/ M(1+B5) ¥?

MATERIAIS E METODOS

Tubo de Calor - Preparagao e Testes. As montagens
experimentais de evacuagao e enchimento, e de testes do
tubo de calor sac mostrados esquematicamente mnas Figu-
ras 2 e 3, respectlvamente.

Com a valvula 6b fechada, a bureta foi cheia com
o fluido de trabalho (agua tridestilada, deionizada e de
gaseificada). -

A operagao de evacuagao foi realizada com a valvu
la 6b fechada e a 6a aberta, Ao atingir o nIvel de vacuo
deSEJado, fechou-se ba e procedeu se & operagao de corte
e vedacgao do tubo de evacuagao, observando atraves do me
didor de vacuo tipo PIRANI lb, se nao houve fugas. Em se
guida, realizou-se o enchlmento pela abertura da valvula
6b.

0 aquecedor do evaporador foi construide com uma

resistencia elétrica com migangas de porcelana e enrola-
da em espiral em torno de um tarugo de aluminio Gco e h1
partido devidamente isolados do exterior com la de vi-
dro. A regulagem da potencia de alimentagao da resistén-
cia de aquecimento foi feita atraves de um variador de
tensao eletronico.
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Fig. 2 Sistema de evacuagao e enchimento.

0 trocador de calor de condensagao foi construido
com um tubo bi-partido de _ago galvanlzado instalado con-
centrlcamente sobre a segao de condensaqao fornecendo
uma regiao anular para o escoamento do fluido de resfri
amento. A temperatura de entrada da agua de resfriamen—
tono trocador de calor de condensagao foi controlada em
um aquecedor elEtrico e a sua vazao regulada através de
um registro tipo agulha.

Para a aquisigao das temperaturas ao longo da pare
de externa do tubo de calor, usou-se 24 termopares de cro
mel-alumel e um sistema de aquisicao de dados YOKOGAWA.
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Fig. 3 Banco de Testes.

Confecgao do Leito Poroso. A estrutura capilar foi
obtida atraves da sinterizagao de particulas de bronze so
bre a superficie interna do casco do tubo de calor. Estas
particulas, aproximadamente esféricas, classificadas en-
tre 0,4 e 0,6mm foram sinterizadas para dar uma espessu
ra ao leito de 2,175mm. -

0 desenho esquematico do equipamento de sinteriza-
cao & mostrade na Figura 4.

Para a obtenQEO do leito na espessura desejada foi
utilizado um mandril de age inoxidavel concentrico e in-
terno ao tubo de cobre (casco do tubo de calor), fixado
por meio de tampas com aberturas periféricas por onde foi
introduzide o material do leito,

Para evitar oxidagao e manter a limpeza no interi-
or do tubo de cobre e das esferas de bronze, foi incorpo
rada uma atmosfera de Hy durante todo o processo de sin-
terizagaoc e resfriamento. A temperatura de sinterizagdo
foi mantida em 740°C.

0 Tubo de Calor. As caracteristicas do tubo de ca-
lor projetado e construido sao:

Comprimento total.s.iivicesvivsnsacaanssss 1000 mm

Comprimento do evaporador......sesssee.. 300 mm

Comprimento da segac adiabdtica......... 300 mm
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Comprimento do condensador... . 400 mm

Didmetro externo do CaSCO..svsessssnsens 25,4 mm
DiZmetro inte no do Cas$CO..u.ewsscasasss 23,4 mm
Diametro do espago de Vapor.......ss.s.. 19,05mm
Material do caSCO..cavesansasns . Cobre

Estrutura Capilar........S5interizado de bronze

com uma porosidade de 377
Fluido de Trabalho.......Agua destilada e deioni-
zada.

1

| - FORNQ

2- TUBO DE AQO INOXIDAVEL
3- vARIVOLT

4 - TERMOPARES

5- SISTEMA DE MOVIMENTAGAO DO FORND
Fig. 4 Equipamento de sinterizagao.
Metodolopia dos Fnsaios. O tubo de calor foi en-
salado para 3(tres) condlgoeq de anllnagao 0, 5 e 10
com a horizontal. Para cada 1nc]1nagao, a potencia for-
necida ao evaporador era variada a partir de 50W, em de
graus de 50W, Em cada ensaio eram medidas todas as tem-
peraturas necessarias, quando o sistema atingia o regi-
me permanente.

RESULTADOS E ANALISE

Como resultado sao aprescntadﬂa os graficos das Fi
guras 5,6,7. Nestas [1guraq sao mostrados os desvios do
modelo teorlro com relagao aos resultados experimentais,
das temperaturas das paredes externas do evaporador, se
gan adiabatica e condensador, respectivamente,

As Figuras 8, 9 mostram como exemplo, os perfisde
temperaturas experimentais ao longo do tubo de calor em
relaggo ao teoricamente obtido do medele, para tubos ho
rizontais e inclinado de 5°. -

0 nimero de ensaios realizados foi de 150(cento e
cinquenta) | 1]. :

Também e apresentado o quadro |, onde relaciona-
se 08 limites de pouténcia experimentais transferida pe-
lo tubo de calor, e os limites previstos no projeto.

A Fig. 5 (evaporador) mostra que os desvios sao
maiores nas temperaturas mais baixas e se aproximammais
para temperaturas maiores. Ja a Fig.b(adiabatica) mostra
uma boa aprnxlmdqdo na regido intermedidria, e desvios
maiores para tempetaturas altas e baixas, A Fig. 7 (con-
densador), apresenta boa aproximacao a baixas e medias
temperaturaq e desvio maior para altas temperaturas. Po
rem uma analisc global dos desvios dpresenrou desvios
medios de 6,87, 8 ,2% e 7%, para as regioes de evapora-
dor, regiao ddldbatica e condvnsador, respectivamente.

As Figs. 8 e Y mostram, que o purlll de temperatu
ras experimentais, tem um andamento isottrmico em todas
as regioes que demonstram o funxlonamento perfeito  dr
tubo do calor ¢ a ausencia de pases nao no

condensavels
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Fig. 5 Desvio entre as temperaturas teSricas e experlmen
tais na regiao do evaporador.
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b Desvio entre as temperaturas teoricas
mentais na regiao da segado adiabatica.

e experi

mostra que de 6 situagoes ensaiadas

0 Quadre 1, pa
ra encontrar o limite real de transferencia de calor: tg
dos foram maiores que os de projeto, variando de 182 a

mais para o caso 6 até 44% no caso 1.
CONCLUSOES

a. 0 roteiro de projeto devera ser corrigido quan-
to a potEnria do limite capilar (foi conservativo);

b. 0 nao aparecimento de pontos quentes (salto
temperaturas), demostram que a conqtrugao do leito
perfeita;

c. A construgao do tubo foi perfeiLa pois: o_anda-
mento dos perfis de temperatura foi isotérmico e nao hou
ve presenga de gases nao condensaveis no_ condensador;

d. 0 modelo matematiceo para prev1§ao dos perfis de
temperatura pode ser usado, em vista dos desvios percen-
tuais encontrados.

e. 0 aumento da inclinacdo aumenta a capacidade de
transferencia de calor do tubo de calor;

f. Os tubos de calor foram limitados

de
foi

capilarmen-




te, conforme o projeto.
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Fig. 8 Distribuigao das temperaturasotfpicas na parede
do tubo de calor para TE = 40°C; Q = 150W e
a =0, 5, 10 graus.
Quadro 1 Desvio % entre a taxa de calor maxima
a ser transportada pelo tubo.
INCLINAGAO Tg | Quax QMAX DESVIO
GRAUS (°C) TEORICO| EXPERIMENTAL PERCENTUAL
(W) (W)
1 20 168 300 44
0 2 30 195 300 35
3 40 225 300 25
4 | 20 339 550 38,4
5 5 | 30 390 550 29,1
6 40 447 550 18,7
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Fig. 9 Distribuicao das temperaturasotipicas na parede
do tubo de calor para TE = 20°C, Q = 200w e
a = B,SGC.

SIMBOLOGIA

L - Comprimento total do tube.

Le - Comprimento do evaporador.

La - comprimento da secac adiabatica.

Tpe - temperatura da parede no evaporador. r

Tpa - temperatura da parede na regiao adiabatica.

Tpe - temperatura da parede no condensador. _

Tp1 - temperatura na jungao do evaporador e segao adia
batica.

Tp2 - temperatura na junggo da seqao adiabatica e con-
densador.

T - temperatura de saturagao do vapor.

To - temperatura media do fluido de resfriamento.

Ke - condutividade térmica efetiva da estrutura capi-
lar.

Kt - condutividade térmica do material do tubo.

Di - diametro interno do tubo.

De - diametro externo do tubo.

Dy - diametro do espago de vapor.

Q - poténcia térmica fornecida i regido do evapora-
dor.

8a(n) - temperatura adimensional da parede do evapora-
dor.

84 n) - temperatura adimensional da parede da segaoc adi-
abatica.

ec{n) - temperatura adimensional da parede do condensa-
dor.

- coordenada adimensional = x/L.

B - coordenada adimensional = y/L.

E - coordenada adimensional = z/L.
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ABSTRACT

In the present work is developed the technology
to make cappilary structures of sinterized metalic ma-

terials with controlled thickness and porosity for
application in heat pipes. The heat pipe then projected
and built was tested and thermal analised by using

thermal powers suplied to the evaporation region, in
the range from 50 to 750 watts, For theorectical ana-
lysis for experimental data, was used the model of SUN
and TIEN. The analysis of the results shows the cons-
truction techniques and the approach of the model to
be satisfactory.
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DISERO Y COMPORTAMIENTO DE UN EVAPORADOR DE MEZCLA
ATRE COMBUSTIBLE BASADO EN TUBOS DE CALOR
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RESUMEN

Se presenta un crniterio de diseiio, construcciln y prueba de un evaporadon _de mez-
cla aire combustible utilizando tubos de calor, para ser instalado en motonres ciclo 0-
tto, con el objeto de neducin La emis{dn de contaminantes. La metodologia consiste en
diseiian y construin un tubo de calor en base af calor necesario para homogendzan £a -
mezefa. EL dispositivo es {nstalado en un moton, y probado a distintas RPH. Los re-
sultados obtenidos indican que €ste funciona bien, panticularmente bajo condiciones de
funcionamiento en ciudad, disminuyendo La emisifn de contaminantes [CO y HC).

INTRODUCCION

El uso masivo de vehiculos automotrices con moto
res de combustifn interna ha producido serios proble-
mas de contaminacién ambiental, debido a las emanacio-
nes de productos contaminantes producidos por la com-—
bustidn.

En los motores ciclo Otto, o de encendido por
chispa, los principales productos contaminantes de la
combustidn son: monoxido de carbono (CO), Hidrocarbu
ros (HC) y Oxidos de Nitrdgeno (NOy); los cuales es ne
cesario reducir para minimizar sus efectos dafinos en
el medio ambiente.

Los principales m&todos que permiten reducir, en
forma eficiente, los niveles de emisidn de estos pro-
ductos, segin John et. al. [1] son: i) el uso de cata
lizadores, ii) el funcionamiento con mezclas pobres vy
iii) el funcionamiento con carga estratificada de mez-
cla de aire combustible. Para los dos primeros méto-
dos senalados, la preparacidn de la mezcla aire-combus
tible es de vital importancia. Esta preparacidn impli
ca en si dos aspectos: 1) la dosificacidn del combus-
tible de acuerde a los requerimientos del motor, y ii)
la mezcla del combustible con el aire, es decir, la ho
mogeneidad de la mezcla. La experiencia ha demostra-
do que el menos satisfactorio de estos procesos es el
de conseguir una mezcla homogénea, por lo tanto es ne-
cesario aplicar mecanismos que permitan alcanzar este
propésito en la forma mas eficaz posible. Al respecto
dos métodos son aplicables: 1) la vaporizacidn total
del combustible, o ii) la atomizacidn del combustible
Harrow, et, al. [2] , afirma que de estos dos métodos
el mas efectivo es el primero, ain cuando este implica
una reduccidn del rendimiento volum&trico, y consecuen
temente de la potencia maxima del motor.

Para lograr la vaporizacidn del combustible es
necesario entregar calor a la mezcla aire-combustible,
el cual puede ser transferido desde alguna de las fuen
tes de calor del motor, es decir, desde los gases de
escape, o desde el sistema de enfriamiento del motor.
Normalmente el calor requerido es extraido desde los
gases de escape. Para conseguir este objetivo, en el
pasado, los motores se disefiaban con el miltiple de ad
misifén tan cerca como fuera posible, e incluso en con-
tacto directo, del miiltiple de escape, produciéndose
asi transferencia de calor por conveccién y conduccién
entre los gases de escape y la mezcla. En la actuali-
dad este tipo de disefio estd practicamente desechado,
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debido a que presenta mas inconvenientes que beneficios;
siendo el factor negativo mas importante, el de no po-
der controlar la cantidad de calor transferido.

A partir de la década del 70 en los Estados Uni-
dos se han estado desarrollando dispositivos evaporado-
res de mezcla aire combustible basados en el uso de tu-
bos de calor, los cuales son elementos pasivos de trans
porte de calor que funcionan en base a la evaporacidn ;
condensacién de un fluido de trabajo, y que presentan la
posibilidad de controlar la cantidad de calor transferi
da, cuando estos son de conductancia variable, lo cual
es fundamental para, a su vez, controlar la evaporacién
del combustible. Asi el calor transferido puede regu-

larse de acuerdo a los requerimientos de funcionamiento
del motor.

En la figura 1 se muestra la estructura fisica de
un tubo de calor de conductancia variable.

Evapur atinr Cundensador

Q Q Contenedor

L e 1175

Fig. 1 Tubo de calor de conductancia variable.

Los resultados reportados en la literatura técnica,
tal como Dumm and Reay [3] , sobre el comportamiento de
motores con este tipo de evaporadores indican que E&stos
pueden funcionar con relaciones aire-combustible de 20/1,
y menores, produciendo bajos niveles de emisiones de pro
ductos contaminantes. Adicionalmente, al bajar la rela
cifén aire-combustible se obtiene una importante econo-
mia de combustible.



METODO

El disefio del evaporador de mezcla aire-combusti-
ble en consideracifn, consiste bidsicamente en el disefo
del tubo de caler que tiene como funcidn transportar el
calor, en forma controlada, desde los gases de escape a
la mezcla.

La metoiclogia para lograr el disefio Sptimo de un
tubo de calor es en general, compleja; no tanto por los
aspectos matemdticos involucrades, sino porque deben
ser introducidas muchas consideraciones de caracter cua
litativo. La figura 2 representa esquemdticamente el
procedimiento de disefio a seguir.

Especificacién
del problema

|

Seleccidn del fluido
y mecha y materiales

|

Propiedades Procedimiento Propiedades
del fluido y de cdalculo de la mecha
materiales

Alternativas de

seleccidn
Criterioc de Procedimiento Solucidn
Evaluacidn de evaluacidn Gptima
Fig. 2 FEsruema del nrocedimiento de disefioc de un tubo

de calor

Planteamiento del Problema. EL planteamiento, o
especificacion del problema debe considerar, en primer
lugar un conocimiento cabal de las caracteristicas del
motor para el cual se disefia el evaporador:; con el fin
de definir la cantidad de calor que es necesario trans
ferir a la mezcla aire-combustible. Por lo tanto, es
necesario considerar las caracteristicas fisicas, pro-
piedades y ubicacidn de la fuente y sumidero de calor,
lo cual es fundamental para definir las dimensiones 5 1
sicas y las caracteristicas mecdnicas y termodinidmicas
de las distintas secciones del tubo de calor. Esto
signidica conocer los flujos m3sicos y temperaturas de
los gases de escape y mezcla aire-combustible, como asi
mismo las dimensiones fisicas de las zonas del tubo de
escape y entrada del miiltiple de admisién donde serdn
ubicados el evaporador y condensador del tubo de calor,
respectivamente.

Por otro lado para definir la cantidad de calor a
transferir a la mezcla debe considerarse que esta depen
de del flujo md3sico y temperatura necesaria para produ-
cir la vaporizacién total del combustible, la cual, a
su vez, depende la relacién aire-combustible (RAC) con
que trabaja el motor. Esta temperatura depende, ademis,
del tipo de combustible y del modo de operacién del mo-
tor (ralenti o mariposa totalmente abierta). Segiin Ha-
rrow et. al [2] esta temperatura tiene un comportamien
to como el que muestra el gridfico de la figura 3.

Estas temperaturas son las minimas necesarias para
lograr la vaporizacidn completa del combustible. Es im-
portante considerar que el calor suministrado en condi-
cidn de mariposa totalmente abierta no debe ser superior
al justo y necesario para obtener la vaporizacidn comple

ta. De acuerdo a esta base de cdlculo, Harrow et al.[2)
reporta que la maxima potencia requerida para tal efecto
es del orden de 1.25 KW/litro de volumen de desplazamien
to del motor.
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@
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5
- £ o
Gasuling wolatt]
ar Haleat
L i 4 —
3 3 E] I P ]
Relacion aire-combustibie
Pip. 3 Temperatura para 100% de vanorizacién versus

relacidn aire-combustible.

‘ Fluido de Trabajo, Mecha vy Materiales para el Tubo
de galor.

Seleccidn del Fluido. Con las condiciones de la
fuente y sumidero de calor especificadas, la temperatura
de operacidn del tubo puede ser determinada en forma di-
recta. Para que el funcionamiento del tubo de calor sea
eficaz el fluido de trabajo debe estar en estado l1Tiquido.
Esto es, el fluido debe tener una temperatura de fusidn
baja, y una temperatura critica mayor que la temperatura
de operacidén. Para un caso dado pueden existir varios
fluidos que cumplen la condicidn anterior, por lo que pa
ra definir los méritos relativos entre ellos se hacen Tas
siguientes consideraciones simplificatorias.

) R El tubo de calor es limitado por la capacidad de bom
beo capilar. -

24 Las pérdidas de presién en la fase vapor son despre
ciables. -
i El espesor de la mecha es mucho menor que el de ra

dio del niicleo central del tubo.

4., El flujo de calor se distribuye uniformemente sobre
las superficies del evaporador y del condensador.

S La conductividad térmica de la mecha saturada de 11
quido es proporcional a la del 1iquido N

Con estas consideraciones el factor de transporte

de calor por capilaridad (QL)¢, max.puede ser expresado
por

¥ °1 A
(QL) = 2( —)

c'max ].ll r

K

c

J(2 « L tw) (1)

) Aqui, los términos entre paréntesis representan, de
lzquierda a derecha, las propiedades del 1iquido, las
propiedades de la mecha, y el 4rea transversal de la
mecha, respectivamente. Ademis, Y = coeficiente de
tensidn superficial, P1 = densidad del 1iquido, A =
calor latente de vaporizacidn, |ij=yjecnsidad del 1T=
quido, K = permeabilidad de la mecha ry = radio capi-

lar efectivo, r._ = radio del nicleo de vapor, t = es-
pesor de la mecha. ¥

La ecuacidén (1) indica que para un tubo de calor,
con una determinada mecha, su factor de transporte de ca
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lor es directamente proporcional al factor de transporte
de liquido

Y Py A
1

(2)
!

Para un gradiente minimo de temperatura de un tubo
de calor, la caida de temperatura a través de la mecha sa
turada de 1Tfquido debe ser mfnima. Con las consideracio-
nes (3) y (5) descritas anteriormente, esta caida de tem~-
peratura puede ser expresada como

Qt
k

W

AT o 32
1

donde Q = flujo de calor y K = conductividad térmica
del 1iquido. Ademds, de la &cuacifn (1), puede verse que
el espesor requerido tw de la mecha, para el mismo trans
porte de calor es inversamente proporcional al factor de
transporte de liquido Nj. Asi, la ecuacidn (3) puede ser
reescrita como

)

Esta ecuacibn indica que la caida de temperatura a
través de la mecha es inversamente proporcional a la pro
piedad del 1iquido Ky Nj, la cual es conocida como fac-
tor de conductancia del liquido.

De lo anterior se puede concluir que para tubos de
calor con una gran capacidad de transporte de calor, pe
ro con pequenos gradientes de temperatura se pueden se-
leccionar fluidos de trabajo que tengan grandes facto-
res de transporte (Nl) y de conductancia {KlNI) del 1i-
quido.

Seleccidn de la Mecha.
de un tubo de calor es:

El objetivo de la mecha

i) Proporcionar los conductos necesarios para el flu-
jo del liquido de retorno desde el condensador al
evaporador.

ii) Proporcionar una superficie porosa en la interface
1iquido-vapor para el desarrollo de la presidn de
bombeo capilar, y

iii) Proporcionar un medio conductor del flujo de calor
desde la superficie interior del contenedor a la
interface liquido vapor.

De la ecuacidn (1) se puede ver que la capacidad de
transporte de calor de un tubo de calor estd asociada a
las propiedades de la mecha, es decir, depende de la per
meabilidad (K) y del radio ( r.) de los poros. Por lo
tanto, si se requiere por ejemplo, una mecha de alta ca
pacidad de transporte de 1fquido, &sta debe tener una al
ta permeabilidad y bajos valores de T, -

Ademds existen otros aspectos importantes en la se-
leccifn de la mecha, tales como: el autocebado, es decir,
la capacidad de la mecha de llenarse de liquido sin asis
tencia externa; la suceptibilidad de ebullicidn del 1i-
quido en la mecha; la altura de levantamiento estdtico
de la mecha, el costo de fabricacidn; etc. Como se vé,
existen numerosos factores que inciden en la seleccién
de la mecha, siendo, por lo tanto diffcil indicar algu-
nas reglas especificas para este fin. Sin embargo, se
puede recomendar, en términos generales, que siempre que
sea posible deben usarse los tipos-de mechas mas simples.

Seleccidn de los Materiales. Un factor fundamental
en la seleccidn de los materiales para la mecha y conte-

nedor de un tubo de calor es su compatibilidad con el
fluido de trabajo. Este es un aspecto importante, ya que
los tubos de calor estin sujetos a una continua degrada-
cifn de su comportamiento, como resultado de reacciones
quimicas o descomposicifn del fluido de trabajo y corro-—
sidn o erosifn del contenedor,o de la mecha. Actualmen-
te no existe una teoria especifica para predecir esta
compatibilidad, por lo que se han desarrollado extensos
ensayos para determinarla empiricamente. En la literatu
ra técnica, tales como Dunn and Reay [3] y Chi [4] a-
parecen resultados de estos ensayos los cuales son usa-
dos para la seleccifn de los materiales para las mechas
y contenedores. Ademds de la compatibilidad, otros fac-
tores, tales como el peso, las caracteristicas térmicas,
los costos del material y de fabricacidn, pueden ser tam
bién de importancia. Asi, por ejemplo, "para un peso mi-
nimo, el material que tenga el valor de la razdn denmsi-
dad/esfuerzo de tensién ( Pu/fu. ) mas pequefio debe
ser seleccionado; y si se requiere una pequena caida de
temperatura los materiales seleccionados deben tener un
valor alto del producto entre su conductividad t@rmica y
el esfuerzo de tensidn (kfu).

Procedimiento de €dlculo. El cdlculo estd orienta
do, basicamente, a determinar las dimensiones y caracte-
risticas del contenedor y mecha del tubo de calor. Las
propiedades fisicas de los posibles fluidos de trabajo,
mechas y materiales, en conjunto con las especificacio-
nes del problema conforman los datos de entrada para es
te calculo. El procedimiento para tal efecto es el si-
gulente:

1. En primer lugar se determina el didmetro del tubo,
considerando que la velocidad no sea excesiva.

2, Enseguida se procede al disenio mecdnico del contene-
dor, el cual permite definir los detalles de Eéste.

3. Las dimensiones y caracteristicas de la mecha se de-
terminan considerando el limite de bombeo capilar.

Didmetro del Tubo de Calor. Aunque los tubos de ca
lor pueden tener secciones transversales de distintas
formas, la circular es la configuracién mas comiin, pues-
to que es la mas eficiente desde el punto de vista de re
sistencia. Ademds, en el comercio estdn disponibles tu-
bos de seccibn circular de los mas diversos materiales.
Como ya fue planteado, el difmetro del tube de calor de-
be ser tal que la velocidad del vapor no sea excesiva,
ya que con altos niimeros de Mach el flujo compresible de
vapor genera grandes gradientes axiales de temperatura.
La experiencia ha demostrado que es conveniente que este
parimetro no sea superior a 0,2, Bajo esta condicién el
vapor puede ser considerado incompresible y el gradiente
axial de temperatura es lo suficientemente pequefio para
ser despreciado. Para un tubo de calor cuyo requerimien
to de transporte de calor, y consecuentemente el flujo
de calor mdximo Qmax, son conocidos, el difmetro del nii-
cleo central por donde escurre el vapor, considerando un
nimero de Mach Mv igual a 0,2, queda determinado por

20 Q
ra— BRY yL% )
b pv Y v CV RV Tv
donde C, = calor especifico del vapor, R, = constante de

gas y Ty = temperatura del vapor.
Disefio Mec3nico del Contenédor del Tubo de Calor.

La técnica de disefio para el contenedor del tubo de ca-
lor estd definida por las normas para depdsitos presu-
rizados; por ejemplo las normas ASME. Para tubos circu
lares en los cuales el espesor de la pared es menor que
el 10% de su difmetro el miaximo esfuerzo de presién es-—
td dado, en forma aproximada, por




ra

(6)

ma x

donde P = presifn, do = didmetro exterior del tubo
t = espesor.

El mdximo esfuerzo en cilindros de paredes delgadas,
sometidas a presiones internas, esti dado por

- S
P(d? + d} )

max d? - d?
o i

conde di = didmetro interior del tubo. Los extremos del
contenedor pueden ser cerrados con tapas hemisféricas,
cfnicas o planas. Considerando que en la mayoria de los
casos las tapas son planas el mdximo esfuerzo estd dado
nor

Prig¥
£ T - - (81
max 8 2

Para efectos de estos cdlculos la presidn interna del
tubo es igual a la presifn de saturacién de vapor del
fluido de trabajo a la temperatura de operacién

Disefio de la Mecha. El procedimiento general
sara el dimensionamiento de la mecha, si ésta es del tino
de malla, una de las mas comunes, es como sigue:

1. Conociendo el didmetro interno di del tubo, el largo
total L, y el &ngulo de inclinacidn A, la presién
hidrostdtica puede ser calculada por la ecuacidn

P = P, & {di cos® + L

i ¢ sen® ) (9)

donde g= aceleracidn de gravedad.

2. Definido el niimero de mallas de la mecha se determi-
na la presién de capilaridad Poy la cual no debe ser
mucho menor que el doble de Pg , calculada anterior-
mente,

3. Ahora se asume un espesor tw de la mecha y un diidme-
tro del niicleo central de vapor dv igual a (di - 2tw)

4. E1 limite de transporte de calor para el tubo con el
espesor de mecha asumido, puede ahora ser calculado
como sigue:

(oL), = 1o

max

donde F1 y ¥y son los coeficientes de friccién de
la fase liquida y vapor respectivamente, y estdn dados
nor

u
F, = —= ar
KAy X oop
8
F, = ¥ a2
Tr, e, A

2. Verificar si el (0OL)c, max calculado por la Ec. (10)
es mayor cue el requeride (QL). Si es asi, el espe

sor de mecha asumido es satisfactorio. Si no, un
espesor mayor debe ser usado, y los pases (3) a (5)

deben ser repetidos.

2.4, Programa Computacional. Dado que en el procedi-
miento de cdlculo existen procesos iterativos se im-—
plementa un programa computacional para ser procesa~-
do en PC, a través del cual se determinan todos los
pardmetros de diseno. Este programa estd constitui-
do por un mend principal, un programa maestro, archi
vos de datos y diversas subrutinas de cilculo.

Los datos de entrada para el programa son:

- La cantidad de calor a transportar.

- La longitud total del tubo de calor.

< Las longitudes del evaporador v condensador.

- Las temperaturas y velocidades del gas de escape y
mezcla.

- El &ngulo de inclinacidn del tubo.

- El &ngulo de contacto liquido de trabajo-sdlido.

Construccidn del Tubo de Calor. En primer lugar es
necesario conocer las caracteristicas del motor en el
cual se va a instalar el evaporador. El motor utiliza-—
do es de 6 cilindros en linea y una cilindrada de 235
pulgadas ciibicas (3850 ecm3). Con estos datos, y el eri-
terio de diseno descrito anteriormente, se definen los
nateriales, el tipo de mecha, y dimensiones del tubo de
calor, el cual es representado esquemiticamente en la
figura 4
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Fig. 4 Dimensiones principales del tubo de calor
construido-



El contenedor del tubo es de cobre y el fluide de
trabeju es agua. La mecha utilizada es del tipo arte-
rial, consistente en canales de seccifn transversal rec-—
tangular, construidos en la pared interior del contene-
dor.

El tubo de calor construido es instalado en el mo-
tor, tal como se muestra en la figura 5, constituyendo
asi el evaporador de mezcla aire combustible.

Evaperador de mezcla
aire - combustible

L Tubo

calor

Fig. 5 Esquema de instalacidn del evaporador en el mo-
tor

Exgeriméntos. Para determinar la efectividad del
evaporador, se desarrolla un trabajo experimental nue
consiste en hacer funcionar el motor con el evaporador,
y sin €1 (forma estdndar) a distintas RPM. Para cada ca
so se midid la relacidn aire-combustible (RAC) y la emi-
sién de contaminantes (CO y MC} versus velocidad (RPM).

Resultados y Conclusiones.

Los resultados obtenidos experimentalmente se mues
tran en los grificos de las figuras 6 y 7. La figura 6
muestra que la relacidén aire-combustible, para el motor
sin evaporador, en un pequefo rango de velocidad (500 -
700 RPM), disminuye levemente y luego aumenta paulatina
mente tendiendo asinteticamente a un valor del orden de
14; en cambio para el motor con evaporador su valor se
mantiene casi constante en un valor préximo a 14, para
todo el rango de velocidades. La figura 7 muestra que
el mondxido de carbono (CO), para el motor sin evapora-
dor, aumenta bruscamente entre 500 y 750 RPM, y luego
disminuye mas suavemente a medida que la velocidad au-—
menta; por el contrario para el motor con evaporador el
CO0 se mantiene aproximadamente constante en un valor
considerablemente mas bajo que el mi3ximo del caso ante-
rior. Por {ltimo la figura 7 tambi&n muestra oue la e-
misidén de hidrocarburos, para el motor sin evaporador,
tiene un aumento continuo a medida que la velocidad au-
menta, mientras que para el motor con evaporador la ten
dencia es similar al caso anterior, pero con una pen-
diente un tanto menor.

sin evaporador
— — — conevaperador
olu o S
Henl .
2 L ]
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< S e
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Fig., 6 Relacidn de aire-combustible vs. velocidad
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Fig. 7 Curvas de emisifn de contaminantes vs, velocidad

Del anilisis de los resultados se puede concluir
que el evaporador funciona adecuadamente habiéndose al-
canzado el objetivoe fundamental planteado, es decir, el
de reducir la emisidén de contaminantes (CO y HC). Adi-
cionalmente se consigue que el motor trabaje con una re
lacidén aire combustible mayor, lo cual constituye una

ventaja, ya que significa un ahorro de combustible.
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RESUMEN

Se presenta un criternio general de andlisis para predecin el compontamiento de me

chay arteniales de secclfn trnansversal de distintas geometrias.

Pana desernibin el mo

vimiento de La columna de Liquido, debido al fendmeno de Levantamiento capilar, se esta
blece una ecuacibn unidimensional, que peamite evaluarn fa posicibn y velocidad instdnita

nea def menisco, y el tiempo de equilibric.

Los nesultados obtenidos son comparados en

the 54, de Lo que se concluye que Las mechas anterdales de seccifn cincular son Los mas
eficientes desde el punto de vista de La capacidad de trhanspornte de Liguido.

INTRODUCCION

Los tubos de calor son dispositivos de transpor-
te de calor de alta eficiencia, en los cuales un flui
do de trabajo es recirculado entre una zona de conden-
sacidn y otra de evaporacidn. La capacidad de bombeo
requerida, la cual depende d& lacantidad de calor a tranms
portar, es obteénida por medio de la tensién super{f
cial en una mecha; la cual puede ser construida de di
versos materiales, y tener distintas formas estructura
les, El tipo de mecha a utilizar en un caso especifi-
co depende del compromiso entre su costo de construc
cidn y los requerimientos de flujo masico de fluido,
como de su capacidad de autocebado. Las mechas arte-
riales, en particular, se caracterizan por su alta ca
pacidad de bombeo capilar, por lo que los tubos de ca
lor implementados con ellas poseen una alta capacidad
de transporte de calor y una alta conductancia t&rmica,
lo que las hacen especialmente atrayentes para traba-
jar en el rango de temperaturas bajas y moderadas, en-
tre las cuales se encuentra la temperatura ambiente.
Las mechas arteriales se distinguen, principalmente,
por la forma de su seccidn transversal, entre las cua-
les las mas comunes son la circular, anular, eliptica,
cuadrada y rectangular [1] .

El objetivo de este trabajo es desarrollar un cri
terio general de andlisis que permita predecir el com-
portamiento de este tipo de mechas. La metodologia con
siste en extender el modelo de levantamiento capilar en
tubos rectos de seccidn circular, de Letelier et. -al
[2}] , a tubos rectos de secciones transversales como
las antes senaladas, los cuales representan a las me-
chas arteriales.

METODO

El movimiento impermanente, paralelo y laminar
de un fluido Newtoniano incompresible en tubos de sec-
cidn transversal arbitraria es gobernado por la forma
lineal de las ecuaciones de Navier - Stokes, es decir

gt - Tu =@ (1)

donde, en variables dimensionales,u es la velocidad
axial, t es el tiempo, @ es la funcidén forzante y @
es el nimero“de inpermanencia. Los factores de escala
son U, para la velocidad, y T, para el tiempo. Ademas
¢=- (3aP/ax)n?/p U y P =p + pgh esla
presidn, p = densidad, y g = aceleracidn de gravedad,
h = coordenada vertical hacia arriba, x = coordenada

axial, N = escala de longltud transversal, u = visco
sidad dindmica, vy @ = n? /u TU

Para flujo en tuberias de secciones transversales
circular, eliptica, cuadrada y rectangular la ecuacifn
unidimensional de momentum puede ser deducida de (1) ,
de la forma [3] , [4] .

+ a, 02 d’U b e B 0 (2)

1
e U +a, & = .
0 dt!

1 dt

En lo que sigue se asume que los tubos son coloca-
dos verticalmente con uno de sus extremos tocando la su
perficie libre de liquido en el instante t = 0, tal co
mo se muestra en la figura 1.

2r,y

-
-

7

T

Figura 1. Levantamiento capilar en tubos rectos

El movimiento resultante de la columna de liquido
dentro de los tubos es descrito en té&rminos de la posi-
cifén instantdnea del menisco. La longitud adimensional
de la columna se define como X = x/x; , donde x es la
longitud fisica, y x4y es la longitud en equilibrio es

titico. Las expresiones para X y @ son
£ n?[P -(P,+ pgx)] (3)
x:f(;du;ﬂz 1115
o L%

donde P, ¥ Py son, respectivamente, las presiones en el
extremo inferior y superior del tubo. Las magnitudes

de longitud transversal son asumidas muy pequefas; de
tal forma que las fuerzas de tensifn superficial predo-




minan sobre las fuerzas de gravedad e inercia en el me-
nisco. Esta restriccidn permite asumir, esencialmente,
que la forma del menisco permanece constante durante el
movimiento, y que &ste es aproximadamente circular en
los planos principales de curvatura; esto es para ambos
planos en los ductos de seccidn circular y cuadrada, ¥y
en el plano de menor radio de curvatura para los ductos
de seccidn anular, eliptica y rectangular. En estos
tres Gltimos casos, el zfecto de curvatura en la inter-
face seri despreciado en los planos de mayor radio de
curvatura.

i el menisco y la superficie libre del liquido
en el depdsito estdn a la presidn ambiente, la diferen-
cia de presidn a travits del menisco puede expresarse por
medio de la ecuacifa de Young Laplace, es decir

1 1

p!—p2=*fL{R +T{-~—-] ("!I)

1 2
donde Y, representa la tensidn superficial en el liqui-
do, R] y Ry son los radios principales de curvatura
del menisco. Las ecuaciones de movimiento se obtienen
haciendo U = dX/dt y usando las definiciones adecuadas
para Uy y Ty, y el @ngulo de contacto . Se asume que
el dngulo de contacto varia en el tiempo de acuerdo a
la expresién de Batten [5] .

Una ecuacifn general de movimiento, vdlida para
todas las geometrias consideradas, y para valores mode-
rados de S}, es

1-exp(=nt/a)

s = 1 (3)
o dt 1 dt. X

en la cual el miembro del lado derecho toma en cuenta
la evolucidn en el tiempo de la forma del menisco [5] .
n es un nimero que depende de la geometria de la sec-
cifén transversal.

RESULTADOS Y CONCLUSIONES

La ecuacign (5) fue numéricamente integrada a
través del método de Runge-Kutta de cuarto orden. Los
resultados obtenidos se muestran en la figura 2 y 3 pa
ra los valores de §, (correspondiente a ducto circu-
lar). Para 510 = 0,01 los efectos de inercia son peque
fios comparados con las fuerzas viscosas y de tensifn su
perficial, de tal forma el movimiento es aproximadamen-
te cuasi-permanente; en este caso el tubo de seccidn cir
cular produce el movimiento mas rdpido, mientras que el
de seccifén anular genera el flujo mas lento. Los otros
casos estdn en una situacidn intermedia.

Para 510 = 5 las fuerzas de inercia son no despre
ciables y en todos los casos el equilibrio es obtenido
en tiempos que son un orden de magnitud menores que el
caso previo.

10

A L 1 i
00 10 20 30 L] 50 &0 70
t~s

Fig. 2 Posicién adimensional del menisco en funcidn
del tiempo. 520 = 0,01

Bajo las restricciones impuestas en este analisis,
y dentro de la variedad de geometrias estudiadas, se con
cluye los tubos de seccifn transversal circular repre-
sentan la mecha arterial mas eficiente; y también la de
mayor capacidad de autocebado, tanto en el caso de le-
vantamiento capilar lento como moderadamente ripido.
Los tubos de seccifn transversal cuadrado, para 510= 5,
tienen un comportamiento similar a los de seccidn circu
lar. El comportamiento de los tubos de seccién trans-
versal eliptica, dependiendo de que su razdén de semie-
jes sea cercana a la unidad, o no, se aproxima al de los
tubos circulares o rectangulares, respectivamente. Des-
de otro punto de vista, los capilares de seccidn anular
pueden permitir una modelacidén mas realista para los mo
delos clisicos, basados en bancos de tubos, para la pe-
netracidn capilar en medios porosos, donde los tiempos
de penetracifn son usualmente grandes [3] .

Fig. 3 Posicidn adimensional del menisco en funcidn

del tiempo. $io = 5.0
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ABSTRACT

A general method of analysis to predict the artery
wicks performance of various cross-section shapes is pre
sented. It is deduced a one~dimensional equation to des
cribe the liquid column motion due to capillary rise phe
nomenon, wich permits to evaluate the instantaneous posi
tion and velocity, and the equilibrium time. Results ob
tained are compared with each other, and it is found that
circular tubes make the most efficient artery wicks.
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RESUMEN

Se presenta un estudio de procesvs de solidificacidn que ocurnen en el intenion
de un panalelepipedo nectangulan, cuando en la superficie extenion fija se produce un
enfaiamiento pon conveccidn exteana. Mediante un método de pertunbaciones se vbiienen
exprediones para da distribucidn de tempenatunas y para da detemninacidn de la posi-
cion instantdnea ded frente de solidificacidn. [os nesultados para da variacidn de la
tempenatuna supeaficial obtenidos del andlisis se comparan favoaablemente con datos
experimentales pana congelamiento de pudpa de chirimoya.

INTRODUCCION

El objetivo de este trabajo es presentar una
metodologia que permite describir el proceso de en-
friamiento en el interior de un recipiente, cuya geo-
metria corresponde a la de un paralelepipedo rectangu-
lar, cuando se produce la solidificacién de un liquido
debido al enfriamiento convectivo de su superficie
externa fija. Se supone que inicialmente el liquido
se encuentra a una temperatura uniforme que correspon-
de a la de sclidificacién. La definicién del problema
se especifica mediante la ecuacién de difusién, la
condicidén de enfriamiento convectivo en el borde exte-
rior fijo, una condicién de continuidad de la tempera-
tura en la interfase sélido-liquida, y una condicién
adicional en esta {(ltima posicién variable en el tiem-
po, que establece que la energia asociada a la rapidez
con que ocurre el cambio de fase es equivalente a la
rapidez con que se conduce el calor en la porcién que
se estd solidificando. Este conjunto de ecuaciones se
resuelve usando el método de perturbaciones, obtenién-
dose expresiones para la distribucién de temperatura,
la posicién instantdnea del frente solidificacién y
para el tiempo de solidificacién. La presentacidn de
los resultados incluye: (i) el andlisis del efecto que
tiene el nimero de Stefan, wutilizando como pardmetro
de perturbacién; y (ii) el estudio del efecto del
ndmero de Biot, que caracteriza el balance entre 1la
resistencia interna de conduccién y la externa de
conveccidn, en la descripcién de este tipo de procesos
térmicos.

Una descripcién esquemdtica del proceso asociado
con la transformacién de la fase liquida a sdélida en
el dominio considerado se muestra en la figura 1.

, |sdlido
Conveccion

h, T
o

liquido

Figura 1. Esquema del proceso de solidificacién

El grado de precisién logrado en las expresiones
analiticas obtenidas se evalia favorablemente al com-
parar la variacién de la temperatura superficial con
datos experimentales tomados de la literatura, corres-
pondientes al proceso de congelamiento de pulpa de
chirimoya. Finalmente, se contrastan las soluciones
obtenidas mediante el método de perturbaciones con las
que se logran al considerar s6lo el primer término en
las expansiones asintéticas, y que corresponden a la
formulacién cuasipermanente del problema, de modo de
evaluar la precisién de estas soluciones aproximadas.

ANALISIS

El método de perturbaciones aplicado al problema
adimensionalizado de conduccién con cambio de fase
consiste en proponer una expansién en serie para la
variable dependiente temperatura T, en términos del
nimero de Stefan ¢ , que se considera como el parame-
tro de perturbacién que gobierna estos procesos [1],

(2]

T = ‘1‘c + eTl + 0 (e?) (1)

Después de sustituir esta expresién en la ecua-
cién wunidimensional de conduccién del calor y en las
condiciones de borde de la regién solidificada, se
pueden agrupar términos de igual potencia del niimero
de Stefan € , y se obtiene una secuencia de sub-pro-
blemas de orden creciente de €, de los cuales a con-
tinuacién se describen los dos primeros de ellos

d"t‘u aT_(1)

=0 ; ———— =B [1-T_(1)] ; T (z) =0 (2}
dx? I% o o
321-1 3T AT, aTy

= iy e . —y = - H L )= 3
ax? 3z { ax)x:z' ax (1) BT1(1) i Tl[y) 0 (3)

donde las siguientes expresiones definen las variables
y los nimeros adimensionales de Stefan ¢ y de Biot B
utilizados. Las escalas para las variables incluyen
la diferencia entre la temperatura de solidificacién y

la del medio exterior, T! - T} y el ancho del reci-
piente 1, 3
T = (Té - T']/(Ts - Tf) O L O A (4)




€ = cp(Té - Ti/e ;B =1h/k (5)

La solucién del problema se obtiene resolviendo
secuencialmente los sub-problemas en orden creciente
de potencias del nimero de Stefan ¢ . La técnica de
separacidén de variables conduce a las expresiones que
se indican a continuacién para los dos primeros térmi-
nos de la serie descrita por la ecuacién (1),

_ _ B(x-z) 6
To T 1 + H(l-z) (8l

(B24B% ) {x%-2z2)/2 +« B (2°-x*)/6 —(B*/2 + B?)(x-z)
17 T1+ 8B(l-2z) |°

T

(B*/B)(2?-1)-B?/2-22(B?+B*)/2+2(B’/2+2B*%)
[ 1+ B(1-2) |*

- B(x-2z) |

(7)

donde el primer término de la serie, descrito por la
ecuacién (6), se conoce como la solucidén cuasiperma-
nente para la distribucién de la temperatura y corres-
ponde a considerar que cuando el valor del nimero de
Stefan ¢ es muy pequefio, ¢<< 1, entonces se puede des-
preciar la rapidez de cambio de la energia interna
frente a la rapidez de conduccién de calor en la por-
cién solidificada.

Con el objeto de especificar el movimiento de la
interfase s6lido-liquido, se necesita realizar en esa
posicién un balance entre la energia necesaria para
mantener la transformacién de la fase liquida a la
s6lida y la cantidad de energia que se transmite
axialmente por conduccién, el cual expresado por uni-
dad de tiempo y en forma adimensional establece que
existe una igualdad adimensional entre el gradiente de
temperatura evaluado en la interfase y la rapidez con
gue ésta se desplaza

aT/3x = dz/dt, en x = z (8)

Esta ecuacidn diferencial se puede resolver
considerando como condicién inicial que en el tiempo t
igual a cero todo el dominio se encuentra en fase
liquida y a la temperatura de sclidificacién (en t =
0, z = 1) y la solucién recién obtenida para la dis-
tribucién de temperaturas en las ecuaciones (1), (6) y
(7), con lo que se determina que la interfase z varia
con el tiempo de acuerdo a la relacién [3]

t=A=-C+D=E=F +Hl (9)

donde las definiciones de A, C, D,
can a continuacidn:

E, vy F se especifi-

A= (1 +B)|B In(u} =1 - B(1 = 2z) + ln{u)|/2 (10)
C=10,5.u =201 +8) u+ (1+8° 1n(u)(/B> (1)
D = (1 +B/2) . In(u) + (B°/6 + B/2)(1/B . u)  (12)
E=1(1+B) |u- 82/u + 2 B Infu)]/2 B (13)
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F - u? _ _(1+B)u - (1+B)°* {1+B)? 1n(u)
12 B 2B 6B u 2B
3
| B ) B B (14)
B%u B? 2
2
H:l+g—£|3+—+—+g—
2B} B?
(1+B)(1-B*) 1 _1+B  (1+B)*  (14B)? o~
2B "I B 2B 6B 2 l (159

donde se ha empleado la variable auxiliar u gue depen-
de del nimero de Biot B y de la posicién de la inter-
fase z

1+ B(1 - z)

u = (16)

RESULTADOS

La figura 2 muestra graficamente la diferencia
entre la solucidn obtenida por el método de perturba-
ciones y la correspondiente a la aproximacién cuasi-
permanente para la posicidn instanténea de la interfa-
se cuando tanto el ndmero de Biot como el nimero de
Stefan son iguales a uno. En esta figura se aprecia
que la aproximacién cuasipermanente predice un movi-
miento mas lento de la interfase sélido-liquidec y
asimismo establece para este caso gue el tiempo para
que se complete la solidificacién de todo el dominio
es 8,9% mayor que el que se obtiene con la solucidn
corregida.

E o(1)
M o(e)
F)
0

0 02

Figura 2. Comparacién entre solucidn perturbada y
aproximacién cuasipermanente para la po-

sicidn de la interfase sélido-liquida.

El efecto que tiene el nimero de Stefan en el
movimiento del frente de solidificacidén se ilustra en
la figura 3, para un proceso de cambio de fase con un
enfriamiento convectivo caracterizado por un nimero de
Biot igual a 0,1. Las tres curvas que ahi aparecen
corresponden a la solucidén obtenida con el métode de
perturbaciones y se aprecia que a medida que el nimero
de Stefan aumenta el movimiento de la interfase sdli-
do-liquido es mds rapide y el proceso de solidifica-
¢idn se finaliza en un tiempo menor.
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Efectos del nimero de Stefan en el movi-
miento de la interfase mévil.

Figura 3.

En la figura 4 se representa el aumento de la
velocidad con que se produce el cambio de fase cuando
el nimero de Biot aumenta desde 0,1 a 2 considerando
que el proceso de solidificacién estd caracterizado
por un nimero de Stefan e igual a 0,1. Se puede apre-
ciar que la solucién obtenida mediante el método de
perturbaciones predice que para un proceso con cambio
de fase liquido-sélida con € = 0,1 el tiempo de soli-
dificacién se puede disminuir a la décima parte aumen-
tando el valor del nimero de Biot desde 0,1 a 2.

Numero

P o § 1

Figura 4. Efectos del nimero de Biot en el movimien—
to de la interfase y en el tiempo de soli-

dificacién.

La figura 5 permite evaluar el grado de preci-
s$i6n logrado con el método de andlisis propuesto en la
descripcién de la temperatura superficial en el borde
externo fijo cuando se produce el congelamiento de
pulpa de chirimoya ubicada en el interior de un para-
lelepipedo rectangular con cinco de sus superficies
aisladas térmicamente, [4]. Se observa que tanto la
aproximacidn cuasipermanente como la solucién pertur-
bada describen adecuadamente la temperatura superfi-
cial. Sin embargo, la desviacif6n maxima entre los
resultados analiticos respecto a los datos experimen-—
tales, al finalizar el proceso de congelamiento, dis-
minuye desde un valor de 8,7%, correspondiente a la
solucién cuasipermanente, a un valor de 6,5% cuando se
usa el método de perturbaciones para solucionar el
problema caracterizado por un nimero de Biot de 2,5 y
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un numero de Stefan igual a 0,1142. En este caso de
congelamiento se aprecia que debide a que el valor del
nimero de Biot es mayor que 2 y el nimero de Stefan es
aproximadamente igual a 0,1, existe poca diferencia
entre los resultados analiticos obtenidos por el méto-
do de perturbaciones y los correspondientes a la
aproximacifn cuasipermanente. En procesos de solidi-
ficacién en el interior de recipientes cilindricos a
temperaturas altas ( 700°C), esta diferencia puede
ser mucho mayor [5].

_2 T T I )
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M _4hk - - Sol. Cuasipermanente | |
& — Sol. Perturbaciones
E
R _gk
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T 1 E M P O, minutos
Figura 5. Comparacién entre resultados analiticos ¥
experimentales para congelamiento de pul-
pa de chirimoya.
CONCLUSIONES

El método de perturbaciones se ha utilizado para
obtener expresiones analiticas que permiten describir
la conduccién de calor con cambio de fase liquida -
s6lida que ocurre en el interior de un paralelepipedo
rectangular cuando el procesc es causado por un en-
friamiento convectivo. En particular se han determi-
nado expresiones para la distribucién de temperatura
en la porcién solidificada y para la posicién instan-
tanea del frente de solidificacién.

La comparacién entre los valores para la tempe-
ratura en la superficie exterior fija y datos experi-
mentales para el congelamiento de pulpa de chirimoya
demuestra que es posible aplicar la metodologia de
analisis propuesta a la descripcién de procesos de

conduccién de calor para el congelamiento de alimen-
tos.
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ABSTRACT

The solidification process inside a rectangular
parallelepiped with convective cooling on the external
fixed boundary is studied. A perturbation methods is
used to obtain analytical solutions to the temperature
distribution and to the instantaneous position of the
solid-liquid moving boundary. Surface temperature
predictions obtained from the model are favorably
compared with experimental data for freezing of
cherimoya pulp.
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RESUMEN

Se utidiza la aproximacidn cuasipenmanente pana deteaminan expaediones senciddas

para da distribucion de femperatuna,

la posicidn instanidnea de la inteafase adlido-

Liquicdo y puna ed tiempo que demuag ed proceso de sodidificacidn en el intealvn de
cuenpos de geometnla simple cuando en ed exteaion existen condiciones de boade depen-

diendes ded tiempo.

La precisidn de algunas de las expreaiones anallticas presenitadas

se verifica prediciendo da tempenaluna supenficial dunante la solidificacion y da
tusidn de una aad de litio uiidizada para almacenan energia.

1. INTRODUCCION

Numerosos procesos térmicos se caracterizan por
ocurrir mientras la materia estd cambiando de fase
liguida a sélida. A modo de ejemplo se pueden sefia-
lar: 1la fundicidn y solidificacién de metales y alea-
ciones, el almacenamiento de energia térmica con cam-
bio de fase, y la conservacifin de alimentos mediante
¢Su congelamiento. Este tipo de problemas se puede
estudiar analiticamente modelando la situacién fisica
de modo de describir el comportamiento de las wvaria-
bles tipicas en estos fendmenos. Es decir, el proble-
ma se reduce a determinar la distribucidén de tempera-
tura T, 1la posicidn instantinea de la interfase s6li-
do-liquide x y el tiempo que dura el cambioc de fase t

(1]. {2].

El objetivo de este trabajo es presentar una
metodologia simple que permite predecir analiticamente
estos procesos. En particular, se presenta una formu-
lacién peneral que permite resolver el problema de
conduccidn de calor con cambio de fase, en el interior
de un paralelepipedo rectanpgular y de recipientes de
forma cilindrica y esférica, para diferentes condicio-
nes de borde especificadas (conveccién, flujo de calor
o temperatura) en la superficie exterior, las cuales
pueden variar de acuerdo a una funcién f del tiempo.

2. ANALISIS

Los procesos térmicos con transformacion e la
fase liquida en sé6lida se pueden describir en una
primera aproximacidn considerando la ecuacién unidi-
mensional de difusidn del calor. Las variables funda-

mentales del problema son la distribucidén de tempera-
tura en la porcidén solidificada T, y la posicién ins-
tanténea de la interfase x, las cuales se obtienen
después  de resolver el problema definido en forma
adimensional a continuacién:

aT 1 3 n=1 aT
— = B o (1)
At n-1 3% T
o
T{x} 0 3 aT (1) + bT(1) = (d+BO1-T(1))|f({t) (=)
X, % = T (%} ; x{0) = 1 (3
tdonde las lelrns ulilizaovas conmo subindices indican

derivadas parciales con respecto a las variahles inde—
pendientes especificadas, y el exponente n permite
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especificar si el proceso ocurre en el interior de un
paralelepipedo rectangular cuando n=1, o bien dentro
de un recipiente de forma cilindrica o esférica en los
casos en gue n=2 & 3, respectivamente. La figura 1
ilustra en forma esquemidtica las situaciones fisicas
estudiadas.

solido
; T(t)
liquido

=0 q(t) o= l
-1
hAT(t) «
E— solido
r —
|

Figura 1. Esquema de procesos de cambio de fase

Las constantes a, b y d pueden tomar los valores
ecero o uno para reducir la condicién de borde genera-
lizado (2) a casos de flujo de calor, temperatura, ¥y
transporte convectivo. La definicién de las variables
adimensionales es

Tgl P TI
T = - it = eat' /1% ; r = r'/1 (4)
AT
0
E = aTé/e % B=1h/k (5)
donde ¢, e, @, k designan el calor especifico, la

entalpia de solidificacién, 1la difusividad y la con-
ductividad térmica; AT es el potencial térmico que
mantiene el proceso de cambio de fase y 1 es la dimen-
5i6n caracteristica del recipiente. El1 nimero de Biot
B aparece cuando existe un coeficiente convectivo h en
la superficie exterior fija.




Como se aprecia en las ecuaciones precedentes,
el nimero de Stefan pgobierna el proceso e camhbio de
fase. Cuando ees pequefio, e<<1, la rapidez de cam-
bio de energia interna es despreciable frente a la
rapidez con que el calor se propaga en la regidn soli-
dificada por conduccidn. Considerando estos casos,
se hace uso de la aproximacidn cuasipermanente y se
resuelve la ecuacién diferencial mediante separacién
de wvariables, obteniendose la siguiente expresién
general para la distribucién de temperaturas en la
porcién solidificada para diversas geometrias y condi-
ciones de borde externc variables en el tiempo de
acuerdo a una funcién analitica f(t)

T = f£(t) . g (r,x)/g,(x,B) (6)

donde las funciones g (r,x) y g,(x,B} sc definen a
continuacidn en la tabla 1. (

Tabla 1. Expresiones para gllr.xJ y gE(X.B)

Geometria n g, (r,x) g2(x,B}
Pareziclepineda 1 r - x 1 -x% + 1/B
Cilindro 2 In(x/r) 1n(x) - 1/B
Fsfera 3 r - x rx{1 - 1/B - 1/x)

Tomando el valor limite cuando el nimero de Biot
B tiende a infinito, las expresiones de g_(x,B), vali-
das para condiciones de borde externas convectivas,
tienden a las correspondientes a imponer una tempera-
tura que varia con el tiempo en la superficie exte-
rior. En el caso en que el cambio de fase se origine
y mantenga por un flujo de calor que cruce la superfi-
cie fija, 1la funcién g.(x,B) es igual a uno para los
recipientes de las tres geometrias consideradas.

La posicién instantédnea de la interfase x se
determina calculando el gradiente de temperatura a
partir de la ecuacién (6), y resolviendo la ecuacién
diferencial ordinaria que se obtuvo mediante un balan-
ce de energia en la interfase sélide-liquido, ecuacidn
(3)= Para el caso particular en el cual se considera
que las condiciones de borde no varian en el tiempo
f(t) =1, y la interfase se desplaza en el dominioc de
acuerdo a la siguiente relacién

t = t{x,B) (7)

que se encuentra descrita en la tabla 2 para procesos
que ocurren en el interior de recipientes de las tres
peometrias consideradas.

Tabla 2. Funcidén t(x,B) para la posicién de la

interfase.

Geometria n t(x,B)

Paralelepipedo 1 {:1+B(1—x)f2 ~ 1} /2 8%
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Cilindro xz[ln(x)—1/2—1/2BV2+1/28*1/4

(x2-1)/3+(1-x2) /3B+(1-x2) /2

w

Esfera
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Al igual que en la determinacién de la tempera-
tura, las expresiones para t(x,B) vdlidas para el caso
en que se imponga una condicién de borde convectiva en
la superficie fija, se pueden utilizar cuando ahi se
prescribe la temperatura haciendo tender el valor de B
al infinito. Por su parte, cuando existe un flujo de
calor constante como condicidén de borde externo, la
posici6én de la interfase se define mediante la rela-
cidén siguiente

1/n

x = (1 - nt} (8)

en la cual el valor de n es igual a uno cuando el
proceso ocurre dentro de un paralelepipedo, o bien,
n=2 6 3, cuando el cambio de fase es en el interior de
un recipiente cilindriceo o esférico, respectivamente.

3. RESULTADOS

La distribucién de temperatura en la regidn
solidificada en el interior de un paralelepipedo rec-
tangular se representa en forma adimensional en la
figura 2 para tres instantes de tiempo. L.as curvas
que se muestran corresponden a casos en que la condi-
cién de borde exterior es una temperatura prescrita,
la cual puede permanecer constante durante el proceso
o variar con el tiempo de forma exponencial o lineal.

T 1 T T T T
E ——Qq=constante
hd(l& |- —=Qg= 1-CL1‘

P —.Qg= exp(—O.it)
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Distribucién de temperaturas en regidn
solidificada en el interior de un paralele-
pipedo rectangular con temperatura prescri-
ta en el borde externo.

Figura 2.

La figura 3 ilustra las distribuciones de tempe-
ratura gue resultan en el interior de un paralelepipe-
do rectangular cuando se impone una condicidn de flujo
de calor variable en el tiempo en la superficie fija
exterior. Para cada uno de los tres instantes de
tiempo considerados, se contrastan los resultados
correspondientes a una variacién temporal del tipo
exponencial decreciente con las de un tipo lineal y
las que ocurren cuando se supone que existe un flujo
de calor constante como condicién de borde.




E —Qq-= constant_?.
MOBF|_ _ q=1-4.2x10 't

—. q=exp(-610"1)

c
o
ro

T

AOG™ 02 o0& 06 08 1
) 0 N

Figura 3. Distribucién de temperaturas en la regidn
solidificada en el intericr de un paralele-
pipedo rectangular con superficie externa
expuesta a un [lujo de calor.

La distribucidn e bempecsbaras
icaga en el interior o
seom@étrica corresuonde a1 nn
Sanpulbarg cuando =] cumin e
ceurre al exponer la superficio externa a un enfria-
siento por conveceidn con un nimero de Biot ipual a
Gy bose muentri en la figura 4, para cuatro instantes
iempa,
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Figura 4. Distribucidn de temperatura en el interior
de un paralelepipedo rectangular con super-
ficie exterior enfriada convectivamente.

e la fipura & se representa el efectn que tiene
el oufaeso de Biot B oen el wmovimiento del frente de
stlicificacion en el intericr de un paralelepipedo.
e s aprecia en esta fipura, la velocidad de avance

1o interfase sdlido-liguido disminuye hastante

wha el nidmersa de Biot es menor nque 1. Por el con=-
it T variaciones del nimero de BDiet no alteran
“iablemente el movimiento de la interfass cosmio
dimero de Bilot es mayor que 10,

< _Ndmero de 1
*. Biot
0] ]
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Figura 5. Efectos del ndmero de Biot en la posicién
de la interfase sdlido-liguido en el inte-
rior de un paralelepipedo.

Una conparacidn rntre los resultados analiticos
¥y experimentales para a3 variacidn de la temperatura
superficial cuando se funde una sal de LiF - MgF_ - KF
en el interior de una unidad cilindrica para almficena-
miento de energia térmica :se muestra en la figura 6.
En ella s aprecia que los datos experirmentales oble-
nides pars un ndmero de Stefan igual a 0,041 se pueden
describir completamente por ¢l método propuesto cuando
se considera que el flujo de calor aportado en la
superficie externa varia exponencialmente con el tiem—
po, lo cual aproxima bastante bien lo cue ocurrid
durante estos experimentos r.’i], [d]

T 735 1 1 1
—- g=constante

E -—-Q=a+bt

M 730+ —qg=exp(-ct)

e ---- Shamsundar [5]]
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Figura 6. Temperatura superficial durante la fusién
de LiF - MpgF_ - KF en una unidad cilindrica
de almacenamlento de energfa térmica.




La descripcidn de la temperatura superficial de
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The pseudo-steady-state aproximation is used to
find simple analytic estimates to the temperature
distribution and to the position of the moving solid-

Figura 7. Temperatura superficial durante la solidi- liquid boundary inside rectangular, cylindrical and
ficacién de LiF - MgF_ - KF en el interior spherical containers, when the external surface is
de una unidad cilindrica. under arbitrary time dependent boundary conditions.

Experimental data describing the surface temperature
during fusion and solidification of a lithium salt
inside a cylindrical phase change energy storage

CONCLUSIONES system are used to assess the precision of some of the
b A L analytic solutions presented.

Utilizando la aproximacidén cuasipermanente se
han determinado expresiones generales para la distri-
bucién de temperaturas y para la posicién instanténea
de la interfase sélido-liquido, que permiten describir
procesos de fusidén y solidificacién en el interior de
recipientes cilindricos, esféricos y rectangulares,
cuando en la superficie exterior se imponen condicio-
nes de temperatura, flujo de calor o transporte con-
vectivo que varian con el tiempo.

Se ha demostrado que el método propuesto propor-
ciona una respuesta precisa para describir el compor-
tamiento térmicc de unidades de almacenamiento de
energia basadas en el uso de sales litio, cuando el
nimero de Stefan es menor que 0,2.
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UTLIZA(,‘RO DE GASES COMO FLUIDO DE REFRIGERAQAO DE DISPOSITIVOS

ELETRONCOS REFRIGERADOS POR MATERIAL DE MUDANCA DE FASE
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RESUMO

Neste trabalho € analisado a utilizacao de fluidos gasosos com o objetido de

retirar e transferir a energia armazenada no material de mudanca de fase
MMF atua como um capacitor térmico, absorvendo a energia dissipada, por efeito

le, dos dispositivos eletronicos.

(MMF). ©

Jou

E apresentado a temperatura do fluido, a dos dis
positivos eletronicos, a massa liquefeita e a massa em mudanca de fase do MMF, n

con

siderando a parafina n-Eicosana como MMF, e a agua, o ar, o hidrogéneo e a amonia

como fluidos de refrigeracao.

INTRODUCAO

Os dispositivos eletrénicos sdo projetados para
operarem em wuma faixa de temperatura especifica.
Quando em operacgio estes dissipam energia devido ao
efeito Joule, que faz elevar a temperatura de
trabalho. Portanto & necessario retirar a energia
dissipada por algum mecanismo térmico, a fim de que a
temperatura ndo ultrapasse aquela esperada.

A maioria dos pro jetos eletrdnicos sdo
refrigerados por circulaglo natural de ar ambiente, e
nos dhsos onde este processo é insuficiente,
utiliza-se convecgdo forgada, com ou sem aletas.

Com o desenvolvimento da eletrdnica, componentes
come a valvula foram substituidas pelos transistores,
que além de ndo haver filamentos incandescentes,
tiveram uma reducdo de poténcia dissipada global e
também o seu tamanho. O problema do controle térmico
porém tornou-se mais complexo. Tendo seu tamanho
reduzide, diminui-se a &rea de troca de calor,
aumentando a temperatura do componente. A
minituarizagdo fisica dos componentes eletrdnicos
aumentou a energia gerada por unidade de &rea de
dissipagdo de calor, conforme relata Oktay et alii
[11.

Com o desenvolvimento: de aeronaves de alto
desempenho (avides, misseis e foguetes supersénicos),
de sistemas computacionais de grande porte; a solugao
de convecgdo natural ou forgada ndo foram suficientes
para o resfriamento de componentes eletrdénicos em
sistemas de controle.

0 aumento da poténcia dissipada por unidade de
area, a miniatuarizagdo dos componentes e a
confiabilidade dos mesmos levou os pesquisadores da
Area a buscarem novas técnicas de controle térmico e

de estabilizagdo de temperaturas de dispositivos
eletrénicos.
Kraus e Bar-Cohen [2] apresentam as

consideragdes térmicas de um projeto de dispositivos
eletrébnicos e analisam inumeras técnicas de controle

térmico, tais como: refrigeragdo por ar direto,
superficies aletadas, placas frias, resfriamento por
imersd3o, heat pipes e resfriamento termo-elétrico.

Fixter [3], Humphries [4] e Abhat [S], entre outros,
pesquisaram o comportamento térmico de materfal de
mudanga de fase, sendo que Witzman et alii [6] e Toro
{7], estudaram o comportamento de materfal de mudanga
de fase (MMF), como capacitor térmico, no controle da
temperatura de dispositivos eletrénicos.

Um capacitor térmico & gualquer dispositivo que
tem a capacidade de armazenar energia térmica. O
principio de funcionamento do capacitor térmico, com
material de mudanga de fase é o de absorver e liberar
energia & temperatura aproximadamente constante, em
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fazendo com
que as variagdes de energia ndo provoquem grandes
diferengas de temperatura.
Segundo Lorsch et alif
mais apropriada ao processo de armazenamento térmico &

torno da temperatura de mudanga de fase,

[8] a mudanga de fase

a transigdo s6lido-lfquido. Varios trabalhos, [4, 5 e
8], analisaram diversos materiais de mudanga de fase e
conclufram que, para temperaturas baixas e
intermediarias, os compostos organicos, em especial as
parafinas, apresentam wvantagens sobre os compostos
inorganicos.

Witzman et alii [6] investigaram um procedimento
simplificado, utilizando material de mudanga de fase
na estabilizagioc da temperatura de dispositivos
eletrénicos, contudo a solugdc apresentada ndo permite,
uma analise mais profunda dos efeitos de parametros
envolvidos.

Toro [7] investigou o comportamento do MMF
quando utilizado como capacitor térmico em
dispositivos eletrdnicos. A solugdo wutilizada €&

analitica-numérica. A técnica entalpica de Bonaccina
[9] & utilizada para contornar a nao linearidade da
movimentagdo da fronteira sélida-liquida. Na solugdo
numérica & utilizada a técnica de volumes de controle
de Patankar [10].

Alves et alii [11] apresentaram um estudo
preliminar para varios ciclos de operagdo dos
dispositivos eletrénicos, concluindo ser a parafina um
bom material para controle térmico. Toro e Alves [12]
investigaram a influéncia da variagdo da poténcia
dissipada e também de diversas distribuigdes de
poténcia dissipada dos dispositives eletrénicos,
determinando que a parafina n-Eficosana, utilizada como
capacitor térmico conforme montagem mostrada na Figura
1, refrigera bem os dispositivos eletrénicos na faixa
dos 100 -C, desde que _a poténcia dissipada ndo
ultrapasse os 1000 W/m’. Toro e Alves [13]
investigaram a utilizagdo de fluidos refrigerantes
liquidos no controle e estabilizagdo da temperatura de
dispositivos eletrénicos. Os fluidoes lfguidos
utilizados foram: a 4&gua (por ser encontrada em
abundancia na natureza) e alguns fluidos industrials
(freon-12, &leo industrial e aménia). A temperatura
inicial do fluido foi de 25 «C (temperatura ambiente)
e a temperatura de fnicio do processo de retirada de
energia do MMF é de 36,3 «C, com 0,10 m de espessura

de MMF e de canal onde escoa o fluido. Das andlises
numéricas feitas, observou-se que obedecendo os
limites impostos de poténcia dissipada e de
temperatura nos dispositivos eletrdnicos todos os

fluidos estudados podem ser utilizados, porém com a
dgua obtém-se a menor temperatura de fluido.

Neste trabalho é analisade a utilizagdo de
fluidos gasosos que absorvam a energia armazenada, na
forma de calor latente no MMF, e o transporte para um
outro local (remoto). E importante qualificar alguns




fluidos gasosos existentes em abundadncia na natureza,
ar, e também outros disponiveis em processos
industriais e veiculos aerocespaciais, e portanto na
utilizacdc destes fluidos no controle térmico da
temperatura de dispositivos eletrdnicos.

Este trabalho tem como base o trabalho
desenvolvido por Toro [7] e & uma sequéncia do
trabalho de Toro & Alves [12] e [13]. Neste trabalho ¢
analisada a montagem mostrada na Figura 1, simétrica
em relacio ao Tluldo refrigerante, em que o uso da MNWF
como capacitor térmico atenua ams variaclea de
temperatura decorrentes da geraclo interna de energla
pelos dispositivos eletronicos.

O MMF & inserido entre duas placas finas cde alta
condutividade térmica, de forma gue n3o ha gradiente
de temperatura através das placas. A temperatura da
placa de separaglo entre o dispositivos eletrdnicos e
o MMF & a prépria temperatura dos dispositives
eletrdnicos. 0 fluido refrigerante escoa no canal
interno conforme mostrada na Figura 1.

DISPOSITIVOS ELETRSMICOS

MATERIAL DE MMDAMCA DE

////////17A

FLibo DE REFRIGERACKO

Y

Figura 1. Geometria estudada.

Suplem-s¢ que os dispesitivos eletrdnicos
dispostos em placas horizontalis dissipam calor

conforme curva apresentada na Figura 2, ou seja, com
poténcia dissipada constante durante o tempo ligado
dos dispositives eletrdnicos.
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Figura 2. Regime de carga/descarga.
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FORMULACAO B8 PROBLEMA DO MATERIAL BE MUDANCA DI FASE

Considerandoc a geometria i|lustrada pela Figura
1, tendo a hipétese de que o processc de transferéncia
de calor no MMF seja controlado por condugdo de calor,
unidimensional e transiente, aplica-se a formulaglo
entilipica ds Banacina [9]} ne equasienamento energbtico
do MMF, se a oqunale diferemmial, ssndh ela
vilida pare @ regites séitth, ‘igiida ¢ en mabige do
fase, portanto:

a7 8

e T [i'm ;-;-]; Ocy<a , t >0 (1)

onde T é a temperatura no MMF, t o tempo, y a direcdo
do fluxe de,calor, K(T) a condutividade térmica, C(T)
o calor empecifico volumblrico de MWF e “a" a
espeseura de material de mudanca de fase. Sends:

T = Thytd (2)
c1(n; TS Tm
p. L C(Tm)+c_(Ta™)

E(r)= ,!1“,_ R ‘_!'___. .y < e’ (3

CM; T2 ™'

K1(T] ;T s Tm
Klen ) - K’(Tm )
2 AT

. L)
;Tm <T<Tm

K(T)= K,(Tm') +

KZ(T) s Tz Tm’

L1

onde os indices e "2" indicam respectivamente as
propriedades do MMF nos estados sblido e lfquido, L &
o calor latente de fusdo, Tm a temperatura de fusido e
AT a metade do intervalo de temperatura mudanga de
fase, e

Tm' = Tm + AT (s)

Tm = Tm - AT (8)

onde Tm' e Tm™ sdo respectivamente as temperaturas de
liquefagdo e solidificagdio do MMF.

As condigBes necessarias para a solugdo da
equagio diferencial sdo dadas pela condigdo inicial:

T(y,0) = Tm (7)

que & a propria temperatura de solidificagdio do MMF e
pelas condigdes de contorno:

aT
3y

R (0,t) = h [T(0,t) - Tb(x)] (8)

que é a energia transferida do MMF para o fluido de
refrigeragdc por convecgd3o, sendo h o coeficiente de
convecgao do fluido, e

- Cl° ; 0=t s Aton
-fkma 2 la@ay=4" (9)
cdy o

Aton < t < Atc




o ¢ energia gerada pelos componentes eletrénicos,
te: & a area perpendicular a diregdo do fluxo de

e lar &P & a poténcia dissipada por unidade de area

« - d spositivos eletrdnicos, Aton o tempo ligado e
t ¢t ¢clclo de carga‘descarga dos dispositives
¢ :trd ‘cos.

Acoplamento entre materjal de mudanga de fase e
fluide refrigerante. E analisado a evolugdo da
temperatura do fluido refrigerante através de um
balango de energia em um elemento de volume do fluido,
como sugerido por Shamsundar [14].

Considerando que a variaglo da temperatura de
mistura do fluido, Tb, n3oc varia consideravelmente com
o tempo, JA& que o tempoc que o fluido leva para escoar
pelo canal & muito pequeno comparado com os tempos de
evolugdo da fronteira sélida-liquida do MMF, obtém-se
a equagdo:

- d Tb(x) 2 by _
s = cf.T(D.t) To(x)] (10)

Colocande o sistema de coordenadas se movendo
com o fluido, tem-se que:

dx
v 1
at (11)

ci
I

que relaciona o tempo que o fluido escoa no canal e a
posig3o do fluido no referido canal, obtendo a
temperatura do fluido refrigerante ao longo do tempo e
ao longo do canal de escoamento do fluido:

d Ib(ﬂ =2 g’“’" 8(0,1) dr (12)
[Tm -Tb(T)] f

onde Cf & o calor especifico volumétrico do fluido, e

T(0,t) - Tb(T)
Tm® - Tblx)

e(0,t) = (13)

=8 t (14)

Sabendo-se que 8(0,tT) wvaria com T somente,

efetua-se a integragdo, obtendo:

T

DAL [B(O.r)dr] (15)

Tb(tJ=Tm+—{Tm+—Tb(O)lexp[ﬂzb =
f

COMENTARIOS E RESULTADOS

0 material de mudanga de fase (MMF) utilizado em
todas as andlises numéricas fol a parafina n-Eicosana
com ponto de fusdo em 36,8 «C, com uma faixa de
temperatura de mudanga de fase de 1 sC. As
propriedades da parafina n-Efcosana podem ser
encontradas em Humphries [4].

As propriedades dos fluidos refrigerantes podem
ser obtidas em Eckert e Drake [15]. Para o cé&lculo do
coeficiente de convecgdo, em escoamento turbulento,
determinou-se através do numero de Nusselt apresentado

por Hatton et alii [16]. Para o escoamento laminar
utilizou-se o Nusselt 30 para todos os fluidos de
refrigeragdo. Maiores detalhes para o céalculo sdo
encontrados em [7].

Os fluidos de refrigeragdo utilizados foram a
4gua, no estado ligquide, o ar, o oxigéneo, o
hidrogéneo e a ambnia no estado gasoso. A temperatura
inicial dos fluidos fol de 25,3 «C. A temperatura de
infcio de processoc de retirada de energia armazenada
pelo MMF é& a propria temperatura de solidificaglo
36,3 «C. As espessuras do MMF e do canal de escoamento
do fluido sdo de 0,30 m.

Utiliza-se para a obtengdoc das equagdes
algébricas a técnica numérica de volumes de controle
desenvolvida por Patankar [10], que consiste em
integrar a equagdo diferencial em cada um dos volumes
da discretizagdo, flustrada na Figura 3, necesséaria
para a solugdo numérica.

Uma discussio detalhada desta formulagdo pode
ser encontrada em Toro [7].
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Figura 3. Discretizacao do MMF.

A Figura & apresenta a temperatura do fluido
refrigerante, em escoamento laminar, em fungdo do
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Figura 4. Temperatura dos fluidos refrigerantes.




tempo. Observa-se que as curvas do ar, oxigéneo e
hidrogéneo s3c praticamente iguais. Isto se deve por
eles terem praticamente a mesma capacidade térmica
volumétrica. A aménia tem uma capacidade térmica 30 X%
maior que os outros gases estudados e consequentemente
tem temperatura de fluido ligeiramente inferior.
Evidentemente, como a capacidade térmica da &gua é
aproximadamente 3500 wézes maior que a dos gases, a
temperatura de fluido praticamente ndo variou durante
a anéalise. Observa-se ainda que a temperatura dos
gases ao final do ciclo de 7200 s é aproximadamente a
temperatura de liquefagio do MMF de 37,3 <:C, o que
indica que toda a massa do MMF esta na fase lfquida ou
em mudanga de fase, conforme mostram as Figuras 6 e 7
respectivamente. A Tabela [ apresenta a capacidade
térmica volumétrica para os fluidos utilizados neste
trabalho.

Tabela 1. Capacidade térmica volumétrica dos fluidos.
P cp P x Cp % em
3 3 relagao
kg/m J/kg=C |J/m”=C ac ar
agua 999,04 | 4180,9 [4177x10°| 3536
ar 1,1744 1005, 7 1181,1 —
hidrogéneo | 0,08185 14314 1171,6 -
oxigéneo 1, 3007 920, 3 1197,03 +1
amdnia 0,7150 2177,0 1556, 66 +32

A  Figura 5 ilustra a  temperatura dos
dispositivos eletrénicos, correspondente a andlise
anterior. Observa-se que tanto a &gua como os gases
tem o méximo de temperatura em cerca de 80 -C.
Confirma-se, desta forma, que o MMF funciona como bom
capacitor térmico, pois independente da capacidade
térmica do fluido de refrigeragdo, & o MMF que mantém
a temperatura dos dispositives dentro da faixa
operacional.
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Figura 5. Temperatura dos dispositivos e!etr;ntcos.
Foram feitas algumas analises considerando
escoamento turbulento no fluide de refrigeragdo.

Somente a &gua teve bom desempenho, como ja& analisado
em [13]. Os gases conseguem retirar a energia
armazenada pelo MMF, porém sua temperatura aumenta
rapidamente, chegando a atingir em pouce tempo a

temperatura de liquef: &0 do MMF. Com isto toda a
massa do MMF estad na 1 'se liquida ou em mudanga de
fase. Nesta situaglo, &

importante analisar os

efeitos da convecgdo natural existente no MMF, como
recomenda [17], pois a convecgdo natural retarda o
processo de solidificagdo, podendo ate mesmo
interrompé-lo.

As Figuras 6 e 7 apresentam a massa |liguefeita e
em mudanga de fase do MMF, considerandoc escoamento
laminar nos fluidos analisados. A espessura utilizada
nas analises com fluidos gasosos, em escoamento
laminar, foram de 0,30 m e no final do ciclo de
carga/descarga obteve-se que da massa do MMF, 7% esté
na fase liquida e 93% em mudanca de fase. Utilizando
espessura de 0,10 m, obtém-se o mesmo resultado ja& no
inicie do processo, evidenciando gue mesmo em
escoamento laminar, no fluido de refrigeragao, existe
a necessidade de estudar os efeitos da convecgdo
naturatl,
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CONCLUSOES

E objetivo deste trabalho analisar o
comportamento de alguns gases na refrigeragio de um
capacitor térmico. As andlises feitas mostram que os
gases, em escoamento laminar, tem sua temperatura
elevada & temperatura de liquefagdo do MMF, no final



do ciclo de operagao.

Em escoamento turbulento, a elevagdo de
temperatura se faz mais rapidamente. Ja no inicio de
operagdo toda a massa do MMF esta na fase lfquida ou

em mudanga de fase, ndo sendo este método potente para
a andlise, pois ndo considera a convecgdo natural.

Conforme as analises feitas, observa-se que &
necessario o estudo da convecgdo natural, no caso de
utilizar gases como fluido refrigerante, para retirar
a energia armazenada, na forma de calor latente, do
MMF .

REFERENCIAS

Oktay, S; Hannemann, R e Bar-Cohen, A., High heat
from a small package. Mechanical Engineering, pp.
36-42 (1986).

[2]. Kraus, A.D. e Bar-Cohen, A., Thermal Analysis and
Control of Electronic Equipment. MacGraw-Hill

Book Co., [1983).

Control
Spacecraft

[3]. Fixter, S.L., Satellite Thermal
Phase Change Materials. J.

Rockets, 3:1362-1368 (13966).

Using
and

Perfomance of Finned Thermal
1974.

[4]. Humphries, W.R.,

Capacitors. NASA Tecnical Note TND 7630,

[5]. Abhat, A., Short Term Thermal

Revue Phys, 15: 477-501 (1980).
)

Witzman, S. ; Shitzer, A. and 2Z2virin, Y.,
Simplified Calculation Procedure of a Latent Heat
Reservoir for Stabilizing the Temperature of
Electronic Devices. Heat Transfer in Electronic
Equipment, 28: 29-34 (1983).

Energy Storage.

ie].

[7). Toro, P.G.P.,
Dispositivos Eletrénicos Utilizando Material

Mudanga de Fase. Tese de Mestrado, ITA (1988]).

Estabilizagdo da Temperatura de
de

and Denton, J.C.,
Solar Heating and
Energy Conversion,

[8]. Lorsch, H.G.; Kauffman, K.W.
Thermal Energy Storage for
of f-peak Air Conditioning.

15:1-8 (1975).

Comini, G.; Fasano, A. and
M., Numerical Solution Phase-Change
Int. J. Heat Transfer, 16: 1825-1832

[9]. Bonacina, C.;
Primicero,
Problems.

(1973).

Patankar, S.V., Numerical Heat Transfer and Fluid
Flow. MacGraw-Hill Book Co. (1980).

[10].

[11).Alves, C.L.F.; Rego, O0.A.A. e Toro, P.G.P.,
Estabilizagdoc de Temperatura de Dispositivos

Eletrénicos Através do Uso de Calor Latente. 11

Congresso Latino Americamo de Transferéncia de
Calor e Massa, (1986).
[12].Toro, P.G.P. e Alves, C.L.F., Dispositivos Ele-
tronicos refrigerados por Material de Mudanga de
Fase. 11 Encontro Nacional de Ciéncias Térmicas,
341-344, (1988).

[13).Toro, P.G.P. e Alves, C.L.F., Estudo da Tempera-
tura do Fluido Refrigerante em Dispositivos Ele-
tronicos Refrigerados por Material de Mudanga de
Fase. X Congresso Prasileirp de Engenharia
Mecanica, pp. 237-240, (1989).

[14].Shamsundar, N. and Srinivasan, R., Effectiveness-
NTU Charts for Heat Recovery from Latent Heat

Storage Units. J. Solar energy Engineering, 102:
263-271 (1980).

[15]).Eckert, E.R.G. e Drake Jr., R.M., Analysis of
Heat and Mass Transfer. MacGraw-Hill Beook Co,
(1972).

[16].Hatton, A.P., Quarmby, A. e Grundy, I., Futher

Calculations on the Heat Transfer with Turbulent

Flow Between Parallel Plates. Int. J. Heat Mass

Transfer,7:817-823 (1964). -
[17].Sparrow, E. M.; Larson, E. D. e Ramsey, J. W.,
Freezing on a Finned Tube for Either Conduction-
Controlled or Natural-Convection-Controlled Heat
Transfer. Int. J. Heat Mass Transfer, 24:273-284
(1981).

ABSTRACT

In this work is analysed the gaseous fluids, used in
order to remove and transfer the storage energy in
Phase Change Material (PCM). The PCM actuate as
thermal capacitor, absorving the dissipation energy,
by Joule effect, of electronic devices. It is
presented the fluids and electronic devices
temperatures, liquefied and phase change mass,
considering a n-Eicosane paraffin as a PCM, and water,
air, hydrogen, oxygen and ammonia as cooling fluids.
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SUMMARY ) .
The freezing of water-salt solutions on a horizontal wall is investigated experimentally and theoreti-
cally. The growth of the solid-liquid region is observed for NaCl— H30 and N H,Cl— H30 systems
under different temperature and concentration conditions. A unidirectional mathematical model is
used to predict the solidification process. The transport of heat is by diffusion, and convection is
absent. The mass diffusion is neglected and the growth of crystal is governed by tflie transport of
heat. In all experiments, the solution salt concentration is smaller than the eutectic composition,
and the wall temperature is higher than the eutectic temperature. The predicted temperature and
salt concentration profiles, as well as the interface position, are compared with experimental data.

INTRODUCTION

Solidification of binary systems is important in metallurgy
[1-4], geology [5], oceanography [6], crystal growth [7], nuclear
reactor safety (8] and many other fields. The phase change of
pure substances takes place at a fixed temperature and typically
the interface is planar [9]. For multicomponent systems the
transition from the liquid to the solid phase occurs over a range
of temperature and concentration resulting in a complex struc-
ture the interface. This phenomenon changes the concentration
of the system while the chemical components are incorporated
or rejected at the interface between the phases [10,11].

In order to better understand the solidification process in
the mushy zone (two phase region), an experimental study was
conducted by cooling the solidifying melt from bellow. In the
previous work [12] the predicted temperature profiles were com-
pared with experimental data. The predicted local solid frac-
tions as well as the salt concentrations were shown as a function
of the position.

This work was performed in order to continue the experi-
mental investigations and to compare the interface position and
the salt concentration with the predicted results. The math-
ematical model developed earlier [12], is used here to predict
the solidification of an aqueous solution of subeutectic compo-
sition. Two different salt solutions were used: NaCl — H;0
and NH4Cl — H20. In the case of sodium chloride-water so-
lution, three different concentrations (5,10 and 15% by weight)
were tested, involving a wide composition range. The sodium
chloride-water solution was used to validate the theory with
two different salt solutions. In this case a 5% concentration by
weight was investigated.

EXPERIMENTAL APPARATUS AND PROCEDURE

All experiments were performed in a rectangular test cell
with inner dimensions, 300mm in height, 150mm in width, and
75mm in depth. Figure 1 shows schematically the experimental
apparatus.

The horizontal bottom consisted of multipass copper heat
exchanger that was plated with nickel and chrome to avoid cor-
rosion by the salt. Five copper-constantan thermocouples (type
T) were placed close to the heat transfer surface continuously
monitoring its temperature. The heat exchanger was connected
through a valve system to a constant temperature bath. It con-
tained three loops through which the cooling flow rate could
be controled independently. By an appropriate valve setting it
was possible to maintain the temperature at the heat exchanger
surface uniform within +0.1°C of the desired temperature.

The vertical and top walls were made in acrylic sheets in
order to allow for visualization of the interface position inside
the test cell. To minimize the heat gain from the ambient, the
front and back walls were constructed from a pair of acrylic
sheets, and the entire test section was insulated with 50mm

683

thick Styrofoam. A removable window in the insulation allowed
for the visual observations.

Measurement of the temperature distribution inside the
test cell were made also with (type T) thermocouples. They
were placed in a stainless steel tubes having outside diameter
of 0.90mm. In order to measure the salt concentration, stain-
less steel needles, with the same 0.90mm outside diameter, and
stainless steel fitted stylets (obturators) were used. By sampling
a drop from the test cell it was possible to determine the salt
concentration by measuring the refractive index of the solution.
A calibrated hand refractometer was used for this purpose. The
thermocouples and the needles were inserted through the verti-
cal right and left walls, respectively, where 42 holes (21 in each
side) allowed the installation of the probes in several positions.
Typically six thermocouples and three needles were used in each
experiment. The outputs of all thermocouples were recorded by
a data logger system at preselected time intervals between two
consecutive measurements.

Expansion
. Reservoir
Insulgtion
Acrykc
Wall
ot o o
Two-Phase
Region
<5_
x=0 X TCmstcmm
Heat % Bath
Exchanger — T .
™ to Data Logger

Fig. 1 - Schematic diagram of the test cell

Solutions of distilled water and research grade salt were
used in all experiments with its composition smaller than the
eutectic composition. These mixtures were carefully syphoned
into the test cell to avoid introduction of air bubles. As it is
possible to see in Figure 1, a reservoir was installed in the upper
part of the apparatus to allow for expansion and contraction of
the phase change material.

To start an experiment, enough time was allowed to reach
the thermal equilibrium in the test cell. Then, by properly set-
ting the temperature in the constant temperature bath and the
valve system, the coolant (ethyl alcohol) was circulated through



the heat exchanger. During all the experiments it was possi-
ble to maintain the desired temperature at the bottom uniform
within £0.1°C. Due to the transient nature of the experiments,
the ternperature bath had to be frequently readjusted.

ANALYTICAL MODEL

The mathematical model for the solidification process of a
binary system is based on the basic conservation principles. A
macroscopic model was constructed to determine theoretically
the rate of solidification, predict the temperature and concen-
tration distributions and the solid fraction in the system.

The model assumes that the liquid phase is hydrodynami-
cally stable and there is no convective motion in the fluid. The
growth of the two-phase region is controlled by heat conduction
due to the fact that the thermal diffusivity of the salt solutions
are two orders of magnitude greater than the mass diffusivity.
The problem is one-dimensional and the thermophysical prop-
erties are assumed to be constant in a horizontal plane as an
average between the two phases. The solid and liquid are at
the same temperature in the same horizontal plane. All ther-
mophysical properties are constant within the liquid and solid,
but different from each other in the two phases, except for the
density assumed constant. The mathematical model as well as
its method of solution are shown in details in [12]. For com-
pleteness of this article, part of this model is repeated.

The equations describing the temperature distributions are

9 ﬁ..a_ 8_T_ ﬁ <z<é (1
pE(C“T}—az (kvnaz)+p6h18t' vE®S &
aT 2T

— =kt >6 2
peegy =kegm o 22 (2)
where the subscripts m and £ denote the two phase and the
liquid regions respectively and Ahk; is the latent heat of fusion.
The local solid fraction f in the mushy zone is determined from
the phase diagram [12] by

C(T) - Co
o) (3)
where the local salt solution concentration C(T) is obtained

directly from the liquidus line while Cy is the uniform initial
concentration.

The initial (t = 0) conditions are

f=

P= Tg (4[]'.)

§=0 (4b)
and the boundary conditions are

T=T, , z—+oo (5a)

T=T, , z=0 (5b)

T=T; , z=4§6 (5¢)
aT oT

kta 6, = kma—z‘ s (5d)

where T is the temperature at the mush-liquid (C = Co) in-
terface. The thermophysical properties in the mushy zone are
weighted according the local solid fraction [15] as follows:

em = flca —c2) +cr (62)

km = f(ks — ke) + ke (68)

The subscript s denotes the solid region in the mush.
Introducing the following dimensionless variables

_ T-T
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Ts
Pt S 8
05 Ty - T (8)

Ahf
.. - 9
Ste c,(Tm — Tw) ( }
and
I

== (10)

the model equations become
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where

§

- V4ot
and the superscript * denotes dimensionless quantities normal-
ized by the liquid properties. .

The transformed initial and boundary conditions becomes
as follows:

(13)

=40, . 7 — 00 (14&}
6=-1 , ng=0 (14b)
0=0 , n=¢c (14¢)

8'(04) =6'(0-) (14d)

In equations (11}, (12) and (14d) the superscript prime
denotes the total derivative with respect to 7.

RESULTS AND DISCUSSION

Four experiments were performed by freezing water-salt so-
lutions with different initial concentrations (Cp) of ammonium
chloride or sodium chloride. Table 1 shows the initial tempera-
ture (7o) and concentration and the wall temperature (T},) for
each experiment. The initial temperature was determined as
an average of the temperature readings from all thermocouples
installed inside the test section. For all cases this average was
obtained within a range of + 0.1°C. The initial concentration
ex!presses the percentage by weight of NH,Cl or NaCl in the
solution.

Table 1 — Test conditions for the experiments

Exp Salt Co To Tw ta
# Solution | (%) (°C) (°C) (min)
1 NH,CI 5 23.5 -15.1 606
2 NaCl 5 223 - 16.3 604
3 NaCl 10 25.8 - 18.0 627
4 NaCl 15 24.5 - 18.7 623

The temperature at the surface of the heat exchanger was
determined also as an average of the measured temperatures.
Typically, the desired wall temperature was reached in less than
5 minutes and was maintained constant after that by properly
readjusting the valve system and the temperature of the con-
stant temperature bath during the experiments. The duration
of each test was about 5 hours, and for all cases it did not ex-
ceed the maximum time (t,,) in with the liquid region could be
regarded as a semi-infinite medium. The calculated value for
t,, appears also in Table 1.




All the measured temperatures were continuously recorded
by the data aquisition system. A comparison between the exper-
imental and predicted dimensionless temperature distributions
in the test section, for the experiment 1, is shown in Figure
2. The points are the experimental data while the prediction
appears as a continuous line. In earlier work [12] the same com-
parison was made for six different cases. It is possible to see
there the same good agreement is obtained here for both the
mushy and the liquid regions.

The main objective of this work is to compare the experi-
mental data with the predicted results for the interface position
as well as the local salt concentration profiles in the system.
During the tests the front window in the insulation was re-
moved allowing the measurement of the interface position. Two
scales located on the front and the back walls of the test cell
were used for this purpose. Additional experiments were con-
ducted without the interface position measurements and it was
observed that their influence on the temperature profiles could
be neglected. The mush-liquid interfaces were quite flat for all
experiments, except for the case 4. However, it was very easy
to measure the average thickness of the two phase regions for
all cases within + 0.5mm.
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Fig. 2 — Comparison of predicted and measured dimensionless
temperature distributions - Exp. # 1.
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Fig. 3 — Comparison of predicted and measured interface
positions - Exp. # 1.
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Fig. 4 - Comparison of predicted and measured interface
positions - Exp. # 2.

Figure 3 shows a comparison of the predicted and mea-
sured interface positions § at different observation times, for
the first case. It is possible to see there that, in general, the
agreement is good, but the discrepancy increases with the time.
At the end of the experiment the difference is around 5%. The
results presented by Fang et al. [8] show the same trend. Fig-
ures 4 to 6 show the same comparison presented in Figure 3
for the three other experiments performed with sodium chlo-
ride solutions. The agreements displayed in Figures 3 and 4 are
very similar. The initial concentration for both experiments is
5% and the discrepancies are slightly smaller for the experiment
with NaCl— H,O solution. The available thermophysical prop-
erties for this salt are more reliable and this explains the better
agreement. For larger concentrations of salt in the solution, the
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Fig. 5 — Comparison of predicted and measured interface
positions - Exp.# 3.

discrepancies increase. Figures 5 and 6 show that the differences
between measured and predicted & for long times reach 12% and
18% respectively for the cases 3 and 4. These tendencies agree
well with the results presented by [8] and [12].

The phase diagrams of NaCl — HyO 13,14' and NH4Cl -
H,0 [12] show that in both cases, the solidification from a solu-
tion with subeutectic composition yelds a solid phase consisting
of a pure component (ice). The salt is rejected to the melt and
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Fig. 6 - Predicted and measured interface
positions - Exp. # 4.

increases its concentration. In this case, the solid and liquid
phases can coexist at the same temperature and different com-
positions. With the assumption of local thermodynamic equi-
librium (solid and liquid are at the same temperature at the
same horizontal plane) and the temperature profile in the mush
it is possible to establish a relation between the dimensionless
position and the local concentration of the melt. Figure 7 shows
the comparison between predicted and measured concentrations
for the case 1 and reveals a good agreement. The experimental
points were obtained by sampling drops with the needles and
measuring their refractive index. [For the experiment 2 the same
comparison appears in Figure 8. It is possible to see that in this
case the experimental data show concentrations slightly smaller
than the predicted ones. The same trends are observed in ex-
periment 3 where the discrepancies increase (see Figure 9). It
was verified in all cases that to obtain a sample for analysis from
the mushy region is difficult. It is very hard to introduce the
needles among the solid crystals, and because of this they were
installed in the test section belore the start of the experiments.
Each time that a measurement was made, the position previ-
ously occupied by a sampled drop is filled by the liquid coming
from the upper part of the test section, where the concentration
is smaller. This disturbs the local concentration, and the needle

o
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0
C’ [0/ o]

- Predicted and measured concentration
distributions - Exp. # 1.

Fig.
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nceds to be pulled to another position before the next measure-
ment.

As the two-phase region in the experiment 4 was very thin,
no concentration measurements could be taken in this case.
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Fig. 8 —Predicted and measured concentration
distributions - Exp. # 2.

Figure 2 shows that the mathematical model predicts well
the temperature profile. More details for different salt concen-
tration in the solution can be see in [12]. From Figutes 3 to
9 it is possible to conclude that the predicted interface posi-
tions as well as the local concentration profiles agree well with
the experimental data for the 5% initial concentration experi-
ments (cases 1 and 2). It is clear that with the increase in the
salt concentration in the solution, the discrepancies between the

40
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Fig. 9 -Predicted and measured concentration
distributions - Exp. # 3.
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predictions and experimental interface positions and local con-
centrations increase. The heat gain from the ambient as well as
the mass diffusion can explain these discrepancies.

CONCLUDING REMARKS

An experimental investigation was conducted in order to
investigate the solidification from below of subeutectic aqueous
solutions. A mathematical model is used to compare predicted




temperature profiles, interface positions and concentration pro-
files with experimental results. The agreement is very good
for the experiments with lower concentrations (5%) while the
discrepancies between the predicted and measured interface po-
sitions as well as in the concentration profiles increase for large
concentrations (10 and 15%). It should be interesting to in-
vestigate the influence of the mass diffusion in the predicted
results.
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SUMMARY

In this work the energy transfer process in a packed-bed heat exc}_langer,'m counter—ﬂpw ar-
rangement is considered. The phenomenon is deseribed trough a Continuum Theory of Mixtures
approach, in which fluid and solid (porous matrix) are regarded as continuous constituents possess-
ing, each one, its own temperature and velocity fields. nge heat egcchan_ger consists (_)f two channels,
separated by an impermeable wall without thermal resistence, in which there exists a saturated

flow. Some particular cases are simulated.

INTRODUCTION

Interactions between fluids and solids are present in many
industrial processes. In order to obtain a large ratio of surface
area to volume, the fluids may be passed over packed beds of
solid material. This gives rise to phenomena such as heat and
mass transfer or chemical reactions. Examples of industrial ap-
plication involving packed bed heat exchangers are pebble bed
heaters, evaporators, glass furnaces and thermal energy storage
units. The main subject of this work is the study of the heat
transfer process in a counter flow packed bed heat exchanger.

Packed bed heat exchangers are usually simulated with the
help of one-dimensioal models, empirical correlations being used
to compute heat transfer coeficient and pressure drop. These
models, besides the inherent limitations of the empirical corre-
lations employed, are only abble to describe the involved phe-
nomena from a global viewpoint.

While the well known classical ﬁsingle continuum) energy
transfer model [1] describes adequately the energy transfer pro-
cess in materials such as steel, water or air, it is not so appropri-
ate for a local description of phenomena with practical impor-
tance like heat transfer in a flow of a newtonian fluid through
a porous medium.

The main objective of the present work was a local simula-
tion of a counter-flow packed-bed heat exchanger. A mathemat-
ical model, suitable for a local description of the energy transfer
in a saturated flow of an incompressible newtonian fluid through
a rigid porous medium, was used.

The model was constructed under the Continuum Mixture
Theory viewpoint in which the mixture is considered as a su-
perposition of continuous constituents and each of these con-
stituents occupies the whole volume of the mixture. The mix-
ture theory viewpoint gives rise to new parameters, that do not
appear in the classical approach, in order to take into account
the thermomechanical interaction among the constituents.

In the specific case of this work, a binary mixture, whose
constituents stood for, respectively, the fluid and the porous
medium, was considered. The fluid, represented by the "fluid
constituent”, was assumed newtonian and incompressible, while
the porous medium, represented by the "solid constituent” ,was
assumed rigid, homogeneous, isotropic and at rest.

Since both constituents are continuous, there exists, simul-
taneously, at each spacial point, two temperatures and two ve-
locities. The existence of two temperatures at a single point
gives rise to an "Energy Generation Function” (which provides
the thermal interaction) and the existence of two velocities gives
rise to a "Momentum Generation Function” (providing the dy-
namical interaction). These generaction functions were pro-

posed according to the Second Law of Thermodynamics |2,5].

In the present work a model (valid for low velocities) was
constructed in order to simulate the forced convection heat

transfer in a fluid flowing in a counter flow arrangement, past
two porous channels, separated by an impermeable surface, with
zero specific heat and infinite thermal conductivity, which of-
fers no thermal resistence. The pair of channels was bounded
by two impermeable adiabatic flat plates, as shown in figure 1.

A local description of phenomena such as the above men-
tioned, employing the classical continuum mechanics viewpont,
would require the solution (for the fluid constituent)of both
Navier-Stokes and Energy equation, in a domain defined by all
active pores. Boundary conditions, such as no-slip condition
and prescribed temperature, should be considered on all pore
walls. Such a simulation could not be achieved with the help of
the currently avaiable tools.

The model presented in this work, on the other hand, al-
lows a local description of the heat transfer process in a porous
medium and is supported by a local theory, with thermodynam-
ical consistence, which generalizes the classical continuum me-
chanics. So a local simulation of a packed bed heat exchanger,
whose applications are evident, is avaiable, with the help of the
Continuum Theory of Mixtures.

MATHEMATICAL MODEL

Since the porous medium was assumed rigid and at rest,
the mass and linear momentum balance equations need only to
be considered for the fluid constituent, while the energy balance
must be satisfied by both constituents. The balance equation,
without loss of generality, were stated for one channel. (The
model allowed solid and fluid constituents’ properties to have
distinct values in each channel.)

The continuity equation for the fluid constituent, assumed
chemically inert, is given as follows|3]:

a .
S5 + div(prup) = (1)

in which pp is the fluid constituent mass density (representing,
locally, the ratio of mass of the fluid to the corresponding volume
of mixture) and v is the fluid constituent velocity.

Since the flow is saturated, the field pr is given as follows:
PF = op (2)

in which p is the actual fluid density and ¢ the porosity.

Taking into account that the fluid is incompressible and the
porous medium is homogeneous, equation (1) can be rewritten
as:

div vy =0 (3)




The balance of linear momentum is given by [3,4]:

dv
pw[—é‘f— + (gradup)vp| = —pgradp+

©*n
+2Xp*ndivDp — & UF — PPg (4)

in which n represents the fluid viscosity, K the specific perme-
ability (scalar, since the porous matrix is isotropic), Dy the
symmetrical part of the velocity gradient, p the pressure, g the
specific body force and A a scalar parameter, always positive,
which depends on the porous matrix microstructure [3,4].
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Figure 1 - Problem’s Scheme

Considering the scheme presented in Figure 1 and assuming
one dimensional steady-state flow, equations (3) and (4) can be
reduced to :

31}1-.-
bt NP 5
= (5)

o &y
n
0——50[——9931— er+«\sond-f (6)

in which vr and g, are, respectively, the x-component of vp
and g.

Considering the classical no-slip condition on the imperme-
able flat plates:

vp =0 at y;y = +Hy/2 and yp = +HL/2 (7)
where: yf; =y — Hy /2 and y =y + H /2

The solution of equations (5) to (7) gives the following ve-
locity profile for the fluid constituent [5):

, K 3 cosh
= K[, sm]

being ' = yf; and H = Hy if y > 0 and ¢ =y}, and H = Hy,
if y < 0.

For the limiting case in which H — oo, the velocity given
by equation (8) approaches the one obtained from the classical
Darcy law [6],given by:

dp

Vdarey = {sz - 3z (9)

Since the specific permeability (K) is very small for real
problems, the velocity profile for each channel, shown in equa-
tion (8), can be approximated by a constant velocity, given by
Darcy’s law (equation (9)). The validity of this hypothesis was
verifyed in [7], for a single channel.

The energy balance (3] must be satisfied by each constituent
of the mixture. It can be stated as:

aT; ;
pici[— ER + (grad T;) -v;] = pig" — div g, + i (10)
where 1 = S and 1 = F stand for the solid and the fluid con-
stituents, respectively, p; stands for the i-constituent density, T;
for its temperature, g.,¢;"” and t; represent, respectively its par-
tial heat flux, heat generation and energy generation function
and, finally, ¢; represents the specific heat of the i-constituent,
regarded as a continuum.

Both energy equations are to be solved, in order to de-
termine the two temperature fields (Tr and Ts),as the mixture
theory viewpoint allows the existence of a different temperature
for each constituent, in every spacial point. The temperature
of the mixture can be locally defined as:

B preplp + psesTs
PFCR + pscs

T (11)

Equation (l(ll) requires some constitutive hypotheses. The
partial heat flux for the solid constituent (q ) was stated, ac-

cording to the model proposed by Saldanha cla Gama (2]:

gs = ~Aks(1 — p)grad Tg (12)
where A represents an always positive parameter which takes
into account the internal structure of the mixture. It depends
on the thermal resistence, on both constituents thermal condu-
tivity (ks and kr) and on the fluid fraction  (coincident to the
porosity, for saturated flows).

Under the hypothesis of low velocities, a constitutive equa-
tion analogous to (12) may be proposed for the fluid constituent:

9= —Akppgrad Tp (13)

The total heat flux (per unit of time and area) for the
mixture is given by:

g=9 4 (14)

The energy generation function, ¥, which is an internal con-
tribution, represents the energy supply to a given constituent,
arising from its (thermal) interaction with the other constitu-
ents of the mixture. The 1 function is zero at a given point
only if all the constituents are at the same temperature at this
point. According to Saldanha da Gama (2], the energy genera-
tion function for a solid constituent is given by:

thg = R(TF = Ts) (15)

where R is an always positive factor which depends on spacial
position only. To satisfy the energy balance for the mixture,

Y5 + ¥p = 0, so the energy generation function for the fluid
constituent must be stated as:

thp =

The specific heat, for each constituent, can be defined as:

R(Ts — Tr) (16)

d&F dec
= —_—— = t ~ — = t t T
cr Ty constan cs a7 constan (17)

where er and eg represent the internal energy of the fluid and
the solid constituents, respectively. The following equation is
valid for the fluid constituent:

grad ep =cp grad Tp (18)
Considering these constitutive hypotheses, the balance of

energy for the fluid and the solid constituents can be written
as:




prer(grad Tr) vy = AkppA(Tr) + ¢ + R(Ts — Tr) (19)

0= Aks(1— p)A(Ts) + ¢ + R(Tr — Ts) (20)

in which g3’ and g3 , the heat generation for the solid and the
fluid constituents, are supposed zero in this work.

The balance of energy for both constituents can be written
as:

(grad Tr)-vp = C A(TF) + Co(Ts — Tr) (21)

0= &{T-’,} +C3(TF —T‘_R') (22)
with:

Oy Akpp
PFEF
R
PFCF

_ R

T Aks(1-p)

Cg=

(23)

Cs

_Considering the fluid velocity non zero only in the x-di-
rection and the two-dimensional geometry of the problem, as
shown in Figure 1, the balance of energy can be reduced to:

oTr T ?Tr
_3:!:_UF = [ 922 + —a'F + Cg[TS - TF} (24}
2Ty 8%Ts
0= 922 A —3'—3;'2— + Ch (TF = T;;) (25]

satisfying the following boundary conditions:

—aT'. [ Hy) =0
3y I, u)

JT;

—(x.—Hr) =
By (z, L)=0

aT;
?I—[O,y]r-{) fO'." Ify>y>0

oT;
—E’;(L,y} =0 for 0>y > —-H;
Ti(L,y) =0 for Hy >y >0 (26)
Ti(0,y) =1 for O0>y> -Hp
aT;
i =y
% 0,0)
aT;
— L =0
£ (L,0)

in which 7 = F and i = § are relative to the fluid and the solid
constituents, respectively.

NUMERICAL METHOD

The presence of an idealized interface at y = 0, opposing no
thermal resistence, but allowing the kinematical fields in each
channel to be independent, permited the energy problem to be
solved in a single domain. Yor y > 0 the superior channel (whose
flow is opposite to positive x-direction) is described, while the
inferior channel, with a flow in positive x-direction is described
for y < 0.
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Since no analitical solution to the system of equations de-
scribing the heat transfer problem is known, numerical approx-
imations to its solution are searched with the help of a fi-
nite difference approach. For the diffusive terms a central fi-
nite difference scheme discretization was used, while an off-
centered scheme was employed in the convective term discretiza-
tion. This scheme was adequated to the velocity sign, in or-
der that the temperature coeficient’s matrix be almost diagonal
dominant, that is

aTr _ Tr(j + 1,4) — Tr(4,i)

27
dz Az (27)
for negative velocities

oTr Tr(s,8) —Tr(s — 1,4) (28)

dz Az
for positive velocities
As the temperature coeficients’ matrix was a sparse one, in-
stead of the usual description of the problem (as linear systems:
ATy = by, in which | = § and | = F designate fluid or solid
constituent, respectivelly) the simplicity led to a grid descrip-
tion, in which each constituent’s temperature (T1) possesses two
indexes, according to its position on the grid. The system of
equations describing the heat tranfer problem, which was solved
with the help of the Gauss-Seidel method, was approximated by
the following discretized system:

TEY (i, 7) = AR|TET (5, i = 1) +TE(, i+ 1)+ A TR G- 1,0) +

+AsTE(F +1,4) + BiT4(5,1) (29)

TEL(5,5) = A[TEY (7, - 1)+ TE(,6-+1)] + A6[TE (-1,4)+

+TE(7 + 1,4)] + BaTE (5,4) (30)
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Figure 2 - Fluid Constituent’s Average Temperature vs x
(for R =10, R = 10% and R = 10° — |vg| = 10™1)

This simple representation allowed an effective
storage scheme, with memory reutilization.
RESULTS

Some representative results, for dimensionless temperature
and velocity fields, are presented. The counter flow heat ex-
changer was composed by two channels, the flow direction in
the superior channel being contrary to x-direction, while in the
inferior one it had the same direction of x. Zero temperature at
x=L and zero heat flux at x=0 were prescribed for the superior
channel, while for the inferior one, the temperature was pre-
scribed equal to 1, at x=0, and zero heat flux was prescribed at
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Figure 3 - Solid Constituent’s Average Temperature vs x
(for R =10, R =10% and R = 10°> — |vp| = 1071)

x=L, for both fluid and solid constituents. For the impermeable
interface, which opposes no thermal resistence, zero heat flux
was prescribed both at the channel’s entrance and exit. Aver-
age temperatures for each channel were obtained by integration
of the temperature profile along the nodes on y-direction.

Figures 2 to 6 showed the average temperature variation,
in each channel,with position (on x-direction), while figures 7
and 8 showed the temperature variation with position (on x-
direction) for different nodal points on y-direction. In all these
cases the typical counter flow heat exchanger behaviour, when
temperature is plotted against position (x-direction) was ob-
served, for both fluid and solid constituents.

The fluid constituent’s average temperature behaviour
along position (on x-direction) when the R factor was varied

was plotted on figure 2. Three different values of R were used:
R =10, R = 10% and R = 10°, the fluid constituent’s velocity
being considered 10~! for the inferior channel and —10~! for
the superior one. The growth of the factor R caused the supe-
rior and inferior channels average temperature, for a given value
of R, to approach one another. Figure 3 showed the same vari-
ation for the solid constituent. In this case an inverse trend was
noticed, that is, as the factor R grew, the average temperatures
of both channels, for a given R, moved away.

When solid and fluid constituent’s behaviour were com-
pared, for a given channel, it was verified that as the factor R
grew, solid and fluid constituent’s average temperature, for a
given R, got closer, in both channels. (For R = 10 the two
curves were almost superposed.)

Figures 4 and 5 represent the effect of the fluid constituent’s
velocity variation on, respectivelly, fluid and solid average tem-
perature (pro section) plotted versus position (on x-direction).
Three different values of fluid constituent’s velocity were consid-
ered: lvp| = 107!, |vp| = 1072 and |vp| = 10~2 and the factor
R was equal to 10? in all cases. The same trend was noticed for
the two constituents: as the ahbsolute value of the velocity was
increased, the average temperature of both superior and inferior
channels (for the same absolute value of the velocity) got closer.
A comparison of figures 4 and 5 showed the solid constituent’s
average temperature greater than the fluid constituent’s, in the
superior channel, and smaller in the inferior one, for a given
value of the velocity. This behaviour could also be verifyed if
figures 2 and 3 were observed.

Figure 6 showed a comparison between the counter flow
heat exchanger simulated in the present paper (for R = 10?
and vp = —10"" in the superior channel and vy = 10~! in the
inferior one) and a parallel flow heat exchanger (for R = 10?2
and vy = 41071, for both channels). The classical behaviour
of counter flow and parallel flow heat exchangers, when aver-
age temperature is plotted against position, was observed: the
heat transfer was more effective for counter flow heat exchang-
ers than for parallel flow ones. It was also noticed that the fluid

00
00 500 X

Figure 4 - Fluid Constituent’s Average Temperature vs x
(forjup| = 1071, |up| = 1072 and |vp| = 107 — R = 10?)

1000

constituent’s average temperature was greater than the solid
constituent’s in the superior channel and smaller in the inferior
one, for both parallel flow and counter flow arrangements.

Figures 7 and 8 showed the temperature behaviour along
position (x), respectivelly for fluid and solid constituents, for
different values of nodal points on y-direction. In both cases
the factor R was 10% and the velocity was —10~! in the supe-
rior channel and 107! in the inferior one. The temperature in
the superior channel (curves 1 to 4, corresponding to y = 1.0,
y = 0.75, y = 0.5 and y = 0.25, respectivelly), which was
prescribed zero at its end, while zero heat flux was prescribed
at the entrance, increased as the impermeable interface (curve
5, corerresponding to y = 0) was reached, for both fluid and

00
00 50  x 100

Figure 5 - Solid Constituent’s Average Temperature vs x
(for Jup| = 1071, Jup| = 1072 and |vp| = 1072 — R = 10%)

solid constituents. It was also noticed that the superior chan-
nel's temperature, for all nodes on y-direction, increased as the
channel’s entrance was reached, for fluid and solid constituents.

For the impermeable interface which has infinite thermal
condutivity and zero specific heat, opposing no thermal re-
sistence, zero heat flux was prescribed both at channel’s en-
trance and exit. It showed an intermediate behaviour for both
constituents, playing its role of separating both channel’s which
flow in a counter flow arrangement.

The temperature in the inferior channel (curves 6 to 9, cor-
responding to y = —0.25, y = —0.5, y = —0.75 and y = —1.0,
respectivelly), which was prescribed at the channel’s entrance
(equal to 1), while zero heat flux was prescribed at the chan-
nel’s exit, for both fluid and solid constituents, decreased as
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Figure 6 - Average Temperature vs x
Solid and Fluid Constituents
Counter Flow and Parallel Flow Heat Exchangers
(for lup| =107 — R = 10?%)

the impermeable interface was reached, and for all nodes on
y-direction, it decreased as the channel’s exit was reached.

Comparing figures 7 and 8 it was observed that the fluid
constituent’s temperatures, for all nodes on y-direction, was
greater than the solid constituent’s temperatures, in the supe-
rior channel. On the other hand, in the inferior channel, an
inverse trend was observed.

INAL REMARKS

The presence of packed beds in a heat exchanger makes en-
ergy transfer more efficient if compared to an equivalent geome-

Qo 50 100

Figure 7 - Fluid Constituent’s Temperature vs x
(for |vp| = 107" — R = 10%)

try heat exchanger, without packed beds, for the same operating
conditions. Pressure drop, on the other hand, increases when
packed beds are present, and may become too high if velocity
is increased in order to improve heat transfer efficiency. These
factors, among many others, shall be kept in mind when a heat
exchanger is choosed. When packed bed heat exchangers are
chosen, a local simulation would be certainly of great interest.

The model presented in this work allowed a local simulation
of the energy transfer process in a packed bed heat exchanger,
in a counter flow arrangement, so that in both channels, the
fluid constituent saturated a rigid porous medium. This model,
which considered fluid and solid (poros matrix) as continuous
constituents of a binary mixture, was stated in such a way that
the classical balance of energy was recovered when the number

00
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Figure 8 - Solid Constituent’s Temperature vs x
(for |vp| = 10! — R = 10%)

of constituents was reduced to one. It consists on a new pow-
erful tool to be employed in the study of highly sophisticated
phenomena, which can also be applied to practical situations
like the simulation of a packed bed heat exchanger.
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INTRODUCAQ

A importancia de estudos fundamentais na
area de transferéncia de calor e massa em meios
porosos deve-se ao fato de que tal fenomeno se
encontra presente em um grande nimero de aplicagoes

industriais. Estes estudos tem a finalidade nao so de
melborar o desempenho de sistemas térmicos ja
existentes, como também de criar novas idéias e
explorar novos caminhos relacionados ao uso de meios
porosos em processos industriais. Alguns exemplos
destas aplicacoes incluem trocadores de calor com
matriz s6lida, isolamentos térmicos, reatores quimicos
com leito compactado, sistemas de estocagem térmica,
extragao de 6leos, sistemas geotérmicos etc.

Na modelagem do f[enomeno a complexidade da
geometria do meio introduz nas equacoes governantes um

numero significativo de variaveis, que sao
AT ; g

caracteristicas particulares de cada meio. Grande
A ,

parte dos trabalhos existentes nesta area usam,

fundamentalmente, as simplificacoes baseadas na lei de
Darcy, que relaciona a queda de pressao com a
velocidade em um meio nao limitado por fronteiras
solidas [1 ]. No entanto, o modelo classico de Darcy
ignora alguns dos efeitos caracteristicos de
escoamentos em meios porosos, como os efeitos de
inércia, a condigao de nao deslizamento na parede e a
variacao espacial da porosidade.

0s efeitos de inércia e de uma fronteira
solida, foram analisados recentemente por Vafai e Tien
[2], que no entanto, assumiram constante a porosidade

do meio. Esta simplificagao tambem foi assumida por
Kaviany [3] que estudou o escoamento laminar em um
meio porosc confinado por duas placas paralelas e

isotérmicas. Recentes publicacbes enfatizam as regioes
de porosidade mais alta que aparecem junto a parede,
aumentando a permeabilidade do meio e provocando picos
de velocidades (fenomeno de canal) [4] . Estes efeitos
tornam-se importantes na regiao proxima a parede, onde
as quantidades de interesse, tal come o fluxo de
calor, sao calculados. White e Tien [5] mostraram
que a variacao espacial da porosidade afeta o perfil
de velocidade de um valor maximo junto a parede
valor da velocidade de Darcy, a medida que
distancia da mesma. Renken e Poulikakos

investigaram os efeitos de inércia, porosidade
variavel e friccao de Brinkman na transferencia da
calor através de um meio poroso limitado por placas
planas ou duto circular. 0s autores observaram que os
efeitos de inércia e da fronteira sdlida diminuiam o
numero de Nusselt, enquanto que o efeito da porosidade
variavel aumentava o numero de Nusselt. Trabalhos
experimentais na area de transferéencia de calor com

ao
se

6]
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condutividade termica efetiva constante

couvecgao forcada foram realizados por Renken e
Poulikakos em [7,8] . Em [7] foi investigado a
transferencia de calor convectiva em um leito de

esferas através de uma placa aquecida. Em [B8] foi
estudado o mesmo fenomeno, poréem as esferas que
constituiam meio poroso encontravam-se confinadas em
um duto com paredes aquecidas & uma temperatura
constante. Ambos os trabalhos atestaram que o modelo
para a descrigao do fluxo que considera a porosidade
variavel com o meio, forneceu resultados mais proximos
aos obtidos experimentalmente.

0 presente trabalho investiga a
transferéncia de calor em um duto contendo um meio
poroso saturado, composto por particulas esféricas.
Para a descrigao de escoamento valeu-se da lei de
Darcy modificada, a gqual computa alguns dos efeitos
caracteristicos de escoamentos através de meios
porosos. No modelo utilizado neste trabalho, foram
incluidos os efeitos de inércia, a condicao de ndo
deslizamento em uma fronteira solids e a variacao
espacial da porosidade da matriz. Para esta
formulagao, as trocas de calor ocorrem simultaneamente
entre o fluido, as paredes e as particulas do meio. No
trabalho sao apresentadas curvas de numero de Nusselt,
perfis de temperatura e quantidade de calor trocado
entre o fluido e as particulas. K apresentado, também,
uma comparagac entre os resultados obtidos
considerando-se a condutividade térmica efetiva
constante e variando com a porosidade.

FORMULAGAO DO PROBLEMA

0 problema em estudo é o da transferéncia de
calor com convecgao forgada em um duto contendo um
meio poroso saturado. O modelo classico de Darcy [1] ,

para a descricao do fluxo, extensivamente usado no
passado, & modificado com o objetive de descrever o
perfil de velocidade do meio poroso com maior
fidelidade. 0 modelo do qual valeu-se este trabalho,

computa alguns dos efeitos ignorados pela lei de Darcy
como, por exemplo, os efeitos de inércia de
escoamento, a condicao de nao deslizamento nas
fronteiras solidas e o atrito. Também sao incluidos os
efeitos causados pela porosidade variavel da matriz
solida.

0 meio poroso esta confinado entre duas
placas paralelas aquecidas com temperatura constante
Ty e separadas por uma distancia 2H. Regioes de
porosidade mais alta aparecem proximas as fronteiras,
A exata variagao da porosidade no leito sera discutida
mais adiante. O 4

fluido na entrada do canal e
isotermico e sua temperatura e T, , as particulas
solidas estao a uma temperatura T, distinta da



temperatura do fluido e da temperatura da parede. 0
perfil de velocidades & considerado plenamente
desenvolvido na entrada do canal e desta forma o campo
de velocidades é funcao da coordenada normal as
fronteiras solidas. Em 2] mostrou-se que o
desenvolv1mento da camada limite hidrodinamica se da
em uma regiao muito proxima da entrada do duto,
podendo ser, portanto, ignorada na maioria dos casos
praticos [6,9] . :

Desta forma, tratandoe o meio poroso e o
fluido como um meio continuo, a equacao do movimento é
dada por,

= (-1/p)dp/dx + (‘J;’E)dzu,’dyz - w/K - Au2 (1)

onde x e y sao as coordenadas longitudinal e
transversal, respect1vamente, u € a velocidade na
direcao de x, e p é a pressao, a por081dadedo me1c é
representada por, €,p € a massa especifica e V & a
viscosidade cinematica do fluido,

A expressao (1) representa a conservagao da
quantidade de movimento do fluido atraves do meio, na
direcao x. A equacao contém termos similares aos
encontrados na equagao de Navier-Stokes e termos
inerentes ao escoamento em meios porosos. A primeira e
a terceira parcelas representam, respectivamente, a
queda de pressac e o arraste viscoso causado pela
matriz porosa. No caso destes dois termos serem
isolados dos demais, a equagao se reduz a lei classica
de Darcy. Efeitos de inércia do escoamento podem ser
slgn1f1catlvos e estao representados pelo Gltimo termo
da expressao (1). Tais efeitos foram introduzidos
heuristicamente por Forchheimer [ 6 ]. O segundo termo
da equagao leva a informacdo para o fluido sobre a
parede solida. FEste termo foi empiricamente
introduzido por Brinkman [e6].

A permeabilidade K do termo de Darcy e o
parametro A do termo de Forchheimer sao fungoes da
porosidade do meio, €, e do diametro das esferas, d.
Estas relagoes funcionais foram desenvolvidas por
Ergun [10 ] e sd3o dadas por,

K = d%?/ 150(1-¢)2 (2)

A =1,75(1-e)/(de?) (3)

A porosidade do leito varia com a distancia
normal as paredes, desde o valor maximo um nas
fronteiras so6lidas até um valor €= apés alguns
diametros de particulas [11] . A porosidade varia
notadamente perto da parede, uma vez que nesta regiao
a geometria do empacotamento é _interrompida [5] . A
expressao que relaciona a variagao da porosidade com a
distancia da parede e o diametro das esferas e
[ 6,9,111].

€ = € (1 + Aze2¥/d ) (%)

onde d é o didmetro das esferas, € =0,37[ 6 ],*2 =6,
e o valor da constante A1 é escolbido de modo que a
porosidade seja igual a unidade nas paredes [11].

No desenvolvimento da equagao da energia,
atenta-se para as trocas de calor entre o fluido e as
part:culas, 1sto e, fluido e meio nao se encontram em
equlllbrlo térmico local. Adicionalmente, no modelo
téermico descrito, computa-se a variagao da
condutividade térmica efetiva com a porosidade.

Nestas condicOes, um balango de energia no
meio poroso requer que,

el
t
+

. _a_i (kg 2 (-e)ngy(1g -T) (5)

3y

onde kof € a condutividade térmica efetiva do meio

poroso, hy, € o coeficiente de transferencéa de calor

entre o fluido e as particulas, ¢ e o calor
especifico do fluido a pressdo constante e T & a
temperatura da matriz sélida, a qual & mantida
constante e ¢ um parametro do problema.

De [12], obtem-se uma expressao simplificada
para o calculo da condutividade térmica efetiva.
Considerando-se condugao unidimensional para o fluxo
de calor, tem-se,

Kef k
CEh =g 4 {l=g) “ER_ (6)
£ f
onde e k; representam a condutividade térmica da
partlcha e do fluido, respectivamente. .

Serao apresentadas a seguir as condigoes de
contorno em y. Na equagao do movimento, assume-se
velocidade zero na parede e gradiente de velocidade
zero no centro do duto. Para a equagao da energia,
temperatura igual a T, na parede e gradiente de
temperatura nulo na linha de simetria.

Para a coordenada x o problema é parabollco
e & necessario somente que se conhega as condigoes de
contorno na entrada do duto.

METODOLOGIA DE SOLUGAO

A solugao das equagoes do movimento e da
energia foram obtidas através de dois métodos
computacionais. Para a obtencao do campo de velocidade
usou-se o algoritmo TDMA  (Tri-Diagonal Matrix
Algorithm) [13] , e para o campo de temperaturas, o
metodo 1mp11c1t0 das caixas de Keller [14] . Antes de
se passar a discussao destes métodos, e conveniente
que se escreva as equagoes (1) e (5) de forma
adimensional. As seguintes definigoes sao usadas para
a adimensionalizag@o das variaveis,

Y=vy/H , X=x/(HPr) , D =d/fH
(7

]
1]

(T TYIUT, =T ,) s U= uHl/ub

As equacoes do movimento (1) e da energia
(5) em sua forma adimensional ficam, respectivamente,

2y €, d ¢ du
U + BC1U s+ — dY[dY l (8)

% _ 3 [ _28 5. 4. -
S B [E T] ¢ L (N 60 (9

onde B, Cl e C2 sao dadas por,

dp B
dx pu?

(10)
€, = 1,75/ 150(1-e) , C» = D%e?/ 150(1-g)?

Nu é o Nusselt 1local associado a
transferencia de calor entre o fluido e as particulas,
cuja expressao utilizada foi obtida de [12],

Nuo = 2+ 1,1pr'/? Re °F (11)
p p

onde Pr ¢é o nimero de Prandtl eRe, & o numero de
Reynolds baseado no diametro da particula e na
velocidade do fluide.

Na equagao (93} considerou-se a
condutividade termica do fluide muito maior do gque
a da particula, de forma que kef = Ekj.

Sendo o meio poroso constituido de



obtida torna-se
particulas. Para
expressoes da
Forchheimer e
(4), devem ser
apropriadas as novas

solugao
de

esféricas, a
restrita somente a este tipo
outros tipos de leitos as
permeabilidade, coeficiente de
porosidade, expressaes (2) a
substituidas por equagoes
caracteristicas do leito.

As equagoes (8) e (9) sao independentes e
podem ser resolvidas separadamente. Em uma primeira
etapa a equacao do movimento é resolvida fornecendo o
campo de velocidades; em seguida, resolve-se a equacao
da energia e obtem-se o campo de temperaturas.

particulas

0 procedimento de solucao da equagao (8)
envolve a discretizacao dos termos pelo método
dos volumes finitos e a linearizacao da equagao
seguida de um precesso iterativo. Na discretizagao
utiliza-se diferengas centrais para o termo de
derivada segunda. A nao linearidade da equacao
aparece com o quadrado da velocidade do termo de
Forchheimer que computa os efeitos de inercia do
escoamento. Este termo e escrito como o produto
entre duas velocidades, a velocidade em uma dada

iteracdo e a velocidade obtida na iteragdo anterior. O
procedimento de calculo consiste em arbitrar-se,
inicialmente, valores de velocidade para todos os
pontos da malha. A equaqao a!gébrica, juntamente com
as condicoes de contorno é resolvida através do
algoritmo TDMA (Tri-Diagonal Matrix Algorithm), [13]
fornecendo o campo de velocidades. Este
procedimento e repetido até que a convergencia
seja alcangada para o critério estabelecido. Em
geral, nao mais do que cinco iteracoes sao necessarias
para se obter uma solucao convergida. Com o objetivo
de observar o importante efeito do canal que ocorre
junto a parede, utilizou-se uma malha variavel com
500 pontos na dlregac perpendncular ao fluxo, e mais
concentrada na regiao prox1ma as frontexraa do duto.

Para a solugao da equagao da energia
utilizou-se o metodo implicito das caixas de Keller
[14 ] . varios fatores tornam este método vantajoso
na solugao equagoes diferenciais parciais
parabolicas de qualquer ordem. Obtem-se precisao
de 2a. ordem mesmo com oS pontos da malha
distribuidos de maneira nao uniforme; p0551b111dade
de realizar variagoes rapndas na dxregao parabolica
e simplicidade de programacao na solucao de um grande
nimero de equagoes acopladas.

A equagao da energia e resolvida para
fornecer o perfil de temperatura a cada posigao X. A
malha em X & nao uniforme, sendo mais refinada na
entrada do duto.

de

RESULTADOS E DISCUSSOES

Nesta segao serao apresentados e discutidos
os principais resultados obtidos para os casos
simulados. Na figura 1 estao mostrados resultados
numéricos de perfis caracteristicos de velocidade no
neio para dois valores de vazao do fluido no duto,
B=10"e B = 10’.Claramente observa- se que regices de
velocidades mais altas aparecem junto a parede, onde a
influéncia da porosidade variavel esta caracterizada
pelo surgimento de canais preferenciais de
escoamento de fluido. Tais canais se extendem a uma
altura em torno de 5 a 10% da distancia H

Para a equacao da energia, a temperatura da
s6lida, T., € um parametro do problema, sendo
casos foram estudados para diferentes
de T,. Em termos adimensionais, os valores
na equagao (9) foram 64 =1,1 e 8, =0,5.
Tais valores correspondem, respectivamente, as
seguintes temperaturas: Te= 2506 Tw-100°c e TS=18°C;
Te =50°C, T,=20°C e T =35°C. Destn forma, pretende-se
simular um processo onde o fluido & aquecido pela
parede e perde calor para as particulas e outro
processo onde o fluido tem sus temperatura diminuida
pela§ trocas de calor tanto com a parede como com as
particulas,

Ras
de temperatura

matriz
assim dois
valores
utilizados

figuras 2 e 3 estao registradas curvas
em fungao da coordenada Y para varias
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posicoes ao longo do escoamento e para fg=1,1 e 0,5,
respectivamente. Em ambas as figuras a linha cheia
corresponde a situagao onde kef = €kf e a linha
tracejada corresponde a situagao onde Kgf foi
considerado constante.
02 | — —
1
B=0)
Q)5
Y
[oR]
005
0 — . T
0 0,02 004 0ps6 o008
3
Ux 10
Fig. 1. Perfil de velocidade caracteristico do meio
poroso.
1,21 s
1
.-;.--""
—
- X=2,2x10™*
— X=1,8x 1073
— X=50x%1072
[e =1
T T —
o) 0,15 0,2
Y
Fig. 2. Perfis de temperatura para Bg =1,1.
Na figura 2 observa-se que para a posigao
mais proxima da entrada do duto a temperatura e
praticamente igual a unidade, ou seja, igual a
temperatura de entrada do fluido. Neste estagio,

somente o fluido localizado junto a parede é que sente
o efeito desta. Ainda considerando-se regices proximas
da entrada do duto, para as posicdes em Y mais
afastadas da parede, as trocas de calor devem-se
unicamente a diferenca de temperatura entre o fluido e
as particulas. A medida que X cresce (o maior valor de
X na figura representa uma posigaoc onde o escoamento
ja se encontra plenamente desenvolvido), a temperatura
para valores de Y pequenos, também cresce em
decorrencia da influencia da parede. Para valores de Y
maiores, a temperatura da matriz solida tem mais
influéncia sobre o fluido, destes forma, para estas
posigoes, o fluido tem a sua temperatura diminuida.



Nesta situacac, um aumento nas quantidades
adimensionais representa uma diminuicao nos valores
reais da temperatura, conforme pode ser verificado
pela definigao da temperatura adimensional 6 e pelos
valores de T , T e T _ assumidos.

Um fato a ser observado na figura 2 é que a
temperatura do fluido tende ao valor da temperatura da
matriz solida, 8g4=1,1, para a regiao plenamente
desenvolvida e para os valores de Y mais afastados da
parede. Na verdade, o problema pode ser entendido como
tendo duas paredes, uma delas a propria parede do duto
mantida a temperatura 0, e a outra, constituida de
particulas mantidas a temperaturn 65 . Desta forma,
a temperatura do fluido proximo a parede do duto
tende a aw , enquanto que a temperatura do fluido nas
regioes mais afastadas tende a 0.

A figura 3 mostra curvas de temperatura
adimensional para §, =0,5. Neste caso, o fluido
perde calor tanto para a parede como para as
pnrt{culas. Assim, um aumento no valor da temperatura
adimensional representa um aumento real da
temperatura. A medida que se avanga do duto,a
temperatura do fluido em todos os pontos & diminuida
em fungao das perdas de calor para a parede e para as
particulas. Como ja foi 0baervado anteriormente, a
temperatura do fluido proximo a parede tende a 8,0 e
afastado desta, tende a Oy

1,0 _——
e S -4
o8] X=2,.2 x10
-3
T, T _—-X=1,8x10
T _——= x=5,0x10%
w e =54 o /
0,61

0,2

0,0 —
0,0 0,05 0,1 0,15 0,2

Fig. 3. Perfis de temperatura para eq=0,5.

Observa-se nas figuras 2 e 3 que para o caso
onde considerou-se a condutividade termica efetiva
constante, a temperatura em todos os pontos do
escoamento ¢ sempre maior do que a temperatura para o
caso onde a condutividade térmica variava com a
porosidade. Este fato e explicavel uma vez que
considerar a condutividade térmica constante equivale
a assumir a porosidade do meio igual a unidade. Em
consequéncia, a contribuigao do termo difusivo na
transferencia total de calor é maior para este caso,
assim os valores para a temperatura sao maiores.

Na figura &4 plotou-se o termo da geracao
local de calor tendo como parametro de curva a
coordenada X.

0 termo de geragao de calor da equagao (9)
é proporcional a area efetiva de troca de calor
entre o fluido e a matriz solida, representada por
6(1- £)/D°, a velocidade do fluido através do nimero
de Nusselt, Nuf, e ao gradiente de temperatura,
(g - b ). Para uma dada posigao Y; todas as curvas
mostradas na figura 4 possuem o0 mesmo valor de
l6¢1-¢) /p° ]huf , uma vez que € e Nug  sao fungEo
unicamente da coordenada Y. Como [ 6(1- L?{D‘] Nuf nao
varia com X, o gradiente de temperatura ( (- g ? é o

fator que distingue as curvas na figura 4.

Na figura 4 esta representado o caso para
fig=0,5. Nesta situacao, o fluido perde calor para a
parede do duto e perde calor para a matriz s6lida nos
estagios iniciais. A medida que a temperatura do
fluido, localizado junto as fronteiras solidas, se
aproxima de 8, , as trocas de calor se invertem no
sentido da matriz sdlida para o fluido.

Para as primeiras estagoes X, a diferenga de
temperatura (p- ) é positiva, e portanto, a
geracao de calor também o é, uma vez que o fluido
entrega calor as particulas. Em X + = , o fluido,
localizade fora da regiao do canal, atinge a
temperatura ¢, e o termo de geraqao é nulo. Tambem
para X » e« , mas para a regiao do canal, o fluido
atinge a temperatura da parede e passa a receber calor
da matriz sélida, a qual se encontra a uma temperatura
ma:lg elevada. O termo [6(1- E)Nufp (8-085) 1/ &,
entao, negativo.

SRR T B
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Fig. 4. Parcela referente a geragao de calor na
equagao 9.

Na figura 5 estao apresentados os valores do
nimero de Nusselt representativo das trocas de calor
entre o fluido e a parede, para os dois valores de #fg
e para as duas condicoes assumidas para a
condutividade termica efetiva. A inclusao da variacao
da condutividade termica efetiva com a porosidade do
meio diminui significativamente a transferencia de
calor (em torno de 24%). Tal fato era esperado em
fungao dos perfis de temperatura observados nas
figuras anteriores. Observa-se, também, que o valor do
nimero de Nusselt desenvolvido ¢ independente dos
valores da temperatura da parede e da matriz solida.
Este resultado e consequéncia da mesma tendéncia
obhservada nas curvas de temperatura,
adimensionalizadas em fungao da temperatura de
mistura (fato registrado mas nao apresentado aqui). A
exemplo dos problemas classicos de transmissao de
calor, o valor do numero de Nusselt para a regiao
plenamente desenvolvida deve ser independente da
temperatura 1imposta na parede. Neste caso, imagina-se
a temperatura da matriz solida como sendo a
temperatura de uma parede formada de particulas.

Para o calculo do numero de Nusselt
associado a transferencia de calor entre o fluido e a
matriz solida, denominado de Nusselt da matriz,
definiu-se a seguinte expressao,

20 h

fp

kt']}




onde fif, € o coeficiente médio de transferéncia de
calor entre o fluido e as particulas solidas, obtido
fazendo-se um balanco de energia e assumindo-se
constante os termos de geracao de calor.

2

5x%10

Nu

Fig. 5. Variacao do numero de Nusselt ao longo
do escoamento.
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Fig. 6. Variagao do numero de Nusselt da matriz ao
longo do escoamento.

A figura 6 mostra o desenvolvimento do
numero de Nusselt definido pela equacao (12) para os
dois valores do parametro 6, e para as duas condicoes
de condutividade térmica estudadas. Para o caso onde
g =1,1, o nlmero de Nusselt e praticamente
invariante, enquanto que para o case =0,5, ele
cresce em direcao ao infinito, muda abruptamente de
sinal se tornando infinitamente negativo e cresce até
o valor gque corresponde ao regime termicamente
desenvolvido. Este fato € previsto, uma vez que nos
estagios iniciais, a temperatura de mistura ¢ maior do
que a temperatura da matriz solida e, o Nusselt é um
valor positivo. A medida que se avanca no duto, a
temperatura de mistura diminui a valores menores do
que a temperatura da matriz solida devido ao
resfriamento imposto pela parede. Em consequencia, o
numero de Nusselt troca de sinal e seu valor & sempre

crescente até atingir o regime desenvolvido. Para a
regiao plenamente desenvolvida, o numero de Nusselt
para o casoc em gque a condutividade termica e constante
é 187 maior do que aquele associado a condutividade
térmica variavel com a porosidade. Ao atingir o regime
termicamente desenvolvido o numero de Nusselt da
matriz passa a independer do valor de 8g.

CONCLUSAD

Neste trabalho foi investigado a
transferencia de calor com conveccao forcada e na
presenga de geragao em um meio poroso saturado,
constituido por particulas esféricas. Na modelagem do
prohlema, a lei de Darcy modificada foi utilizada para
computar efeitos de inércia, atrito e porosidade
variavel. Na equacéo da energia computou-se a variacao
da condutividade teérmica efetiva com a porosidade e
levou-se em consideracio as trocas de calor entre o
fluido e as esferas. 0 meio poroso encontra-se
confinado por duas placas paralelas aquecidas a uma
temperatura constante. A temperatura da matriz solida
também é mantida constante e é um parametro para o
problema. Observou-se que a inclusao da variacao da
condutividade térmica com a porosidade diminui a
transferéncia de calor em torno de 18 a 24% para as
duas definigoes de Nusselt calculadas. Tal como o
esperado, observou-se que quando o regime se torna
plenamente desenvolvido, o valor do nimero de Nusselt
é independente dos niveis de temperatura envolvidos
( 8, e 8.). Concluiu-se também, que a matriz sélida
pode ser entendida como uma segunda parede para o
fluido, mantida a temperatura By -
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ABSTRACT

The present work investigates the heat
transfer in a channel filled with packed spheres. 1In
the present formulation the fluid exchanges heat with
the channel walls and with the particles, which are
kept at constant temperature. The hydrodynamic problem
is modeled by a modified Darcy’s law. The results are
presented in terms of dimensionless temperature and
Nusselt number. A comparison between the results
considering the thermal conductivity constant and
dependent on the porosity is also shown.,
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RESUMO

No modelo pseudo-homogéneo, utilizado desde a década de 30 na anilise de reatores, a
condutividade térmica efetiva leva em conta a parte condutiva da energia e também a

convectiva e a radiante.

Dados experimentais evidenciaram a presenca de uma grande

resisténcia térmica na regido proxima A parede do leito, resultando diferentes condi
¢coes de contorno do tipo "lei de resfriamento de Newton" para a interface meio poro-
so-parede. .0 modelo e a analise destas condigdes constituem o escopo do trabalho.

INTRODUGAO

0 uso de reatores cataliticos ndo adiabaticos mul-
titubulares é muito difundido na indistria. Na opera-
cdo deste tipo de reator, os principais problemas estao
relacionados com a possibilidade da ocorréncia de pon-
tos quentes [1]. Para prevenir situacdes indesejaveis
a0 bom funcidnamento do reator, é indispensavel o conhe
cimento detalhado da densidade de fluxo de calor e do
perfil de temperaturas no interior do leito e nas pare-
des que o contém.

Atualmente existem duas abordagens na analise des-

te tipo de problema: o modelo de duas fases e o modelo
pseudo-homogéneo. No modelo de duas fases é possivel,
em principio, a previsao da temperatura em cada fase
num dado ponto da mistura sélido-fluido. £ um modelo

mais realista, principalmente para sistemas constitui—
dos de particulas com didmetro superior a 3mm. Do pon-
to de vista experimental, a medida de temperatura de ca
da fase oferece ainda muita dificuldade. Uma analise
deste modelo estd apresentada em FREIRE e SARTORI [2}.

0 modelo pseudo-homogéneo pressupée a existéncia
do equilibrio térmico local entre as fases. Este mode—
lo € o de uso mais generalizado na andlise de reatores
cataliticos [1] porém, apesar de ser utilizado ha muito
tempo, como mostra o trabalho de DAMKOHLER [3], persis-
tem problemas tais como: a quantificacdo da resisténcia
térmica na regido parede-leito, a estimativa da amplitu
de dos efeitos de entrada, a determinagio dos perfis de
porosidade e de velocidade do fluido, além da determina
cdo experimental precisa do perfil de temperaturas na
entrada da célula de medidas.

Os efeitos de entrada, assim como as condicées de
contorno, foram recentemente analisados por THOMEO [4]
que sugeriu uma sistematica para o seu estudo. Com res
peito aos perfis de porosidades e de velocidades nio se
dispoe ainda de resultados suficientes sobre a influén-

cia da forma da particula. Alguns trabalhos neste as-—
sunto foram desenvolvidos por BENENATI e BROSILOW [5],
ZOTIN [6], GOVINDARAO e FROMENT [7], SCHWARTZ e SMITH

[8], McGREAVY et alli.
[10].

(9] e ZIOLKOWSKA e ZIOLKOWSKY

Dando continuidade ao estudo de problemas apresen-
tados pelo modelo pseudo-homogéneo, procura-se neste
trabalho analisar as condigées de contorno que sio pro-

postas para a interface leito-parede.
MODELO PSEUDO-HOMOGENEO

Seja um meio poroso, contido em um tubo cilindrico
de paredes impermedveis, percolado por um fluido segun-
do a direcao axial do meio Fig. (1). Sejam conhecidas
as seguintes condigdes limites: o perfil de temperatu
ras do fluido em 2=0, T(r,0)=T,(r), e a temperatura na
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interface meio-parede, T(R,z)sTP, considerada constan-
te. Cabe ressaltar que o uso de uma condigdo tdo sim-
ples quanto esta ultima deve-se, sobretudo, as limita
¢Oes experimentais associadas as medidas de temperatura
e fluxo térmico, jd que s3o conhecidas solucgbes analiti
cas da equacao da energia em situagOes mais complexas.
O problema da transferencia de calor no meio poro-
so torna-se particularmente simples quandq deseja-se co
nhecer apenas a evolugao da temperatura média Tg,

JR 21rT(r,z)dr
0

T (Z) - »
B R

ao longo do meio. Resulta do balanco de
bal, regime permanente, a equagao

GR dT
: =-h [%B(Z) - Té] .

que, integrada para a condicdo limite TB(0)=TO, conduz
a

1)

energia glo-

[

f (2)

dz

TB(z) -T 2h, 2

(3)

= exp
chR

Na Eq. (2) R é o raio do meio poroso cilindfico, G ave
locidade massica de fluido que percola o meio, cf o ca-
lor especifico do fluido e hy um coeficiente global de
troca térmica. A eq. (3) permite calcular o coeficien-
te h, a partir do levantamento experimental dos perfis
de temperatura no meio poroso. 3 .

Em termos mais amplos, a equacaoc da energia no re-
gime permanente toma a forma [11]:

ce G.grad T = div (K grad T) , (4)
onde K e o tensor condutividade térmica efetiva,
k++k' o
a (5)

a a a
I.(‘ktz % -kr gG@E{; * 2 Egrad'{'@gg 8

condutividades k., k} e k, dependem das propriedades
sistema s6lido-fluido e da velocidade de percolacio
estas funcoes podem ser determinadas experimentalmen
em condicoes tais que eg.ggradT = 0, 8G-egradr =1 ©
egradT =-1, respectivaménte [12]. .

“"Em relacao a transferéncia de calor em cilindro po
roso atraves do qual percola axialmente um fluido, as
Eqs. (4) e (5) se reduzem ao resultado classico

As
do
G;
te
eg-




2
cGaTEk[aT";ar' 6)

dz & l ar? r ar

quando o termo da conducao axial é desconsiderade face
aos outros termos e quando a condutividade radial inde-
pende da posicao no meio. A primeira simplificacdo foi
justificada por LI e FINLAYSON [13]; a segunda hipétese
nao leva em conta as variacoes de porosidade do melo de
terminadas sobretudo pela presenca da parede rigida que
reveste sua superficie cilindrica. A consideracao de

que a condutividade radial é para um dade meio poroso
fungao apenas da velocidade superficial do fluido tem
conduzido, como apresentado em seguida, a "modelos" que
sao essencialmente formas de ajustagem a 2 parametros
dos dados experimentais.

RN

Figura 1 - Melo poroso cilindrico com escoa-

mento axial de fluido

Na integracao da Eq. (6) para a situacdo represen-
tada pela Fig. (1) deve-se conhecer o perfil de tempera
turas do fluido em z = 0,

T(r,0) = To(r] (cc.1)
e sabe-se, pela condicao de simetria, que
oT =0 , (cc.2)
ar

R,z

A medida de temperatura ou de fluxo térmico na parede,
em T = R, envolve os classicos problemas experimentais.
Considera-se inicialmente que a temperatura na parede
seja a constante Tp,

T(R,z) = Tp (cc.3~a)
Uma segunda forma extensamente utilizada,
gr ) i
_kr = h; |T(R,z) - T . (ec.3-b)
ar P
R,z

implica num salto de temperatura na superficie r=R, in-
consistente do ponto de vista termodinamico. O coefi-
ciente de transferéncia de calor h; € um pardmetro do
modelo. McGREAVY et alli. [9] e GUNN et alli, [14] propu
seram outras formas que levam em conta na condxcao de
contorno as heterogeneidades verificadas junto as pare-
des do meio,

Aigda no contexto dos modelos a 2 parémetros, kr e
h 3, propoe-se neste trabalho a condicao
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(cc.3-c)

aT
B e fpe-g]
r
R,z

onde TB é a temperatura média definida na Eg. (1). Cabe
ressaltar que do ponto de vista tradicional a condicao
(cc.3-c) exprime apenas a definicao do coeficiente de
transferencia de calor h; e é possivel demonstrar, a
partir da Eq. (6), que este coeficiente é o mesmo que o
coeficiente global h, da Eq. (2). Portanto, se o valor
de hy for estimado separadamente atraves da Eq. (3) com
o auxilio dos dados experimentais referentes a tempera-
tura meédia, a condicao de contorno (cc.3-c) € a propria
condicao (cc.3-a), T(R,z) = Tp-

A solucao analitica da equacao diferencial (6) com
as condicoes de contorno (cc.1), (cc.2) e (cc.3-a) ou
com as condigoes (cc.1), (cc.2) e (cc.3-b) pode ser en-
contrada com facilidade na literatura. O terceiro pro-
blema, com as condigoes (cc.1), (cc.2) e (cc.3-c), re-
cai num problema de Sturm-Liouville nao-homogeneo [15]:

T(r,z) = v(r,z) + w(r,z) €))]
v(r,z) = E vn(z) s [an —%—1 » ifay) =0 (8)
n=11_2
W(r.z) = - —2ﬁ'— f(z} 5 (9)
onde
a_yz
vn(z) = En(ﬁ) + qn(z)] exp [——-— [—:-] z:[ 4 t}:=¢:fG;"kr
R
vn(O) =2 Jo rp{r)Jo [an %} dr /RZJ; (an}
z a_ 32
0 <[, e oo [ [2]1]
2 [ rgte, Ll ar /RS2 (o)
gn(z} = . rg(r,z J0 a —q| d9r R Jo a,

2
ar
g(r’z) = 7R

£(0)

p(r) = T (r) + 2;

Zhgz
hs EB(Z> - TP] = hj EB(D) e T[;;l exp |- m

ESTIMATIVA DOS PARAMETROS: UM EXEMPLO

Estao reunidos na Tab. (1) os perfis de temperatu-
ra experimentais referentes ao sistema ar-esferas de vi
dro de 3mm de diSmetro, raio do cilindro poroso
R=28,5mm, velocidade massxca do ar G=0 9kg/m .5 e tempe
ratura da parede T, =22, 5% [16].

A Fig. (2) mostra que o coeficiente de transferén-
cia de calor h;=54,8 W/m?.K, definido na Eq.
te estimar o valor da temperatura média com boa preci-
sao, sendo o erro inferior a 37%.

A Fig. (3) mostra que o perfil de temperaturas po-
de ser estimado com erro inferior a 127 a partir da so-
lucao a%alltlca da Eq. (6) com as condigoes T(r,15)

o

f(z)

T, (r), 0 e T(R,z) = Ty = 22,5%, para ky=0,375
wfm.K. A 1mprec1sao aumenta com o crescimento de z.
A Fig. (4) mostra que o perfil de temperaturas em

z=200mm pode ser estimado com erra inferior a 27, certa

mente menor que O Proprio erro experimental, a partir

da solucado analitica da Eq. (6) com as condigoes

T(r,15) = To(r), ﬁgj =0 e(ce.3-¢) fazendo kr=l?,IW/m.K
R,z

e h3=3,10W/m® X, valores muito diferentes dos menciona-
dos anteriormente, kr=0,375W/m.K e h1=5&,8w/m2.}; vali-
dos para a ampla faixa 30 €z £ 200mm.

(2), permi




Tabela 1 - Perfis de temperatura experimentajs para o sistema ar-esferas de vidro de 3mm (R = 28,5mm,
G = 0,9kg/m?.s, T, = 22,5%)
T("C)
z (mm) r/R=0 [r/R=0,1 |r/R=0,3|r/R=0,5|r/R=0,7 | r/R=0,8|r/R=0,9 | Tg(°C)
15 42,9 42,3 41,6 40,4 37,1 36,2 33,2 36,6
30 42,0 41,5 40,7 38,9 35,6 34,3 31,7 35,3
45 41,4 40,1 39,6 38,3 35,4 34,6 30,3 34,4
60 41,1 40,6 38,7 37,5 33,7 32,7 29,7 33,5
100 38,7 38.0 36,5 34,8 30,8 29,9 28,1 31,2
200 33,2 33,0 32,5 31,2 29,4 28,0 27,4 29,1
5" . (mm)
s E Ri8l +10%, -
! = © 30 ’
o @ 45 /m
401 ,
36 1 G 60 /B 2
B 100 s 7
O 200 o -10%
L
34 1 ,/‘O ,/,
- '
S D
¥ 4
32' 30__ ,/ 9!
I
b .. e
o L]
/o
304 y g'
® Dodos Experimentois ’
— Eq.(3) com h=54,8W/m?. K >
28 ': 20 L L
0 10 z(cm) 20 20 30 40
Figura 2 - Estimativa da temperatura Texp (°C)
média N
Figura 3 - Estimativa do perfil de temperaturas
otravés da solugdo onalitica da Eq.(6)
- (-] -
CONCLUSOES E RECOMENDACOES cnl'ﬂt T(R,z)=22,5°C e k;=3,75x
O estudo da transferéncia de calor em meios poro- 10 W/m.K

505 muito sebeneficiaria doponto de vista cientifico se
os parametros fossem determinados diretamente da forma
diferencial da equacao da energia, com o auxilio dos da
dos experimentais. Assim, no caso em tela, seria possi
vel aprofundar os conhecimentos sobre a funcao conduti-
vidade efetiva a partir da equacaoc

aT 1 d aT
Ct.G TZ = '—-;—- ‘“5-—"1_ [kr r T-l‘ J (10)
que leva em conta a variagao desta funcao com a posicao
no meio poroso.

0s modelos a miltiplos parametros quando estes sio
incluidos ao problema de modo artificial, come ocorre
nas condicoes (cc.3-b) e (cc.3-c), pouca contribuicao
trazem no sentido de uma melhor compreensao do fenome-
no. Estes modelos permitem apenas uma "ajustagem loca-
lizada" com parametros nao extrapolaveis para outras
condicoes.
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ABSTRACT
In the pseudo-homogeneous model, available since
the 30's for the analysis of reactors, the effective

thermal conductivity considers the conduction, convection
as well as radiation forms of energy transfer. Experi-
mental data have shown the existence of an important
thermal resistance in the region near the wall of the bed
yielding different boundary conditions of the type "New-
ton's law of cooling" for the interface porous medium=-
wall. Both the model and the analysis.of these condi-
tions lie within the scope of the present work.
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Determinou-se a condutividade teamica pgeﬂ,va nadial (KR) para o sistema esferas de vi-

dro-an-agua, emum Leito fixo, consideran

00 sentido de escoamento conconne

e ascenden-

te, para niimercs de RagnoEdA de particuwfa, inferiones a 15. Para tanto fod construido

um reaton cilindrice de vidno,

de parede dupfa,
entrada ¢ de uma secae te):m&ca As medidas

composto basicamente de uma 4ecac de

de temperatura foram obiidos com os termo-

pares insenidos axialmente @ cefula de medida. Atraves dos perfis radiais de femperaty
na na entrada e na saida do fLeito fodi possivel determinan KR utilizande o m&todo dos mi

nimos quadrados e algonitmo de Marquardt aplicado @ solucao do modefo pseudo-homogéneo.

INTRODUCAQ

Em 1985, Freire e Silveira [1] estudando o proces
so de transferencia de calor em um reator de leito fi-
%o, percolado por dois fluidos, a baixos nimeros de Rey
nolds de par®cula, determinaram o parametro condutivi-
dade térmica efetiva radial (Kg). Neste trabalho foram
usados metodos e técnicas que hoje tem sido alvo de va-
rias criticas quanto a forma de insercao dos termopares
a celula de medida, quanto a propria configuracao da ce
lula, quanto a determinacao das temperaturas de entrada
e parede do leito, bem como quanto ao método de calculo
dos parametros térmicos.

Na tentativa de minimizar ou eliminar estas possi
veis falhas, é que se propoe neste trabalho, estudar o
processo de transferéncia de calor em reator cilindrico
de leito fixo, recheado por particulas inertes, sendo
percclado por um sistema gas-1iquido, visando a obten-
cao da condutividade térmica efetiva radial (Ky), fazen-
do uso do modelo pseudo-hnmogeneo bidimensional a um pa-
rametro, uma vez que para as vazoes trabalhadas o coefi
ciente de transferencia de calor na parede, hs nao é
significativo [1].

Kg sera determinado para um leito de esferas de
vidre, percolado por ar e agua, no sentido concorrente
ascendente a baixos Reynolds de particula.

METODO DE OBTENCAO DE KR

Para a obtencao de Ky, partiu-se da equacac da
energia para o modelo pseudo-homogeneo bidimensional fa
zendo as segulntes consideracoes: sistema irreacional;
regime permanente; simetria cilindrica do perfil radial
de temperatura; porosidade e coeficientes térmicos cons-
tantes ao longo do leito; distribuicdo homogénea das
fases fluidas na diregao radial; perfis de velocidades
planos e desenvolvi'os e saturacao uniforme; alem de
desprezar o termo de dispersao axial [2,3,4].

A equacao da energia fica da forma:

3%T 1 aT
Br? r ar

(G1Cp1+G Cpg) —=Kg (5= o (€8]

com as seguintes condicoes de contorno:

em z = 0 T = T4
aT
em r 0 i 0 (2)
emr = R T =T,
onde:
Gy = vazao massica superficial do l{quido
Gg = vazao massica superficial do gas
Cpy = calor especifico do 1iquido a pressac constante
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Cpg = calor especifico a pressao constante do gds satura
do
= variavel temperatura
o5 = temperatura média na entrada definida por:

To = (5 T ran)/(JQ ¢ dn)

= temperatura de parede
= posicao radial
= raio do leito
z = pnsicéo axial
Kr = condutividade térmica efetiva radial

Outros modelos sio propostos na literatura, permi
tindo o calculo simultaneamente ou nao, dos trés parame-
tros pertinentes ao processo. Uma andlise dos modelos
e condicoes de contorno propostas é feita por Freire
e Massarani [5].

A solucdo da equacao (1) com as condicoes de con-
torno (equacac 2), e

=i

TW
E

T-Ty, Jolapr/R) —Kgaﬁz
T—--Q ): exp z e (3)
o~ Tw n=1a“Jl (ap) _(Cl P11GgCpg R
onde
Jo = fungao de Bessel de ordem zero e 12 espécie
J1 = funcao de Bessel de 12 ordem e 12 espécie

= rafzes da funcao de Bessel que satisfazem J,(an)=0
Para o calculo de Ky usou~se a técnica de minimi-
zacao dos resf{duos, atraves do método dos minimos qua-
drados, utilizando o algoritmo de Marquardt [6] que exi
ge os dados geométricos do leito, as propriedades fisi-
cas do recheio e dos fluidos, as vazoes empregadas, a
temperatura na entrada, na parede e na saida do leito.

Para que a determinacao de Ky fosse possivel foi
construf{do um reator de vidro, de geometria cilindrica,
composto basicamente de uma secao de entrada, onde se
desenvolvem os perfis de velocidade, e uma secdo térmi-
ca, com camisa de refrigeracao, como mostra a Figura 1.
0 diametro da célula é de 4,8x107°m e seu comprimtnto e
de 10,0x10"%m na secao de entrada e 20,0x107%m na secao
térmica. Com esta configuracao foi possivel medir a tem
peratura em z=0, T,(r}, bem como variar a altura de lei
to, uma vez que o suporte dos termopares para a medida
da temperatura na saida do leito (Ty)s tem um grau de
liberdade axial. Neste trabalho todas as medidas foram
feitas para uma altura de leito de 14,0x107%m, medido
a partir de z=0.

0 recheio usado foi esferas de vidro e os fluidos
percnlantes foram o ar e ar-dgua, cujas propriedadgsf{
sicas estao mostradas na Tabela 1. Ambos os fluidos en
travam na célula aquecida, a uma temperatura de 50, 0oc
e 0 sistema era resfriado pela parede cuja aguaera man
tida a 17,09cC,

an
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Tabela 1. Propriedades fisicas dos materiais
ropr. dp K Cp 1] I
mat. (m) (W/m.K) j(Ws/kg.K)| (kg/m?) | (kg/m.h)
esferas |, 5.10-3|3,04x10~1|7,52x102|2,59x10%| -
de vidro
dgua - 6,57x10714,18x10°|9,88x10? 2,00
ar = 2,68x10721,01x10%| 1,06 16,48x10"2
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A temperatura na entrada do leito, z=0, foi medi-
da usando 5 termopares em diferentes posigoes radiais,
inseridos longitudinalmente a célula em forma de L, es-
tando sua extremidade em z=0. Um perfil tipico de tempe
ratura na entrada do leito pode ser visto na Figura 2.
No trabalho anterior [1], a célula de medida era compos
ta apenas da secao termica e a temperatura era medida
por meio de umunico termopar inserido radialmente a ceé-
lula na pusicac r=0 e a superficie z=0 estava no inte-
rior da secao térmica.

A medida da temperatura de parede nos dois traba-
lhos foi feita pela mesma técnica. A agua de refrigera-
cdo era mantida a 17,0°C por meio de um banho termosta-
tico, cuja vazao era controlada para que ao medir a tem
peratura de entrada e safda da mesma na célula a dife-
renca nao ultrapassasse (,52C. 0 valor da temperatura da
parede usada, Ty, foi a média aritmética entre as tempe
raturas de entrada e salda da agua de refrigeracac na
célula de medidas.

|
[o
40 -
o
) o]
.15
b
"o
[
O pontos experimentais
— gjuste visugl
30 !
(o] 05 r/R 1.0

Figura 2. Temperatura na entrada do leito em funcao da
posicao radial

Para as medidas da temperatura na safda do leito,
Ty, os termopares tambem foram inseridos axialmente ao
leito, usando a técnica de incrusta-los em aneis metali
cos empregada por Giudici [7] para escoamento monofasi-
co de ar. Desta forma se obtém uma temperatura media em
cada posicao radial, nido sendo necessario variar as po-
sicoes angulares dos termopares. Foram usados 6 termopa
res, 5 nos anéis concentricos e um na poqlcao r=0, como
mostra o detalhe da Figura 1. Anteriormente [l], os ter
mopares estavam inseridos radialmente a célula, em wva-
rias posicoes axiais para r=0 e algumas para r#0. 0 mo-
do de insercao dos termopares a célula de medida, tem
sido tema de estudo de varios pesquisadores [8,9] uma
vez que a insergac radial faz com que os termopares cru-
zem isotermas diferenciadas maximizando o efeito da con
ducao de calor ao longo dos mesmos, o que leva a uma
medida incerta da temperatura.

Para a determinacao de Kr, partiu-se da equacﬁo
(3) e do método de minimizacide dos res{duos atraves do
algoritmo de Marquardt. Usou-se 5 termos da série para
permitir um melhor ajuste entre as temperaturas medidas
e as calculadas pelo modelo. Um perfil t{pico de tempe-
ratura em z=14,0x10"%m pode ser visto na Figura 3. No
trabalho de Freire e Silveira [1] a determinacao de Ky
foi pelo método grafico, utilizando um unico termo da
série da solucao.

ANALISE DOS DADOS

A Tabela 2 mostra os valores de Kg obtidos em fun
¢ao dos numeros de Reynoldb de 1iquido (Rej) e de gas
(Re ), o desvio padrao no parametro, bem como o res{duo
na temperatura 0 numero de Reynolds e definide como
Re = G dp/u, onde G & vazao massica superficial do flui
do, dp o didmetro de particula e ya viscosidade do
fluido.
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Figura 3. Temperatura na safda do leito em funcao da

posicao radial

Tabela 2. Vilores de Ky em funcao de Re]l e de Re,, des-
vio padrao no parametro e residuo na tempera-

tura
Rej Re KR esvio padrdo/Residuoc na
) & S RTINS (1) |temp. (%)
0 0,65 3,33 2,4
5.4 1,23 4,43 R
747 1,37 2,59 0,6
0,9 9,8 1,41 2,10 0,4
11,6 1,11 2,23 0,1
13,2 0,89 3,33 1,6
14,3 0,86 3,52 1,7
0 0,67 2,82 1,9
5,64 1,36 2,34 1,7
7:7 1,43 2,47 1,7
1,6 9,8 1,49 2,63 1,7
11,6 1,45 2,63 1,8
13,2 1,38 3,21 2,6
14,3 1,26 2,57 1,6
0 0,74 2,02 1,0
5.4 1,46 %33 1,9
7.7 1,52 2,54 '
2.2 9,8 1,61 2,92 Fiy
11;6 1,54 2,90 245
13,2 1,48 3,04 2,6
14,3 1,39 2,58 2yl
0 comportamento de Kg com Rej e Re, pode ser me-

lhor visualizado na Figura 4, que mostra Ky
de Rey, parametrizado em Rej. Observa-se que para um Rej

constante, a medida que se aumenta Re

em funcio

a fungao conduti

vidade térmica também aumenta, atingindo um valor maxi-
mo, vindo a decrescer em seguida. A medida que se aumen

ta o Rej, mais acentuado torna-se o maximo da fungao.

Este ponto de maximo é caracter{stico de escoamen

to bifasico ascendente e ocorre, segundo

Nakamura

alii [10], no regime de escoamento onde predomina
grande quantidade de bolhas de gas misturadas no l{qui-
do, portanto no regime "bubble-flow", decrescendo & me-
dida que se atinge o regime pulsante de escoamento.

As curvas da Figura 4 sao analogas as obtidas por
Nakamura et alii [10] e por Freire e Silveira [1], ape-
sar das diferentes faixas de vazao.
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Figura 4. Kg em funcao do nimero de Reg parametrizado
em Rej

0s resultados de KR para escoamentomonofasico de
1{quido em funcao de Rej também estdo compativeis comos
obtidos por Yagi e Kunii [11] e por Freire [1] tendo uma
dependencia linear com Rej como mostra a Figura 5.

_A»ﬂ**"owﬂiFJ}ﬂF

Kg(W/mk)

O pontos experimentais
__ ajuste visual

0 |
(o] 2.0 Rep 40

Figura 5. Kg em funcdo de Rej

A Tabela 3 apresenta os valores da temperatura me
dida e calculada pelo modelo bem como suas diferencas e
os desvios entre elas, sendo este desvio definido como
(temperatura experimental-temperatura calculada)/(tempe
ratura experimental}xl00%.Estes valores sao representatz
vos de todas as corridas realizadas.

Tabela 3. Temperatura experimental e temperatura calcu-
lada, diferenca e desvio percentual entre eles

T

/R &8 oo iaten | ocs Lo ke iiil
0,0 ZO,IS 2151 -0,3 1,4
0,4 20,3 20,2 0,1 0,5
0,48 19,8 19,9 -0,1 0,5
0,70 19,3 18,7 0,6 Yl
0,82 18,2 18,0 0,2 1,1
0,97 17,4 17,2 0,2 151
1,0 17,0 17,0 a,0 0,0




CONCLUSOES

- 0 equipamento mostrou-se adequado para
na faixa de Re1‘3,0-e Regf55,0.

- 0 uso de aneis metalicos com os termopares in-
crustados neles foi bastante satisfatorio tendo uma efi
ciencia analoga a apresentada por Giudieci [7].

- Observou-se a ocorrencia de um perfil _
de temperatura na entrada da secao termica e que
é dependente da vazdo, como mostrado por Thoméo
Dixon [12].

- 0 método de calculo de Kg mostrou-se adequado
quando de sua extensiao para o escoamento bifdsico, uma
vez que o ajuste entre os pontos experimentals e calcu-
lados pelo modelo foi de boa qualidade, estando o des-
vio relativo dentro da precisao experimental do medidor
utilizado; como mostra a Tabela 3.

- Para o escoamento bifasico ascendente existe um
ponto de maximo na funcao condutividade térmica, que ¢
dependente da vazdo de gds, tornando-se mais acentuado
a medida que se aumenta a vazao de liquido.

operar
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ABSTRACT

The radial effective thermal conductivity (Kg) was
determined for a system glass beads—air-water in a fi-
xed bed, with co-current upflow for particle Reynolds
numbers less than 15. A glass, double walled reactor
was constructed basically composed of a calming section
and a thermal section. The temperature measurements we-
re obtained by inserting the thermocouples axially into
the measurement cell. The radial temperature profiles
at the entrance and exist of the bed were used to deter-
mine Kg by the least squares method, applying Marquardt's
algorithm for the solution of the pseudo-homogeneous mo-
del.
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RESUMO

Foi desenvolvido um modelo matematico de cardter mecanicista para descrever o escoamento permanente de

misturas sélido fluido nio Newtoniano em segdes anulares excéntricas inclinadas.

Foi considerado um modelo de

duas camadas estratificadas para o qual foram formuladas leis de conservagio de massa e momento linear, bem como
equagoes constitutivas. Foi considerado um mecanismo de difusio turbulenta para descrever a dispersio de particulas
s6lidas na camada suspensa.Esta formulagio permite a solugio do problema para os diversos padroes que caracterizam
o escoamento em questio. Sio apresentados resultados, obtidos através de um programa simulador, que mostram a
relagio entre as varidveis dependentes e independentes do problema.

INTRODUCAO

O estudo do escoamento axial anular de misturas bifasicas
sélido-fluido nao Newtoniano é de especial interesse da Enge-
nharia de Petréleo. Tal situagao é estudada na tentativa de
analisar o transporte de cascalhos resultantes da perfuracao
de pogos de petréleo, desde o fundo deste alé a superficie,
através da regiao anular pogo-coluna de perfuragao, por flui-
dos de caracteristicas notadamente nao Newtonianas. Assim,
de um bom conhecimento dos fenémenos fisicos envolvidos
depende um projeto otimizado de perfuragao de um poco, vi-
sando redugao de custos, seguranca operacional e minimizagao
do desgaste de equipamentos.

Ao contrario de operacoes de transporte hidraulico de
minério, onde o objelivo é a minimizagao das perdas de carga
durante o bombeio, a varidvel mais importante no transporte
de cascalhos em pogos inclinados é a concentragao volumétrica
de sdlidos em um dado trecho. Uma operagao segura deve
manter esta varidvel em valores tais que nao provoquem pro-
blemas como torque excessivo na coluna de perfuracao ou a
prisao da mesma em caso de interrupgao da circulagao.

Desta forma, devido a4 sua importancia, o tema vem
sendo alvo de estudo por diversos pesquisadores envolvidos
na area. KEssencialmente, duas linhas de trabalho distintas
vém sendo desenvolvidas no intuito de melhor compreender o
fenémeno em questao.

A primeira consiste no desenvolvimento de correlagoes
empiricas ou semi-empiricas a partir de observagoes experi-
mentais feilas em equipamentos de escala piloto que procurem
simular, na medida do possivel, situagoes reais enconiradas
nas operacoes de perfuracao. lyoho!'l. e Becker!®, propdem
correlagoes desenvolvidas desta maneira. Contudo. o grande
nimero de variaveis envolvidas, algumas de dificil simulagao
em laboratério, antecipa restrigoes ao uso de tais métodos, em
especial em regioes afastadas das faixas de variaveis nas quais
as correlagoes foram obtidas.

Paralelamente, consideravel esfor¢o vem sendo despen-
dido, numa segunda linha de pesquisas, no sentido de desen-
volver modelos mecanicistas capazes de descrever o fenémeno
fisico. Como a modelagem de escoamentos bifasicos é de de-
senvolvimento relativamente recente, pequeno nimero de tra-
balthos foi publicado a respeito do escoamento axial anular
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sélido-liquido.

Estes modelos resultam da tentativa de representar fené-
menos experimentalmente verificados, através de leis de conser-
vacao e relagoes constitutivas. Experimentos conduzidos por
Iyoho!!!, mostraram que o sistema solido-liquido pode assu-
mir diversas configuracoes no interior da regido anular. De
maneira analoga ao escoamento sélido-liquido em tubulagées,
sao identificados os padroes leito estacionario, leito mével. he-
terogéneo e pseudo-homogéneo. Os dois primeiros se caracteri-
zam pela deposicao, estaciondria ou nao, de particulas sélidas
na parte inferior da secao anular. J4 nos dois tltimos padroes,
o sistema encontra-se totalmente em suspensio, e a fase solida
apresenta um perfil de concentragao ao longo da segao anular
(heterogéneo) ou estd uniformemente dispersa ao longo dela
(pseudo-homogéneo).

Dentre os padroes mencionados, sem divida os estratifi-
cados, que apresentam formacao de leito, sio os de modelagem
mais complexa. A proposi¢io de um modelo para o sistema
em questao, deve contemplar os mecanismos que expliquem
o movimento dos sélidos na camada inferior. Tal movimento
pode ocorrer por duas formas distintas: a primeira através
de pequenos saltos provocados pelo desbalanceio entre a forga
de arraste exercida pelo liquido e a for¢a gravitacional. A se-
gunda, quando as forgas viscosas exercidas pelo liquido sobre
o leito sao suficientes para vencer a friccao entre o leito e a
parede externa do anular, provocando assim seu deslizamento
como um todo. Os dois mecanismos ocorrem simultaneamente
mas sua modelagem conjunta é complexa devido A dificuldade
na definicao da influéncia de cada um deles no movimento glo-
bal das particulas.

Assim, os modelos desenvolvidos para o escoamento em
questao, costumam decrever o fendmeno através de um dos
dois mecanismos. Wicks!®l desenvolveu um modelo para des-
crever o movimento por saltos de uma mistura sélido-liquido
escoando em uma tubulagdo. Bin-Haddah!*! estendeu este
modelo para descrever o escoamento anular de uma mistura
solido-fluido de perfuragao, através de uma balango de forgas
em uma particula sélida. Este modelo, contudo, mostrou-se
‘demasiadamente sensivel a reologia do fluido, fato nao veri-
ficado experimentalmente. Wilson!®), utilizou um modelo de
duas chamadas estratificadas, a superior contendo somente
liquido e a inferior um leito sélido de concentragao volumétrica



52 %. para descrever o escoamento de uma mistura solido-
liquido em uma tubulagao. Gavignet e Sobey'® estenderam
o modelo de Wilson para prever o critério de deposicao de
uma mistura de solidos-Huido nao Newtoniano em anulares
excéntricos inclinados. Como limitagao, este modelo nao preve
a ocorréncia do escoamento por saltos, mas sua sensibilidade a
varidveis operacionais mostrou-se compativel com observagoes
experimentais.

O MODELO PROPOSTO

A formulagao a seguir apresentada. visa descrever o es-
coamento axial anular excéntrico inclinado de uma mistura
solido-fluido nao Newtoniano em regime permanente. Os soli-
dos podem ser caracterizados por um diametro médio e por
uma esfericidade. O fluido tem carater pseudoplastico e pode
ter seu comportamento reoldgico representado pelo modelo de
Ostwald de Waele (Lei da Poténcia). Este modelo diz que a
tensao cisalhante ¢ proporcional a taxa de deformacao im-
posta ao fluido elevada a uma poténcia caracteristica. Os
parametros do modelo sao exatamente a constante de pro-
porcionalidade (indice de consisténcia) ¢ o fator de poténcia
(indice de comportamento).

E utilizado um modelo estratificado de duas camadas que
permite, com uma formulagao tinica, representar, de maneira
simplificada, o sistema quando submetido aos diversos padroes
de escoamento anteriormente mencionados. A figura 1 ilustra
esquematicamente o problema.

A camada inferior, representa o leito de sélidos que se
deposita no fundo da segao anular devido 4 acio de forcas
gravitacionais. Nesta camada, assume-se que as particulas
solidas estdo em contato entre si e a concentracio volumétrica
€52 %.

A camada superior contém as particulas que se mantém
em suspensao devido a agao de forgas turbulentas e, predo-
minantemente, o fluido carreador. A modelagem do regime
permanente significa que a altura do leito é constante. ou
seja, que a velocidade superior é suficiente para manter as
particulas sélidas presentes.

Sao consideradas ainda as seguintes hipéteses:

o Nao existe escorregamento entre as fases liquida e solida
em cada uma das camadas.

e Néo hd transferéncia de massa entre as fases liquida e
solida.

» O sistemna sélido-liquido é incompressivel e de parametros
reolégicos constantes e iguais ao do fluido. uma vez que
as particulas sélidas sao de tamanho maior que a subca-
mada viscosa.

s Sao desconsiderados eleitos de tensao superficial entre
as [ases,

® A altura da interface entre as duas camadas é cons-
tante ao longo do trecho anular em estudo e consequente-
mente. assume-se uma distribui¢ao hidrostatica de pres-
soes ao longo de uma secao transversal.

A formulagao a seguir apresentada é analoga a proposta
por Doron et all”! para descrever o transporte horizontal ve
particulas, por agua, em tubulagoes, sendo no presente tra-
balho introduzidas modificacdes e consideracoes pertinentes
ao problema em questao. As equagoes a seguir representarm,
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Fig.1- MODELO DE DUAS CAMADAS

formas ja simplificadas das leis de conservagao, descritas por
Delhaye™. onde sao tomadas as propriedades médias (velo-
cidade, concentragao) numa secao transversal do trecho anu-
lar. Sao apresentadas duas equagoes de conservagao de massa,
sendo uma para cada fase ¢ apenas duas equagoes de con-
servacao do momento linear, uma para cada camada, ja que
foi suposta a nao existéncia de escorregamento entre as fases
dentro de uma camada. Além das leis de conservacio. sera
considerada a proposicao de Carstens™, para o mecanismo da
difusao turbulenta das particulas sélidas na camada superior,
de modo a obter uma equacgao para a concentracao média de
solidos nesta.

Conservacao da Massa:
Fase Solida :

T BERETN | ';,( AL A ‘M [T { 1 _1

Fase Liquida :
Us(l Cx)As + Ul

(.‘1‘).’1;‘ [ ’jf(] (-..\-!}‘4 l,]}

Conservagao do Momento Linear:
Camada Superior :

d
4.‘\' df . Th'h\ rl'ql (’”
Camada Inferior :
dp
A Foa8, vnb, (1)
dr

As tensoes cisalhantes entre as camadas e as paredes
podem ser expressas como fungao do fator de atrito de Fanning
por:

1 ;
s = JspsV

Os fatores de atrito. por sua vez, sao fungao do regime

1 !
L ,)fLﬁLyf (5)

2

de escoamento. Para fluidos que seguem o modelo de Ostwald
de Waele a transicao laminar-turbulento pode ser calculada
através critério do nimero de Reynolds critico proposto por
Ryan e Johnson 1Y
6464n _
Hel‘ £y - . - lJ:!!l {()}
(1« In)4(24m) nem




Através do calculo do nimero de Reynolds em cada ca-
mada , o fator de atrito pode ser calculado no regime laminar
por:

16

1= (7

Ja no regime turbulento, Silva e Marl.'ms;'”'. avaliaram
diversas expressoes e correlagoes da literatura, através de da-
dos experimentais de fluidos nao Newtonianos em segoes anu-
lares e sugerem a expressao, proposta por Gomes!'2;

[ = 0,060n"*@ Re "% (8)

A tensao na interface entre as duas camadas ¢ dada por:

I . >
Ty ,,;f‘ﬁ.vu"x U.)* (9)
onde o fator de atrito, segundo Televantos!"?, pode ser caleu-
lado por:

dp -

1 2,51
R T i E W (10)

2], 3.7 Regy2J,

Finalmente, os diametros hidraulicos e massas especificas
em cada camada sao dados por:

Ds = -

B~ =F (1)

ps = pCsH pg(1 - Cs)
pr — mCL (1 CL) (12)

A forga estatica F, presente na equacao (4) ¢ decorrente
do contato entre as particulas do leito e as paredes do anu-
lar. Sua estimativa é por vezes complexa pois depende de
valores de coeficientes de interacao especificos entre os ma-
teriais s6lidos envolvidos. Seu valor maximo quando o leito
estiver na iminéncia de ‘entrar em movimento, é proporcional
ao somatério das forgas normais exercidas pelo leito sobre as
paredes do anular. A constante de proporcionalidade é cha-
mada coeficiente de escorregamento. As for¢as normais sao,
por sua vez, de duas naturezas distintas. A primeira é de-
vida ao peso submerso das particulas sélidas,e pode ser calcu-
lada através da integragao do perfil hidrostético de pressoes ao
longo do perimetro do leito. A segunda é devida a transmissao
de tensoes normais provenientes do cisalhamento na interface
entre as duas camadas. Assim, a forga estatica maxima pode
ser calculada por:

; : Tid,
Farax =0 |(pp — pp)gCrsenfdAy + — (13)
tang
Equagao da Difusao:
A solucdo da a equacao da difusio fornece o seguinte

perfil de concentragao na camada superior de um anular incli-
nado.

Cs(y) = Crexp —‘:(y — h)send (14)

onde o coeficiente de difusao, €, pode ser calculado por:

—

e = 0,013I.fs\|."f;'r)_e (15)

A velocidade terminal de particulas nao esféricas em flui-
dos nao Newtonianos pode ser calculada pela metodologia pro-
posta por Laruccia et al'*. O efeito de populagao pode ser
considerado utilizando-se a correlacao de Richardson e Zakil**!:

= (1-Cs)"™ (16)
onde

m = 4,45Re "'paraRe, < 500
m = 2, 39paraRe, > 500

Finalmente a integragao da equacao (14) na camada su-
perior da secao anular fornece:

C.D?
e |
T Gk

onde

n/z
] = / M exp

#,

wD
= '-'12: (sen~y — senfy)senf[cos’ydy  (18)

SOLUCAQ DO PROBLEMA

A altura do leito, as velocidades médias das camadas, a
concentragao media da camada superior ¢ a perda de carga por
unidade de comprimento, incdgnitas do problema, podem ser
obtidas através da solugao do sistema das equagoes (1), (2),
(3), (4) e (17). A forma de resolugao do sistema ira depender
do padrao de escoamento. Como nao sao disponiveis mapas in
dicando as faixas de ocorréncia de cada padrao, sao necessarias
a solucao sucessiva para os diversos padroes e a definicao de
mecanismos ou critérios para as hnhas de transicao entre os
mesmos. O procedimento adotado foi o seguinte:

o Leito Estacionario — Neste caso, Uy, € zero e a solugio
direta das equagoes (1) e (2) fornece valores de /5 e Cs.
A solucao iterativa da equacao (17) fornece valores de
fi. A perda de carga ¢ entao calculada diretamente pela
equagao (3).

o Transicao Estaciondrio - Movel — A for¢a I' é calculada

pela equagao (4), nao utilizada no item anterior. Se este
valor for inferior ao de Fyax, calculado pela equagao
{13), o sistema esta fechado, caso contrario o padrio esta-
cionario nao atende ao conjunto de variaveis de entrada.

e Leito Mével — Aqui F = 'y 4 € as cinco equagoes do sis
tema devem ser resolvidas simultaneamente por métodos
iteralivos.

» Transigao Leito Mével - Padroes Suspensos — caso nao
seja encontrada solugao para o padrao leito movel, ou
se o valor de h encontrado for préximo de zero ou ainda




se as velocidades das camadas forem muito préximas,
deve-se partir para a resolugao dos padroes totalmente
SUSPEnsos.

Aqui, h 0. l-TTL ==
0, Us = Un, Cs = Cpy e a perda de carga pode ser
calculada como para escoamento monofasicos, uma vez
considerada a massa especifica da mistura.

* Padroes Totalmente Suspensos

» Transigao Heterogéneo - Pseudo Homogéneo — aqui deve-

se adotar um critério por exemplo, se a concentragio lo-
cal a 80 % do didmetro externo for maior ou igual a 95 %
da concentragao a 20 %, diz-se que o padrao é pseudo-
homogéneo, caso contrario é heterogéneo.

O programa simulador, desenvolvido em linguagem Pas-
cal, foi executado para diversas condicoes tipicas de operagao
no intuito de prever o comportamento das variaveis de in-
teresse, tais como a concentragao volumétrica de sélidos no
trecho anular, a altura do leito e a vazao critica para nao
formacao do leito. Os valores adotados para os parametros
empiricos do modelo foram 1 = 0,2 e tan ¢ = 0,6.

As figuras 2 e 3 mostram a variacao da altura do leito
e da concentracio de sélidos com 2 vazao de fluido para as
diversas inclinagoes do anular. O angulo indicado refere-se
& inclinacao em relagao a vertical, assim a inclinagao de 90°
representa o anular horizontal.

8000 7
1 inghnecos {groua) diometra externo : 0127 m
1 a0 diometro in‘ernc : 00402 m
1 70 vazac solidos 015
{ sC massa especifica : l:g,r‘
L 1 30 diomatro particuian - CIODGJ
80.00 3 excentricidade ; 0.5
4 ] fluide noo rewtoniano
k  0.0034 Nesan/mz
et n D415 /
1 1
.D -
= ]
G 4090
O 3
© 1
8 ]
320.‘3} 7
-t 1
=4 ]
: R
0.00 “. PR b e eyl e s e ey
00020 50040 GOURD 00080 80130 00120 00'%0 G055 00is0

vazao de fluido (m3/s)

fig.2- Variagao da altura do leito com a vazao de fluido.

+0.00
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20 diametro jn‘ernc DO#G
;8 vazeo soides : 0.15 k '
mossg up-elf‘m 267 m3

diametro ﬁrtimlao : G.ODEZ m
exzentrici : 0.5

fluide noc newtoniana

k : 0.0034 Nesn/m2

no: D415

g
g

’
o
S.i.uu RIS PR TR N T AT ST IR P TR
=

o
8

concentracao de solidos ( % vol)

0.00 rrrrm
D.ooz0 Q. o,

) } D 0.016C 0.0180 0.02C0
vazeco de flido (m3/s}

fig.3- Variagao da concentragdo de sdlidos com a vazao de
fluido.
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As mudancas nas concavidades das curvas sao devidas
as diferentes fungoes que descrevem a geometria do contorno
das camadas ao longo da secao anular. Quedas abruptas nos
valores de altura ou concentracao significam que o sistema
alingiu a vazao critica, ou seja. a transicao de um padrao
estratificado para um totalmente suspenso.

A figura 4 mostra a influéncia do espago anular na con-
centracao de sélidos. A figura 5 mostra a variagao da vazao
critica para formacao de leito com a inclinacio do poco, ex-

centricidade e reologia.

&
8

j diametro  _ gigmetro externo 0 'IUm
imtarme (M) Loaas welides 0.1
0. massc especifico : Daym]
\ diomatro particulos : 00
inciinacae : 70
0.0782 ercentricicde :
flyido noo newton ono
k i D.00O3& Newn/m2
no: 0415

b
8

\

sadbdyaais i iaay

8

Aaavandaabagiaa gl

g

g
L=
=1

LSARLI B L L U B e B e

D 0000 0.0030 0.0100 ‘00‘50 0.0200
vazeo de fluido (m3/s)

concentracao de solidos ( % vol)

fig.4- Influéncia do espaco anular na concentracao de sélidos.
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o 3
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o 3
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N
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0.0020 u Rt S el At i i e i e
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fig.5- Vazdes criticas para formagao de leito.

CONCLUSOES

* Os valores dos parametros empiricos do modelo, n e
tang, devem ser a ajustados para o problema em questio
através de um banco de dados experimentais.

e O modelo mostrou-se bastante sensivel as varidveis ex-
centricidade, inclinagdo e geometria anular e em menor
grau aos parametros reolégicos do fluido, o que é con-
sistente com as observagoes experimentais de Iyoho!!.
Fica evidenciado que o problema de limpeza ¢ critico
em pogos horizontais e de elevada inclinacio.

» Dentre as varidveis operacionais de possivel controle du-
rante uma operacao, o modelo indica que o uso de colu-
nas de perfuracao do major diametro possivel e o bom-
beio de fluido a vazoes acima das criticas, tende a mini-
mizar os problemas de limpeza de pocos.




¢ O simulador desenvolvido se mostrou uma ferramenta
potencial na compreensao do fenémeno do transporte de
cascalhos resultantes da perfuracao de pogos de petréleo.
Tal ferramenta deve ser usada nos projetos hidraulicos
de perfuragio, visando a otimizagao das operacoes. -

NOMENCLATURA

A - area

(’ - concentracao volumétrica de solidos
D - diameétro hidraulico

D, - diametro externo do anular

F - forca de fricgao estatica

Frvax - forga de ricgao estatica maxima
M - multiplicador

Re - nimeo de Reynolds

Re, - nimero de Reynolds da particula
S - perimetro

U - velocidade média

dp - diametro da particula

:{' - perda de carga por unidade de comprimento
f - fator de atrito de Fanning

g - aceleragao ga gravidade

h - altura do leito

k - indice de consisténcia do fluido

n - indice de comportamento do fluide
v - coordenada da altura do leito

S - camada superior (Suspensa)
L - camada inferior (Leito)

M - mistura

t - interface

f - fluido

p - particula

Letras Gregas
# - inclinagao do pogo em relagao a vertical
f, - angulo caracteristico da altura do leito
6, - angulo auxiliar para cédlculos geométricos
¢ - angulo de atrito interno
p - massa especifica
7 - tensao cisalhante
w - velocidade de queda das particulas
w, - velocidade terminal
£ - coeficiente de difusao
n - coeficiente de escorregamento

AGRADECIMENTOS

Os autores agradecem a colaboragao de Débora A. Su-
bird, Renato L. A. Santos e Cristina A. Olyntho na edicao do
trabalho.

713

REFERENCIAS
(1]

lyoho, AW., "Drilled Cuttings Transport by Non
Newtonian Drilling Fluids Through Inclined, Eccentric
Aunulli”, U, of Tulsa, Tulsa, Ok, 1980.

Becker, T.E., "Correlations for Drill Cuttings Transport
In Directional Well Drilling”, Tese de Doutorado,
U. of Tulsa, Tulsa, Ok, 1987.

Wicks, M., "lrausport of Solids at Low Concentrations
in Horizontal Pipes”, Advances in Solid-Liquid Flow In

Pipes and Its Applications” Pergamon Press,
101-24, 1971.

Bin-Haddah, A.5., "Development of Models for Drill
Cuttings Transport In Inclined Wells Based on Deposi-
tion Critical Velocity Concept”, Tese de Mestrado, U. of

Tulsa, Tulsa, Ok, 1988.

(4]

Wilson, K.C., "A Uunified Physically-Based Analysis of
Solid-Liquid Pipeline Flow” Hydrotransport 4 Conference,

Bhra Fluid Engincering, A1-1-16, maio, 1976.

(51

Gavignet, A A. e Sobey, L), "A Model for the Trans-
port of Cuttings in Highly Deviated Wells”, paper SPE

15417, SPE Annual Technical Conference, New Orleans,
LA, Outubro, 1986.

(6]

[7 ] Doron, P., Granica, D. ¢ Barnea, D., "Slurry Flow In Ho-
rizontal Pipes - Experimental and Modeling”, Int. J. of
Multiphase Flow, vol. 13, n? 4, pg. 535-547, 1987.

[8 | Bergles, A.E., Collier, S.G., Delhaye, J.M., Hewitt, G.F.
e Mayinger, F., "T'wo-Phase Flow and Heat Transfer In
the Power and Process Industries”, Cap. 2,
Hemisphere/McGraw-Hill, 1981.

[9 ] Carstens, M.R., "A Theory for Heterogeneous Flow of
Solids In Pipes”, Journal of the Hydraulics Division of

ASCE, 95 (HY1), pag. 275-286, 1969.

[10 | Ryan, N.W.e Johnson, M.M., " Transition From Laminar
to Turbulent Flow In Pipes”, A1Ch E J, vol. 5, pag.
433, 1988.

[11 ] Silva, M.G.P. e Martins, A.L., "Escoamento Turbulento
de Fluidos de Perfuragao™, 22 Congresso Latino America-
no de Hidrocarbonetos, TT 207, 16 a 21 de outubro Rio
de Janeiro, RJ, de 1987.

[12 | Gomes, F.J.A.D., "Hidraulica, Fluidos de Poténcia: Ra-
cionalizacao do Uso do Fator de Fricgao”, 1 Encontro
Técnico sobre Informatica na Perfuragao, Salvador, BA,
1987.




[13 | Televantos, Y. Shook, C.A., Carleton, A. e Streat, M.,
"Flow of Slurries of Coarse Particles at high Solid Con-
centrations”, Can. J. chem. Eng., vol. 57, pag. 255-
262, 1979,

(14 | Laruccia, M.B., " Velocidade de Sedimentagdo em Flui-

=

dos Nao Newtonianos:Efeito da For:
de Particulas”, Tese de Mestrado, Universidade Esta-
dual de Campinas - UNICAMP, 1990.

[15 | Richardson, J.F. e Zaki, W.N., "Sedimentation and
Fluidization, Part 17, Trans. Instn. Chem. Engrs., vol.
32, pag. 35-53, 1954,

ABSTRACT

A mechanistic model was developed to describe the ste-
ady state flow of solid - non Newtonian fluid mixtures in in-
clined excencric annulus. the model consists of a two layer
configuration, the top layer being a heterogeneous suspension
and the bottom one a compact bed of solids. Conservation
Laws of mass and linear momentum were formulated for the
system, as well as, interaction laws between mixture and walls
and for the interface of the two layers. Besides, a turbulent
difusion process was used to characterize the mechanism of
dispersion of the solid particles in the upper layer.The system
developed was solved for the several patterns which characte-
rize the solid - liquid two phase flow,using itterative methods.
Curves for prediction of solids concentration,bed height and
critical flow rate in function of several independent variables
were obtained.

orma e da Concentragao
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SUMMARY

In this work, a linear stability analysis of the effects of the density ratio
on the state of uniform fluidization i¢ carried out. In a previously published work,
we have already considered, within the same theorical framework, the effects of a
quadratic drag term on the stability of a fluidized bed. We analised the influence of
the density ratio, as well as the Froude number, largely understood  as controlling
parameters of the uniformity of the fluidization of solid particle, for the determined
ranges  of the wave number.

INTRODUCTION can lead to the [irmly established Brinkman type
equation for non-Darecy fiow through satureted porous media

In a previously published work, hereincalled Part on the basis of a purely constitutive formalism.
I, we undertook a linear instability analysis of the
equations of motion of a uniform fluidized hed, * taking THE EQUATTIONS OF MOTION
into account the nonlincar contributionarising from the
ligquid-particle interaction in_the form of a quadratic We take as in Part | the space averaged velocity
term in the relative velocity [TJ. We have shown there of cach of the two phases v? , n=1,2, as defined by
that the effect of this quadratic term was to attenuate Anderson & Jackson LSJ. lhe densities of each phase
the propagation velocity and the growth rate of the are defined according to
perturbations These results were shown to be in
qualitative agreement  with known vxperimental 1
demonstrations of wake dominated nonlincar  mechanisms g = p.E (1)
for fluidizing beds of particles. Due to space f
limitations, though, not all resulLs were then .
presented. Further investigations could show the ;2 = £ (1-€) (2)
cifects of the density ratio on the evolution of the 3
concentration waves, or internal waves, once they start
just above the distributer plate (sec Murray [2J ). The where the subscripts f and s stand for fluid and solid
purpose of the present analysis is to  present these phases, respectively, and € is the average void fraction.
results, along with some additional discussion on the The following system of space averaged cquations was
conditions for instability in solid-liquid fluidized thus obtained:
systems.

The problem of these systems is more complicated
due to the presence of the fluid inertia, which must be n
accounted for in most situations and to the fact that %t_ f:' (D Vi )= (n =1,2) (3)
the Reynolds number of the flow is no longer small at
conditions near the critiecal for instability (see n n
Batchelor [3], page 102). It is a thought here that p (3v1 Vj avl) _E_Tij + I? + pnb? , (n=1,2) (&
the somewhat loose criterion for instability accepted at ax axj

for solid~liquid fluidized beds based solely on  the
density ratio, viz. a fluidized bed is  experimentally : =t [

unstable to small perturbations if the density ratio is . In t?e above‘equatlons, l‘f s the,StreSS CenEar,
greater than about ten and stable otherwise, must be Li 1s the 1nterfa?1al force term and hi is the volume
framed in a more consistent argument which considers force due to gravity.

s s p s i ar not closed S0 that
the dynamic behavior of the perturbations represented _The?c equations are c d,
in the plane of the density ratio versus e e constitutive models for the interaction terms are needed

number. to turn them applicable to specific situatlions. We

. . i F ] 2] -] & / i -1l1ik
Following Homsy, El-Kaissy and Didwania [ 4] we followed the crgwf ?nd ;005 the popular Newtonian-like

adopted for the stress tensor a newtonian-like form, constitutive mode 2 ij "
viz. linear isotropic fluids, taking into account both
viscous stresses and compressibility effects. The n N n n
difference on the equations of motion relative to their Tij= -pﬁij B dkk %‘ * Zn (d § 61] )
work lies in an included quadratic term in the relative
fluid velocity in the expression for the interfacial
force term. This is justified on the hasis of an where the pressure term p is equal to -p for the
heuristic argument which relates the two-phase flow in liquid phase and —p {1-£) for the solid phase, ﬁ and
a fluidized system to the flow around an isolated n are the bulk G shear v[qpoqltlos of the phases,
sphere. It can be shown, moreover, that this argument v

P ’ . respectively, and dij = (——l-+ 3—-1) is the rate of

strain.

% Member ABCM The constitutive equations for the interfacial
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force term are

12

12
~Pg ax s (1=E) Vi —aqV;

12
lvi

e | —ogvh

(6)

where viz- v% = vf is the relative velocity and v12 is
the relative acceleratlon The equation for I':1 feltures
the quadratic term ogv |v12| , which is the difference
with respect to the wogk of Homsy et al [4 ] We admit
consistently with the newtonian hypotesis the material
coefficients o, oy, and o as functions solely of the
void fraction. The complete equations of motion  with
the above constitutive relations can now be written as:

Fluid Phase:

3 3
ﬂ(epf) + m(epf u;) =0 %)
DE(—g%Lq-Uj gl—l;-) az(u v) 03(1_1 v)|(u v)l
w08~ )- e 22E 8 Jaf4l

A e R T {5 G %5 *

4l
+ 21 (d —gkaij)]- €88 (8)
1.1
Ty = T (9)
Solid Phase

BT A (- -
se (1m0 ] + g Laredp, v,] (10)
p, (1~ E)(-@Xh"a g;’ ) = %(1-e>(%‘g+‘jg-:j}) .
st e = a2 i

3% (1 8)(93 pf) 6ij + 2 (yy vi) +
+—3(u—v)](u‘v e % (B, = V;) +

3 Qf’.k
"o [B dkk &% 20 (“ =5 dsij)] =

(-e) a £ £ R
N - dyy -

€ [ Ay §+2n -7 Gij)]
= (1~E:)g(os—pf) Gﬂ (11)
T (12)
ij ji

Apart from those terms already presented above in

the constitutive models, the collisional effects are
represented explicitly by the term (p -p.), which is
usually considered as a function of e is regards to

the ?oundar and initial conditions, we need to specify
£ Vi and v{ at t=0, the non-slip boundary conditions,
the velocity profiles at the entrance and at the  exit
of the bed and the values of p. and (p_-p.) there.
i -0 i
The collisional pressure term was considered zero
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in the present analysis, provided the fluidization is
uniform, but it can hardly be said that the 5 ame is
plausible in a state of  aggregative fluidization.
Further experimental investigation on the nature of the
bubble dynamics is needed to  support a consistent
hypotesis on the collisional pressure term. A project

on this subject is indeed being carried out by one of
us.

As regards to the material coefficients, it can
be said in the first place that rF<<r‘F. The same is
also true for the bulk viscosities [ and @& i.e,

gfc<gS. 1In fact, these rheological, coefficients always
appear combined in the form 7 =R+ =n, whichis defined
as a new material constant [4 Thé other two material
coefficients are obtained here from the well known Ergun
formula for flow through saturated porous media.

The Hydrodynamics of Saturated PorousMedia. We consider
a fluidized bed in the state of minumum fluidization
and a fully developed flow in the z direction such that
the interstitial fluid velocity can be given by u=u(y).
Hence, for an incompressible flow,

2
2% . %3 2 1 8. of @ugr o
pE "nf” E Ume pfﬁ'%*epfgz g=0 (13)

The above equation features both a quadratic drag
term in the fluid velocity and a Brinkman-type term [6].

It is seen that in a purely formal way the Newtonian—
like fluid hypotesis led to this problem, for which
Lundgren [?] has already given a rigorous theoretical
justification.
LINEAR INSTABILITY ANALYSIS
The equations (7) through (12) can be made
dimensionless if expressed in terms of the following
dimensionless groups:
x:ii;u_:l.li‘v—_‘ii_.,-[zﬂﬂ‘p—__p 3
T SRR dp puZ
Pr d a2 dy
R Bm 2 ¢ N Sl 1 % -
o ; o f
. nf s P Bf=.&f_-gs_.6_3_.
4 £p, ° == n ’ n Tie: e ° yie #
3 £ £ £ £
Re= SodpPe (14)
g
The equations of motion thus become
Fluid Phase:
g 3
248 1.} = 1
& a; it <0 (15)
au U, au; aP R f
el Sody oo SRR
) Relse * Ty € X Re axJ B85t

oF L & 5 i
+2n (D%j" E‘%'k' Gij)] - l'.'léfUi'Vi)g‘GJRE{.U,’_“V]’_)[(Ui—Vi)I'

\ - G,e R(U,~V,)-R Fres;, (16)




Solid Phase
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The state of uniform fluidization is now perturbed

according to
u. = .+ U
=} %J ]
ve = V! 19
3 3 (19)
g o= B gt

The perturbations above are functions of z and 1, alone,
according to experimental investigations. After we
replace Eqs. (19) into Egqs. (15) - (18), and retaining
only the first order terms, we get

AQ=10 (20}

The form of the matrix A can be found in Part
and Q isthe solution vector. The solution to the
of equations (20) can be obtained by the method
separation of variables in the form

1,
system
of

= ﬂo exp(ST)exp(iKzz) (21)

where £ is the amplitude vector of the perturbations,
K_is theé wave number, and S is the complex wave speed
written as S = £-ix . In the later expression, & is
the growth rate and ¥ determines the propagation
velocity of the waves V, through V_= X/K . If £<0, the
flow is stable; if £= 0, the flow is neutrally stable;
and if £>0, the flow is instable. If we substitute Eqgs.
(21) into Eqs. (20), we obtain an homogeneous system of
algebraic equations in the form

A= 0 (22)

*
Where the matrix A is given below:
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e 1K, o 5+ 1K,
. |0 (1-€g) K -5
e (23)
R(1-g) (S+K) —-gise 2 (-&gm'gu}:) MK+
- 1
R(s-89) | -n(e8-%9) 1A%
R [z 3% 89 (six J] o
LA n%‘é—lj + 0-RE,
L E-ﬁo
For non-trivial solutions, we must have
*
det A = 0 (24)
This leads us to the following  quadratic algebraic
equation:
g s - =
als +(21 [\z A2 + AS)GKJ_KZ Aﬁ’ + AS)- 4] (25)
Where the parameters A A and A can be
found in Cunha [8]. I11e sclutgan to Eq. ?25) can be
found in Part 1. The line of neutral stability is
obtained making £= 0. This gives us
1/2
2 V2
K - [ b+ (b~4ad) ] _—
2a
where
_ +R s E\__
a= (ﬁg]so Ly 3 b= zRe (A +A5+A ¥
* * 2 * R .o
e el s o e e

+ 2R a";n’; - (1~50)50M—R(1—eo)2~ R(1-€) &

3

RESULTS AND DISCUSSIONS

As we did in Part 1, we took here the same set of

valuies for the material coefficients as estimated by
El-Kaissy & Homsy in their experiments d} The
coefficients o, (ey) and 33(50 we calculated from the

Ergun formula:

2 -
=o_ 150(1-£,)° dds | (1-E0)
gty ma ‘2““[
Eo E*ED
(27)

~o_ (1-g)  df4 . 3, 3(1-¢ )]
y=1.75"— } e I = 1.?5[co+ —TLE

fo 'E=E 4

0



For a: we took the generally accepted approximation [3]
(28)

From the work of Homsy {4] , we considered E§=6.5x103 x

5 B ]
finally, we took cg =0.

Growth Rate - gx 10°

-1.5 T T

T
L8] (=B} ]

Wave Number - Kz

0.2

Figure 1. Growth rate of the instability waves.
R=0.25, M=7.0 and £2= 6500.

Figure 1 shows the growth rate versus the wave
number for different Reynolds numbers. It is seen that
the growth rate of the perturbations is  reduced for

increasing Reynolds numbers. Even though the expansion
rate of the bed as predicted by the Richardson-Zaki
correlation implies higher interparcicle distances for
higher Reynolds, the presence of the quadratic drag
term has induced a stronger hydrodynamic interaction
between the particles. This contributes to a more
stable flow, as already pointed out in Part. 1.
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£
Lz T T T T
o 0.0% [*h 0.15 o2

Wave Number - i(z

Figure 2. Speed of propagation of 2 the
instabilities. R=0.25, M=7.0, E0=6SUU.

Figure 2 shows these effects in the plane of the
velocity of propagation V_ versus the wave number, in
which we can see the retaPdation of the

waves with
increasing Re. Figs. 3 and 4 show the effects of
different density ratios R at a fixed Reynolds number

of 18.44. Concentration waves of heavier particles have
higher propagation speeds and growth rates. This can be
visually observed in beds of water and lead shot, where
the perturbations propagate very quickly once they are
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formed, and much quicker than in water and glass beads

system. As pointed out in  the introduction, the
Reynolds number for these systems in the minumum
fluidization state is already 1in the range where

nonlinear effects can not be neglected.
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Figure 3. Behavior of the growth rate at different
density ratios. Re=18.44, M=7.0, 39=83.70,
a,=3.12, £9= 6500.
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Figure 4. Speedof propagation of the instabilities
at different densitg ratios. Re=18.44 ,
M=7.0, @9= 83.70, &3- 3.99, &2= 1 B
=0

ta 6500.

Figure 5 shows the lines of neutral stability in
the plane of the wave number versus the density ratio .
The instability repions are reduced for heavier particles,
and the difference between the neutral lines 1 and 2 are
accordingly increased for smaller density ratios.
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Figure 5. Neutral stability lines as a function

of the demsity ratio. Re= 18.44.

CONCLUSTONS

The following conclusions can be drawn from the
present work:
(a) The density ratio, as a parameter used to predict

instability in fluidized systems, can more effectively
be understood as an instability parameter when analysed
in conjunction with the wave number of the perturbation;
(b) Smaller density ratios imply more attenuated
concentration waves in the bed, and higher propagation
velocities;

(c) The presence of
a quadratic drag term enlarges the region of
limited by the neutral stability line;

(d) The state of uniform fluidization is
always unstable to small perturbations, as
well established in the literature;

nonlinear effects as described by
stability

nonetheless,
already

(e) The contributions arising from the nonlinear term

can not be neglected in solid-liquid systems.
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RESUMEN

En un equipo de gluidizac{dn de Laboratoric se obtuvieron curvas de secade de
handina de soya, analizdndose el efecte de fa temperatura del aine de secado, veloed
dad de openacidn, tamaio de fas particulas y aliuna del Leche. Las curvas expenimen
tales son comparadas con fas predicciones de algunos modelos disponibles, encontadn
dose que el modelo simplifdcado de Alvarez y legues entrega una buena estimacibn de
eldas. Los coefdcdentes de transferencia de calor, obtenides durante el perfode de
secado constante, son presentades en una correlacin,

INTRODUCC LON

En el secado de s6lidos biol@gicos-donde la cali_
dad del producto es fuertemente afectada pocr las condi
ciones térmicas—,los secadores tradicionales (bandejas?
rotatorios)} presentan alpunas desventajas. En este sen__
tido, es atractivo el uso de un secador de lecho flui_
dizado donde el deteriore del producto, para la misma
fwmedad final, es minimizado. En un secador de lecho
tluidizado, debido a la presencia de burbujas, se tiene
una fuerte agitacidn de las particulas que constituyen
el lecho, obteni&ndose elevados coeficientes de trans
ferencia de calor y de masa, y por lo tanto bajos tiem
nos para el secado de sdlides particulados. Para estas
unidades, la informacidn disponible del coeficiente de
transferencia de calor pas-particula, hp, es escasa,
con marcadas diferencias entre ellas, dependiendo de la
técnica experimental utilizada y del modelo empleado pa
ra interpretar los datos [1,2,3].

El secade batch, de harinas de soya, en un lecho
fluidizado present:a diferentes periodos, a medida que
disminuve el porcentaje de humedad de los sdlidos: pe
riodo de ajuste inicial, perfodo de velocidad constante
v perlodo de velocidad decreciente. Asimismo, se obser
va una variicidn de las propledades fisicas del sélido
Jurante el secado (caler especifico, densidad, etc).

E]l objetive del trabajo es determinar experimen
talmente curvas de secado v coeficientes de transferen
cia de calor, analizando pardmetros tales como tempera
tura del aire de secado, velocidad de operacifn, tamano
de las particulas y altura del lecho. las curvas de se
cado son comparadas con las predicciones de algunos mo_
delos disponibles. los coeficientes de transferencia de
calor se presentan en términos de una correlacidn adi
mensional.

MODELUS DE SECADO

El transporte de humedad dentro del silido puede
deberse a varios mecanismos que actdan simultineamente,
sin embargo, se acepta generalmente que el mecanismo
controlante, a temperaturas moderadas, como las usadas
para el secado de productos biollgicos, es la difusifn

1iquida [4 ]| . En este caso, la mayoria de las publica
ciones se basan en la aplicacidn de la ecuacidn de di
fusitn de Fick, la cual se enuncia como:

ax

e = U (De-Vx) (1)

donde Dy representa a la difusidn efectiva, parimetro

que se determina a través de datos experimentales, x es
la humedad del s8lido en base seca v t es el tiempo. La
ecuacidn 1 con el pariimetro Deg constante, ha sido inte
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grada para diversas geometrias (Tabla 1 y ecuacifn 2),
considerando que inicialmente todo el sBlido se encuen
tra a humedad uniforme. Se asume ademids que en la super
ficie del s6lido la humedad es la de equilibrio (X*) y
que en su centro el gradiente de humedad con la posicifn
es nulo. Las predicciones de la ecuacifn 2 generalmente
se alejan de los valores experimentales debido a que po_
see solo un pardmetro para interpretar los complejos
mecanismos que intervienen durante el secado.

(2)

Tabla 1. Pardmetros de la ecuacidn 2.
Geometria v A a
| =Sarn £
!Pluca infinita 1 (2n=1)m/2 semiespesor
iCilindro infinito 2 JO(AHJ=U radie
i radio I

iﬁsfera 3

En un trabajo previo, Alvarez y Legues [5} » Pro
pusieron un coeficiente de difusidn efectivo, variable
con el tiempo de acuerdo a la siguiente funcidn:

4 b
D =D (l+D;‘a t) (3)
e (8] Q

en que Dp representa a la difusividad efectiva a tiempo
cero ¥ b es un pardmetro. En este caso la integracidn
de la ecuacidn 1, entrega la siguiente solucidn:

(1+b}
-1

7
r

Dt
R - L ] exp |- ——— ( 1+ —2— (4)
X X*  “ 32 S ) 2

n=1 A a
n

Un modelo simplificado considera sGlo el primer
término exponencial de la ecuacidn 4, cuya expresion
estd dada por :

_1)

2 (1+b)

An Dt
25 (e

Q

2
a

XX
X -X*
(1]

(5)

exp



TRANSFERENCIA DE CALOR

Para cada uno de los periodos de secado es posi
ble plantear las ecuaciones de balances de masa y ener
gia, los que pueden ser resueltos bajo diferentes apro_
ximaciones. Luego, de estas ecuaciones es posible eva
luar el coeficiente de transferencia de calor. Un balan
ce de energia aplicado al lecho, en el periodo de velo
cidad constante, considerando vdlido un modelo de mez
cla completa, permite llegar a la siguiente expresidn
[1,2] ¢

G - T.-T [+
—Cpg 5 dTg hpa ( § p) (o)

Integrando esta ecuacidn es posible obtener la

expresidén para el coeficiente de transferencia de ca_
lor, h_,
P
€p 6 (T . —'T )
rE 1
hp » g © IS g (7

L (T =T
aL ( gL p)

En esta ecuacifn T _ corresponde a la temperatura
de las particulas, la cual puede ser considerada como
la temperatura de bulbo hiimedo del aire de secado. G
es la densidad de flujo misico de aire. L es la altura
del lecho en las condiciones de fluidizacidn.

MATERIALES Y DESARROLLO EXPERIMENTAL

El equipo utilizado consistid en una columna de
acero inoxidable, aislada exteriormente, de 11 cm de
didmetro interno y 100 cm de longitud. la unidad dispo
ne de un ventilador centrifugo y de resistencias eléc_
tricas variables (figura 1). Para medir la temperatura
se instalaron 6 termocuplas a lo largo del lecho. En
cada corrida se cargd la columna con una masa determi_
nada de harina hiimeda y se realizd el secado en condi_
ciones de operacifn preestablecidas. la variacidn de
humedad de los sdlidos durante el secado, se logrd to_
mando muestras de sdlidos (4 - 8 gr.) cada 1 minuto.

1 VENTILADOR CENTRIFUGO. 2 MEDIDOR VENTUR!. 3 TUBO DE
ACRILICO. 4 TUBO DE ACERQ INOXIDABLE, § VALVULAS RE-
GULADORAS DE FLUJO. 6 RESISTENCIAS ELECTRICAS.TCI-

CLON.B ENTRADA A FILTROS DE MANGA,

Figura 1. Esquema del equipo

Los s8lidos utilizados fueron diferentes cortes
de harina de soya. El1 drea especifica, a, —-que se ob
tuvo experimentalmente haciendo escurrir aire a través
de un lecho fijo de sdlidos y empleando la ecuacidn de
Ergun-, corresponde a harinas con una humedad media de
9%. Vpf se determind con la humedad inicial (Tabla 2).
En Tabla 3 se resumen las diferentes condiclones ensa
vadas.
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Tabla 2. Caracteristicas de la harina de soya

Malla Didmetro (mm)  Area esp. (l/m) Vint (/)
10 + 14 1,673 17620 0,96
14 + 18 1,183 19985 0,72
18 + 20 0,922 21245 0,64
Tabla 3. Variables analizadas

Tamafio de los sblidos (mm) 0,922 ; 1,183 ; 1,673

% de humedad inicial 27~ 32

Velocidad de operacidn (1,06 = 1,69)+ Vs
Altura de lecho fijo (em) 16 ; 19 v 23

Temp.aire entrada,TPE(uc) 60 : 75 v 90

PRESENTACION DE RESULTADOS Y DISCUSION

Condiciones de operacidn. las velocidades de ope
racién, Vg, fueron seleccionadas alrededor de la veloci_
dad minima de fluidizacidn de la harina hiimeda, ya que
el flujo mdsico de aire para las exigencias térmicas de
secado es menor que el requerido para la fluidizacidn.
Vmf se determind experimentalmente graficando la caida
de presidn a través del lecho de s6lidos himedos vs la
velocidad superficial del aire. Con la disminucidn de la
humedad durante el secadeo, se produce una marcada dismi_
nucidn de Vgr, con lo cual, al final del secado, V, co_
rresponde a valores de 3 o mds veces la Vpf de la harina
seca.

las curvas de humedad vs tiempo, correspondiente al se
cado de harina de soya. En ellas se distingue al princi_
pio un periodo de acondicionamiento, luego viene la eta_
pa de secado constante y finalmente el perfodo de velo_
cidad de secado decreciente. En figura 31 se muestra la
variacién de la temperatura del aire, Tgr, a una altura
de 13 cm desde el distribuidor, es decir, el centro
axial del lecho fluidizado. 5i bien es cierto se detec_
taron pequenas variaciones de temperatura con la posi
cidn axial, se considerd para los cilculos diche valor.
En figura 2, se muestra ademis la prediccidn del mejor
de los modelos ensayados, el cual corresponde al modelo
simplificado de Alvarez y Lepgues (ec. 5)}. Esto se repi_
rid para todas las condiciones ensayadas.

HUMEDAD ADIMENSIONAL

1.0 4 PARAMETROS DO’RI = 0.3495E-2

DEL MODELO b 201543 E+3
T=00209
08 |- O EXPERIMENTAL
— ECUACION §
0.6 [~
0.6 |-
Temp. aire =60°C
02| Malla -18 420
0.0 | 1 % B bl i | i 1 1 I
0 2 & 6 B 10 12 1% 16 18 20 22 24

TIEMPO (min)

Figura 2. Curva de secado experimental y prediccidn
de ec. 5.

En figura 3 se observa que para el periodo de ve
locidad constante no varia la temperatura del lecho.
Kunii ¥ LevenspieL[lt senalan que diversos grupes de in
vestigacidn han considerado, usando diferentes argumen
tos, gue esta temperatura es representativa del aire o
de los sdlidos. En este trabajo se considerd que la tem
peratura —determinada con una termocupla- es representa
tiva de la temperatura del aire y se usd en el ciilculo
de hp en ecuacién 7.
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Figura 3. Perfil de temperatura para L = 13 cm.

Efecto de altura de lecho. Tal como se muestra en
figura 4, a medida que aumenta la altura del lecho, la
velocidad de secado disminuye, ya que al aumentar la can
tidad de sdlidos hiimedos, para una misma cantidad de ai
re, debe aumentar el tiempo de secado. A bajas humedades
todas las curvas tienden a un mismo valor.

HUMEDAD ADIMENSIONAL
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Figura 4. Efecto de la altura en la velocidad de
secado.

Efecto de la temperatura del aire de entrada. En
figura 5 se observa que a medida que aumenta la tempera
tura disminuye el tiempo de secado. ELste que puede pare
cer aln relativamente alto, se debe a que la temperatura
real del gas en el interior del lecho, en el periodo de
velocidad constante, es del orden de 25-50°C, inferior
a la temperatura de entrada del aire, tal como se mues
tra para uno de los ensavoes en fipura 3.

HUMEDAD ADIMENSIONAL
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4+ ® . +75°C
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Figura 5. Efecto de la temperatura en la velocidad
de secado.
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Efecto de la velocidad del aire. La figura 6 mues
tra la variacidn de la velocidad de secado con la velo_
cidad de operacidn utilizada en el proceso. la ausencia
de sistemas de retencidn de finos, limitd los margenes
de las velocidades de operacifn, lo cual impide deducir
una conclusidn definitiva respecto al efecto de este pa_
rametro. No obstante lo anterior, es posible apreciar
una cierta tendencia a aumentar la velocidad de secado
al subir la velocidad de operacidn, lo cual se debe a
una disminucidn de las resistencias exteriores, al aumen
tar la agitacidn de las particulas.

HUMEDAD AOIMENSIONAL
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Figura 6. Efecto de la velocidad del aire en la
velocidad de secado.

Influencia del tamafo de la partfcula. En igual
dad de condiciones de operacidn, se encontrd una dismi
nucidn del tiempo de secado con el aumento del tamano
de las particulas. Este efecto, que concuerda con los
resultados de Mostafa, 1977 [3] , se deberia a la mayor
irea expuesta a la transferencia de calor y materia. A
temperaturas mayores los efectos son mds marcados.

Coeficientes de transferencia de calor. Los dis
tintos valores de hp, correspondientes a las diversas
condiciones de operacién ensayadas, ajustaron razonable
mente bien la correlacifn adimensional siguiente:

Nu = hp- d/k = 0.00116 Repl’sz (8)

En esta expresibn, las propiedades fisicas del aire son
evaluadas para las condiciones de entrada al secador.
En figura 7 se presenta la funcionalidad de Nusselt con
el niimero de Reynolds, mostrdndose tanto los puntos ex
perimentales, como la prediccifn de la correlacitn 8 .
Para otros sistemas particulados, Kunii y Levenspiel

1| presentan la siguiente expresidn :

1,3

Nu = 0,03 Rep (9)

Los coeficientes de transferencia de calor expe
rimentales para harina de soya son inferiores a los
calceulados con la correlacidn 9, propuesta por Kunii vy
Levenspiel. Sin embargo, quedan en el rango de los va
lores reportados por otros autores|l],

Las discrepancias entre los valores del coeficien
te de translerencia de calor aqui determinados, con los
informados por otros investigadores, se deben en primer
lugar a la naturaleza de los sdlidos, a la té@cnica expe
rimental utilizada para medir temperatura: empleo de
termocuplas en el interior del lecho, tal como se usd
en este trabajo o empleo de termocuplas de succibn o
termocuplas protegldas. Finalmente la eleccidn de los
modelos que describen el patrdn de flujo tanto de la
fase gaseosa como sdlida: modelo de flujo pistdn o mo
delo de mezcla completa,



Ln Nu

0.5
-3 152

00 Nu=116-10"-Rep T
-05 |-
=10
-15 1

3 35 4

*> LnRep

Figura 7. Funcionalidad de Nusselt con Reynolds.
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SUOURY

Drying curves were obtained for soya meal in a
laboratory fluidized bed unit using the temperature and
velocity of the air current, particle size and the
height of the bed as parameters. The resulting curves
were compared with some mathematical model. Good
predictions was obtained with Alvarez and Legues
correlation. The heat transfer coefficients for the
constant rate dr¥in§ yielded a correlation:

Nu = 0.00116 Repls3Z,
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SUMARIO

Este trabalho resume-se em apresentar a descrigao matemdtica unidimensional,

em regime permanente, de um reator de leito mével para pirdlise de finos de xisto,

visando a otimizagdo das condigdes geométricas e operacionais do reator. A modelagem

matemdtica consiste em balangos diferenciais e globais de massa, energia e quantidade
de movimento, com reagdo quimica e efeitos de secagem do xisto (problema de Simulagéo),

e de uma fungdo objetiva sujeita a um conjunto de restrigdes (problema de Otimizagdo).

INTRODUGAQ

0 equipamento para o qual dedicamos nossa aten-
gdo, faz parte de uma instalagdo piloto, pertencente
a PETROBRAS-SIX, denominada PLASOL (Pirdlise em Leito
1
171,

ta-se como uma possivel alternativa para o aproveita-

de Arraste de Solidos) Si. Esta planta apresen-
mento dos finos de xisto na produgdo de gases e dleos
leves, cujas caracteristicas fisicas e quimicas asse-
me lham-os aqueles oriundos do petréleo.

A pirédlise em leito mével, consiste fisicamente
em se conduzir particulas finas de xisto via um agen-
te de arraste (gds reciclado do processo), no interi-
or de um tubo vertical aquecido, onde ocorrem simul-
taneamente os fendmenos de transporte de massa, de
guantidade de movimento e de energia. Como o xisto
contém um certo teor de organicos, cuja maior fragao
é o guerogénio (hidrocarhineto de cadeia longa) e as
quantidades de energia si. - Yiclentes para que se
atinja a energia de ativagdo necessdria, este hidro-
carboneto se "quebra'" em hidrocarbonetos menores sob
o efeito do calor (pirdlise), caracterizando o fend-
meno com reagdo quimica.

0s objetivos deste trabalho sdo apresentar al-
guns resultados obridos na tentativa de otimizagdo
das condigdes geométricas e operacionais do reator,

a partir da construgdo de um modelo matematico que
envolva uma fungdo objetiva e restrigdes e o sistema
de equaydes diferenciais representativo da simulagdo
do equipamento.

O modelo a ser apresentado restringe-se ao tu-
bo reator e ao seu sistema de aquecimento, ndo levan-
do-se em consideragdo as etapas antecedentes e poste-
riores que complementam o processo |9].

Para fins de modelagem, podemos dividir o pro-
blema em duas partes: modelagem matemdtica para a
simulagdo e, construgdo da fungdo objetiva e restri-
goes.

Com respeito ao modelo para a simulagdo, dida-
ticamente existem duas regides distintas:

- regido interna onde ocorre o contato gis-sod-
lido, caracterizado pelo mecanismo de transporte de
particulas ascendente ¢ cm f[ase diluida;
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- regido externa relacionada com o tipo de aque-
cimento do sistema, que para a situagdo analisada, se
dd devido a transformagdo de energia elétrica em ca-
lorifica em um corpo de resisténcias distribuidas u-
niformemente ao longo do reator.

Ainda com relagdo ao contato gds-sdélido, as
equagdes de conservagdo de quantidade de movimento
pressupde uma dissipagido de momentum por atrito das
particulas e do gds com a parede, e entre as fases,
seguindo a metodologia apresentada pelo modelo de
duas fases l4], Iﬁ]. Quanto a transferéncia de calor,
o0s mecanismos facilmente identificdveis s3o a trams-
feréncia convectiva de calor entre o gds e as parti-
culas , entre a parede e a suspensdo, e também uma
parcela ainda mais significativa, relacionada com o
mecanismo radiativo entre a parede e as particulas
2]

Levando-se em consideragdo a possibilidade do
xisto conter umidade, o modelo prevé também, efeitos
de secagem.

As hipdteses simplificadoras adotadas séo:

- modelo de duas fases: fluido e particula sdo
considerados como fases isoladas que se interrelacio-
nam pelas trocas de massa, quantidade de movimento e
energlas

- modelo unidimensional: variagdes somente no
sentido axial ("plug-flow");

- regime permanente: o sistema jd atingiu o es-
tado estaciondrio e ndo ha nenhuma perturbagdo adi-
cionalj

- cinética de primeira ordem (consecutiva) para
a reagdo de pirdlise;

- didmetro médio de Sauter para a caracteriza-
¢do das particulas de xistoj

- composigdo do xisto expressa em teor de orga-
nicos (querogénio e betume) e matéria inerte;

- perfil linear de temperatura na superficie
interna do reator, perfeitamente controlado.

Quanto a construgdo da fungdo objetiva, defini-
mos como varidvels controldveis cinco varidveis de
operagdo e trés geométricas. As varidvels de opera-
¢do sdo:

- fluxo méssico de xisto alimentado;

- fluxo mdssico de gds de arraste alimentado;



- temperatura do xlsto de entrada;

- temperatura de entrada do gis de arraste;

- coeficiente angular do perfil linear de tem-
peratura de parede interna.

As varidveis geométricas sdo:

- didmetro médio das particulas;

- altura do reator;

- difmetro interno do reator.

A fungdo objetiva relaciona a demanda energéti-
ca com a capacidade produtiva, de maneira que quando
maximizada fornega os valores das varidveis controléa-
veis que satisfagam as restrigdes
6timo da fungdo (6timo global).

e sejam o ponto

Como a demanda energética e a capacidade produ-
tiva s3o quantificadas somente com a simulagdo ao
longo do reator, para cada avaliagdo da fungdo obje-
tiva necessitamos resolver um sistema de equagdes di-
ferenciais.

MODELO MATEMATICO

0 sistema de equagdes diferenciais de primeira
ordem gque representa matematicamente a regido inter-
na do reator, desenvolvido a partir das equagdes de
conservagdo sujeitas 3s simplificagdes apresentadas,
pode ger apresentadocomo segue.

Cinética da Pirdlise:

Q _ -hQ (1)
dz vy !

dB _ kQ - k:B (2)
dz Vs ’

dP kB (3)
d: v

dx 1 dP

& " N Ll
&y _  Yo(1-Yo)dX

dz  (1-YoX)’dz (3)

Fluidodindmica do Transporte Pneumdtico:

; dv de
(1 = Um') (1- )ATPzd_ T {l - E)AT"’! d ATP:‘-’:d
dx dU s
+Y0m,|z 0 d-——AT(I—E}p,v: d:‘ =0 , (6)
dv, dp, de
cArpg ! +eApy,—2 . T ATy 94=
dX dU
_}Om.:|, =0 d "AT[I_E]-":U: f
dp, de
Ui AT(l = 5) ro: =+ Ar(1- E)u: = Arpzv:—| =0
d dz

(7)
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(1 - €) prv2C

dP du o ds . dp
T 29;“‘9;5 + Py"gd_ + ey dj (8)
T9p5€ + B4 {Ug — g} 5? = 0

280 _ o de

d:
2p. (1 - e)u,i +(1-¢€)v ~ vip

Td: 4z (9)
dP 47p;
{I_E}Z"'Q.px“_'c] ﬁA[bg_uz}—r'D; = @

Balanc¢os Energéticos:

- Modelo da Pirdlise,

T dc,, dv
et E}P:":Tz_d':” +{1 - Elﬂch.T:';E

d
Pz dz
d Cp, (T2 — Ty) Morgl, g dX
+(1 E]chp.Tr—: — pev:Cp, T, Vg Py yF A:- z l}E

6 s
- d—E] !hﬂl [Tﬂ = Tx) + hrud (TW- = TI”
»

JOH Mory|, g dX

y o i i (10)
dT, dv
epgvyCp, = 2 + ep,v,Tg Ep,Cp»T,Ef
dp, dc Cp, (T2 = Ty) Morgl,—p dX
+ev,Cp Ty —2 d - p,ngp‘T,E S A:- e 7
4 (T, + T2)
- D—Thsu:p Tw. - 92—: l ]
6(1 - . (11
J4-e) [hgs (Ty - T2)| =0

LULD

” (12)
d=

- Modelo da Secagem,

dT, o (13)

dz '

dT, dC
zp,v,C,,'d—’ . spfv,T,-—-—d:' + £pCyp, T,

Pe ﬂ'd
de  Cp, (Te = T)) Morgl, o 4X
+evgCy, "d !+ pgusCy, T 9. N A:- “_'l_oz
4 (Ty + T2)
e
6(1-¢),
+(—d_} lhge (Tg ~ T2)] =0, (14)
P
dUm, dv,
AHyap {(l N 5)?:":? + [(l - €)ps d
de]] 4 (T, + T:]]
+{] = E} U: = PzV zdz]} = D_rhlﬂlr [T‘" 2
+ﬂ‘—)hm¢ T~ 15)
dl"
(15)




T T
' Quar = M|, Gy, (Tﬂlszﬂ - Tﬁnj) (23)
Para a r2gido de aquecimento (externa), necessi-
tamos quantificar a demanda energética do sistema,
efetuando balangos globais de energia no sistema de AT
aquecimento e resolvé-los simultaneamente para cada Quterr = z; Q (24)
ponto calculado no modelo da regido interna. Assim, o

Ta: = Fidsvae Lk

As equagdes de (21) a (24) representam, respecti-
vamente, a quantidade de energia produzida caso os
produtos da pirdlise sejam usados em processo de com-

] (17) bustdo, quantidade de energia sob forma de calor sen-
sivel necessdria para v aquecimento do xisto e do gis

Te =Ty 5 "'—"'-r—"n('—’) L Qe [ nfin(ri/rs)
w, ky;_- ra 2N.ﬁzk”, b [rzz = ".‘2}

até a temperatura de entrada e, a quantidade de ener-
gia utilizada para o aquecimento do sistema.

=+ T,
Q.ra.tat = A:hrad (Tuu o Tz} -+ Al‘hsu.-p [Tw‘ = (%)J {1SJ

t Aezhnat (To, — Too) METODOS NUMERICOS

2mk, Az Para a discretizagdo do sistema de equagdes di-
hnatAcz [Tw, g Tw) = : [Ti = Tw,) (19) § " qnAE

Tg(ﬁf) ferenciais ordindrias (equagdes de (1) a (15)), usamos
) o método da colocagdo ortogonal |3|, |10| aplicado se-
quencialmente para a solugdo deste problema (Problema
de Valor Inicial). Mo método da colocagdo ortogonal
sequencial, o dominio de integragdo é dividido em
sub-dominios (elementos) e cada um deles é soluciona-

E evidente que para a solugdo completa do mode-
lo (equagdes de (1) a (19)), torna-se necessdrio a

dos independentemente de maneira que a condigdo final
definigdo das condigdes inicials do problema (geradas

de um elemento genérico k, transfira-se como condigdo

pelo algoritmo de otimizagdo), a inclusdo das equagdes inicial do elemento k+1 |9].

constitutivas para a predigdo das propriedades fisicas
e a anexagdo das correlagdes para as estimativas dos
fatores de atrito e dos coeficientes de transferéncia
de calor |9|.

A solugdo do problema de otimizacgdo foi obtida
através do método Complex proposto por Box |l|, que
ndo necessita de avaliagdes das derivadas da fungdoe

objetiva, e apresenta boas taxas de convergéncia.

FUNGAQ OBJETIVA E RESTRICOES

RESULTADOS
0 problema de otimizagdo pode ser resumido &

maximizagdo de uma fungdo objetiva multivaridvel (oito A legitimidade do modele matemitico foi compro-

vada com a comparagio dos resultados simulados com da-
dos experimentais obtidos na planta piloto |9].

varidveis controldveis) sujeita a um conjunto de res-
trigdes de desigualdade.

Analisando todos os termos energéticos envolvi-
dos no processo, formulamos o problema da seguinte
forma,

Tabela 01. Resultados da Simulagdo
Maximizar,

)'Obj = Qprod - Qzuia - ans = Qel:ir + (20) EXPERIMENTO

CONVERSAQ
(%)

sujeita a:
01 02 03

180 Kg/h < mg| . < 360 Kg/h ; )

61.2Kg/h < mﬂi:{a < 180 Kg/h Experimental 75 92 95
25°C € Tpl,-o < 100°C
110°C £ Ty|,., < 200°C

0.015em < d, < 0.025¢m ; Calculada 75.573 91.658 94.925
10m < L < 15m
Tem < Dy < 10.226em |
00 < a <05 . Erro Absoluto 0.573 0.342 0.075
(%)

Onde,

Qprod = Mzl Yo X,y AHeoms (21} A tabela 01 apresenta algumas comparagbes dos

resultados calculados com dados experimentais, mostran-
do a excelente concordincia.

Qusto = M|, Cp.l,o0 (Teliz0 ~ Too) (22)
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Tabela 02. Componentes do Complex Initcial (lteragao = 1}
T L T 4, L Dy FUNCAO
I T F7ee T Boam §oILLTs | loeoo 0380 00021 | 1sueo0 | Touee | 375050
55.64 30.81 147000 1 4040 | 01172 | 0019t 105240 | YARKID -2T8Tib
63.51 4580 - 17002 | 3105 | 03080 | 00167 | 149500 | 67RO 428531 |
98301 | 34.00 | 190.45 20.57 | D4dee ' 00247 ] 142430 | BB -25920.3 :
‘ 05 | 8945 | 23.05 | 16892 | 9363 | 04810 | 0.014 | 101030 | wuu30 | -19639.1 '!
fos | 6041 | 3030 | 16343 | 73.07 | 02137 | 00185 | 118070 | 0.9920 | 74218 |
I} o7 | 78.44 | 4640 . 145.84 G7.97 | 0.3787 ‘ D.0163 | 147090 | 95300 | -33361.3 |
i 08 : 74.94 24.70 17464 | 98.70 0.0765 | 0.0191 , 1499.90 4. 3030 173388 |
109 | 85.72 25.70 | 1B2.85 | 5u.41 0.4665 | 0.0200 | 109030 | 91260 S2udbE Y |
| 18 52.62 | 4807 | 191.15 §1.82 ! 0.1390¢ | 0.0230 | J0R3.BD ] 7.9270 -55641.9 |
| 1 | BS.37 | 2G04 | 176.68 | 44.04 | 0.3647 | (L.OIBG | 1313.47 | Y8440 126813 |
[12 | 6796 | 43.51 ) 11360 | 6431 | 0.4299 | 0.0187 | 105880 7.8520 -16358.2 |,
V13 ; 56.84 46,12 | 127.80 94.68 | 0.40506 | 0.0247 | 123570 | #1890 -21057.0
14 74.62 20,82 | 117.71 3440 I 0.4104 | 0.0207 | 111510 | 10.0650 A5833.2
|l L& t91.04 39.60 195 44 51.95 0.2242 ‘0.0“‘:4 10RT.GO | 10,0180 | -47043.1
|16 50.84 43.46 147.33 B5.52 0.3240 | U‘.'023| P1106G.70 _‘J.SS.’G(I -_2_9_5_1_"‘“4 |
Partindo-se de 16 (desesseis) pontos iniciais com a utilizagdo de um fluxo maior de xisto alimenta-
para se definir o Complex no algoritmo de Otimizagao do;

(vide Tabela 02), a convergéncia foi alcancgada apos
Sou (Quinhentos e quatro) iteragdes, correspondendo
a pelo menos um numero equivalente de simulagdes, e
o ponto 6Ctimo encontrado pode ser visualizado através
da tabela 03.

Todo o problema matemdtico foi solucionado uti-
lizando-se um microcomputador do tipo PC - AT com
uma placa grafica aceleradora, e o tempo total de exe-
cugdo do algoritme de otimizagdo fol da ordem de
aproximadamente 60 (sessenta) horas.

- a conversao de orgdnicos [ol praticamente com-
pleta (1002);

- o perfil de temperatura de parede interna oti-
mo, foi bastante inferior aos perlis experimentais
indicando a menor demanda energética;

- o fato de os pertis de temperatura do xisto e
do gds cruzarem o perfil de temperatura de parede (vi-
de figura 03), pode ser explicado pelo baixe consumo
de energia pela reagdo quimica aliade ao aquecimento
intenso que ocorre nos primeiro metros do reator;

Tabela 03. Componentes do Complex {(Iteragac = 504)

i Pomte  m,[ _ Tmy | Tyioou | Topper . @ | 4 L Dr [ FUNCAO
iio1 99.07 | 17.07 | N0.8% | 97.91 | 0.3350 | 0.0249 | 1044.60 | 85510 | 545175 o
o2 § 10000 | 1701 | 13052 | 97.66 | 0.3217 | 0.0249 | 107250 | §.4370 | 544974 !
lo3 | 9008 17.03 | 11093 | 96.78 | (0.3280 | 0.0249 | 106G.30 | 8.4560 | 544841
| 04 | 100,00 | 1707 | 11096 | 97.53 | 0.3230 | 0.0249 | 1045.80 | 84870 | 54492.4 |
05 | 100.00 | 17.02 | 111,02 | 97.72 | 0.3340 | 0.0249 | 1063.40 | 85140 |  54490.8
o6 | 9996 | 17.04 | 11089 | 97.91 | 0.3323 | 0.0249 | 104840 | 84570 | 544934 |
o7 | 99.98 | 17.05 | 110.88 | 97.37 | 0.3287 | 0.0249 | 1059.90 | 84960 | 54490.2 |
|08 | 9999 1706 | 111.30 | 96.26 | 0.3465 | 0.0248 | 1044.20 | 85640 | 544805 |
| ou | 99.95 | 1702 | 111.30 | 97.92 | 0.3557 | 0.0249 | 1044.80 | 8.5820 ‘ 54485.5 |
10 | 9998 | 17.06 | 110.72 | 97.64 | 0.3226 | 0.0249 | 106030 1 84710 i 544955 |
i | see 17.00 | 11145 | 99.23 | 0.3467 | 0.0249 | 1021.30 | 8.6090 544835
g 99.91 ‘ 17.00 | 11083 | 9814 | 03308 | 0.0246 | 104660 | 84510 | 544800
12 10000 | 17.03 | 110.64 @ 95.08 | 0.3242 | 0.0246 | 1071.10 | B.4300 |  54507.)
| 14 | 9998 | 17.05 | 11061 | 96.75 | 0.3346 | 0.0248 | 1057.10 | B.5040 ‘ 54527.2
15 | eawr 1703 | 11112 | 97.82 | 0.3308 | 0.0249 | 1047.00 | 8.5220 54487.0 |
16 ¢ 10000 | 17.08 | 11079 | 97.30 | 0.3422 | 0.0248 | 1051.50 [ 8.5630 | 545202 |

Efetuando-se uma simulagdo ao longo de todo o
reator para o ponto 6timo (ponto 14 da tabela 03),
podemos apresentar os resultados
nas figuras 01, 02 e 03.

sob forma grdfica

CONCLUSOES

0 ponto de 6timo encontrade pelo algoritmo de
otimizagdo apresentou as seguintes caracteristicas:

- a altura do reator foi relativamente inferior
aquela da instalagdo piloto a qual nos baseamos para
andlise da legitimidade do modelo;

- obteve-se uma produgdo substancialmente maior
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- o didmetro interno do reator no pontoe Gtimo,
ficouw um pouco acima do didmetro experimental. Isto

confirma ainda mais o aumento da conversao, pois com
o aumento do didmetro diminui-se as velocidades e au-
menta-se o tempo de residéncia:

- o ponto de O6timo encontrado provavelmente é
o 6timo global do problema, pois reiniciando o proce-
dimento de otimizagdo a partir de um ponto base dife-
rente daquele utilizado para os testes, obtém-se a
mesma solugdo;

- a condigdo otima encontrada ndo necessariamen-
te representa as melhores condiqdes para a planta como
um todo, mas pode servir como restrigdo para o dimen-
sionamento dos demais equipamentos que compdem o sis-
tema.
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ABSTRACT

This work presents the modeling, simulation and
optimization of one dimensional, steady mixture of
moving-bed reactor for the pyrolysis of fine schists.
The mathematicl description of the reactor is based
on material, energy and momentum balances and chemical
reactlion kinetics. The objective function for the
reactor optimization is based on the conversion (pro-
ductivity) and the consumption of energy with respect
to operating conditions.
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RESUMO

Neste tnabatha deserwsalue ce um modela de panametnos distnibuidas pana a

tnanafenéncia de cafon em leila de annasta.

Obtem ose uma solugioc analitica da

modeta pefo usa da thansfonmada de faplace e da teonema de Duhamel modificada.
0o nesubtadas abtides tem mais nepnesentatinidade da que aqueles 4ymonbuuk@
na litenatuna utiligande panametnas cancenthados quanda  cempanadas &

neaultados expenimentais.

INTRODUGAO

Poucas sdo as solugdes analiticas disponiveis na
literatura para modelos que descrevam o fenémeno da

transferéncia de calor em leito de arrasto. A maloria
destes modelos ndo inclui os efeitos da radiagédo
térmica Tien [1] pelo método de separagio de
variavels, obteve wuma solugdo para o escoamento
turbulento, mas com restrigdes no numero de Biot da
particula, razdo de wvazdo massica e auséncia de
radiagdc. Matsumoto et alli [2], propuseram um modelo
ne qual a difusividade térmica turbulenta das
particulas foi suposta nula ; além disso, consideraram

gque nio ha gradiente térmico no interior da particula e
que os perfis de velocidade do fluldo e da particula
sdao uniformes na segdo transversal do tubo (perfis
planos) e nd3o ocorre tranferéncia de calor radiante.
Este modelo fol resolvido pelo uso das transformadas de
Hankel e de Laplace. Neste trabalho, apresenta-se a
solugdo analitica de um modelo em parametros
distribuidos que inclui os efeitos de radiagdo térmica
e possibilita o calcule do gradlente de temperatura no
interior da particula. As predigbes dos modelos sio
comparadas a resultados experimentais e a um outro
modelo de parametros concentrades, desenvolvide por
Bertoli e Hackenberg [3].

EQUACOES DO MODELO DE PARAMETROS DISTRIBUIDOS

As hipoteses nas quais esta analise se baseia sdo
as seguintes

1. A parede € um corpo negro isotérmico (Tw = cte.).
2. As propriedades fisicas do fluldo e da particula sdo
uniformes e constantes.

3. O escoamento é desenvolvido em ambas as fases e as
velocidades do fluldo e das particulas sdo
uniformes na segdo transversal do tubo.

4. As particulas sdo esferas de tamanho fnico,
distribuidas uniformemente na segdo transversal do
tubo.

5. A temperatura das particulas nfio varia com sua
posigdo radial no tubo.

6. Ndo ha transferéncla de calor por condugio direta
entre as particulas e a parede do tubo.

7. A difusividade térmlca turbulenta do fluido é
desprezivel,

8. As particulas sfo corpos cinzas.

9. 0 fator de forma particula-parede & unitario.

10.0 fluide é transparente a radiagio.

|

as

tem-se

Considerando-se estas hipéteses
seguintes equagdes que descrevem as temperaturas do
fluido, Tf(r,t) e das particulas, Tp{E,t) em um duto

cilindrico.

Para o fluido :

h A

prCrur 3Tr n . 8Tr
—Lw T PR - T+ [rkr—]
u 8t v Ex r ar ar
P
(1)
Para a particula :
2
2 aT aT
S S S )
o« ot £ 8€ o 2

onde,r e £ sio as coordenadas radlals cilinarica e
esférica respectivamente, n & o nimero de particulas
v

no volume V = m R dx e Tr(t) é a temperatura média

seccional

(2/R%) r T (r,t) rdr (3)

T (t)
3 o

e t = %L, (4)
P

onde x & a distancia axial.

0 sistema formado pelas equagbes (1) a (4) é

sujeito as seguintes condigdes iniclais e de contorno :
r =R Tf = Tw (5)
r=20 Tf = finito (6)
t = T =T (7)
£ f1
= ,t>0 : T=T (t) (8)
€ = Rp Sl 1%
E€E=0,t>0 T = finito (9)
P
t=0,0<£<R T =T (10)
0<g P A 4t
e a condigdo adicional, em € = Rp, t > 0
a7 _
-k —f=n (T -T)+h (T =-Tw) (11)
P 8 P ps f r ps



que possibilita a determinagidc da
interface gas-sélido, Tps(tl

Definindo-se :

temperatura da

B w T (12)

e ¥ = n h A 7 V LR Cf (13)
e fazendo-se a seguinte mudanca de variavel,

(14)

ep(E.t) = (Tp{E.t) - TP1] F T,

pode-se reescrever as equagdes
particula, na seguinte forma :

para o fluide e a

an _ 1 arr a Tr
K — =y (T - Tr) + o [___ 1 —7;a (15)
at B r ar ar
1 ae 2 e 8%
s ok B k189
@ ot £ &€ o€ *
As condigdes de contorne (8) a (11), também sdo
reescritas:
T EEY = 'l'l
E=Rp, t>0:8 =22 E = g(t) (17)
P T
pl
£E=0,t>0 6 = finito (18)
t-"—'0,0<§’<Rp:9p=0 (19)
e a condigdo adicional,
ae -
E=Rp, t>0 : —F = - (h sk }[qb(t) + (T - T (L)WI/T ] -
a€g I pi f Pl
- (h /k )/k [¢(t) + (T - Tw)/T ] = G(t) (20)
rp p Pl pl

SOLUGAO DO MODELO

Pelo teorema de Basset-Duhamel modificado,

desenvolvido por Hackenberg [4], para funcionais de
contorno, o problema descrito pela equagdo (16) e pelas
condigbes de contorno (17) a (20) possui a seguinte
solugdo :

t

aplt)
8 (E,t) = | ulg, t-1) dr + ¢(0) u(g,1) (21)
P
ar
o
onde u(€,t) é a soluglo do problema auxiliar
u(E,t) 2 aul&,t) 1 Bul£,t)
—_—t —————
ae® £ ot « ot
(22)
c.c.l1 : £€=0,t >0, u-= finito
G2 E = Rp y E>0, u=1
c.i 0O<E<Rp , t =0, u=0
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onde a fungdo arbitraria ¢(t), no contorno, para
satisfazer a eq. (20), é determinada pela equacgdo :
deé(t) dulg, t) dulg, t)
' — + ¢(0) = G(t) , (23)
dt 13 £=Rp g

onde (*) é a operagio de convolugdo.
Consequentemente, como o sistema (22) tem solucio
analitica conhecida na forma :
) g
sen X
R

P

2 Rp (=137
ul€,t) = 1 + S
J

LA

}om i
X exp - a t (24)
Rp ¥
resulta que
dg(t) 2 w 2 o
— * — K(t) dr + ¢(0) — K(t) = G(t) (25)
dt Rp 1 Rp 1
onde "
e
© Jm e t
K(t) = exp | - —— P _ (26)
1 o

Multiplicando-se esta equacdo por kp/(hp+hr) e
definindo-se :
2 k h
s = — P, =P (27)
Rp (h +h) h +h
P r p 3
n=(wh /h ) [ (Tw =T )/ T ] (28)
r P pl pi
e f(t) = w (T(t) -T ) LU + 1 (29)
i pl pi

pode-se reescrever a equagio para a determinagio de
¢(t) como :

t

o o
5[¢'[T] K(t-t)dt + & ¢(0) K(t) = - ¢(t) + £(t) (30)

1 1
0

Aplicando-se a
acima, vem que :

f[s)/// [

transformada de Laplace na equacio

¢ls) = 1 +38 s Kis) ] (31)

w
K(s) = E: 1 Fils + 2 sz, z =

1

onde

“2 ap/sz (32)

)=1

o
Também, conforme demonstrade em [3], K(s) pode ser
escrito na forma fechada : E

m

K(s) = szfap { cotghly)/(2y) - 1/(2y2)] (33)
;




onde vy =Rpv s/ «

(34)
P
Das equagdes (29) e (17) no espago transformado
obtem-se :
f(s) = w T(8) /T - (w=-9n)/s (35)
f pl
¢ls) = T (s) /T - 1/s (36)
ps pl

Substituindo as equagdes (33), (35) e (36) na equagio
(31) e resolvendo para Tp-ls], tem-se :

2 w T (=)
T (s) = 2 +
pa 2 + & [ y cotghly) -1 1]

(w-7)

T 2
. L (37)
s 2 + &8 [ ycotghly) - 11

A equacdo para a temperatura do fluldo, no dominio s, &

obtida pela transformada de Laplace da eq. (15), logo

a1 (r,s) 1 dT (r,s) K s

f £

e § = = Thrse) =

dr r dr o

¥ = & Tn

- — [ T(s) - T (s) ] - (38)

« L a

A solugdo desta equagdo nio homogénea é dada pela
superposicéo da solugdo da equagdo homogénea associada
e da solugdo particular, obtida por inspecido

7 _ 1
Trp = - B(s) = — [ T (s) - Tbs(S)J S
K S 5

(39)

Como a equagdo homogénea €¢ uma equacdo diferenclal de
Bessel modificada de ordem zero, vem que

Tr(r.s] = A Io(ar) + B Ko(ar) - B(s) (40)
onde A e B s3o constantes arbitrarias e A = m.

Das equagdes (5) e (6) resulta que B = 0 e A =
(Tw/s + B(s)) / Io(Ar). Logo,

Io(Ar) lo(Ar)
Tr{r.s) = Tw +p(sg)| —— — 1 (41)
s Io(AR) TIo(AR)
Das equagdes (3) e (41), por integragio vem que
_ 2 I1(AR) Tw
Tf[s) — + B(s)| - B(s) (42)
AR Io(AR) s
Definindo-se agora,
1 2 w
pls) = — -1 (43)
ks | 2+8 [ ycotghly) -11
1 2 (w-7m)
h(s) = — {1 - (44)
K s 2+ 8 [y cotghly) - 1]

empregando-se as formas de recorréncla das fungles de
Bessel, e combinando-se as equagdes (37), (39) e (42)
resulta finalmente :

2 Tw It(AR)+[1 his) T +T ]AR 12(AR)
pt 1

Tr(s) =
[Io(lﬁ} - 7 p(s) Iz{kﬂ)] s AR
(45)

As equagdes (37) e (41) podem ser expressas em
termos de p(s) e h(s), concluindo-se assim a solugfo do
sistema no dominio s :

T (s) = [u s pls) + 1] T(s) +x T hi(s) (46)
PR E o pi

Tw  Io(Ar) _ T :
Tf(r,s) = — - | 7 pls) Tr[S] + — o+
s Io(AR) s
h(s) Io(Ar)
+ 7 T —_—1 (47)
s P Io(AR)
Utilizando-se ¢ método dos residuos, resultam

entdo as segulntes solugdes no dominio do tempo :
0

TP.{t) = Tw-4uw E: exp(ant) r{an) F(an) (48)

n=1
e
[
s ant (Jo(zar) _
Tr(r,tJ =1w+ 4y Z e m]- 1]p(an] F(an)
n=1
(49)
2
ondé, r(an) = = =
2+ 3 [0 |an|*? cotg( D lan]'?) - 1]
(50)
Tw - Trl = e [ h(an) Tpl + plan) Tw ]
F(a.n) =
(xa B2 [1 - ¢ p(an)1?+ 4 7 [plan) - an p’ (an)]
(51)
1 2 w
plan) = -1
k an (2 + 8 [D lan}"’? cotg( D |an|*? )-1]
(52)
1 2 (w = 7))
h{an) = 1 - = T
K an 2+ 5 [D |an|'?® cotg( D |anl'?)-1)
(53)
plan) w & D
p’lan) = - - =
an Kk an |an|
1/2 2 172 1/2
D| an | [1 + cotg®(D lan| "%)] - cotg(D [an| ")
X
[ 2+ (D lanl'%cotg( D an|*’?) - 1) 1?
(54)
D = Rp/V e e an = - & T/ K (55)
Os valores - Tn sdo as raizes da equagio :
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Jo(tR) + 7 p(- at/k )} J2(1R) 0 (56)

Introduzindo-se ¢(t) = lTpu(t) - Tpl] / Tpi na
equagdo (21) e substituindo-se a expressio de Bp(E.t]
(eq. (14)), resulta o campo de temperatura da particula,
Tp{&.t), que pode ser integrado para a determinacgio da
temperatura média volumétrica da particula, Tp(t)

Consequentemente, vem que

w
2 Rp (-1)’ Jmg
Tplﬁ,t) = ¢(t) Tpl + —— sen ¢(0) %
n g J Rp
J=1
Jon)?
x T exp| - | — a t |- 4w exp(ant) -
p1 Rp P
n=1

J = * an r(an) Flan)
- exp| - — a t — e + T

Rp P an + @ (Jn/Rp)® &

(57}
e
o
- B 1
T = ¢t T - — — 60 T x
n J
J=1
3 =Y
x exp | - | — a t - 4w explant) -
Rp L3
n=1

J = ¢ an rlan) F(an)
- exp| - a t y — + T

Rp 5 an + « (jn/Rp)® Pt

(58)

Levando-se a equagdo (49) 4 eq. (3), obtem-se a
temperatura média do fluido no tempo t, na forma

w
T(t) = Tw + (83/R%) Z A0 Bl wlan) x

n=1

[Jo(rnr) . (59)

Jo(tnR) 1] Kiar

o

A determinagdo da integral acima pode ser feita
utilizando-se as formas de recorréncia das funcdes de

Bessel juntamente com a equagdo das raizes (eq.(57)),
para finalmente obter-se :
o«
T (t) = Tw - 42 e® Flam) (60)
n=1
ANALISE DOS RESULTADOS
As predigdes dos modelos serdo comparadas a

seguir, a uma série de testes térmicos realizados com
uma mistura de particulas de xisto e ar, conforme
apresentados por Lisboa [5]. As condigdes experimentais
e as propriedades fisicas dos materiais envolvidos
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encontram-se descritas em Bertoll [7], Lisboa [5]. O
coeficiente de transferéncia de calor fluido-particula
é calculado pela correlagdo de Kato [6].

A tabela 1 apresenta uma comparagidoc entre os

resultados obtidos neste trabalho (PD) com o modelo de
pardmetros concentrados (PC), Bertoli e Hackenberg [3].
Vé-se que as previsdes dos modelos apresentam boa
concorddncia entre sl e com os valores experimentais
utilizados para a determinagido do erro ,

100

E% = ( Tcalc - Texp ) / Texp x (61)

Tab 1. Comparagio entre os Modelos e os Res. Exp.
Param. Distrib. (PD) Param. Concent. (PC)
T E% | TM|E%|T((|E% | TI(L)] E%
f p f P
1| 69,36|+1,25| 55,51|-13,5| 73,01|+6,58| 54,01|-15,9
2| 55,02|-8,45| 44,32|-11,0( 58,50|-2,66| 43,51|-12,6
3| 92,53|-0.29| 72,74|-7,10| 97,94|-5,54| 70,36|-10,1
4| 77,24(-10,2| 62,07|-4,65| 82,30|-4,30| 60,76|-6,67
5|122,46(-2,42| 95,57(-1,98|130,21|+3,75| 92,14|-5,50
6|103,43|-2,42| 82,29(+2,48|110,67|+4,40| 80,36|0,075
= Teste

A figura 1 apresenta a Influéncia da temperatura
da parede nas previsdes da temperatura média do fluldo
nos casos de razdo de vazdo massica R = Ws/Wf de 2,7 e
7,8 respectivamente, A figura 2 mostra as previsdes

para a temperatura média das particulas nas mesmas
condigdes.
5.8 om- k2,7 aPb- RS
ofl - k2,1 xK - KT8
BB e e v
f PP
175,08 1 Mizlpiz2'C
125.98 1
15,68 1
25.00 # - ‘ , - - !
100,80 200,80 380.00 460.00 560.89 606.80 788.68

Tu(+C)

Fig 1 - Comparagdo entre as prevlsdes do modelos para
a temperatura média do fluido.

w508 O - R2,7 aRC- E27
of) - 18 xIC - B18
155,084 U620 Vh  tubo 34" 1
To(0) MizNi=5C
125,084 L=1n
75,601

2.0 % - - . - :
100.60 200,80 006.0D 400.08 500.08 66000 760,09
e o)

Fig 2 - Comparagdo entre as previsbes do modelos
a temperatura média da particula.

para




Estas flguras demonstram boa concordancia nas
previsdes de ambos os modelos., A Iinfluéncia da
temperatura da parede e da razd3o massica sobre a

temperatura média do.fluldo é a mesma observada em [3],

ou seja, com o aumento de Tw, Tf e TF também aumentam
(como era de se esperar) e com o aymento em Ws/Wf, Tr e
T diminuem em virtude do aumento da capacidade
P
calorifica da mistura.
Definindo-se os fluxos de calor total, radiante e
convectivo na parede na forma:
o R c
. = g, wg (62)
R ﬂ\rIA
q = h £ [ Tw - T (t)] (63)
W r Aw ps
6Tr
¢ = -k 64)
W f
ar r=R

onde o coeficiente de transferéncia de calor radiante
parede-particula é simplificado para a equagdo :

(65)

= e o (W +T2) (Tw+T ),
P Ps ps

r

das equacgdes (49), (56) e das propriedades das fungdes
de Bessel, pode-se escrever que

w

- 2Rk, z ™ 12 {:r pla) - 1} F(an)

n=1 (66)

C
qu

A figura 3 mostra a influéncia da temperatura da parede
e da razdo massica so6lido/gas sobre a relagdo entre o
fluxe de calor radiante e o fluxo total na parede.
Nota-se que o acréscimo de ambos os fatores promove

substancialmente o fluxe radiante relativo (neste
modelo q, ™~ Vs T /up e q T).

1
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bi-2 1El T I T
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Fig 3 - Influéncia da temperatura da parede e da razdo
de vazdo massica sobre o fluxo radiante
relativo na parede.

Para a superficie da particula, os fluxos de
calor total, radiante e convectivo, sfo dados pelas
seguintes expressdes :

T = & + (67)
5 8 s
@ = B (Tw-T ()) (68)
B r ps
c "
g, = B CT =1 60 (69)
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A figura 4 mostra a influéncia de Tw e de Ws/Wf sobre o
fluxo radiante relativo na superficie da particula.
Pode-se observar que o fluxo de calor radiante
representa parcela significativa do fluxo total
transferido as particulas.
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Fig 4 - Influéncia da temperatura da parede e da razdo
de vazio massica sobre o fluxe radiante
relative na superficie da particula.

As malores diferengas entre os fluxos térmicos
relativos calculados com os resultados obtidos neste
trabalho para os parametros distribuidos com o modelo
de parametros concentrados [3], sd3o observadas para
pequenos valores do comprimento da segdoc de aquecimento
L. Estas diferencas sdo devidas basicamente ao fato de
que neste caso hw & um coeficiente local e isto faz com
que a varlagdo de qc em L seja maior do que no modelo
de parametros concentrados. Para grandes comprimentos
da segdo de aquecimento, os modelos apresentam
comportamento semelhante (hw tende a hw). As
figuras 5 e 6 apreséntam uma comparagdc entre as
previsdes do modelc de parametros concentrades e o
presente modelo para as temperaturas médias do fluido e
da particula em fungio de Tw, a diferentes niumeros de
Reynolds (Re=DG /u na entrada da sec¢do de aquecimentao).
Para Re crescente observa-se um aumento nos valores
preditos de Tr pelo modelo de pardmetros concentrados

em relagdo ao presente. Este resultado ja era esperado,
uma vez que neste modelo a difusividade térmica
turbulenta do fluldo fol considerada desprezivel. Desta
forma, o modelo ndo prevé elevagdo nas taxas de
transferéncia de calor com o aumento do nimero de
Reynolds. .No modeloc de parametros concentrados [3],
este acréscimo é dado pelo aumento em hw.

223
Lo Afp- NPD ’
20 It- Nec ITP'HPC
175 N/ =56 O -642 Vb
156 tubo 3/4*  L:=1m
A Hi=Tpiz2C
Y 1254
: Re - 7208
186,
15
t1'%
2
160 260 30 109 580 660 70
TveC)
Fig 5 - Comparagdoc entre os resultados obtidos para

Re 7.200.
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Fig 6 - Comparagdoc entre os resultados obtidos para
Re = 15.800.
CONCLUSOES

0 modelo aqui proposto €& adequado para prever as
temperaturas e fluxos térmicos nos processos de
transferénclia de calor em lelto de arrasto. Para balxos
Re, os resultados do modelo comparam-se bem aos
resultados obtidos em trabalho anterior com um modelo
de parimetros concentrados [3]. A vantagem é que neste
caso ndo & necessario utilizar-se uma correlagdo para o
coeficlente de transferéncla de calor parede-mistura,
hw, que pode ser calculadoe através do perfil de
temperatura determinado. Na pratica o modelo pode ser
utilizado para o projeto de reatores térmicos de leito
de arrasto em fungdo das condigdes iniclais,
temperatura de parede e velocldade das particulas.

No uso dos resultados desenvolvidos neste
trabalho, deve-se atentar para as simplificacgdes nele
implicitas, ja4 que a Inobservincia de determinadas
restrigdes pode conduzir a diferengas signlficativas
entre ‘as previsdes e os valores reals de temperaturas e
fluxos térmicos em situagdes fora do escopo desta
anallise.
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SUMMARY

In this work the heat transfer to a flowing
mixture of solld spherical particles is described
through a distributed parameter model. The analytical
solution is determined by means of the modified Duhamel
theorem and the Laplace transform method. When compared
to experiments the results are shown to be more
consistent than the existent lumped-capacity solutions.
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Gas temperalure measurements have been completed in a lifted propane flame with and without droplets
issuing from a contoured nozzle at several radial stations in the developing region of the jet. A general decrease in
the average gas temperature was observed in the flame when the droplets were introduced, due to local
evaporative cooling effects. Rms temperature profiles with two local extremes at either side of the average
reaction zone were observed for 5 < x/D < 20 in the gaseous flame. Further downstream along the centerline, rh'n's
region disappeared because the jet's fuel-rich, central core ceased to exist. The droplets prolonged the axial
region where these double-maxima rms temperature profiles existed, due to an extension of the flame core. A
comparison of power spectral densities measured with and without the droplets suggests that the droplets
substantially changed the flow field in the core region, to the point of inhibiting a complex vortical structure

existent in the gaseous flame.

INTRODUCTION

The objective of this work was to experimentally study the effect of
monodispersed fuel droplels on the thermal structure of a lifted propane jet
flame issuing from a contoured nozzle. Because of its simplicity, repro-
ducibility and, at the same time, practical application in aircraft combustor
design, much work has been done to understand the thermal structure of
jet flames, using experimental techniques varying from microthermocou-
ples [1-5] to laser diagnostics [6,7]. The need to study droplet effects on
such flames stems from the fact that, in general, practical applications in-
volve two-phase flows, and the extension of gaseous combustion theories
to multi-phase systems may not be so frivial due to the droplets' strong ef-
fect on and interaction with turbulence, chemical reactions and heat trans-
fer phenomena.

A comprehensive study revealing the hydro and thermodynamic
slructures of a reacting and non-reacting jet was performed by Yule and co-
workers [8]. Measurements made in the developing region of the jet (x/D <
20) using laser anemometry, microthermocouple, ionization probe, laser
schlieren, and high-speed film were compared for different values of jet
Reynolds number and equivalence ratio. Time-resolved temperalure mea-
surements were limited to spatially-resolved average temperatures. Similar
to the flame studied here, their reactive flow was characterized by a cylindri-
cal flame centered around two vortical systems: an outer shear layer formed
by toroidal vortices with predominant frequencies in the range of 10-20 Hz,
caused by hydrodynamic instability in the interfacial zone between the hot
gases in the outer edge of the flame and the surrounding air, and an inner
shear layer associated with a high-frequency system of coherent vortices
caused by instabilities in the jet of unburned gas, which for reasons of stoi-
chiometry is more or less contined within the cylindrical flame sheet.

Quantitative measurements and flow visualization performed by
others have supported the information presented by Yule et al. [8] and in-
creased our understanding in areas such as scalar dissipation [6,9], and
flame stabilization, transition and instability [10-14]. Several other studies
exist which focus entirely on the thermal structure of premixed and diffu-
sion jet flames [1-5]. To the authors’ knowledge, the introduction of liquid
fuel in these gaseous flame was only done by Shuen et al. [15] to study the
problem of monosized particle dispersion issuing from a single methanol
stream at the jet's centerline.

The measurements presented in this article include profiles of the
four statistical moments (average, rms, skewness, and kurtosis) of time-re-
solved temperature data. Probability density functions (pdf), power spec-
tral density (psd) and autocorrelations for the same locations in the gaseous
flame are also reported. These measurements are then compared to similar
ones made in the same flame with four monodispersed streams of 70 um
hexane droplets issuing from the jet's centerline.

EXPERIMENTAL PROCEDURE
FLAME CONFIGURATION

A cross-sectional view of the axisymmetric flame generator with
some typical dimensions is shown in Figure 1. The exit diameter (D} of the
generator is 8.53 mm. The droplet array consisted of four hexane streams
in a two by two square mairix 2 mm in length on each side. The droplet
stream flow was parallel along the centerline axis and into the core of a co-
flowing lifted partially-premixed propane jet. The oritice size of the droplet
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atomizer was 50 um which produces small monosized droplets. The
droplet generator used a vibrating piezoelectric crystal to atomize the hex-
ane streams to produce nearly monosized droplets. From the frequency of
vibration, orifice diameter, and liquid velocity the droplet diameter could be
calculated with good accuracy [16]. The liquid hexane flow rate was 2.17
mbL/min, producing an initial droplet velocity of 2.3 m/s. The piezoelectric
crystal was driven at a frequency of 25,000 Hz. With these input parame-
ters the initial droplet diameter was calculated to be 70 pum. As shown in
Figure 1, the flame generator also has screens to prevent flash back into
the mixing chamber and to serve as straighteners for the airflow.

The propane and air flow rates to the generator were 21,300
mL/min and 4700 mL/ min, respectively. From the volume flow rate of the
propane-air mixture, a Reynolds number, based on the exit diameter, of
4600 + 4% was calculated. Positioning of the flame with respect to the
thermocouple probe was accomplished by a computer-controlled, three-
axis positioning table with an accuracy of + 0.025 mm.

The flame has a simple geometry which allows probes to be freely
inserted and photographic documentation to be made. The main advan-
tage to the geometry, however, is the independent control of droplet-re-
lated parameters that affect the flame structure (e.g., droplet number den-
sity, droplet size, and droplet velocity). Although the flame considered
here is unsteady, preliminary studies indicated that, for time scales compa-
rable with the sampling time, the flame could be considered axisymmetric
[17]. For this reason temperature profiles were only measured from center-
line to one of the edges of the flame.

Bare, 50 um diameter, platinum-platinum 10% rhodium micro-ther-
mocouples were used in this study 1o obtain the temperature data. The
data acquisition system hardware was developed by Son [18]. A Metrabyte
DAS-20 board was used to do analog-to-digital conversion and data collec-
tion. Care was taken to shield all cables to the positioning table and to the
sampling hardware to reduce the amount of electrical noise. A sampling
frequency of 4000 Hz was used in all tests, thus avoiding aliasing by meet-
ing the Nyquis! criterion. The sampling time was 131 sec, which produced
524,288 data points at each location in the flame.

In order to accurately measure temperature fluctuations in a flame,
the thermocouple data must be compensated for thermal inertia effects. A
digital compensation procedure that uses a Fast Fourier Transform (FFT),
developed by Son et al. [19], was employed in the present study. Spatially-
resolved time constants were measured by a cross power spectra method
using two thermocouples with different response characteristics as de-
scribed by Strahle and Muthukrishnan [20]. Several measurements were
made in the locations to be studied and the measured time constants, rag-
ing from 35 ms and 45 ms, were best fit as a function of the local gas-phase
temperature. Sources of error associated with the temperature measure-
ments are the typical ones mentioned in the open literature [1-5, 8].
Conduction losses through the leads, radiation losses, catalytic effects on
the surface of the wires, soot deposition, and spatial variations on time con-
stant are the most important sources of error.

In these experiments, conduction losses were minimized by the
probe design suggested by Yule et al. [8]. Radiation corrections ( 5 to 10%
maximum at the highest temperatures) were performed, following the pro-
cedure suggested by Gupta and Lilley [21]. The extent that catalytic ef-
fects influence the temperature measurements is questionable [22] and
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thermocouple probes are usually left uncoated to maximize the frequency
response [1-5]. The catalytic effect is normally controlled by coating the
thermocouple; however, the coating reduces the frequency response of
the thermocouple while increasing the radiative heat loss. Catalytic effects
in diffusion flames have been reported to be much less significant than in
premixed flames [23, 24]. It also has been reported [25] that in premixed
flames the maximum temperature difference is 100 ©C due to surface con-
ditions of the thermocouple and emissivity differences rather than catalysis.
Therefore, catalysis was not considered in this study. Soot deposition was
not observed to be a problem in the regions of the flame where tempera-
ture measurements were made. Variations of time constant through the
flame constitute the most important source of error for the measurement of
temperature fluctuations. Although spatially-resolved time constant mea-
surements were made, the digital compensation method used here is an
advantage over electrical methods because the same raw data can be com-
pensated more than once without repeating the experiments [18]. Root-
mean-square noise in the temperature signal was measured to be less 1 °C
and the relative error in average temperature was estimated to be less than
+ 10%.

In the presence of liquid fuel, droplet impingement is another con-
cern. Queiroz, et al. [26] performed a study on the ability of thermocouples
to measure gas-phase temperature in the presence of liquid fuel droplets.
They found that the droplet effect on gas-phase temperature measure-
ments was small in areas of the flame where the temperature was above
350 OC. Son [18] also studied this problem and confirmed that the effect is
minimized when the temperature is 350 °C or higher. The droplet
impingement effect was neglected in this study, since the droplets used
were small (70 um in diameter) and the temperatures in the core were much

higher than 350 OC in the area where the majority of temperature mea-
surements were made. Furthermore, the measurements were taken starn-
ing from the centerline and proceeding radially outward between the
droplet streams.

RESULTS AND DISCUSSION

Profiles at x/D = 10 and 20, as well as at the jet's centerline, will be
discussed here. The profiles at x/D = 5 and 7 were also measured, but are
not presented here due lo space limitation. These profiles can be found in
the thesis of Rasmussen [27]. Suffice it to say that they present the same
qualitative trends as the profile at x/D = 10. In this section the physical phe-
nomenon is first described, followed by a discussion on the thermal struc-
ture of the gaseous flame. Finally, the efiect of the droplets is discussed.
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PHYSICAL PHENOMENA

When operating the apparatus under the conditions described
herein a fuel rich, lifted flame is produced. An exact equivalence ratio Is dif-
ficult to determine as a result of the lifted aspect of the flame geometry,
since ambient air was entrained before the fluctuating flame. However, for
the purpose of comparison, the equivalence ratio of the fuel-air mixture
supplied to the generator was 5.25. The fluctuating flame is stable at a
downstream location approximately four jet diameters away from the nozzle.
This region is characterized by a bright blue combustion zone located at
approximately r/D = 1.4. The combustion zone is circular in geometry and
fluctuates visibly. Near the centerline there exists a core of gas mixture exit-
ing the nozzle with higher velocities, whose radius is reduced as the axial
distance from the nozzle is increased. A schemalic of the flame with the
droplets in the developing region of the jet is shown in Figure 2. The flame
ends with a yellow tail as a result of diffusion-controlled burning in that re-
gion.

On the outside edge of the fluctuating combustion zone the flow
forms large vortical structures (Figure 2) produced by the hydrodynamic in-
stability, which is caused by an interaction of hot gases near the outer edge
of the flame with the surrounding ambient air. These structures are charac-
terized by low frequency fluctuations and have been seen in other experi-
mental studies that have used the same flame geometry [8, 10-14]. Anin-
ner shear layer also exists at the edge of the core region, characterized by a
system of small coherent vortices. This system of coherent vortices is
formed by the jet of unburned gases and confined by the cylindrical com-
bustion zone. This fuel-rich core eventually ceases to exist as a result of
turbulent mixing, coalescence of vortices, and drag due 1o lower gas veloc-
ities outside the core.
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Quter fluctuating 3 10 X/D
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Core %
region Droplet
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5 X/D

e T L RO
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Fig. 2 Schematic of flame structure showing vortical structures and
droplet flow.

THERMAL STRUCTURE OF THE GASEOUS FLAME

isti Figure 3 shows radial mean and rms
profiles for the axial stations x/D = 10 and 20. In general, the temperature is
low at the centerline, increases 1o a high value at the average location of the
reaction zone, and finally decreases lo room temperature at the edge of the
jet. In the range of 5 < x/D < 10 a fluctuating yellow flame exists in the outer
regions of the jet, perhaps caused by impertections in the apparatus or in-
terference of the droplet generator with the gas flow. This narrow flame is
not stationary, but rotates around the periphery of the jet at very low angular
velocities. It is believed that this fluctuating flame is responsible for the
slight increase in average and rms temperatures observed at the edge of
the flame at x/D = 10 (see Figure 3 at /D = 3.5). At x/D = 20, the centerline
mean temperature reaches 1000 C. This is caused by the complete mix-
ing of the products and reactants, indicating the elimination of the cool core
region. Yule et al. [8] have also shown this convergence of the core. The
flame outer diameter has also increased from x/D = 10 to 20.

The double-peak rms profile is caused by a very complex vortical
structure. Note that both maximum rms values occur at the location where
the mean temperature gradient is the highest. The larger of the dual rms




maxima occurs in the outer fluctuating layer, which is affected by a complex
interaction of the small inner roll-up vortices, that mix cool core and burned
gases, and the large outer vorlices, which entrain a substantial amount of
ambient air. The inner maxima occurs as a result of small roll-up vortices
composed of unburned fuel, newly entrained ambient air, or hot combus-
tion products contacting the thermocouple. The core elimination phe-
nomenon extends the region of high rms values clear to the centerline of
the flame at x/D = 20, eliminating the double-peak rms profile. The high
mean and rms temperatures at the centerline of the jet at x/D = 20 suggest
that reaction, in a very intermittent fashion, may be taking place at the jet's
centerline when oxygen is capable of reaching those inner locations. The
work of Gladnick, LaRue, and Samuelsen [6] is the only other thermal struc-
ture study that we are aware of, which presents similar rms profiles in a tur-
bulent diffusion flame. The results of our study substantiate their findings
that these double-peak rms profiles would be more commonly found in dif-
fusion rather than premixed flames. As will be discussed later, the addition
of the droplets will make the flame more diffusion-like and the double-peak
rms profile will be extended to an axial location of x/D = 20.

Figure 4 shows skewness and kurtosis profiles. For a Gaussian dis-
tribution, skewness and kurlosis have values of zero and three, respec-
tively. Near the centerline at x/D = 10 the temperature distribution is
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Fig. 3 Mean and rms temperature profiles for the gaseous flame at the
axial locations of x/D = 10 and 20.

skewed towards high temperatures (skewness values greater than zero
due to the sporadic presence of the flame front) and more peaked than a
Gaussian distribution (kurtosis values greater than three because the fuel-
rich core mixture is usually at low temperatures). At the location of the first
rms peak (see Figure 3 at /D = 0.75) the temperature distributions show no
skewness but are much flatter than a Gaussian norm. Physically, a large
temperature spectrum exists due to the exposure of the thermocouple to
the small roll-up vortices that are mixing cold core fluid with reaction prod-
ucts. At the average location of the reaction zone (r/D =1.3) the distribu-
tions are skewed towards low values with a large population of high temper-
atures. iIn this region the thermocouple is detecting mostly high tempera-
tures due to the presence of the reaction zone, butl with cooler pockets
due to the fluctuating motion of the flame front (primarily caused by the
small roll-up vorlices), which exposes the thermocouple to cold core fiuid or
entrained ambient air. At the second rms peak (r/D = 2.25), the strong mix-
ing process found at the location of the first rms peak is again observed, but
is now enhanced by a complex interaction of the second outer vortical
structure, which brings cold ambient air to the "edge” of the reaction zone,
with the small roll-up vortices, which entrain cold core fluid. The tempera-
ture spectrum is again not skewed, but is even broader than before (even
lower kurtosis values). At larger values of r/D, the thermocouple is outside
of the fluctuating flame front, causing rms values to decrease. Since the
rms is a term in the denominator of the mathematical expressions used to
calculate the skewness and kurtosis, these values can become very large
as the rms approaches zero.

At x/D = 20 the skewness and kurtosis profiles are similar to the
ones at x/D = 10. The primary difference is associated with the elimination
of the cool jet core and the existence of a Gaussian temperature distribu-
tion from the centerline to the inner edge of the average location of the re-
action zone. These observations on the temperature distributions at x/D =
10 and 20 are substantiated by the temperature pdf profiles shown in
Figures 5 and 6, respectively.

Psd and Autocorrelalion Temperature autocorrelations can be
used to obtain a measure of the integral and micro time scales associated
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Fig.4 Skewness and kurtosis profiles for the gaseous flame at the axial
locations of x/D = 10 and 20.

with the turbulent scalar field. The integral time scale is defined as the in-
terval over which the temperature signal is correlated with itself, and gives
an estimate of the size of the largest eddies [27]. i the signal is changing
slowly then the autocorrelation function would have high values over a
longer period of time; therefore, the value of the integral time scale would
be larger than for a quickly changing signal. The micro time scale is defined
as the intercept of a parabola which matches the curvature of the autocorre-
lation function at its origin with the time separation axis; and it may be
thought of as a measure of the size of the smallest eddies.

The autocorrelation curves for the axial location of x/D = 10 at cen-
terline and at r/D= 0.7 are shown in Figure 7. On centerline the fluctuations
are more random than those near the combustion zone. This observation
makes sense physically since the flame core is an area affected by varia-
tions in temperature, density, and pressure due to the combustion process
taking place around it. The other curve in Figure 7 shows the autocorrela-’
tion near the combustion zone. The high values of autocorrelations shown
here may be an indication of periodicity associated with the fluctuations. At
centerline the turbulent scalar field has much finer eddy sizes as shown by
the lower micro time scale. At the same time, the larger eddies are smaller
than the ones near the combustion zone, as shown by a lower value of inte-
gral time scale. From these observations one would expect a broader fre-
quency spectrum al the centerline than at the edge of the flame front due
to a lower micro time scale, but a signal with less power because of the
lower integral time scale.

Figure 8 shows psd plots, corresponding to the autocorrelations in
Figure 7. The frequencies of the temperature fluctuations in the core are
spread across a broader spectrum. Near the fluctuating combustion zone
the frequency content of the signal shows a couple of preferred frequen-
cies. These preferred frequencies have also been observed by Yule et al.
[8] using laser-Shlieren, anemometry, and ionization probes. The complex
vortical structure existent in the flame has a strong effect on the psd at the
edge of the core. Both the small roll-up vortices (= 150 Hz and its harmon-
ics) as well as the large-scale vortical structure (= 10 Hz) seem to support
the existence of periodicity in the temperature signal inferred from the au-
tocorrelation plots. As previously discussed, it is these two vortical struc-
tures that affect the temperature profile, producing the dual rms extremes.

DROPLET EFFECT

In order to investigate the effect of liquid droplets on the thermal
structure of the flame geometry already described, temperature measure-
ments made in the gaseous flame were repeated at the same locations with
the droplets present. It should be remembered that the profiles presented
here reflect temperature effects. Correlations with velocity can only be
qualitative until further work can be completed on the velocity field, using
laser diagnostics. The assumption was therefore made that the velocity
flow field did not change significantly with the presence of the droplets,
especially considering their small diameter and initial speed. A comparison
between the initial momentum of the droplet streams and that of the
gaseous mixture at the injection point clearly supports this assumption.

Once the droplets were injected in the gaseous flow the nature of
the flame changed significantly. The first noticeable difference was the in-
crease in length and luminosity of the yellow region of the flame. The radi-
ant nature of the flame was readily apparent from the rise in room tempera-
ture in the laboratory. Furthermore, the physical length of the flame in-
creased. The atomized droplet streams deviated from their initial course as



Fig. 5 Probability density function profiles for the gaseous flame at the
axial location of x/D = 10.

Fig. 6 Probability density function profiles for the gaseous flame at the
axial location of x/D = 20.
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the turbulent flow field influenced the droplet paths. At approximately
seven diameters downstream, the droplets had dispersed and resembled a
mist cloud (Figure 2).

= Figure 9 shows rms and mean tempera-
ture profiles for both gas and droplet cases at the axial location of x/D = 10.
In the initial core region, the droplets have a cocling effect because energy
is used for vaporization. The difference in mean temperatures, aithough
small, is seen to affect the curve throughout all radial locations. The addi-
tion of the droplets caused the burning process to be more diffusion con-
trolled. The average temperature profile with the droplets present is similar
to the one obtained in a purely diffusion llame studied in the same appara-
tus under similar overall conditions [28]. The extra fuel available from the
droplets requires extra oxygen to react, and, al the same time, exira energy
is required for the vaporization process. Both of these phenomena tend to
slow down the chemical reactions, reducing the amount of local heat re-
leased. The reduced heat release will in turn decrease the strength ot the
buoyant-driven, outer vortical structure, reducing the radial region affected
by the flame (smaller flame lateral dimension).

One large difference as illustrated in Figure 9 is the decrease in the
rms level in the core region. The droplets seem to have a stabilizing effect
on the temperature fluctuations close to the core. However, as posilions
near the inner shear layer are inspected, an increased gradient in the rms
curve is noted at an /D = 0.6. After an r/D = 1 the rms curves behave
essentially identically with respect to the mean temperature profile.

Figure 10 illustrates the droplet effect on the skewness and kurto-
sis profiles, The reduced third statistical moment at the centerline for the
droplet case indicates a temperature distribution less skewed towards high
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Fig.9 Mean and rms temperature profiles for the flame with and without
the droplets at the ax:al locations of x/D = 10.
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Fig. 10 Skewness and kurlosis profiles for the flame with and without the
droplets at the axial locations of x/D = 10.

temperatures (compare the first few pdf profiles in Figures 5 and 11). This
is caused by the overall reduction in local temperature at the centerline as-
sociated with the evaporative cooling effect. The energy of the high tem-
perature eddies present at those locations is consumed by the evaporation
process, reducing the temperature spectrum to be detected by the ther-
mocouple. The lower values of both skewness and kurtosis in the general
vicinity of the reaction zone in the droplet case seem to indicate wider spa-
tial fluctuations of the flame. This is also substantiated by the fact that,
although the average temperatures are lower for the droplet case, the rms
values are almost identical (Figure 9), indicating higher intensity tempera-
ture fluctuations (rms/mean). Figure 11 shows the temperature pdf profiles
at x/D = 10 for the droplet case. The pdf profile for the gaseous flame at the
same axial location is shown in Figure 5. The observations just made when
discussing the skewness and kurtosis profiles at the centerline and at the
average location of the reaction zone (1 < r/D < 2) are again observed in the
pdf profiles.

probability

Fig. 11 Probability density function profiles for the flame with the droplets
at the axial location of x/D = 10.

Comparisons at x/0 = 20 At the centerline the mean temperature
with and without the droplets differs by more than 250 ©C and, similar to the
profile at x/D = 10, never reaches the temperatures obtained in the gas
case at any radial location (Figure 12). A temperature gradient in the rms
profile for the droplet case is again apparent, similar to the one found up-
stream. In the gaseous case the rms curve is essentially constant at 300 °C
from centerline out to the combustion zone. Again, the rms profile for the
droplet case has the two extremes associated with the interface of the
flame with the fuel-rich core and the outer vortical structure. This suggests
that the core region, which at this location ceased to exist for the gaseous
case, has been extended to a position further downstream due to the
presence of the droplets. The argument for a more diffusion-controlled
burning process in the flame with the droplets is further confirmed by the
fact that measurements taken by Boyer [28] show the double-peak rms
profile at /D = 20. The trends in the skewness and kurtosis profiles at x/D =
20 were very similar to the ones shown in Figure 10. Figure 13 shows the
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Fig. 12 Mean and rms temperature profiles for the flame with and without
the droplets at the axial locations of x/D = 20.
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Fig. 13 Probability density function profiles for the flame with the droplets
at the axial location of x/D = 20.

pdf profiles for the droplet case at the axial location of x/D = 20, illustrating
the extension of the fuel-rich core (radial distances where temperature dis-
tribution have high kurtosis values with minimum skewness towards high
temperature).

Mean and rms temperature trends on a centerline profile in the
flame up to x/D = 32 are extensively discussed by Rasmussen [17). Since
the flame is lifted, the temperatures do not start to rise until the axial location
of x/D = 4 is reached. At this location the flame front is present and fluctuat-
ing. The mean lemperature then increases monotonically up through the
flame. The droplet case mean temperature profile also increases monoton-
ically, but is much smoother. The smoothness is due to the presence of
the droplets, which maintains lower rms temperatures in the core.

Comparison of Psd and Autocorrelation Figures 14(a) and (b)
show a comparison of autocorrelation curves at the axial location of x/D = 10
for a point on centerline and another at r/D = 0.7, respectively. At both lo-
cations it appears that the droplet caused a reduction in the integral time
scale. From these curves it is difficult to get even a qualitative indication for
the micro time scale. Figure 15(a) and (b) show the corresponding psds
for the autocorrelations shown in Figure 14. A larger frequency spectrum is
observed for the gas case at both radial locations. This indicates that micro
time scales are smaller for the gas case. At centerline the higher power in
the psd for the gas case is associated with higher temperature fluctuations.
Thus, physically the temperature fluctuations near the centerline are inhib-
ited by the increased fuel-to-air ratio and by the cooler temperatures which
are present in the droplet-laden core. An interesting effect caused by the
droplets is the attenuation of the 10 Hz preferred frequency existent in the
gas case, as well as elimination of the preferred frequency at 150 Hz.
Although these observations are not dependent at radial locations, flow vi-
sualization as performed by Chen and co-workers [11] is nacessary to fur-
ther document the effect of the droplets on the complex vortical structures
existent in the gaseous flame.
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CONCLUDING REMARKS

An experimental study to determine the effect of hexane fuel
droplets on the thermal structure of a partially-premixed, lifted jet flame was
carried out. Thermocouple measurements in the gaseous flame, compen-
sated for thermal inertia effects using a digital deconvolution, were per-
formed at several axial stations in the developing region of the jet and at the
centerline. These measurements were compared to similar ones made in
the flame with four monodispersed streams of 70 pm hexane droplets. The
measurements included the four statistical moments (average, rms, skew-
ness, and kurtosis) of the time-resolved temperature data, probability den-
sity function, power spectral density and autocorrelations.

The gaseous flame temperature measurements (particularly the au-
tocorrelation and psd analysis) revealed for the first time a flow structure
similar to the one observed by other investigators using experimental
techniques as diverse as flow visualization, laser anemometry, laser
schlieren, ionization probes, and high speed photography. The reactive
flow was characterized by a cylindrical flame, fed by a fuel-rich core, cen-
tered around two vortical systems: an outer shear layer formed by toroidal
vortices with predominant frequencies in the range of 10-20 Hz, and an in-
ner shear layer associated with a high-frequency systcm of coherent vor-
tices. Rms temperature profiles with two local extremes at either side of the
average reaction zone were observed for 5 < x/D < 20 in the gaseous
flame. Further downstream along the centerline, this region disappeared
because this central core ceased 1o exist.

The introduction of the droplets caused the burning process to
become more diffusion-controlled, since the thermal structure resembled
the structure obtained in a previous diffusion flame study on the same ap-
paratus at similar overall conditions. A general decrease in the average gas
temperature was observed in the flame when the droplets were introduced,
due to local evaporative cooling effects. The local oxygen starvation, due
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Fig. 15 Comparison of psd curves for the flame with and without the
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to the presence of the extra fuel and the lower heat release rate caused by
lower local instantaneous temperatures, made the flame with the droplets
fluctuate more spatially, causing lower average and higher rms tempera-
tures. The droplets, by extending the flame core, prolonged the axial re-
gion where these double-maxima rms temperature profiles existed. The
profiles of the probability density function of temperature, an important in-
put parameter for many different turbulent combustion models, tended to
be less skewed towards high temperatures for the droplet case. Pdf pro-
files with lower values of both skewness and kurtosis in the general vicinity
of the reaction zone in the droplet case seem to support the arqument for
wider spatial fluctuations of the flame. This is also substantiated by the fact
that, although the average temperatures are lower for the droplet case, the
rms values are almost identical, indicating higher intensity temperature fluc-
tuations. A comparison of power spectral densities measured with and
without the droplets suggests that the droplets substantially changed the
flow field in the core region, to the point of inhibiting a complex vortical
structure existent in the gaseous flame. Further studies are required, par-
ticularly flow visualization, to document the effect of the droplets on these
large vortical structures.
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SUMMARY

A numerical calculation procedure for the prediction of local properties of spray flames is described and
evaluated by comparison with experimental data, for a spray flame in a laboratory furnace. The mathematical
formulation comprises the application of Eulerian conservation equations fo the gas phase and Lagrangian
equations of droplet and thermal balance to a large number of droplets representing the entire spray. The initial
conditions of the spray are calculated from analitically derived equation for the droplet size distribution
characterized by a single adjustable parameter, the Sauter Mean Diameter (SMD). A new and dimensionally
consistent correlation for the prediction of the SMD of twin-fluid airblast atomisers has been determined. The
predictions obtained are compared with a full range of experimental data. Experimental and predicted results

are shown to be generally in agreement.

INTRODUCTION

Interest in oil-fuels has been somewhat overshadowed
by the growing interest in coal. All the same new fields of
oil and oil bearing sands and rocks continue to be
discovered and the advantages of oil are such that a
considerable research effort is mounting aimed at the
economic derivation of oil from coal and at the clean
burning of residual fuel oils. Moreover, in recent years
there has heen a renewal of interest in the mathematical
characterization of the spray inlet conditions, namely the
droplet trajectories and size distribution at the atomiser
exit plane. Much of this interest steams from the need to
control exhaust emissions, in which the quality of
atomisation plays a significant part, while the increasing
necessity of employing a wider range of fuels has made
further improvements in atomisation mandatory.

The prediction of the hydrodynamic and thermal
characteristics of spray flames requires consideration of the
two phases in the flowfield which are coupled through
exchange processes of mass, heat and momentum. The
main mathematical burden is associated with the
modelling of the discontinuous liquid-phase and the
coupling between the Moreover, the
of the combustion process requires
consideration of the spray characteristics, which act as
additional combustion-rate controlling parameters.

two phases.
modelling

The prediction of the local flow properties in situations
where a spray of droplets is injected in a turbulent gas field
has been investigated by Crowe et al. [1], El Banhawy and
Whitelaw [2], Abbas et al. [3], Gosman and Ioannides [4],
Boysan et al. [5] and Wild et al. [6], applying Eulerian
conservation equations to the gas phase with the
assumption of insignificant influence of local flow
discontinuities induced by the presence of droplets in the
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gas phase. Langragian equations of droplet motion and
thermal balance equations were applied to a finite number
of droplet size ranges representing the size distribution
within the spray. The interaction between the two phases
was accounted for by considering the droplets as sources of
mass, momentum and heat to the gas field. From the
above mentioned studies only Abbas et al. [3] have
modelled the soot formation to characterize the optical
behaviour of the flame. From the above referred authors
those who have modelled the radiation heat tranfer have
used the flux method. The turbulent droplet dispersion
was accounted for by the use of a SSF model only in the
work of Gosman and Ioannides [4].

Existing models applicable to the two phase flow in oil-
fired combustors make no attempt to predict spray
characteristics by initiating calculations within the
atomiser gun itself. Rather, they rely on a specification of
the droplet size distributions, trajectories and velocities
over a plane near to the atomiser exit. An extensive and
difficult measurement programme would be required to
realize this specification, a very demanding task which
would have to be effected for every atomiser effected for all
operating conditions. The only practicable approach is to
develop empirical correlations which are able to
characterize the sprays from differents atomiser types with
acceptable accuracy so that useful predictions can be
obtained for a realistic range of operating conditions. The
droplet size distributions is frequently characterized by its
Sauter Mean Diameter. The SMD is influenced by the
atomised-fluid and atomising-fluid properties, the
operating conditions, as well as by the atomiser design, see
for example Chigier [7] and Lefebvre [8]. A recent semi-
empirical correlation permiting the SMD to be calculated
terms of these factors, obtained from basic
considerations of the physical process involved in

in



pressure-swirl atomization, is reported in Lefebvre [9] and
Wang and Lefebvre [10]. with
experimantal data was demonstrated. The airblast atomiser

Good agreement

is more extensively employed in practice [8]. The
prefilming airblast atomiser has been extensively studied
in the works of Rizkalla and Lefebvre [11] and [12] where
the effects of changing both the fuel and atomising-air
properties on the mean drop size are examined. Twin-fluid
atomiser studies are reported in Lorenzetto and Lefebvre
[13], Jasuja [14] and Shaw and Jasuja [15]. Jasuja [14]
determines an interesting correlation for the SMD which
gives rewarding fits to the experimental data, but which is
dimensionally inconsistent.

The present paper describes a calculation method for
the prediction of reacting sprays with a mathematical
approach based on that of Crowe et al. [1] for nonreacting
sprays. The initial conditions of the spray are calculated
from a Nukiyama-Tanasawa type function for the droplet-
size distribution analitically derived from entropy
considerations. A twin-fluid airblast atomiser correlation
for SMD is derived and the predictions tested against
experimental data. Furthermore, the radiation heat
transfer is accounted for by the use of the discrete transfer
method, applied for the first time in its cylindrical
coordinates version, along with a simple soot model to
characterize optically the flame. The turbulent dispersion
of the droplets is accounted for by the use of a SSF model
based on that of Gosman and Ioaniddes [4].

The ability of the present procedure to predict the local
properties of spray flames is demonstrated by comparison
with the experimental data, obtained by Costa, Costen and
Lockwood [16], acquired from a swirling spray flame in a
laboratory furnace. The comparison indicates general
agreement with measurements.

THE PHYSICAL AND MATHEMATICAL MODELLING

The Gas Model. The time-averaged conservation for the
turbulence gas field were used along with the two
equation k-g turbulence model [17].

The spray combustion model used herein is based on
the assumption that droplets act as distributed sources of
fuel vapor, when describing their trajectories within the
spray. The fuel vapor diffuses to the flame front where it
burns with the oxidant instantaneously, irreversibly and in
a one-step reaction. Moreover, it is assumed that the fuel
vapor and oxygen can coexist at the same point, but at
different times, according to the adopted statistical
approach for the turbulent combustion through the use of
the clipped Gaussian probability density function [18].
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The discrete transfer radiation prediction procedure [19]
was utilized in this study along with the "Two grey plus a
clear gas" fit of Truelove[20] to calculate the gaseous
absorption coefficient. The model is based on the solution
of the fundamental radiation transfer equation within
discretized solid angles allowing the calculation of the
source terms to be appended to the energy equation.

The distinctive feature of oil-fired flames is their
significant soot content. The sizes and optical properties of
the soot particles are elusive quantities, depending on the
fuel type, burner design and firing conditions. Fortunately
since heavy-oil engineering flames are normally not far
from the optically thick limit it is not necessary to know
these properties with great precision. This is indeed
fortunate since the mechanisms of soot formation are far
from being established even in the simplest laboratory
flames [21]. To characterize soot production, a simple global
expression similar to that used by Khan and Greeves [22]
was chosen. A straightforward method estimating the rate
of soot burning, proposed by Magnussen and Hjertager [23],
was used in the present work. The near-droplet mixture

fraction value E, adopted herein to calculate the soot
production rate, is obtained from the simple expression fq
= (1 + Hf_) /2 [3], where f is the time-mean value of the

gas mixture fraction within the droplet residence cell.

The Spray Model. The assumption of the fuel injection
into the combustion chamber as a fully atomised spray

consisting of spherical droplets is made in the present
study. Precise initial conditions for the spray are required
by the mathematical model as a base for obtaining reliable
predictions. An ideal treatment of the spray necessitates the
commencing of calculations within the atomiser gun itself.
However, this is an over elaborate approach, undone so
far. Rather, previous sprays calculations rely on a
specification of the droplet size distributions, trajectories
and velocities over a plane near the atomiser exit, either
using empirical equations or measured values for each
application. This last specification requires an extensive
and difficult measurement programme, which would have
to be effected for every atomiser for all operating
conditions. In the present study, a function of the
Nukiyama-Tanasawa type for the droplet-size distribution,
analitically derived from entropy considerations, was used.
This distribution function is characterized by a single
adjustable parameter: the Sauter Mean Diameter (SMD). In
order to predict the SMD of the spray produced by the twin-
fluid atomiser used in the studied furnace, a new semi-
empirical correlation was used, and it was derived from
basic considerations of the physical processes involved in
air-assisted atomisation and from dimensional analysis of
the experimental data obtained expressly for this purpose:
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where p is the dynamic liquid viscosity, ¢ is the liquid
surface tension, D is the nozzle diameter, p, is the air
density, V is the air velocity and AFR is the air fuel ratio.
The first term on the second member of the equation,
represents the effects of the aerodynamic disruptive forces
on the atomisation process, while the second term stands
for the counter-disruptive effect of the viscosity and plays
only a significant role for high-viscosity fluids.

The droplet size distribution was discretized and for
each size range and each start location, random droplet
trajectories, velocities, size and temperature history within
the furnace were obtained by solving the momentum and
thermal balance equations for the liquid phase.

The momentum balance equations for each droplet of
the spray, neglecting the added mass, the pressure gradient,
the Basset, the Magnus and the Shaffman forces, are
solved.

The mass transfer rate from the liquid to the gas phase
associated with evaporation was obtained assuming a two-
stage droplet life history: heat up to the boiling
temperature with no evaporation followed by heat transfer
controlled vaporization (see Faeth [24]). The droplet
temperature during the first stage is determinated by
solving the thermal balance equation for a droplet moving
in a gas stream.

There will be some turbulent dispersion of the droplets
that may be neglected when the characteristic droplet
response time is large compared to the characteristic time
of the turbulent fluctuations. Conversely, when the above
mentioned characteristic time scales are comparable, the
turbulent dispersion of the droplets must be considered. In
order to account for this effects a Stochastic Separated Flow
(SSF) model was used. In this model the influence of
turbulent fluid phase fluctuations on droplet trajectories is
accounted for through random droplet-eddy encounters.
However, it should be emphasized that the actual droplet
motion within an eddy is modelled deterministically, as
described by the instantaneous momentum equation for
the droplet. The key element of the SSF model is to specify
eddy properties and droplet-eddy interaction times in
terms of mean flow field characteristics. The present
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approach is along the lines of the work by Shuen et al. [25].
The characteristic velocity fluctuations and lifetime
associated with each eddy are found at the start of the
droplet-eddy interaction. The former are obtained by
making a random selection from a probability density
function for velocity. In the present work, a Gaussian pdf
having a standard deviation equal to (2 K/3)%5 is assumed.

Although the previous assumption presumes isotropic
velocity fluctuations, at any instant the x and y velocity
components are not necessarily equal [26]. A droplet is
assumed to interact with an eddy for a time which is the
minimum of either the eddy lifetime or the time required
for the droplet to cross the eddy.

Due to the stochastic nature of the procedure, many
droplets have to be simulated in order to obtain an
acceptable representation of the average spray distribution
inside the furnace. In this study, 2000 trajectories were
calculated.

The Numerical Model. The gas phase elliptic partial
differential equations, together with the boundary
conditions are solved by a finite-difference procedure
where the velocity field calculated from the momentum
equations is linked to corrections of the pressure-field to
satisfy the continuity equation, using the PISO algorithm.
[27).

The droplet-gas coupling is incorporated in the
numerical procedure using the PSIC method technique,
described in the work of Crowe et al. [1].

An efficient and computationally economic droplet
tracking routime was used to solve for the droplet
trajectories using a novel "recurence relation type"
solution scheme (see Rizvi [28] and Semido [26]). The time
step used in the calculations is automatically chosen to
ensure that droplet always reaches inside an acceptability
cell domain, travelling a distance of the order of the local
gas flow cell dimensions (see Rizvi [28]). The main
advantage of this technique is the non-iterative method
used to abtain the successive droplet locations (see
Lockwood et al. [29]).

The total interaction source terms for a gas flow cell,
obtained by calculating the loss or gain of droplet mass,
momentum and energy within the cell, are calculated by
summing up the respective source terms for all the
droplets crossing the referred cell.



RESULTS AND DISCUSSION

The present calculation procedure has been tested
against experimenal data, obtained by Costa, Costen and
Lockwood [16], for heavy fuel oil sprays generated by a twin
- fluid atomiser, in a large - scale laboratory cylindrical
furnace. The furnace operating conditions can be identified
in reference [16] as the reported conditions for flame A. The
spray calculations were performed with a grid of 51x37
nodes. The droplet size distribution was discretized into 10
size ranges and the droplets emanate from 4 starting
location uniformly distributed over the inlet plane. For
each size range and starting location, 50 droplet random
trajectories were tracked.

Figure 1 shows the comparison between measured
values of SMD and the correspondent predicted values,
obtained with the used correlation. The agreement is
satisfactory. This equation appears to offer distinct
advantages over existing equations in regard to improved
correlation of SMD data obtained from twin-fluid airblast
atomisers.
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Figure 1 Comparison of predicted and experimental
values of SMD for a twin-fluid airblast
atomiser.

Reliable measurements in the dense phase region, that
is for distances smaller than 7.5 cm from the atomiser exit
plane, were not obtainable. Due to the lack of data at the
atomiser exit plane, the predicted droplet size distribution
at the referred plane, is compared with the same
distribution measured at a distance of 7.5 cm downstream
of injection. The results are depicted on figure 2.

The predicted droplet size distribution at the atomiser
exit plane, and the measurements performed at a distance

of 7.5 cm downstream of injection, show some
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discrepancies. However, the present method is capable of
providing inlet boundary conditions for many kinds of
injectors geometries and fluid flow configurations, with a
minimum of empiricism, and represents one of the first
attempts to simulate theoretically the exit conditions of an
atomiser.

Droplet cistribution (volume) (%)

Bl ISP e | 11—1—-:*-

0. 35. 70. 105. 140,

Droplet diameter (microns)

Figure 2 Comparison of predicted and measured

droplet size distribution of a twin-fluid airblast
atomuser spray. (Black bars stand for predicted

values).

The experimental and predicted results for the
temperature profile at an axial distance from the burner of
0.28 m is shown in Figure 3. The fall of gas temperatures
noted near the combustor wall is due to the upstream
convection by the external recirculation zone of colder
gases from downstream. The results show a good
agreement between the predicted and measured results
except for the near wall region.

2100 - —
1900 -
0 0o
— CDOD =] o
< 1700 4 @ o
= o
E o
S 1500 o
o o
& 1300 4
E’ x = 0.28 m
o : experimental
& 1100 o - : numerical
SC0 -
700 7 T
0.0 0.1 0.2 0.3

Radius (m)

Figure 3 Comparison of predicted and experimental
values for the temperature profile at an axial
distance from the burner of 0.28 m.



The discrepancies observed in the temperature profile,
namely for large radii of the combustion chamber (r > 0.2
m), are influenced by uncertanties in the boundary
condition values. In the present work, an adiabatic
condition was used.

CONCLUDING REMARKS

The reported results of the previous section and the
comparison with the experimental date show that general
features of spray flames are correctly predicted by the
present procedure. However, quantitative differences exist
between the experimental and predicted results, mainly
related to uncertainties in the heat transfer boundary
condition values.

The initial conditions of the spray calculations have, so
far, represented a principal source of uncertainty in any
general application of the method. In the present work,
these conditions were obtained from the previous
calculation of the atomiser itself, representing one of the
first attempts to simulate theoretically the exit conditions
of an atomiser.

The quality of the present procedure to predict spray
flames is certainly sufficient to be of definite interest to the
furnace and burner designers.
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Uma expressac analitica e obtida para o

moncdiaperso que queima Romogencamente. Fste

mator raio das gotas de um "spray"
trabalho ¢ uma extensdo de wm trabalho

previamente publicado por F. A, Williams sem as aprozvimagoes feitas por este autor.
Ua resultados obtidos eotae de acorde com os valures experimentais encontrados na
literatura, ¢ a solugao obtida e a esperada fisicamente.

INTRODUCAO

Atualmente, a preocupagio com a conservacao do

meio ambiente tem sido responsavel por constantes
desenvolvimentos de métodos industriais nao poluentes.
Estes desenvolvimentos sao especialmente importantes

de combustiveis 1iquidos e pastosos. Entre
as diversas aplicacoes dessa area estao a geracado de
energia e wapor na industria, e a eliminacaoc de
residuos poluidores. Uma maneira de se obter queimas
pouco poluentes & misturar o combustivel e o oxidante
de maneira homogenea, sendo necessaria a completa
vaporizacao do combustivel antes da combustao. (Quando
isto ocorre tem-se a queima homogénea do "spray" de

na gqueima

combust {vel. Entretanto, quando as gotas de
combustivel atingem a frente de chama sem se
vaporizarem completamente, tem-se a queima

heterogenea.

A maneira como um "spray" queima esta associada
ao grau de vaporizacao do combustivel, que por sua vez
é um parametro dependente do diametro médio das gotas
constituintes. Se um "spray" € constitufdo de gotas
grandes, as mesmas nao irao se vaporizar completamente
e ter-se-a combustio difusiva. No caso de um "spray"
de gotas pequenas, no entanto, estas se vaporizarao
completamente e a chama sera pré-misturada.

0 objetivo deste trabalho & estabelecer um
método de determinar se a queima de combustiveis e
residuos em um processo de combustao de "sprays" é
ou nao homogenea. 0 método utilizado foi o de
determinar o diametro maximo de gotas, para que a
chama produzida na combustao das mesmas seja pre-
misturada, garantindo a queima homogénea.

Existem varios tipos de sistemas de "sprays" e
sao varios os aspectos que influenciam o processo de
combustao dos mesmos. Combustores, nos quais as gotas
vaporizam completamente antes de alcancarem a frente
da chama, sao os sistemas de interesse neste trabalho.
0Os tipos de injetores sendo utilizados em sistemas de
"sprays" sao diversos e mesmos sao peralmente
caracterizados atraves da distribuicao de gotas que
produzem. A combustao do "spray" depende naturalmente
da forma desta distribuicdo. No entanto, a modelagem
da deflagragao de "spray" torna-se mais simples se for
analisado um "spray" monodisperso, ou seja, um "spray"

0s

em que todas as pgotas possuem o mesmo tamanho. Os
resultados obtidos com a analise do  "spray"
monodisperso podem ser adaptados para outras

distribuicoes [1]. "Sprays" nio monodispersos, possuem
gotas de varios tamanhos e algumas delas atingem a
frente de chama sem se vaporizarem. Se a distribuicao
normal € wutilizada para efeitos de calculos, o nimero
de gutas diametros maiores que gy (SMD -

com
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diametro médieo de Sauter) € 14,63 % do numero total de
gotas. Se considerarmos as gotas com o dobro de T onpy
essa porcentagem diminui para 0,35 Z. Portanto, a
escolha de r como r ou 2rgup e suficiente para se

= LCSMD o =
ter uma condicaoc 1guaq a de queima homogenea de
"spray" nao monodisperso.
Deve-se notar que, de acordo com a lei de

diametro ao quadrado, as gotas grandes se vaporizam
principalmente no inicio e, portanto, as poucas gotas
que atingem a frente de chama sao muito pequenas.

Desse modo, a fracao do combustivel que gueimara como

uma chama difusiva sera bem pequena gerando pouco
poluente.

De acordo com Williams [2], a propagacao
homogénea ocorre parad < 10 |m e a propagacao
heterogénea para raios iniciais maiores. No modelo

desenvolvido por este autor o diametro maximo para
queima homogénea foi encontrado pouco dependente de
varios parametros como sera visto a seguir.

MODELO MATEMATTICO

0 modelo adotado é de um "spray" diluldo em que
as gotas sao esféricas, velocidades das gotas sao
iguais as velocidades do gas (v = u). A forma das
gotas é um aspecto fundamental neo estudo de combustao
de '"sprays" e as mesmas podem ser comnsideradas
esféricas quando: (a) sao raras as colisces com outras
gotas e (b) suas velocidades relativas ao gas sao
baixas. A condicao (a) significa que o "spray" deve
ser diluido isto €, a taxa de volume ocupado pela fase

condensada por volume ocupado pelo gas deve ser
pequena. A condicao (bh) equivale a se ter um baixo
nimero de Weber. Quando We << 10 as gotas sao

aproximadamente esféricas e a medida que We aumenta,
as gotas deformam ou até se quebram. Admite-se que
o regime permanente, o escoamento unidimendional e
com area constante, presséo constante. A reagao
quimica ¢ do tipo C+vy O — vy, Ponde vV éo
coeficiente estequiometrico de combustivel (0,
oxidante (0) e produto (P), respectivamente. Quanto ao
modelo matemdtico, a chama € dividida em duas zonas,
separadas em x = 0, onde a temperatura e a temperatura
de ignicao e onde se localiza a frente de chama. Uma
zona é de pré-aquecimento (zonma 1) e a outra de reacgao
quimica (zona 1II). Na =zona I, os pases sao aquecidos
por conducao e o 'spray" € vaporizado. A reacao
quimica so se inicia quando a temperatura € maior que
a temperatura de ignigéu, portanto, na primeira zona,
s0 existe conducao e couvecgéo. Na =zoma II, onde
OCUFTE a4 reacaoc quimica, o calor liberado aquece os
gases nao queimados na zona 1 possibilitando, que os
mesmos atinjam a temperatura de ignicﬁo. Sendo assim,a

&
é




zona II e igual 2 zona reativa-difusiva do modelo de
Frank-Kamenetskii para chamas laminares [3].

EQUAGOES DA CONSERVACAQ

As equacaes da continuidade, da conservacao das
espécies quimicas k e da conservacao da energia sao:

pu = m = constante (1)
d Uk Yk dz
. el Y = _KX + ¢ @2 (2)
dx [Z { L # u ] :[ k m kK gx

- q._ (3)
Zh + (1 Z) hi + @ H

onde u e velocidade do fluido, m fluxo massico,p massa
espec{fica total (gas e liquido), 2 fracde massica
do  fluido, Uy velocidade de difusao das espécies k,
Yy fracao massica das especies k no gas, wy € a
razao massica de producao de espécies k por unidade de
volume, € fracao de fluxo massico de componente k,hjt
e h sao as entalpias do liquido e do gas e q € o fluxo
de calor.

Para estabelecer
variacao de

uma equacao que determine a
fracao massica em fungao do raio da gota,
€ necessario definir na expressao da variacao do raio
r da gota com o tempo (dr/dt = -% /r) a variavel ¥ .
Tal variavel, pode ser dada pela expressao obtida por
Spalding [2]:

Cp (T -T,)
A 4
X=—— In 1+ (4)
Crey 1
onde A é a condutividade térmica, Cp o calor
especifico a pressEO constante, p, e T, sdao a massa

especifica e a temperatura da gota ﬁlqul&a, L o calor
de vaporizacao.

A equagao obtida, para a variacao da fracao

massica, valida somente para "spray" monodisperso, é
da seguinte forma:
1/3
az _ 4mo g uN, 1 X [ — 53
dx @ e | 1-2%

onde o subserito "o identifica as condicoes da zena 1

(x = —=), N nimero de gotas por unidade de volume e
r o raio da gota.
Se as equagaes da continuidade & a de estado de

gds perfeito sao substituidas na Equacac (5), tem-se:

dZ 4 Tp

dx ﬁ

onde Wy é o peso molecular de espécie oxidante.

_As variaveis Ups wps 4 h e h, que aparecem nas
fquacoes (2) e (3), podem ser escritas em funcao de
outras variaveis dependentes, por exemplo, Y, 2 e T.
Nesse desenvolvimento considera-se que a Lei de Fick &
valida e o calor especifico das diversas espécies
e constante. A velocidade da reacac quimica da espécie

k e dada pela lei de Arrhenius, Com essas
simplificagoes o fluxo de calor, a equacao da
conservacao das especies e a equacao da energia

tornam-se [1]:
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2 %'pnihk ;ik o
[o s ]
-Z(h::-—L)+ZCp(T-T£)=
=1khkz-?.u(h;—i.)«tzec;:(ra—'rm) (9)
onde D é o coeficiente de difusio e avalia-se a

—» - «©, Essa equacao pode sofrer
pois, em combustao de "spray",
inicialmente existe equilfbrio térmico entre as fases
em x —» -, sendo entao T = To.
Neste desenvolvimento [i] a zona de vaporizacau
é a reglau onde praticamente nao ocorre reacao quimlca
e quase todo o combustivel é vaporizado. Equivale a
zona 1 no desenvolvimento de Frank-Kamenetskii et alii

constante H para x
maiores simplificacoes

[3] e as equacdes governantes sofrem consideraveis
simplificacoes pois w = 0. B8Se as gotas estao
somente vaporizando, entao P =0 I 1. A
Equacao (8) pode ser integrada uma vez e a constante
de integracao calculada para x —» -« , obtendo-se:
d¥

cD k

——=—=7¥. -2

m  dx Yk 0 Yk“ (10)

o e

= —= =z (1- =g (3 =

= S ch) Z (1 Yc) (11

Estas equacaes, (10) e (11), quando substituidas
na Equacao (9), fornecem:

A dT _

et ZCp (T - T;) + LZ - LZ, (12)

A equacﬁu que fornece a variacao de T com Z na
zona de vaporizacﬁo é obrida eliminando-se x das
Equacoes (6) e (12) dividindo-se uma pela outra:

a7 ZCp(T - Ty ) + LZ = LZ¢

—_ = (13)

o

™

s
—

4quNur‘§ { Zo] [To]
2 \Z J

il

condigao de contorno = Ty para Z = Z;.
Inicialmente, mencionou-se que na combustao de
"sprays" a chama seria homogenea se todas as
gotas se vaporizassem completamente antes de
alcancarem a zona de reacao. O intervalo da =zona
de vaporizacao é de x —» - (T =T e % = Z;) ate
0 (T~ = Ti Yo ﬁ Equacao (13), para a zona de
vaporizacao, e funcao da velocidade e do raio da gota,
mas nao possui solucao analitica. Na tentativa de se
obter resultados semelhantes aos dados experimentais,
Williams [1], fez varias aproximacoes. A condicdo para

com a

X =

que a combustao fosse homogénea foi dada por:
a1 o of (14)
dz 1 - 43




e que Z= (Zg +1)/2 , T = (T, + Ti)IZ . As
hipoteses feitas foram:

a- (1-2,) £0,1
b= (1-2)L << (1+%Z)Cp (T, ~Tg)
e - (1+ 1) 2 &
d- (Wy = W)
e = Ny = l,f'rg
£f- 47/213:10
Substituindo-se essas expressoes na Equacao
(13), Williams obteve uma equacﬁo aproximada para a
velocidade de propagacao homogenea:
Z .. 3
Fp u? pope (1 #T.0T,)
s PR S | (15)
T, =T, )=
A2 i 0
10 g 1n [1+cp -~ J
Entretanto, nota-se que nesta equagao, para
determinar o ralo da gota (ry) ou a velocidade de
propagacao (up ) necessita-se da temperatura de

ignicéo ETi ¥ CoEvém lembrar que temperatura de
ignicao e um parametro artificial e sua determinacao
aproximada e feita experimentalmente e fornece
intervalos de temperaturas como resultado.

MODELO DESENVOLVIDO

A temperatura de ignicdo e uma varidvel para a
qual nao se possui meios adequados de determinacao.
Sabe-se que o ponto de ignigao varia com o tipo de
combustivel utilizado, com a concentracao de

combustivel, com a temperatura inicial, etc, o que
dificulta a determinacac de um ponto exato onde a
reacao quimica comeca a se processar com alta

velocidade. Gaydon e Wolfhard (4] citam intervalos
de temperaturas de ignicao, obtidos experimentalmente,
de certas misturas de combust{veis. Em metano/ar, por
exemplo, Ti varia de 1100 a 1300 K para uma
temperatura de chama de 2150 K, em etileno/ar varia de
600 a 1000 K, propanofar de 1200 a 1500 K para
temperaturas maximas de 2000 e 2200 K.

g {pm)

10+

e ———

5-

o - v ot

0 500 1000 1500 2000

Tk}

Fig., 1 = Variacao do raioc da gota em funcac da

temperatura de ignigao para o modelo de Williams.

Equagao
por Burgoyne e

uma comparacao numérica da
empiricos obtidos

Ao efetuar
(15) com os dados

Cohen [5] para um sistema de "sprays" monodisperso de
tetralin, Williams [1] adotou para a temperatura
de ignicao 800 K. Se na Equacéo (15) wvaria-se

T . mantendo-se os outros parametros constantes, obtém-
se o raio das gotas em fungao da temperatura de
ignicao como pode ser visto na Figura 1. Nesta figura,
observa-se que a partir de um certo valor de Tj, entre
1200 e 1300 K, o raio da gota comec¢a a diminuir com o
aumento da temperatura de ignicao. Esse resultado

753

contraria a intuicao fisica porque, se T, aumenta,
as gotas encontram uma regido mais &cquecida e,
portanto, vaporizam-se com maior facilidade. Dessa
forma, as gotas podem ter um raio maior e. mesmo
assim, se vaporizarem completamente antes de

alcancarem a frente de chama.

Provavelmente, as aproximagoes feitas por
Williams sejam as responsaveis por esse resultado e,
entao, & interessante que novas hipoteses sejam
investigadas, na tentativa de se obter uma relacao que
forneca dados mais coerentes quanto a determinacao do
raio da gota.

ZONA DE VAPORIZACAO

Na analise da zona de vaporizacao sera
utilizada a Equagao (13) a partir da qual Williams
efetuou aproximacoes visando obter a Equagin {15). No
modelo a ser desenvolvido no entanto, parte-se da
observacao de que Z Cp(T - Ty) >>L(Z - Z¢y) e

supondo-se que W = W;, tem-se:

4nnrat |1, (T-T,)
SE.. S S| . ¥ In|{l +Cp ———| ¢

g T L

Cp m
1/3
I

1 7.8 4 ;

Cp(T—To) dT = z; 1-Z dz = f(T)4aT (16)

é feita no intervalo de x —= -
quando Z = Z a x =0, quando Z = l. Para efetuar
a integracaoc do lado esquerdo da Equacao (16),
variou-se a condutividade térmica com a temperatura
da forma A= B1T?1? onde B; é uma constante. Este
tipo de wvariagao com a temperatura foi obtida
baseando-se em dados experimentais do nitrogenio [6].
A integral, no intervalo de T = T,, quando x — -« a

A integragao

T = Ti, quando x = 0, fica:
Ty £4
f L/Cp E'+T,
f(T)dT= K J — " |[1n(1+g")de" (17)
T 1] l 5;‘
1]
onde
B (T - To)
K= e L e
QWNuruTo —p | ¢ E'=Cp T

Atraves do  desenvolvimento de uma serie
binomial, em que considera-se os primeiros termos, a
solugao desta integral fornece a expressao:

8

1

2/s )23 ' 34 1
J £(T)dT= KT2/ 75 In(2+E) + 35 T#ET
To
1 12

__3._(‘51+14)+ i£1'§!22_ E"l .

10 15

(2 +£)° (27 5eE}"

+%[ C;%o] [(l+£i)ln(l+£i)~£é_] - 1,8790 } (18)



Levando-se a Equagao (18) na Equacao (16),cbtem—

se:
/5
3 (1-Z,) 8w ,r,T, B 55
= = 5 — 1n (2 + ; ) +
2 zZ, (m Cp* 15
' +14 4(1 46" 4
) 54 (Ei +14) (1+ £} ) &
_ + =
15(2+g!) 10{2+E!')® 15(2+£') 5(2+¢')"
i i i i

1 L
+ = = | (1+£')In(1+E') -§' | - 1,8790 (19)

5 €Ty i i i
Assim, como na Equagao (15), nota-se gque na (19)

o raio da gota e obtido tambem em funcao da temperatu

ra de ignigao. A variagao de r, com T, pode ser vista
na Figura 2 em que os dados experimentais e o interva
lo de temperatura foram os mesmos utilizados na obten

cao da Figura 1. Verifica-se que o raio da gota sempre
aumenta com a elevagao da temperatura de ignicao, como

e esperado. E interessante observar que, a partir de
500K, a curva e praticamente linear.
rolpm)
101
5-
30 500 1000 1500 2000
T (K)

Fig. 2 - Variacac do raio da gota em fungao da tempera

tura de ignigao, de acordo com a Equagao (19).

Verifica-se que na Egquacao (19) alguns termos
exercem pouca influencia nos resultados finais, poden
do ser desprezados, ficando:

/s

5 (1-Z,) BN, B o8

== P n — o 1

2 z, (d ¢ )? g5 TRk )

24 1 {x ) 1In (1 )
¥ * = L ' -

15(2+€') "5 \¢c T TRy M 5y

i B8
1
- ng - (19a)
X

A variagao de Ly B Ti para esta equagao pode ser vis

ta na Figura 3. Nota-se que, a partir de 500K, além da
curva permanecer praticamente linear, a diferenca méxi
ma entre os resultados obtidos atraves da Equagao {19)
e inferior a 3%, que indica ser uma aprox1magao
vel.

I'EIZDE

Finalmente pode-se considerar a aproximacao 1i
near gue seria dada por:
251 UT 7/5
o (.2113 £! + .5352) (20)
uﬂCp i
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0s dados experimentais necessarios para a verifi
cacao destas teorias nao sao facilmente encontrados

literatura. O trabalho de Burgoyne e Cohen [5] e

na
prova
da
propriedades

foram retirados de biblio
Assim sendo, utilizando-se

velmente o melhor e o mais conhecido do qual alguns
dos foram retirados. Dados referentes as
do combustivel. no entanto,
grafias mais recentes [6].
T =800K, tem-se que da Equacao (15) o raio maximo
gotas do "spray" que queima homogeneamente e 7,92 um en
quanto que, da Equacao (19) o raio encontrado e 4,08 um.
Como pode-se observar, o segundo resultado e um valor
bem mais proximo ao obtido experimentalmente que é,aprg
ximadamente, 4,5 pm.

das

rg (pm)
104
-]
300 50’0 I0.00 m;)o ZTm =
T (K}
Fig. 3 - Variacgao do raio da gota em funcao da tempera

tura de ignicao, de acordo com a Equacao (19a).

ZONA DE REACKO QUiMICA

Comparando-se as Figuras 1 e 2, nota-se que a so
lucao atraves do metodo desenvolvido no presente traba
lho oferece um resultado fisico coerente. Embora a Equa

cho (19), obtida para a zona de vaporizac@o ou pre-aque

cimento, seja fisicamente coerente, a mesma ainda e de
pendente da temperatura de ignigao.
Admite-se que todo o processo de reaqso quimica

pertence a zona 11. As condigoes iniciais da zona derea
gac estao acopladas diretamente com as da zona de
aguecimento, onde nao ha reagao quimica e, naturalmente,
o que ocorre na zona J influencia a zona I1I. A analise

pré—

desta influencia fornece condicoes de se encontrar uma
expressao que possa ser relacionada com a Equagao (19)
na tentativa de eliminar a dependancia de Ti' A determi
nagao da temperatura final e atraves da temperatura de
chama adiabatica que pode ser obtida com o auxilio do
programa NASA SP-273 [7]. Se a aproximagao utilizada an
teriormente, Z Cp (T -T,) >> L (2 - Z,), para a

obtencao da Equacao (16), ésubstituida naEquacdo (12)cal
culada para Z=1 e T=T; quando x=0, tem-se uma expressao

que relaciona dT/dx coma temperaturade ignigao, ou seja:

dT  mL -0 &

= = — C = T 1 21)

dx A P L x 5 L

Substituindo-se esta equacao naexpressao  obtida
por Frank-Kamenetskii [9] para avelocidade de deflagra

¢do chega-se auma expressao paraa velocidade de propaga
cao (m=pv) em fungaoda temperatura de ignicao.

Dessa maneira, sabendo-se o valor davelocidade de
propagacio da chama, a temperatura de ignigac e determi
nada. Mo entanto, na pesquisa bibliografica realizada
nao se encontrou valores experimentais referentes a velo
cidade dereagao do tetralin. Tal velocidade pode ser obtida
de maneira bastante aproximada com base no trabalho de Westbrod




e Dryer[8), resultando numa temperatura de ignicao cujo
valor apresenta uma diferenca de 45 Z em relacao ao
proposto por Burgovne e Cohen [5,9]. Conhecendo-se a
temperatura de ignicao é possivel entao, determinar o
valor do raio maximo de uma gota para queima homogenea
atraves da Equacao (29), obtendo-se o valor mencionado
anteriormente.

CONCLUSAOD

A analise feita dos resultados
Williams [1), mostrou que estes nido sao fisicamente
coerentes. Um outro critério para queimz homogenea
entao se fez necessario e o mesmo foi desenvolvido na
Gltima secao. Esse novo critério condiz com as
expectativas de que o raio maximo r das gotas, para
que o "spray" queime homogeneamente, aumenta com o
aumento da temperatura de dignicao, resultando num
comportamento praticamente linear no intervaleo de
temperatura de interesse.

obtidos por

0 modele desenvolvido, além de apresentar
resultados fisicos coerentes, fornece um valor para
o raio r (4,08 m) mais proximo ao encontrado

experimentalmente (4,5 m) do que o modelo de Williams
(7,92 m). Ressalta-se também que durante o
desenvolvimento do trabalho, a temperatura de ignicao
naoc e eliminada ou adotada arbitrariamente. A
temperatura de ignicio é determinada em funcao das
propriedades fisicas da mistura combustivel e do fluxo
massico. Devido a falta de dados da velocidade de
reagao do tetralin nao foi possivel comparar todos os
resultados aqui encontrados com os experimentais.
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ABSTRACT

obtained for the
a monodisperse spray which
The present work is an extension
of a previous work by Williams without the
approximations made by this author. The results
obtained agrees with published experimental ones, and
the obtained soclution behaves more according with what
is physically expected.

An analytical expression is
maximum droplet radius of
burns homogeneously.
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SUMMARY

As it 18 well known each component of a seramjet

ramjet , fig. 1 t.e., the air

{supersonic combustion

inlet (0-1}, the connecting duct (1-2), the

combustor (2-4) and the exhaust nozzle (4-5), may be analysed in separate and
experimental results can be incorporated where needed. This work reviews and discusses

some thermodynamical aspects for
design of a test facility.

INTRODUCTION

Fig. 1 Schematic of a scramjet engine.
1,-wall shear stress, q, - wall heat flux

@f ~-fuel mass flow rate
a-combustor divergence angle, B-fuel injection angle
MJ-mach number at Jt0 station.

The analysis of such problems usually deals with
the one dimensional conservation equations plus the
appropriate equations of state and a pressure-area
relationship, first suggested by L. Crocco, of the

efE—1

form p,A = constant [1]. This relation, along
with the equation of the state and the mass and
momentum conservation equations only, yields, for a
thermally perfect gas, convenient ratios for pressure,
area and temperature [1]. However it might be of
interest to notice that those relations must be made
compatible with the energy equation [2]. These
equations can be simultaneously solved if the equation
of state at the exit of the combustor (station 4 in
Fig. 1) is known, the wall pressure distribution is
given and if working expressions for the wall shear
and heat flux are known[3].The equation of state for
station 4 is obtained assuming that thermodynamical
that the air and
fuel properties are known and then making use of the

equilibrium has been reached there,

existing computer codes for such calculations [4]. The
wall pressure distribution is chosen to obey the above
referred Crocco's relation. For the wall shear and
heat flux, one assumes that the Reynolds Analogy
remains valid for reacting flows. However, as the
values for e and p,/p: (the pressure ratio across the
existing shock at section 3 of Fig. 1) are not known

a priori, that in

the neighborhood of section 4 the flow is one
dimensional and that the nozzle flow (between stations

the wusual technique is to assume
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fized scramjet combustor gegmetries aiming at the

4 and 5 of Fig. 1) is isentropic and then to use the
constraints that th/Tt +0as A=+ A, were Tt is the

2 y

total (stagnation) temperature and that =
dAje=const.

Sy i . as A + A,. Notice that as it has been

Eﬂléﬁeﬁfggﬁﬁgre this latter constraint is sufficient
L3

by itself to yield the relationship between ¢ and

p3/p2 [2].

This work uses a numerical scheme taken from
Operations Research to solve simultaneously this
nighly non linear system, aiming at the design of a
test facility. Thus it obtains the desired solutions
for different fixed geometries.

COMBUSTOR ANALYSIS

As mentioned above the use of one-dimensional
conservation equations along with the appropriate
equations of state consist in a known technigque for
the analysis of supersonic combustors. Hence,choosing
the control volume shown in Figure 1, one may write

[1]:

p, (1+v, M ) —(1-e)p,/ p, - £* g N

B ——l P e
A, [(1en¥) - (-edpy /5, -12] " [0 1"
' £+ 7 M, P @
2
T, (1+y, M) - (1-€)p; /Py -1 Y. Ry le-
E = E +\rhM2,‘ ¥. Ry E ’
1+0” (3)

where y is the specific heat ratio, R - the specific
gas constant, w - the mass flow rate, A - the cross-
sectional area, f -the fuel to air flow ratio
(f=wg/w, ), the subscripts f, w, 2 and 4 stands for
fuel, wall and stations 2 and 4 respectively, and

e :["j%wCOS“ dAy + PAgcosB + peuphApcosB] .
2



S (4)

Notice that equations ({1} teo [3)
were obtained without the wuse af
the energy eqguation. However it might be of

interest to notice that these relations must be made
to make
equation (3) compatible with the energy eguation it
is necessary that:

compatible with the energy equation. Thus,

Q

Yg!&{Yh'l} 1 +f £ g ._1..._ =
YuRa(Y, -2) £2 ht2

2+ (Yu‘l}Mau Y. R, le.
BT, j— e ] 3

2+ (L-1M R M 7

~2
(1+y,M ) - (1-e)py /p, - 1%
= "T,.Mi (5)

|

-

4

where, Ql = j

2
stands for stagnation conditions.
Defining next [1]:

dw dAw and where the subscript t

where Q / A is the average heat flux along the
combustor wall, then this parameter can be
nondimensionalized by aAh, written as:

Ah = h + fh + 0.5 fn AH_ - h
c f w

t2 tf (6)
where hw , 1s the enthalpy of the air at the average
wall temperature, n - the combustion efficiency,

8H_ -the fuel lower heating value and the factor 0.5
is used to yield an average for the overall combustor,
[1}. Experimental data taken from a variety of fuels
and combustor geometries over a wide range of initial
conditions allow Qlfﬂh to be plotted vs the
parameter fnanf [1]. One aproximation to those
correlations yields:

Q1/Bh = 0.80502x10 " + 3.450217x10 " X +

-17 23

+ 1.571077 X - 1,087881x10 ~° y (7)

where y = fncaHf and AHf is in J/kg.

Assuming also that the Reynolds Analogy remains
valid in the case of turbulent flow with heat
addition [ 1], then one can write:

T /u
W

@/a)/(n_ - Ewy 2 (8)

where T = (1/a ) J# T cosa dA |,

W W 2 W w
and hr is the mean recovery enthalpy and J is the
average gas velocity in the combustor which can be
taken approximately equal to u, if it is assumed that
the effects of the deceleration through the shock
waves and the heat addition are compensated by the
combustor divergence [3]. Still following Billig's
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approach [1] one may choose h_ = C; hy where

C, = 0.93 and ht = ht? + thr + C?fnCAHf
where for the hydrogen fuel, C_ = 0.9 and
o - 1.4329*10% jkg —' , s
'3 aph
Assuming next that (—E) i K-Ei
ah Laa/
¢=eonst isentropic
as A+ A one can obtain the egquation
=1
(B, /o, Moy, +lv, Ay M |- (1-€) /v,
= +
e+y, (1-¢) 1/{1-¢}
“ (A /A, )
-1
¥ ¥ B/ P &
o R Ty R (9
1/(1-¢) AE 4

(A, /A)
as mentioned earlier.
This leads to the solution for a given heat
flux in the combustor which corresponds also to a
unigue value for p,/p, .

SCLUTION PROCEDURE

The highly non linear characteristics of the
scramjet balance equations (equations (1) to (9))make
it very difficult, if not impossible, the use of
standard solution methods. This led the authors to
employ an Operation Research Technigue to solve the
above equations, Thus it was used the Hooke and Jeeves
optimization algorithm to minimize the goal function
defined as the sum of the absolute wvalues of each
equation in the system [5]. If there is a solution of
the system, then the minimum of the goal function is
zero; reciprocally, if there is a minimum and it is
zero, then each term of the goal
be zero and therefore the whole system is solved.

function must also

NUMERICAL RESULTS

As it was already mentioned, this work intends
to help the setting up of some design parameters for
a ground test facility used to evaluate combustors
operating in a supersonic regime,

In order to achieve a situation similar to
those met in real flight, one has to simulate the
airflow conditions at the combustor entrance, that
is,after it went through an obligue shock train. To
bring the air flow to the desired conditions (i.e.,
to a Mach Number between 3 and 5, to a temperature
around 1300 K and to a pressure of 0.5 atm), the
facility posesses a sue heater besides a supersonic
nozzle and a settling chamber. Notice, however, that
the air entering the combustor is in the so-called
"vitiated conditions" (as one injects fuel to "burn"
the enriched air in the sue heater) i.e. it has the
following composition: 12% H, 0, 69% N, , 19% 0, , by
weight.

Choosing gaseous Hydrogen at 298.15K and
the data listed below in Table 1 one may use the
Hooke routine to solve simultaneously equations (1)
to (9). The parameters to be optimized were p,, M
T./T:, p:/p; and A, /A, . The angle a was taken
varying from 19 to 5° thus allowing the combustor
configuration to be chosen (or tested). The results
are shown in Figure 2. They were obtained fora ratio
prug/pu, = 0.35 [1] and by using the NASA code
Sp273 [4] to obtain R, = R,(p,)
Y, =¥, (p,)

using

N7

and




Table 1. Parameters used to obtain results

shown in Fig. 2.

n = 0.8
i
a =1, 2, 3, 4 and 5°
8 = 90°
Y. = 1.3862
D, = 39215.7 Nm
T = 356K
M, = 3.633 (which corresponds to a flight
regime of MD=1O.O, Zo= 30000m (flight
altitude) as suggested by Billig
[ELs for proper inlet conditions)
0 = 0.38161 kgn
u, = 1401.07 msec
: = 298.15K
-
Ps = 0.06193 kgm
Df = P
2 g = 298.15K (temperature outside the
s scramjet walls)
o . =1119.5 J(Kg.K)™
air N .
éHf = 1.,4329 x10 J.Kg
° T J&—— J&—— —1k
4
4.5 Ps Py
y X
Ta/T
s N W/ le
:\Pwlﬁﬁt
3 : [
'
A, /A,
2.5
L3
a |
L M
1.5 P, I~ i
L 4
fob s o o —~—f—7
| I T T T
1 2 3 4
a {GRAUS)
Fig. 2 Design date for supersonic combustor
test facility.
D A /A,
0 P, [atm]
Mi
a G
X Ba /P2
o A /2,
W
° €
CONCLUSIONS

An analysis of the scramjet engine cycle and
optimization process was done with the purpose

of collecting data for the design of a test facility
which will be built in the authors' research
laboratory. The numerical scheme used to solve the
problem has been discussed indetail elsewhere [6,7].
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SUMMARY
This paper describes performance results obtained inthe burning of Finnish peat
pellets in an experimental pulsating combustor developed at the Imstituto de Pesquisas
Espaciais (INPE). The work was conducted as part of the cooperation research work
between the Technical Research Center of Finland (VIT) and INPE. The results described

inelude acoustic pressure amplitudes, flue gas component concentrations and heat
release rates. Marimum heat release rates per grate unit area of the order of 2.5MW/m’

were achieved, which indicates the potential of the process in the burning of peat pelleta.

INTRODUCTION

The oscillatory combustion process has been used
in a variety of practical applications. The literature
in the area indicates that combustors utilizing the
phenomenon present several advantages, most of them
arising directly from the increased rate of mixing
between oxidizer and fuel. These advantages include
high combustion efficiencies and intensities [1,2],
increased convective heat transfer rates [3,4], reduced
pollutants formation [5,6], and cleaning of heater
surfaces [7]. Most of these advantages were confirmed
in a Rijke type pulsating combustor in which woodchips
and low ash content coals were burned [8-12].

The original Rijke tube [13] can be described as
a vertical open ended tube that contains a heated
metallic grid in its lower half. Under these conditions,
strong acoustic oscillations are excited in the
established convective air flow.

In a solid fueled Rijke type pulsating combustor,
the metallic grid is replaced by a combustion bed. The
theoretical analyses developed up to date on the
subject allow the prediction of the combustion bed
locatien that maximizes the pressure amplitudes of the
several acoustic modes that occur in the equipment
[13-16].

A recent study concerned with the possibility of
operating self-aspirating combustors indicates that
the power output, in this case, is significantly lower
than that obtained with combustion occcurring under
forced air flow [17]. Consequently, the combustion
equipment must be mounted on a chamber such that the
air flow rates can be controlled and the open ended
boundary conditions can be simulated.

This paper describes the combustion
characteristics of peat pellets in a modular pulsating
combustor developed in INPE. This device was already
tested in the burning of charcoal [18]and "dende" peel
[19]. "Dende" is a fruit of the Brazilian state of
Bahia. The equipment was slightly modified in order to
burn the peat under pulsating and non-pulsating
conditions.

TEST SETUP AND PROCEDURE

The test apparatus of this work is presented in
Figure 1. The device is modular, consisting of a

hopper, a feed mechanism, and a vertical tubular
combustion chamber with a grate. The chamber is
surrounded by a water jacket. It is possible to set the
position of the grate in the vertical direction by a
simple sliding rod mechanism.

D 200 -
SAMPLE GAS LINE
=

THERMOCOUPLE

3200

~--~FEED MECHANISM

PRESSURE~~
TRANSDUCER

-------DECOUPLING
CHAMBER

() comsusTion AIR

Dimensions in mm.

Fig. 1 The pulsating combustor.

For tes*. under pulsating operation, the grate is
placed at 0.8m from the lower end of the tube. This
distance corresponds to one fourth of the tube length.
The typical acoustic oscillation frequency is, in this



case, 70Hz.

For non-pulsating operation, the lower end of
the tube is closed by a flange and the air is supplied
laterally by a port in the lowest modulus of the
equipment.

Ash is not removed from the combustion bed
during the experiments. Some of the ash drops through
the grate. A portion of it is carried by the flue gas.
However, an ash layer grows in the combustion bed and
the test is stopped when it begins to disturb the
proper operation of the device.

The air flow rates are measured by an orifice
plate. The fuel feed rates are calculated by weighting
the remaining peat in the hopper after a test,
subtracting the amount from the initial guantity of
peat separated for the test and dividing the result by
the time of feeding. The fuel feed rates are set, before
a test, in the neighborhood of a desired value using a
calibration curve of the feed mechanism.

Temperatures are measured with beaded type
chromel-alumel thermocouples at 0.4 m below the
combustion bed, at the tube mid section, at O0.1m below
the tube cutlet and at the cooling water outlet and
inlet. The thermocouples are not radiation shielded
and, therefore, the measured temperatures are higher
than the real temperatures, especially for that
corresponding to the measurement performed at the tube
mid section. However, they can be used for comparison
between different tests.

The acoustic pressure is monitored by a
piezoelectric pressure transducer which is linked to a
charge amplifier. The signal is displaced on an
oscilloscope screen for the determination of its
amplitude and frequency.

The CO, , CO, 0, and NO contents of the flue gas
were measured by continuous analyzers. These were
infrared, for CO, and CO, thermomagnetic, for 0,, and
ultraviolet, for NO.

THE FUEL CHARACTERISTICS

The fuel used in the tests was pelletized
Finnish peat. The elemental analysis of the fuel is
shownin Table 1.

Table 1. The elemental analysis of the fuel.

Element Mass per cent
C 50.20
4] 41.14
H 5,17
N 0.82
5 0.11
Ash 2.56

The other fuel characteristics were as follows:

- moisture content: 24.1%;

- lower heat value on dry basis: 18.55MJ/kg;
- melting point of ash: 14B8K;

- length of pellets: 15 ... 25mm;

- diameter of pellets: 12mm,

For ignition of the combustor, 900g
soaked in alcohol. Normal feeding by the feed mechanism
started at 7 -8 min after ignition.

of peat were

RESULTS

First, the results of a typical test are presented

in Figures 2-4. In this case, the normalized air to
fuel ratio A {the ratio between the mass flow rate of

‘air and the stoichiometric mass flow rate of air) was

only 0.97. Therefore, the CO content of the flue gas
was relatively high, 1% on the average, as it can be
observed in Figure 2., Similarly, the 0, content was low,
also about 1%. However, in most tests the CO content
was reasonably low, as it will be seen later.
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Fig.2 Concentrations of C0;, CO and 0, during test 1.

Still focusing the attention to Figure 2, it can
be verified that operation in regime started at
approximately 10min after ignition and 3min after the
feed mechanism was turned on.

Figure 3 presents the acoustic pressure amplitude
p' during the test. The pressure amplitude usually
decreased as a test proceeded. This is a consequence of
ash accumulation in the grate. In this particular test,
the pressure amplitude decreased from 24mbar to
12mbar. The measured frequency of oscillations was in
the range 65 - 70Hz.

T T T T T T T T T 40
L se p',mbar
o 432
b 428
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- 118
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L 40
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[+] Ll+] 20 30 40 B0 80
t , min,

Fig. 3 Acoustic pressure amplitude during test 1.

The inlet air and flue gas temperatures for test
1 are shown in Figure 4. The flue gas temperature
measured in the mid section of the combustor increased
about 12ODC during the test. This is probably due to
the decrease of pressure amplitude, which makes the
gas reactions to proceed slower in the vertical
direction. The ash layer, growing in the grate and
partially melting, may also affect the combustion
profile by forcing the air to bypass around the fuel
bed. The mixing and combustion processes are, therefore,
delayed.
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Fig. 4 Air and flue gas temperatures during test 1.

The growth of the combustion gas temperature
followed by a decrease of pressure amplitude were also
observed in the pulsating combustion of other fuels
(charcoal [18] and "dende" peel [19]) in the same
combustor in operation with low air flow rates (900 to
1200 g/min). In the case of the work reported in Ref.
[19], upon increasing the air and fuel flow rates the
combustor could be operated for long periods without
interruption.

It can be argued from the preceding observations
that, depending on the fuel characteristics, it is
necessary to either provide the combustor with a means
to remove the ash or operate it with high air and fuel
flow rates. In the latter case,
to feed the elutriated
combustor.

it is also necessary
particles back into the

The main results obtained in the tests are
presented in Table 2. It is verified that in most
tests the CO content of the flue gas was lower than
that produced in test 1. The heat release rates per
grate unit area, ", was calculated based on the

NO content of the flue gas was in the range 100-300Cppm.
The NO content decreased to 100-150ppm in the case
without oscillations. A similar behavior was reported
[10]. It should be noticed that, if the NO/NO_ amounts
are presented in mg/MJ units, the difference between
the levels of the pollutant in pulsating and non
pulsating operation will be lower. Even though the NO
content was as low as 1COppm temporarilly during tests
5 and 6, it is evident that operating in the pulsating
regime the combustor will produce slightly higher
amounts of NO than in the non pulsating.
observed that an increase in the excess of air increases
the NO content of the flue gas. This phenomenon is

It was also

usually related to most combustion methods.

NITRIC OXIDE GENERATION RATES

In this section, the effect of pulsations on the
thermal NO generation rates are examined theoretically.
There is no information on the characteristics of the
peat fuel bound nitrogen and the fuel NO will not be
considered here.

Thermal NO., The thermal NO generation rates can
be calculated by the Zeldovich formula [20],

59096)

o - 22

T;/z

d(NO)
dt

= 6.04 x10"?

where t is time, T temperature, (NO}, (0,) and (N, ) are
concentrations of the respective gas in mols/m’ and
d(NO)/dt is given in mols/m’ s. To change the
concentrations to meol fractions, it should be
considered that

measured fuel flow rateé. ‘ (6] = T(G}' (2)
The NO concentrations were measured in tests p
5-7. In test 7, the combustor was operated under non _
pulsating conditions., Under pulsating conditions, the where R is the universal gas constant (0.08206 atue
Lt/Kmol), p the pressure, [ ] denotes mol fraction
Table 2. Main results of set of tests.

TEST 1 2 3 4 5 6 7
m,g/s 6.1 5.8 4.6 4.8 5.2 5.2 4.7
p',mbar 24...12 30...20 248, ++13 3 1 1 JE - 24...20 20 0
co, ,% 19.5 16.5 17.0...15.0 17.0,..18.5 | 20.0,,.14.0 16.0...13.0 9.0...18.0
0, % 150 4.0 2.0...4.0 A..820:2:0 1.0...7.0 5.0...8.0 12.0...2.0
co,% 1.0 0.0...0.2 1.00..0:3 0.5...0.0 0.6...0.0 0.0 0.0...1.5
Tm,OC 800 850 900. ,.830 600, ..800 900, ..750 800,..700 600...700
Tg,oc 720, ..820 620 550...680 500...700 750...580 650, ..600 500...670
QKW 81.6 77.4 61.1 63.3 69.7 69.7 62.8
Q" MW/m’ 2.6 2.4 2.0 2.0 2.2 2.2 2.0
A 0.97 1.19 1.32 1.19-1.05 0,99-1.43 1,24-1.53 2.19-1.01
NO, ppm 100, ..300 100...200 100...150
Nox,mg/MJ 65...270 80...190 130...100

m = mass flow rate of fuel Q@ = fuel input changed to kilowatts
p' = pressure amplitude Q" = heat release per grate surface area
Tm = gas temperature at the half lenght of the tube A = normalized air/fuel ratio
Tg = fuel input changed to kilowatts
763



cews s, 0, or N, . The formula for the rate
of generation of thermal NO in p.p.m./s is

oxp (_ 69090)
ﬁl:izlzs.s?xw“ = L ) '/2[N=]pl/2.(3l

where {} denotes p.p.m. and p is inserted in atm.

The rates of formation of thermal NO are
strongly dependent on temperature. The effect of
pulsations on these rates can be investigated writing
the temperature as T T', where T is the average
temperature and T' is the temperature fluctuations,
and integrating the temperature term of Egq. (3) over
one cycle of oscillation. Thus, considering that

T = TAMP sin(wt), (4)

where T is the amplitude of the temperature
fluctuation and w the frequency, the factor

= [ 69090 }
1 EXP |~ T | Toyp Sin(wy)
_— . dlwt)
2n T+ T sin (wt)
F = = AMR (5)
- ( 69090 )
exp | - T

T
has to be analyzed to determine if the pulsations will
increase (if F > 1) or decrease (if F < 1) the rates
of thermal NO formation in comparison with a non
pulsating process occurring at T.

Estimate of the amplitude of temperature
fluctuation. The amplitude of temperature fluctuation
can be estimated considering the combustion gas to be
a perfect gas in each cross section of the combustor.
Therefore,

P = pRT, (6)

where p is the density and R the gas constant ( =R/ﬁ,
where M is the average molecular weight]).
Substituting p, p and T by an average value plus a
flutuation, cancelling p and ;I??, neglecting the
second order term, and taking the speed of sound as

c= ¥p'/o' = V?RT + where vy is the ratic between
specific heats, the fluctuations of temperature is
related to the fluctuations of pressure by

A |2

- fak (7)
Y P

For y in the range 1.3 - 1.4, T'/T will be in the
range (0.23 -~ 0.29) p'/p. For p'/p in the interval
between 5 and 30 mbar, as indicated in Table 2, T'/f
will be in the range 0.00115 -~ 0.00870.

Theoretical results concerning thermal NO.
Through straight algebraic manipulation, F takes the
form of
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69090 Tamp
T o gang

ex
; T,

27 i
1+ sin 8
1 T
Fe— —_———=—=— d#8
2un T
o AMP |
+ T sin &

where 8 = wt. The values of F as function of T and
TAMP/f were calculated by numerical integration and
are presented in Figure 5 for T varying from 800K to
2200K and TﬁMP/T from 0.002 and 0.010. It can be seen
that F is always greater than 1, meaning that if two
combustion processes, one pulsating and the other non
pulsating occur at the same average temperature,
higher amomts of thermal NO can be expected to be
generated in the first.

; . 7 ; 8 =
800 1000 1200 1400 1600 1800 2000 2200
T (K)

Fig. 5 Dependence of the ratic between rates of
thermal NO generated under pulsating and
non pulsating combustion, F, upon the
average temperature, ?, and the ratio
between the temperature fluctuation
amplitude and average temperature,Tpwp/T.

It should be pointed out that even though F is
higher at the lower temperatures (approximately 1.20
for T = BOOK and Tyyp/T = 0.010), the rates are very
small as compared to the rates at the higher
temperatures {approximately 3.7 x107" at T = BOOK in
comparison with T = 2200K).

CONCLUSION

The mest considerable advantage achieved by the
pulsating combustion process in comparison to other
methods is the clearly higher combustion intensity.

The mass transfer between particles and gas is improved
because of oscillations. The heat release rates per
square meter, presented in Table 2, indicate that rates
in the order of magnitude of 2MW/m’ are easily

achieved by pulsating combustion. Heat release rates

of this order or even higher were achieved in the

same equipment with other fuels, when there was no



protlems caused by ash fusion [18,19].

It was not possible to determine the amount and
the percentage of fuel in the material accumulated
in the bed. However, the
deposited in the bed was
corresponding to a layer of 1 - Zcm. During test 7,
which was conducted with no oscillations, much more
material accumulated in the bed.

In addition, high Q" values are obtained with
high air and flue gas velocities. Therefore, in
these cases, some ash will be carried by the flue
gas. It was not possible to determine the amounts of
fly ash, but for values of Q" higher than 2MW/m’, solid
particles in some extent were observed to fly out of
the reactor tube.

Another advantage of the pulsating combustion
process is the low excess of air needed for
combustion. There was, however, some CO formation
during most of the tests. This is probably due to
the high combustion intensity, for which the gas
residence time is short. Also, because of the water
jacket, the flue gas temperature decreases very
the tube preventing the complete
burning of CO. The ash and fuel accumulation on the
grate did not necessarily increase the CO content of
the flue gas, as the test results indicate. For
instance, during the test 4, the CO content
decreased, even though the ash layer increased,
the test proceeded. Anyhow, in a practical
application of the pulsating combustion process, the
ash layer formation has to be prevented by using a
mechanical grate or another method.

Apparently the oscillations increase the NO
formation in some extent. It is not possible to
explain the reasons for that on the basis of these
tests without modelling the whole pulsating
combustion phenomenon. A theoretical analysis
explaining the occurrence of higher amounts of
thermal NOy was performed but it is not conclusive
for the total NOx generated in the process. One
possible reason for higher NO contents during
pulsations might be the slightly higher temperature
levels. The abundant.ash and fuel accumulation on
the grate during the non-pulsating test may also
affect the NO formation. The interaction between the
gas flow and the ash/fuel layer may result in NO
reducing reactions. However, these explanations are
hypothetical and more extensive research on this
subject should be performed.

amounts of material
estimated to be small,

sharply alcng
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COMBUSTZO PULSANTE: RESULTADOS EXPERIMENTAIS EM
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SHo apresentados resultados experimentais de
combustor pulsante em uma turbina a gas.
algumas das vantagens da combustZo pulsante:
estagnac%o e mator estabilidade de operagio.

tesles com um
No trabalho s3o confirmadas
aumento da pressfio de
Os resul tados comprovam a

possibilidade de se usarem esses combustores em substitui¢fo aos
convencionals apresentando um menor consumo especifico de combustivel.

INTRODUGCZO
A 1idéia de =se utilizar a combust3o
pulsante em turbinas a gi4s n3o & recente.
Reynst [1] foi um dos precurscres desta

proposta. O fato destes combustores aumentarem
a pressXo de estagnacfo com a combustiZo foi um

dos argumentos que Reynst utilizou para
sugerir um aumento de eficiéncia no ciclo
Brayton. A Figura 1 mostra num diagrama

Temperatura (1) e Entropia (S) dols ciclos
superpostos: 0 ciclo 1-2-3'"-4' representa
esquembiticamente as transformag@es que ocorrem
idealmente em uma turbina a gis com combustor
convencional. O ciclo 1-2-3-4 seria realizado
utilizande um combustor do tipo pulsante. A
figura mostra a diferenca de pressXZo entre as

linhas 2-3 e 2-3'. A linha 2-3"
representa a queda de pressic que ocorre
normalmente em combustores convencionais. Isto

ge deve A perda de carga aoc longo do combustor
e 4 chamada '"perda fundamental de press3c por
combustEo" Cver Harman [2]13. A linha 2-3
reflete o que acontece ac longo do duto de um
combustor pulsante: Um aumento de pressio
final no combustor apesar da perda de carga
existente com o fluxo de gas no mesmo. Este
fato pode ser melhor explicado com auxilieo da
Figura 2: A combust3ioc se di de forma
intermitente (em pulsos) realizando um ciclo

térmico. As quatro fases ilustradas na figura
sfo uma descriglo simplificada do que
realmente ocorre nestes combustores. A fase 1

ilustra a fase de combust3Io que ocorre
principalmente na cimara de combustioc. Na fase
2 temos expansioc dos gases em ambas as saldas
do compbustor (tubo de entrada, a esquerda, e
tubo de saida, A direita). A fase 3 indica o
instante em que ar ¢ admitido no tubo de
entrada devido a baixa pressXo que,
momentaneamente, atinge a cAmara de combustio.
Finalmente, na fase 4, o retorno de uma parte
dos gases de combustZo do duto de saida
garante a re-ignigic do combustor para a fase
1 novamente. O resultado da execugio destas
fases no ciclo ¢ um aumento da pressioc de
estagna¢®c do gas que atravessa o combustor.
Outra interpretagio que pode ser sugerida
como comparacfio entre a combust3o convencional
@ a pulsante & o fato desta ultima ter a
possibilidade de melhor aproveitar a energia
proveniente da combust¥o do combustivel. Nos
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combustores convencionais esta (3

energla
liberada exclusivamente scb a forma de energia

térmica. Nos combustores pulsantes, além da
parcela de energia térmica, parte da energia é
transformada sob a forma de energia mecinica
de pressioc. Este fato explica por que, mesmo
com eficiénclas préximas a 100 % obtidas com
combustores convencionais em turbinas a gas, o
uso de combustores pulsantes pode significar
num aumento da disponibilidade energética para
a turbina.

fmnn @ 1:1-6

LINES @D

HPOWER TURBING

"y _ ADBITIOMAL Tup,
DROP 1IN POWER
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"1_ TEMPERATURFE DROF

TEMPLRATURE
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ENTROPY

GAS TERBINE CTOLES
CVELE 170°4° WITH COMBUSTON PRESSINE Loas
CICLE 113 VITH COMMUSTON FPRESIURE calw

Fig. 1 Influéncia do ganho de pressfo de um
combustor pulsante sobre um convencional

em ciclos para turbina a gas.

APARATO EXPERIMENTAL

Apdés uma série de testes experimentais
realizados com © combustor em saparado
CKentfield e Fernandes (3], o accoplamento
final com a turbina a g4s permitiu verificar

experimentalmente as vantagens da combustfo
pulsante. A Figura 3 mostra, de forma
esquemitica, o combustor pulsante acoplado a

uma pequena turbina a gis do tipo Cussons
2000. As varidveis de pressio Pd e
temperatura (TD sZo apresentadas com indices
1, 2, 3 e 4 que correspondem aos pontos
assinalados na Figura 1. Uma vilvula do tipe
borboleta foi utilizada para simular a turbina
de poténcia. Os testes foram realizados



comparativamente com testes realizados com um
combustor anular convencional operando com ©
mesmo aparato compressor-turbina. As variacBes
de pressio no combustor e no duto secundario
foram determinadas com transdutores
piezoelétricos de presslo. Com a vazio de ar e
Combustivel C(propano) determinadas durante os

testes, fol possivel determinar parametros
coma press3es de estagnag¥o, consumo
especifico de combustivel, relag¥o
ar-combustivel, etc.
e bish racouCTs oF
Imat PirE inlt. L2l m.\.
* \ =(-- ==
® COnMETION ® EARANAION
PROCUCTE
\ peckanay COMPRESSION
BECHARGER
|
_ b\Eq DEE 5 I:’:\ﬂ! % Itéa_
m
Fig. 2 Fases de operagcio de um combustor

pulsante sem valvulas mecinicas.

Devido a falta de conhecimento adequada
sobre os efeitos da geometria dos dutos sobre
o combustor pulsante, adotaram-se dimensBes
bem superiores as minimas necessarias
Cverificadas posteriormente)l. Isto resultou em
um combustor pulsante com dimensSes bem
majiores: que a do combustor convencional. A
4rea de superficie total externa do combustor
pulsante & cérca de cinco vezes maior que a do

combustor convencional. A importancia deste
fato refletiu em perdas de calor para o
amblente bem superiores as perdas de calor

ocorridas com o combustor convencional. Isto
mesmo com o combustor pulsante estando
térmicamente isolado.

AR eLET

Fig. 3 Diagrama do combustor pulsante acoplado
4 turbina a gas.
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TESTES EXPERIMENTAIS COM TURBINA A GAS

A Figura 4 compara os dois combustores
quanto ac consumo especifico de combustivel.
Em altas rota¢Ses, o consumo de combustivel do
combustor pulsante & cerca de 54 mailor que o
convencional. Em baixas rotag®es o consumc &
ligeiramente maior quando no uso do combustor
convencional até o limite inferior de rotagio.
Apesar destes fatos, a Figura 5§ mostra ganhos
sempre positivos (combustor pulsante) e sempre
negativos Ccombustor convencional) da pressXo
de estagnagZo ao longo dos combustores, para
todo regime de rotagiio. Um valor maximo em
torno de 4% fol obtido com o© combustor
pulsante com um correspondente valor de -1.6%
com o combustor convencional, ambos para
rotagio mAxi ma. Estes dados podem ser
condensados através da Figura 6 onde a raz3o
de eficiéncia entre o combustor pulsante e
convencional C(npsne) fol calculada em fungio
da pressfo real de contra-pressfo para os dois
casos. O grafico ainda mostra um aumentoc na
eficiéncia global do ciclo da ordem de 10% em
baixas rota¢@es caindo depois para um valor em
torno de -10% em torno da rotagio maxima.
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Fig. 4 ComparacZo entre consumos especificos
de combustivel entre combustor pulsante
e convencicnal com a rota¢io da turbina.
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Fig. 5 Comparag¢ia =ntr= ganho da pressio e

estagnag o entre combustor convencional e

pulsante a plena carga da turbina.




SINAIS DE PRESSXO NO COMBUSTOR

Durante os testes foram registradas as
variacBes de pressiio ao longe de um ciclo,

Figura 7. O tempo médic de cada cicle & da
ordem de 4 ms. A figura apresenta trés
situa¢cBes de contra-pressEo: minima, média e

méxima. A parte superior do grafico representa
a variagcXo de pressio dentro da camara de

150 - — S
130 -
o
1.10 -
R
k .
0.90 e e
g - O'BLENES MIN. BACKPRESSURE
o o PRESENT MIN. BACKPRESSURE
E ’ ~ = O'BLENES MAX. BACKPRESSURE
050 © PRESENI MAX. BACKPRESSURE
™ 2000 ! 3000 T 4000 '
ROTOR SPEED | N/ vy (Rev./min)/VK |

Fig. 6 ComparagZc de eficiéncia global do

ciclo térmico da turbina a gas utilizando
combustor pulsante e convencional.

combust¥o. Na parte inferior observa-se a
variagcfio de press¥Xo correspondente no chamado
duto secundaric PP 2" Figura 3. Observe que

nesta regifio, a variag3io de press¥o maxima &
da ordem de 20 KPa ao passo que na cAmara de
combust¥o este valor varia entre 80
Ccontra-pressio minimad a 120 KPa
Ccontra-press¥o miximad. Esta atenuagfo de
pressfoc se deve principalmente A variag3o de
Area entre as segBes medidas, sendo cerca de S
vezes maior ne duto secundario. Observe a
diferenga entre as areas positivas e negativas
entre as curvas de pressZc na camara de
combustio, o que sXo um indicativo de ganho na
pressi¥o de estagnacio.

MED.
BACKIRI SSURF

MIN.
AACKPRESSURE
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Fig. 7 VariagEc de pressko na camara de
combustEo e duto secundério (SFARD) para

trés situa¢Bes de carga na turbina.

DI SCUSSAO DOS RESULTADOS

Oz resultados apresentados na Figura 4
apresentam duas tendéncias distintas. Na
primeira delas, o consumo especifico ¢ menor
para rotacBes mais baixas no caso do combustor
pulsante. A segunda tendéncia se apresenta a
medida que a rotag¥o vali se elevando. O
consumo de combustivel aumenta e com isto a
taxa de liberacloc de calor para o combustor
também. Com isto em altas rotagBSes as perdas
de calor para o ambiente s¥o maiores o que
afeta mais o combustor pulsante de maior area
exposta, resultando em um maior consumo
especico de combustivel.

Outro fato notivel ainda mostrado nas
Figuras 4 e 5 ¢ a maior faixa de operagko do

combustor pulsante em baixas operacBes da
turbina. (¢} combustor convencional nXo
apresenta estabilidade abaixo de 30.000

revolugcBes por minuto na turbina, ao passo que
no combustor pulsante a rotagfio minima &
limitada sémente pelo aumento consideravel de
temperatura na saida do combustor. Esta maior

estabilidade pode ser explicada pelas
caracteristicas " auto-aspirantes que estes
combustores apresentam Cver Figura 2). Mesmo
com a acentuada queda na vazio de ar
proporcionada pelo compressor em baixas
rotacgles, a auto-aspiragfioc do combustor
pulsante permite estabilidade mesmo nestes
regimes.

Os resultados na Figura 8, indicam
reals possibilidades de se obterem ganhos
de eficiéncia em ciclos de turbinas a gas.
De forma simplificada, pode~se assumir para

cada unidade percentual de ganho na pressi¥o de
estagnacXo h& proporcicnalmente uma diminuig¢¥o
de uma unidade percentual no consumo
gspecifico de combustivel ( Kentfield, [41D.
No entanto as malores perdas de calor para o
caso de combustor pulsante nas faixas de alta
rotaclic sobrepuseram © ganho obtido com a
maior pressfo de estagnaglo. Este fato pode
ser comprovado com a Figura 6. Uma simples
avaliag¥o termodinémica nos conduz & seguinte
expressio (Kenttfield [3]) :

m T AP
ar,p o4,p valv,p esc,c

ar,.c a4,c valwv,c eac,p

representa a vazZo massica do ar, 'I'o‘

de estagnagZic na saida da
a diferenga de pressfo através

m
ar
a temperatura

turbina, APW“_“r

da valvula de contra-pressio e P.m a pressio

de escape. As letras p e c associan-se ao
combustor pulsante e convencional
respectivamente. A primeira parcela mostrou-se
superior 4 unidade em quase todos os regimes,

provavelmente, devido a caracteristica
auto-aspirante do combustor que permite um
major bombeamento de ar pelo compressor. A

segunda parcela apresentou valores menores que

a unidade para maiores rotac@es devido ao
majior consumo de combustivel. Esta expressio
foi utilizada para calcular os resultados

da Figura 6.




E provavel que um projeto otimizado
quanto 4 redugko de tamanho do combustor traga
resultados positivos para todas faixas de
operac¥o, incluindo as rotagBes mais elevadas.
Esta redug¥o & possivel de ser conseguida sem
grandes perdas de performance do combustor.
Esta conclus¥o fol obtida através de um modelo
computacional feita pelc autor [S]1 utilizando
o método das caracteristicas no escoamento
pulsante. Os resultados numéricos demonstram a
possibilidade de se alterar a geometria das
regiSes de maior vol ume sem alterar
substancialmente o© desempenhe do combustor
Cver Kentfield e Fernandes [51).

CONCLUSCES

SYo apresentados resultados experimentais
de um combustor pulsante acoplado a uma
pequena turbina a gé4s. Os resultados comparam
a performance do sistema com outro combustor
do tipo convencional. Os ganhos na pressfo de
estagnac¥o s¥o confirmados com uma maior
eficiéncia do ciclo em baixas rotagBes. Em
rotacBes mals elevadas, a eficiénclia do ciclo
decresce apesar do aumento da pressio de
estagnacio. Maiores perdas de «calor do
combustor pulsante para o ambiente em altas
rotacBes sXo a causa provavel desta queda de
rendimento. Uma maior estabilidade de operacgiZo
do combustor & obtida com a combustfo pulsante
para faixas de baixa rotagiio .
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This article presents
results obtained with a pulse combustor
applied with a small gas turbine. Pressure
gain values up to 4% and a 10X maxdimum
improvement in the total cycle efficiency were
verified. A greater gas turbine stability was
also reported when compared with conventional
gas turbine combustors. However , further
improvements are still necessary at higher
turbine speeds.
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decequilibrio quimico de produlos de combustdo atwawes de Bocais
convengenie ~divergenies, Bonsiderou-se dois osistemas seagentes (H, e F,) e

(Hzeozjadmhmdoozaﬁu'pdmm;ﬂwrmmw&. Ooamptbadoo&o:m&aotmue
satisfatonios quando comparados com traballos leoricos e eepevimeniais

enconirados na Litenalura,

I NTRODUCAQ

Neste trabalho & estudado o escoamento reativo em
desequilibrio quimico através de bocais conver-
gente-divergente, visando coletar subsidios para um
projeto o6timo destes bocais, os quais podem ser
componentes  de motores a jato (turboreatores,
turbofans, estatoreatores e motores foguetes).

Procura-se aqui a implementag3io de modelos de
escoamentos reativos com a finalidade de prosseguir os
trabalhos ja realizados sobre a otimizac3io do contorno
destes bocais para a obtenc3o do empuxo miaximo, onde o
escoamento foi considerado congelado, [7].

Utilizando-se as equacdes de conservacio de massa
e de energia e a equacio da quantidade de movimento,
estudou-se o comportamento dos produtos de combustio

dos reagentes (H2 e FZ} escoando através de um bocal,
considerando-o, por hipotese, unidimensional.
Comparou-se entidoc os resultados obtidos com outros

semelhantes encontrados na literatura, com a finalidade
de validag3io do programa implementado. A seguir,
analisou-se o sistema dos reagentes tHz e 02}.

comparando-se os resultados com valores experimentais
encontrados nas referéncias [1], [2] e [3].

FORMULAGCAO MATEMATICA DO PROBLEMA

Conforme apresentado na referéncia [5], o sistema

de equagtes que descreve o escoamento reativo
unidimensional é o seguinte :
dv v 1 dA B
o B g RS 5 (1}
dx M -1 A dx PVa
f f
z
dp M, 1 dA B B
s S i [l i > |t = (2)
dx Mr-l A dx pVar pVaf
2
dt (?r-l} Mr 1 dA B
—_—= =t —_— — — 0
dx =i b A dx PVa
n

(Tr—lﬁ
' h@ (3)

YV i ' 3
dc a

i i " 4)
— {i =1, 0 .
dx PV

771

= pt s C.R,

i1

(5)

onde, V & a velocidade, p é a massa especifica, t & a
temperatura estatica, Ci ¢ a fracido massica da espécie

quimica i, p é a pressio estitica, x & a coordenada na
direc3o paralela ao eixo do bocal, A é a area da secio
transversal e n é o nimero de espécies quimicas

envolvidas. Os demais termos s3o definidos abaixo:
M, = —;— = niumero de Mach "congelado" (6)
f
a =H¥rRt = velocidade do som "congelada" (7)
C
r
. (8)
c - R
pf
n
c = )C.ec , onde ¢ . & o calor especifico
pr i=1 ! P
do componente i (9)
n
R = 2 CiR = constante do 2is {10)
i1
onde, Ri e a constante do gis para a espécie i
S ]
B = _ [IrRit—(?r—llhija (1L
i=1
t 0
h, = [ e dt+n (12)
i ¢ pi i
]
onde, h? é a energia de ftormacio da espeécie 1 por
unidade de massa.
U termo ”i e a funcio fonte da espocie i numa
mistura de dases quimicamente reativa, Para esta

mistura de gases, onde ocorrem simultineamente varias
reacfies, a equacio geral da reacio &:

n

E f— 2";;“'- (i=

= i=1

lyvouam) 113)



onde, Ai & a espécie quimica i.

A partir da equacio 13 e das leis de cinética
quimica obtém-se a seguinte expressio:

2

m i pC uij
o =n E Av -
i sj_t 6 ) s ;1
n pci uij
- Khj n = (14)
i=1 ]

onde, Krj e ij

das equactes gquimicas no sentido direto e inverso, m é
o nimero de reacdes quimicas do mecanismo ginético,
ii é o peso molecular da espécie i, vij e vij s3o os
coeficientes estequiométricos da espécie i na reacdio j.

Como as equacdes de (1) a (4) apresentam uma
indeterminacio para nimero de Mach igual a unidade, é
necessario um procedimento alternativo para a
integraciio das propriedades do escoamentc ao longo da
regiio transdnica. Estas equacdes foram modificadas de
forma a se obter o novo grupo de equagdes diferenciais
{ref. [5]) mostrado a seguir:

s3io as constantes das taxas de reacio

dv 1 dp
S i (15)
dx pv dx
dp 1 dp g
R e | (16)
dx a dx v

:
dt (r-1)t [ dp 1 2

f
—_— ———Ehlov1 (17)
dx l’rp dx vV i=1
dc. a
— = — (i=1,...,0) {£8)
dx pv

i
"‘=;T (19)

onde, m é a vazido massica através do bocal.

0 procedimento para soluciic do escoamento na
regido transdnica é o método da pressiio especificada,
que utiliza o sistema de equacdes dado acima. Ele
consiste em admitir uma distribuiciio de pressio para a
regiio transdnica, integrar o grupo de equagdes
diferenciais (15) a (18), e obter um perfil de area
(eq. (19}), que deve ser comparado com aquele real do
bocal nesta regi3io. Através de um processo iterativo, a
distribuicdo de pressio é modificada até que seja
obtida uma concordincia aceitivel entre o perfis de
jrea calculado e real. No programa de computador
implementado, a curva de press3o inicial é representada
por um polinimio de quarto grau, gerado a partir do
modelo de press3o para escoamento unidimensional e
congelado. A modificaclio desta curva foi feita através
de um procedimento de otimizag3o paramétrica, baseado
no processo de ortogonalizac3o de Gram-Schmidt,
descrito nas referéncias [11] e (12].

Um ponto importante a ressaltar é que a vazio
missica através da tubeira tem que ser determinada
iterativamente, pois existe um inico valor que satisfaz
a condici3o de ocorréncia de escoamento supersdnico no
divergente do bocal. Esta vazio é diferente da
calculada para o escoamento congelado (isoentrépico),
como pode ser mostrado através de uma analise das
equacoes do escoamento unidimensional com liberacio de
calor, [5]. Dois fatos importantes resultam de tal
anilise: o primeiro & que o ponto sdnico ocorreria apés
a garganta do bocal, e o segundo & que a vazio massica
deveri ser inferior a do escoamento congelado. Estas

afirmativas foram confirmadas com os resultados do
programa computacional elaborado.

ASPECTOS NUMERICOS

0 programa de computador foi implementado num
microcomputador compativel com a linha IBM-PC 386. A
linguagem de programacio empregada foi TURBO PASCAL
5.0. 0 tempo de processamento neste equipamento varia
conforme o bocal a ser calculado, mas para os casos
aqui documentados este & inferior a 30 minutos.

Conforme demonstrado na ref. [5] o método de
integracio é um dos aspectos mais importantes na
solugio dos sistemas de equagbes diferenciais
apresentado no item anterior. Neste trabalho foram
utilizados os seguintes métodos numéricos {ref. [10]):

Métodos Explicitos:

- Runge Kutta de quarta ordem

- Runge Kutta Gill

- Runge Kutta Treanor

- Método de extapolaglio de Bulirsch-Stoer
{passo variavel)

- Runge Kutta Fehlberger de sétima/oitava ordem
{passo variavel)

Método Implicito:

- Método de multivalores de Gear para equacoes
tipo "stiff" (passo e ordem variavel)

De todos os métodos testados, o Unico gue permitiu
a integrac3o das equacfes ao longo do bocal foi o
método implicito de Gear. 0Os métodos explicitos exidem
um passo de integracio tdo pequeno que seriam
necessarios varios dias de processamento no
microcomputador acima citado, mesmo aqueles com passo
variavel.

A ordem do método de Gear usado é ajustada
automiticamente entre 1 e 6, tendendo a permanecer em 6
apos passar pela etapa de autoinicializacglio do método.
Isto indica uma maior precisio na integracdo que a
obtida pelo o método de segunda ordem citado na
referéncia [5].

ANALISE DOS RESULTADOS

0 primeiro bocal calculado é apresentado na
fig. 1. Os reagentes sio {Hze FZ} injetados a 298,15 K,

numa razio de mistura por massa de oxidante/cou?ustivel
igual a 12 e a pressio na cimara é de 6,B895x10 Pa. As

demais condigBes na camara de combustidio foram
calculadas com o programa termoquimico NASA-SP-273
{ref. [4]). As Aiguras 2 e 3 mostram as curvas de

fracio molar dos produtos de combustido ao longo do eixo
do bocal. Nas figuras 4 e 5 est3o tracadas as curvas de
nimero de Mach e Temperatura, respectivamente.

Considerando Fz. H HF, H e F como produtos da

z!
combustio dos reagentes, o mecanismo de reaciio
utilizade nos calculos, proposto por Cherry, [5], @
apresentado a seguir, juntamente com as expressdes para
as constantes cinéticas (unidades em cm, mol, K e s):

18, -1,5

2F+ M F, + M K. = 1,10x10 " ¢
18 ,-1,0

2H + M — H2 + M Kr = 7,50x10 t
=10

F+H+M-—HF +M K = 7,50x10"° ¢

12 0,5 .
F,+H —F + HF Kr = §,28x10 t exp(- 4000/t)
; S i 12
F + Hz — H + HF hr = 5,00x10 expl- H700/t)
1M 0ot
F.+ H —> 2HF K o= 1,75¢10 " 9% expt- 19997/t)




onde, M é& um terceiro corpo participante das
reacies, [5]. Nos calculos aqui apresentados a fraclo
missica de M é admitida igual a 1.0, sendo o seu peso
molecular igual ao peso molecular médio da mistura, ou
seja, todas as moléculas presentes foram consideradas
como possiveis terceiros corpos com iguais eficiéncias,
conforme recomendado na ref. [13].

As propriedades termodinidmicas de cada espécie

quimica presente foram calculadas por meio de
regressides polinomiais de quarta ordem dos dados
publicados nas tabelas JANNAF [4], e atualizadas

conforme [6].

0s resultados encontrados est3o mostrados nas
figuras 2 a 5 para escoamentos congelado (Cong.), em
equilibrio (Eql.) e em desequilibrio quimico tDeseql.).
Estes resultados foram comparados com outros tefricos
obtidos da literatura, [5], para o mesmo bocal e
condi¢des iniciais. Destaca-se que o0s casos de
escoamentos congelado e em desequilibrio quimico foram
resolvidos pelo programa aqui elaborado. Aquele
correspondente ao equilibrio quimico foi calculado
através do programa NASA-SP-273, [4]. Observa-se que
nio foi tracada a curva correspondente a Eggcﬂo molar
do Fz em virtude da mesma ser inferior a 10 ~, ou seja,

praticamente nula.

0Os resultados mostrados nas figuras 2 e 3 indicam
que apenas a fracio molar do F apresentou uma
discrepancia significativa em relacio aos resultados
obtidos por Zucrow [5]. Verificou-se que existe uma
grande sensibilidade desta concentracio em relacfio aos
dados das constantes cinéticas {Kr e Kh) dentro do

limite de incerteza destas. Assim, através da variacio
das contantes cinéticas & possivel obter melhores
aproximactes do resultados de [5]. Contudo, tais
ajustes ndo alteram significativamente as prooriedades

BOCAL CONVERGENTE - DIVERGENTE PARA O SISTEMA HZ / F2
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do escoamento (V, p, T, P, Mach) e os parimetros de
desempenho do bocal, pois a concentraclio do F & por
demais pequena em relagfo as outras espécies (HF, HZ e

H). Este fato associado a incerteza dos dados obtidos
da literatura tornou sem significado a determinaclo
destes ajustes.

As figuras 4 e 5 mostram os valores de nimero de
mach e temperatura muito préximos dos obtidos em [5].
Com isto o programa de computador elaborado foi
considerado valido frente a dados teéricos. A seguir
foi feita a validagiio do modelo em relaglio a resultados
experimentais.
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0 secundo bocal caleulado ¢ apresentado na fig. 6. da garganta. Todas as curvas mostram um comportamento
0s reagentes {sz 0.) sio injetados a 285,6 K e de acordo com o esperado, pois a medida que se progride

ap longo do divergente, as especies H, OH, 02 e 0 sio

279,2 h, respectivamente, numa razio de mistura por
massa de oxidante/combustivel igual a 3,84, sendo a consumidas, havendo formagio de H2 e HZO.
pressio na  cimara & de 24,82x10° Pa. As demais
condicoes na camara de combustio foram calculadas com o i i
programa termogquimico NASA-SP-273, [4|. As figuras temperatura “,,]g' ],” ndo tem boa concordancia com os
7 a 9 mostram as curvas de fracdo molar dos produtos de valores exp.ermentals._ lato) »g dev_e o fato de. que, o
combustio ao longo do eixo do bocal. Nas figuras 10, 11 bocal' SIRRLENG eSS nest‘a regifo: uma camizy ‘de
e 12 estio tracadas as curvas de nimero de Mach, resfrlauentc? de igua. Também dcve~§e natar uue os
temperatura e pressio, respectivamente. valores medidos se referem a parede interna do bocal,

enquanto que os valores calculados tém por hipdtese o

Na regido proxima a garganta o grafico da

Considerando H, Hz' HQO. a0, 02 e OH como produtos escoamento unidimensional. De forma aniloga, pode-se
da combustio dos reagentes, o mecanismo de reaclo justificar a discrepancia encontrada no grafico de
utilizado nos calculos, ¢é apresentado a seguir, pressio (fig. 12).
juntamente com AS expressaes para as constantes 0,52 =plbbbtbblbdd b dd bt b b L L L LA b bbbl b b e
cinéticas (unidades em cm, mol, K e s}): i i i e

; 0,51 -
14 -0,5 , j[ H2
0O+ 04 —H + 02 Kr = 4,50x10 t expl- 30/t) .
H+ OH—H, +0 K = 4,90x10" t2°% exp(- 1950/t) O |
’ > ¢ = 4 90x : exp = i
= 0,49
6 2,0 1
H+OH—H+HD K = 6,30x10 ¢t expl- 1490/t}) o] q e - »
2 — 2 f WDpag 4 | e
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onde, M & um terceiro corpo qualquer, sobre o qual 10 24 E
foram feitas as mesmas consideracoes do sistema E
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constantes Kf acima foram retiradas da referéncia [8] © 10 -4 P R T L
= 4 E
e as demais da referéncia |9]. : 0 Cang

Também aqui as propriedades termodinimicas de cada g X wb B b i - e s e L
espécie quimica presente foram calculadas por meio de 1510..__ L
regressnes polinomiais de quarta ordem dos dados o 1 3
publicados nas tabelas JANNAF, [4], e atualizados L ] r
conforme |6]. r

As figuras 7 a 12  mostram os resultados 10 '3 3
encontrados para escoamentos congelado (Cong.), em ] ) o _ pme
equilibrio (Egl.) e em desequilibrio quimico (Deseql.).

Alguns destes resultados (P e T) foram comparados com i =

. . . . 10 P T T T T T T T T R T T T T T T T T R T T TR T T T T T T T T T
medidas experimentais oblidas em [1]. A curva de 0,0 0,20 0,40 0,60 0.80 1,00 1,20 1,46
pressio calenlada para escoamento em equilibrio nido foi % (m)
tracada em virtude da mesma coincidir com aquelas Figura 8
correspondente 20s outros casos (Deseql. e Cong.). 0 oA L A4 LA £ 46 LU 64 LA L L g

0Os graficos das concentracgoes (fig. 7 a 9) indicam 3 “oH ol - - E
que as espocies congelam em estacdes a jusante proximas ) [
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As tabelas 1 e 2, a seguir, trazem os valores dos
parametros do escoamento e de desempenho calculados por
diversos métodos os quais sio comparados com medidas
experimentais (NASA-TP-2725), [2). Estes parametros

- " . - - s . *
s3o : vazdo massica (m), velocidade caracteritica (¢ ),
impulso especifico no vacuo (Isp ) e empuxo no vacuo

v

(Fvl- nos

unidimensional

0Os modelos usados calculos sdo:

reativo emn desequilibrio quimico
{1-D Deseql.), unidimensional em equilibrico quimico
(NASA-5P-273), [4], bidimensional congelado (17]),
bidimensional em desequilibrio quimico (NASA-TP-2725),

fz].
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Tabela 1 - Parametros experimentais e tearicos
relativos aos reagentes (Hz e 02}

: *

n(Keg/s)| ¢ (m/s) Isp (s} Fv(Ni

v

NASA-TP-2725" %
(experimental) 0,5266 2424 4168,9 2422
1-D Deseql. 0,5063 2484 198,5 | 2476
NasA-sp-273 'Y
{1-D Eql.) 0,5002 2515 504,8 | 2477
Ret. [7]
(2-D Congelado)| 0,5105 2264 504,4 | 2525
NASA-TP-2725" %"
{2-D Deseql.)} 0,5034 2502 465,3 2383

Tabela 2 - Diferencas percentuais dos parametros
calculados em relacio aos
experimentais correspondentes aos dados
da tabela 1.

a(Kke/s)| ¢ (m/s) | 1__ (s) | F_(N)
st v
1-D Deseql. -3,9 2,5 6,3 2,2
NAsA-sp-273 !
(1-D Eql.) -5,0 3,8 7,7 2,3
Ref. [7]
(2-D Congelado) -3,1 -6,6 7,6 1,3
NASA-TP-2725 "%
(2-D Deseqgl.) -4,4 3,2 -0,8 -1,6
bos métodos indicados nas tabelas 1 e 2

acima,aguele com menos hipoteses restritivas ¢ o modelo
bidimensional em desequilibrio guimico (NASA-TP-2725),
[2], segue-se o modelo unidimensional em desequilibrio
quimico (deste trabalho), o bidimensional congelado
[10] e o unidimensional em equilibrio quimico
(NASA-SP-273), [4]. Admitindo-se correta esta sequéncia
restritiva observa-se que na tabela 2 os perrentuaiq

relatives aos parametros de escoamento (@M e ¢ ) nio
estio de acordo com o esperado, pois os resultados
deste trabalho apresentaram os menores desvios
percentuais.

No que concerne aos parimetros de desempenho (1
sp

e Fv} a coerréncia dos desvios & total, pois o método

menos restritivo possui os melhores resuoltados.
Analisando os graficos relativos as concentracdes
os sistema (H, e F,) (fig. 2 e 3) e (H, e O,))

(fig. 7,8 e 9), verifica-se que os produtos da reacdo
ndo tém suas concentracdes alteradas (congelam) a uma
pequena distincia a  jusante da garganta do bocal.
Deve-se notar que cada especie guimica apresenta o seu
prioprio "ponto de condgelamento', n3o muito diferente
dos outros produtos de um mesmo sistema. Observa-se
também que os "pontos médios de congelamento" relativos
a cada um dos sistemas variam significativamente
(11,02 raios da garganta para {H? e F?) e 6,61 raios da

e 02)}.

para

garganta para {H? ODutro aspecto importante a

que o sistema
24,82x10 Pa,
apresenta os resultados correspondentes a equilibrio,

desequilibrio e congelado bem mais praximos entre si do
que agueles notados para o sistema IH? F.}y com
: vy

. N 5 o
pressio de camara de 6,8%5x10° Pa. [sto vem a confirmar
o encontrado na literatura relerente a sistemas com
pressio de cimara mais elevada,

&
de

graficos
de  camara

nestes
com pressio

ser observado
(H2 e Ozl.

e



CONCLUSAQ

A hipotese de escoamento unidimensional com reac3io
quimica em desequilibrioc mostrou-se bastante adequada
para o calculo dos pariametros de escoamento e de
desempenho de bocais convergente-divergente, numa ampla
faixa de razbdes de expansio (utilizaram-se valores para
bocais de 50:1 e 1030:1). Neste trabalho foram obtidos
melhores resultados do que aqueles fornecidos por
outros modelos unidimensionais reativos ou mesmo por
aqueles bidimensionais congelados (tabela 2).

0 programa computacional elaborado possibilita
encontrar resultados relativos a sistemas reativos
complexos tendo-se como dificuldades a obtenc3o na

literatura dos valores das contantes da cinética
quimica e limitacdes de memoria do computador. As
restricdes de tempo de processamento foram muito

reduzidas com a utilizac3io de um método numérico de

integrag3#o adequado a equacdes diferenciais com
constantes de tempo muito diferentes ("stiff
equations").

Este estudo esta sendo estendido a sistemas

reativos com hipotese de escoamento bi- e tridimen-
sional em desequilibrio quimico, visando melhorar ainda
mais os projetos de motores a jato.
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MODELO MATEMATICO PARA ESCOAMENTO TURBULENTO CONFINADO, VISANDO A
CONFIGURAGAO DE QUEIMADORES PARA GASES DE PETROLEO E OUTROS GASES

INDUSTRIAIS.

LIN CHAU JEN
INSTITUTO DE PESQUISAS TECNOLGGICAS DO ESTADO DE SAO PAULO S.A

GASTAO RUBIO DE SA WEYNE )
ESCOLA POLITECNICA DA UNIVERSIDADE DE SAQO PAULO - USP

SUMMARY

Visando um estudo para aplicagéo na combustao de gases industriais desenvolveu-
se modelo matematico e algoritmo de calcule que simule escoamentos turbulentos confina
dos em dominios bidimensionais. O modelo baseia-se nas equacoes de conservacso de mas
sa, da quantldade de movimento e numa representacao das variacoes devido a turbuléncia.
Esta representagao utilizou um modelo de leS parametros para a turbulencia. 0 algorit

mo fol estruturado na aplicacao do método

"dos volumes finitos"

e foi testado resolven

do problemas de jatos turbulentos confinados cujos perfis de velocidade foram obtidos
experimentalmente e reportados em bibliografia levantada.

INTRODUCAO

0 crescente consumo de energia das sociedades mo
dernas, se, por um lado, € indicador de suas evolugoes,
por outro lado, traz consigo diversos problemas como,
por exemplo, a poluicdo resultante de materiais partxcu
lados e de substancias nocivas ao homem e ao meio am
biente.

Face a estas questoes, a preocupacaoc com o uso ra
cional de energia e a otimizacao do aproveitamento : de
combustiveis adquirem especiais importancias.

Considerando o aproveitamento otimo de combusti-
veis, entre eles os derivados de petroleo, em fornos e
fornalhas, o estudo da aerodinamica do escoamento desem
penha papel destacado.

Assim propde-se o trabalho de elaborar um modelo
matematico e desenvolver um codigo computacional que si
mule escoamentos turbulentos confinados, em especial, o
de um jato associado com um escoamento secundario  por
representar a configuracdo basica de queimadores para
chamas de difusgao.

A seguir, propunha-se aplicar o codigo computacio
nal a casos concretos para comparar os seus resultados
com valores teoricos e experimentais.,

FORMULACAO DO PROBLEMA

0 fenomeno de interesse deste trabalho é o escoa-
mento no interior de um duto cilindrico advindo da en
trada, na secao inicial, de duas correntes gasosas, uma
numa secao circular concentrica ao duto e a outra no es
pago anular restante. Como avelocidade da corrente que
entra pela secao circular e maior que a velocidade da
corrente que entra pelo espaco anular, temos a configu-
racao de um jato confinado.

As correntes que penetram no dute sao de ar atmos
ferico, entrando com perfls chatos de velocidade. 0 es
coamento é compressivel, isotérmico e turbulento e nao
possui a componente tangencial da velocidade.

|
s
ol e
PR =
g
Figura 1. Esquema dos perfis de velocidade do caso

considerado.

A figura 1 mostra um esquema ilustrativo do escoa
mento.

0 problema colocado é o de obter os perfis de ve
locidade quando se estabelece o regime estacionario no
interior do duto.

EQUACIONAMENTO BASICO

Equagoes de conservagdo. O escoamento em estudo,é
turbulento. Assim, € necessario o uso das equacoes de
cunservagao haseadas em parametros médios no tempo. Tan
to as equagOes basicas de conservacgdo da massa e da
quantidade de movimento quanto as equagoes de conserva-
cdo dos parametros do modelo de turbulencia podem ser
colocadas na- seguinte forma geral:

u
2 . Mef a4
5;[ —5;“* gz—]+ 56 (1)

Para cada equacao, o significado de § € dado na
tabela 1, juntamente com os correspondentes termos fon
tes.

Tabela 1. Equacées de Conservacao

Conservacao de é U4 Sd
Massa 1 o 0
3P
Quant.de mov. em r v 1 - 3
T
Quant.de mov. em 2 u 1 _ 9P
dz
Energia cinética de
turbulencia k Oy G - pte
Taxa de dissipacao £ g, %{CiG—CZE)
du 2 av av 2
G-ut{ 2. F¢ E——) (ar LA (——J 1+ ( + 5 )}

0 modelo de turbulencia. A turbulencia é repre-
sentada por um modelo de 2 parametros, a saber, a ener
gia cinética de turbuléncia "k" e a sua taxa de dissi-
pacao "e". As tensdes turbulentas de cisalhamento sao
eqguacionadas como o produto do gradiente da velocidade

media e do parametro viscosidade turbulenta.




A viscosidade e definida por:

= (2)
Mep =M # B
e a viscosidade turbulenta é equacionada como:
k2
pl =C p == (3)

Os parametros k e € sao obtidos a partir de suas
equacoes de conservacao, apresentadas no topico ante-
rior.

As constantes que aparecem neste modelo de turbu
léncia sao apresentadas na tabela 2.

Tabela 2. Constantes do modelo de turbuléncia

ok UE Cu C1 C2

1.21 0.09 1.44 1,92

A subcamada viscosa. 0 modelo de turbulencia a
presentado no topico anterior nao é valido nas proxlm)

dades de uma superficie s6lida. Nessa regido, a visco
aldade laminar desempenha um papel dominante na deter
minacao das taxas de difusao.

Para contornar tal problema foi adotada a técni

ca do emprego das "funcoes de parede', utilizando-se
as reportadas por Pun e Spalding [1], que se baseiam
nos seguintes pontos:

a) 1., a tensao de cisalhamento, e assumida uniforme
da parede até o ponto nodal adjacente, e participa nos
termos fontes das equagoes de u e de k, Ty € obtida a
partir das seguintes expressoes:

voo= k€M% o w1k n @ p M2 M4 1)
W H H 1
para y+ > 11.5
(4)
v
1 = el
w ul)’
para y+ < 11.5

onde K € a constante de vonKarman e vale 0.4,

E ¢ uma constante que depende da rugosidade da
superficie da parede (vale 0.9 para paredes lisas)
b) o termo fonte da equacao de u, conforme a fcrma da

equagao 1, para a regiao proxima a parede, ¢:
S = -1 A JAV (5)
u W n
c) o termo fonte da equacgao de k, tambem conforme a
forma da equacao 1, para reglao proxima a parede é:
C 2 kz
B, =T, 20X £ (6)
k- 'wadr T, 3t

ﬂssim, o contorno do dcminic de validade para a equa-
cao de k na regiao prow1ma a parede € a propria parede
solida e a sua condicao de contorno, conforme Khalil

[2], e:

Ak
= - 0 (7)
d) o dominio de validade da equacao de ¢ exclui a re-

giao proxima a parede; seu contorno nesta regiao fica
sendo a linha dos pontos nodais adjacentes a parede. A
condigao de contorno de £, nesta linha, tambem confor-
me Khalil [2],
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& 3/& f(Ky)

y (8)

As condicoes de contorno a entrada do escoamento.
Considerando que o fenomeno em estudo possul simetria
axial, o dominio adotado para a aplicacao do codigo
computacional pode ser simplificado para uma metade da
regrdo esquematizada na Fig. 1. Dessa maneira, os con-
tornos de tal regiao sao:

a) a parede

b) o eixo de simetria axial
¢) o contorno a entrada do escoamento
d) o contorno a saida do escoamento

As condicoes de contorno de (b) e (¢) sao cbvias
pois traduzem respectivamente a simetria axial e a re-
giao do escoamento plenamente desenvolvido.

As ccndlgoes do contorno (a) para k e £ foram ex
plicitadas no topico anterlor e para 0s componentes
de velocidadevale o principio da aderencia, pelo qual
essas sao nulas,

Com relacac ao contorno {d), as condigoes para
as componentes de velocidade sao também simples, pois
a componente axial tem, conforme a sua cota radial, os
valores das velocidades do jato central ou da corrente
arrastada, enquanto que a comporente radial e nula in-
dependente da cota radial. Nesse contorno a dificulda-
de esta nas condicoes de k e € que determinam "a in-
tensidade da turbulencia do escoamento a montante"
Adotou-se nesse trabalho as expressoes:

k = 0,005 u?, conforme Pun e Spalding [1] (9)
Chk312
E=m (!0)

0 METODO NUMERICO

0 método dos volumes finitos. O método empregado,
também denominado 'metodo das diferencas finitas com
enfoque no volume de controle', baseia-se na obtencao
das equagoes algebricas baseadas nas equagOes diferen-
ciais de conservacao a partir de suas formas integra-
das num volume de controle,

0 dominio continuo de interesse é subdividldu por
uma malha composta por um conjunto de linhas nas dire-
coes coordenadas.

As equagoes algcbricas tem a seguinte forma:

(a; ﬁl) +b (1)

e relacionam os valores de cada variavel ¢ no ponto no
dal P com os valores dos quatro pontos vizinhos nas d1
recoes coordenadas,

Os coeficientes a. levam em conta a relacac con
vecgao/difusao existente nas interfaces do volume de
controle centrado em P.

E cmpregado o esquema das "malhas deslocadas",
ilustrado na flgura 2, que associa malhas diferentes
as diferentes variaveis dependentes.
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Acoplamento Eressao-velooldade. A prreasau "aco
plamento pressao—velogldadt alude a questao de se bus
car uma equacao para fazer a evolucgao dos valores da
pressao, iteragao a iteragdo até alcancar a convergen-
cia global, e o seu acoplamento as equacdes evolutivas
dos componentes da velocidade, que sao as equagoes de
conservacao da quantidade de movimento.

Adotou-se o metodo denominado PRIME,
em Maliska [3].

Os experimentos cujas medigdes serviram como pa-
rametros de comparagao com os obtidos pelo programa de
simulacao estao reportados em Razinsky e Brighton [4].

Dos experimentos desses pesquisadores foram des-
tacados dois deles por incluirem medigoes dos campos
de velocidades.

As figuras 3 e 4 apresentam as distribuicoes de
velocidades no tubo de mistura, respectivamente, medi-
das experimentalmente e obtidas por simulagao, para ¢
19 caso. Analogamente para o segundo caso, as figuras
5 ¢ 6 apresentam as distribuicoes de velocidades medi-
das e obtidas pelo programa.

reportado

CONCLUSOES

Verificou-se que os resultados de simulagdo se a
Justaram de forma razcavel com os valores medidos, ape
sar de nao ter sido poss1vcl realizar no presente traba
lho uma otimizacao dos parametros do algoritmo,

A partir da analise desses resultados, julga-se
que o modelo desenvolvido simula de maneira adequada
escoamentos turbulentos confinados, constituindo-se cg
mo um estudo inicial para aplicacdo na combustdo de ga
ses industriais. -

NOTAGAO

- area de interface

~ coeficiente da equacao discretizada
- termo constante da equacao discretizada
- constante

- constante

constante de von Karman

- energia cinética turbulenta

- prESSéO

- raio do tubo de mistura

- coordenada radial

- termo fonte da equacao geral

nH RO FRAONT L
]

u - componente axial da velocidade

v - componente radial da velocidade

y - distancia da parede ao proximo ponto nodal
AV - volume do elemento de controle

£ - taxa de dissipacao turbulenta

P = viscosidade efetiva

u| - viscosidade laminar

He - viscosidade turbulenta

massa especifica

- parametro relativo ao coeficiente de difusao
tensao de cisalhamento

- variavel genérica da equacao geral

B~ O
1
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ABSTRACT

Aiming a initial study for application in combus
tion of petroleum gases and other industrial gases, a
mathematical model and algorithm have been developed
in this present work for the simulation of turbulent
flow confined in bidimensional domain.

The mathematical model is based on the differen-
tial equations of mass and momentum transfer conserva-
tion in two directions and the mathematical presenta-
tion of variations due to turbulence, The basis of the
turbulence model are the parameters k and €.

The algorithm proposed was strutured on the apli-
cation of the so called "finite volumes method" and it.
was adopted cylindrical orthogonal coordinates as requi
red by the cylindrical geometries of the problems -
studied.

The model for turbulent confined jets were tested
against reported experimental velocity profiles in or-
der to demonstrated the validity of the proposed
algorithm,
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NEW ASPECTS IN THE BURNING OF SOLID AND LIQUID FUELS
IN A RIJKE TUBE

H.S. COUTO, D. BASTOS-NETTO AND J.A. CARVALHO, JR.

Instituto de Pesquisas Espaciais, INPE
12630 - Cachoeira Paulista, SP

SUMMARY
The Rijke tube consists of a vertical pipe with both ends opened to the

surroundings in which a heat source is placed in"the lower half. This device, for its
low cost and simplicity, has been extensively used in combustion instability related
phenomena. This paper shows, by theoretical modelling and experimental eonfirmation,
that, in termsof frequencies, a pulsating combustor derived from aRijke tube behaves
like a Schmidt tube when solid fuels are burned. On the other hand, it behaves like a
real Rijke tube when sprayed liquid fuels are burned.

EﬁEBgEUCTION where A, B, C and D are constants to be determined
with the application of proper boundary conditions and
k is the wave number. The frequency of oscillations is
given by

The Rijke tube was named after its inventor who,
in 1859, discovered that strong acoustic oscillations
occurred when a heated metallic gauze was placed in the
lower half of an open ended tube [1]. -

A Rijke type combustor is obtained when the 2n 2%
heated pauze is replaced by a combustion bed of solid
fuel [2-5] or a burner of liquid fuel [6]. The
combustor is simple and has no moving parts, being very
proper for theoretical and experimental investigation. TTT Hot flow

This paper analyzes the frequencies that occur
in Rijke type combustors. It is shown, by theoretical
modelling and experimental confirmation, that, in terms
of frequency, these combustors behave like Schmidt
tubes when burning solid fuels and as real Rijke tubes
when burning sprayed liquid fuels. A Schmidt or gquarter
wave tube [7] is a tube open at only one end. L

k¢ ke,

(5)

THEQRETICAL ANALYSIS |

To perform the theoretical analysis, the tube is & m-——drﬁam source
divided in two regions, as indicated in Figure 1. The [
acoustic equations for these regions are 1

0, o, TTTcma flow
at? -, z =0, (1)

Fig. 1 Scheme of the problem.

ar
s

40 (2) Boundary Conditions. The boundary conditions at
ax’ the inlet and outlet sections of the tube are

a
&+

where ¢ is the acoustic potential function, t the 3,
time, x the coordinate in the vertical direction, ¢ the o, 7;: =0, (p'(0,t)
speed od sound, and 1 and 2 denote cold and hot

regions, respectively. The solutions to the acoustic

equations are:

(6)

]
(=]

¢, (x,t) = (A, sen k, ¢, t + B, cos k; ey £) - 0y ;E— = 0,

sen k, x + D, cos k, x), (3) x=L

{(p'(L,t) =0}, (7)

¢ (x,t) = ( sen k, ¢, t + cos k, c, t)
2 Ae BN B & where p is the density, L the length of the tube, p the

(C, senk, x + D, cos k, x), (4) pressure, and the symbols ~ and ' stand for average and
acoustic conditions, respectively.
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At the heater position, two other boundary
concditions are required. Since the acoustic pressure is
generated in region 2, i.e., where the combustion
process takes place, the combustion bed or the heater
will be an acoustical barrier separating the two
regions. Therefore, the acoustic pressure just below
the heater element will be such that

p! = Mp, '

x=F ®=R+8&
where M is a damping coefficient, such that O <M < 1.
The other boundary condition at the heater
position is given by the one dimensional continuity
equation, i.e.,
n+l)pu, = pu,, {9)
where n is the term that accounts for the fuel mass
addition {n > 0) and u is the gas velocity. Replacing
p by b+ p', u by u + u', and considering that u is of
the order of u',
heater becomes

the second boundary condition at the

{n+l) ;l u; = P, uj {10)

x=L+8

Summarizing,
heater are

the two boundary conditions at the

Solution. The solution to this eigenvalue
problem is

e
c, sink 1 sin k, (&+6-L)
= = . 1
c; cos k¢ 1+n cos k, (&+68-L) (13)
Considering the gases in regions 1 and 2 as

perfect gases and
becomes

knowing that k,c, = k¢, , Eq. (13)

3 (14)

where T is the temperature
RESULTS

Inserting test parameters given by references
[2]and [4-6] in Eq. (14), the frequencies of acoustic
oscillation were calculated as functions of
B(B=M/(14n)). The parameters utilized and the results
obtained are shown in Table 1 and in Figure 2. The
average temperature was calculated considering a
linear variation between the temperatures at L/2 and
at the tube ocutlet section. It can be cobserved that
the measured frequencies are in the neighborhood of
either a characteristic frequency of a Schmidt tube
(for solid fuel burning) or a characteristic frequency
of a Rijke tube (for liguid fuel burning). It should

3o, 30, be noted that, in the case of total acoustic blocking,
P, 7;;— =Mop, —;; ) (11) M=0 and therefore 8 =0, leading to the case of a pure
Schmidt tube. On the other hand, when there is no
=1 x=L+6 acoustic blocking, p!(%,t) = p, (2+6,t) and M = 1,
which gives B = 1 (since n << 1) and leads to the
_ case of a pure Rijke tube. The data of Figure 2 show
L) o, ﬁfi (12) that the solid fuel bed creates an acoustic barrier
1 ax (n+l) ax leading to a closed/open tube. The liguid fuel burner
does not separate acoustically the hot and cold
x=L x=L+8
Table 1. Calculated and measured parameters.
Reference {5] (4] (6] [2]
Fuel Peat Charcoal Ethyl Alcohol Coal
Length of tube (L), cm 320 320 320 274.3
Height of heater (&), cm 80 80 80 68.6
Thickness of bed (8), cm 2-5 5-10 - 5-20
Temperature at L/2, K 1073 1033 1167 1033%
Temperature at tube ocutlet, K 973 793 1019 793
Average temperature of hot region, K 1046 969 1094 934
Temperature at tube inlet, K 323 303 296 300
Frequency for Rijke tube (calculated), Hz B8 .5%* sg*« 91 102.0-106,3%*
Frequency for Schmidt tube {calculated), Hz 64.5%* 66.5%% 70.2 77.,0-83,1#%*
Measured frequency, Hz 65-70 64-70 89 TT7-84%**

* at 30.5¢cm from the bottom of the combustion bed;

** calculated for § = 5 cm;

*** first value correspords to 8§ =
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Fig. 2 Calculated and measured frequencies as
functions of B = M/(1+n).

regions and the tube behaves as a Rijke tube.
Summarizing, in the case of burning of sclid
fuels, the combustion bed creates an acoustic barrier
and the frequency of oscillation can be approximated
by the formula for the frequency of a Schmidt tube,

b
IFYRT
2

aL !
2

f -~ (15)

where T, is the average temperature of the hot region,

784

L
2

the length above the bed (L, =L - & - &), R the

gas constant and Yy the adiabatic exponent of the gas.
In the case of liquid fuel burning, where the burner
practically does not create an acoustic barrier, the
frequency of oscillation can be approximated by the
formula that corresponds to a Rijke tube, i.e.,

J/ ¥RT

i St 1
i oL ' (18)

where E is the average temperature of the whole tube
and L the length of the whole tube.

CONCLUDING REMARKS

The results are not only interesting but guite

convenient too. As it is known, if u' > u, the
convective heat transfer coefficient grows
monotonically with u'/u [8]. It happens that for a
pure Rijke tube, it can be shown that always u' < u

(6]

u?

. For a pure Schmidt tube, it can be shown that
> U can be achieved, indicating that increased

convective heat transfer coefficients can be obtained.
Therefore, in terms of heat transfer, the pulsating
combustion process in a vertical tubular combustor

is advantageous only in the case of solid fuel

burning.
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RESUMO

A Lnrlueucla da granulometria sobre a velocidade e o tempo de Lombustao do car-
vao pulverizado ja e bem conhecida. Entretanto, a ILteratura técnica & omissa quante a
influencia da granulometria das particulas do carvao constituinte sobre o desempenho da
combustao das Mlhturdb-cﬂrVHO'Kbua (MCA). Esse estudo compara a combustao das MCA com a
Lombustao do carvao constituinte pulverlzado seco, mostrando a influencia da distribui-
gao pranulométrica e o interesse técnico da utl112d§ao de carvoes ultra-finos(d €15 um)
na formulagao de tais misturas.

INTRODUCAO conhecida. Entretanto, a literatura técnica & omissa
SIRODUGAD quanto a influencia da granulometria das particulas do
carvao constituinte sobre o desempenho da combustao das

A conjuntura economica mundial trouxe de volta o )

interessc na utilizagao do carvio como combustivel al-
ternativo aos derivados do putrSleo em fornos e caldei-
ras. Fntretnnto a conversao desses cqu1pamentas para o
uso do carvac € cara: uma caldeira a carvao custa cerca
de 3 vezes mais que uma caldeira de mesmo porte a gas
ou a oleo.,

A utilizagao do carvao em outra forma que a soli-
da vem sendo experimentada ha mais de um seculo. O res—
surgimento destes estudos esta sempre ligado a novos a-
contecimentos economicos.

E possivel produzir uma suspensao combustivel es— . / - 3 =
tavel de carvao em Agua, conhecida pelo nome de Mistura tido, economicamente, em um moinho centrifugo a vacuo
Carvao-Agua (MCA), composta de 70-75% de carvioe finamen (figura 1). Esse moinho consta de um disco metalico do-
te moido, 24-297 de agua ¢ 17 em peso de aditivos. A tado de canais de projegdo, girando a 15. 000 RPM. 2
distribuigao granulométrica e o tipo de aditivo depen- grao de carvdo, caindo mo centro do disco, & projetado

Este estudo compara a combustao de Misturas— -Car
vao—ﬂgua (via Gmida) com a combustao pulverlzada do car
vao constituinte (via seca), mostrando a 1nf1uEnc1a da
d1btr1bu1gao granulometrlra e 0 interesse técnico da u-
tilizagao de carvoes ultrafinos ( d <15 pm) na produgao
desses combustiveis.

MOINHO CENTRIFUGO A VACUO

Um carvao de granulometria ultrafina pode ser ob-

dem do método de preparagao e das caracteristicas do a grande velocidade sobre uma parede de ago, onde & pul
carvao. O produto final & um coloide com viscosidade verizado pelo 1mpacto. Existe uma correlagao entre a b
1000 a 1500 cP, a temperatura ambiente. As MCA podem locidade de rotagao do disco e a granulometria obtida.
ser transportadas, estocadas, bombeadas e queimadas,tal

como 0s combustfveis 1Iquidob. Queimadores projetados Tremonha

para o uso de MCA ja estao dlqponlvels para muitas apli
cagoes e podem produzir chamas estaveis dentro de uma
grande amplitude operacional, necessitando somente de
um combustivel auxiliar durante a igni¢3o. Do ponto de
vista econdmico, as MCA s3o consideradas como um  dos
melhores substitutos do petroleo nos fornos e caldeiras
industriais. ——MOTNHO CENTRIFUGO
As misturas-carvao-agua oferecem as seguintes van
tagens: -
- Custo inferior ao petroleo e ao gas natural;
- Compatibilidade com as instalagoes existentes T
para a queima de 5leo;
~ Simplicidade de manuseio, transporte e estoca-
gem; - ;
= Menor risco de explosao devido i eliminagao do Valvula Rotativa
po de rarvao‘
- Redugao das enissdes de NOx;
- Grande amplitude operacional do queimador, sem
a necessidade de combustiveis auxiliares;

- Alta eficiencia de combustao. _—.EQ
Os principais inconvenientes das MCA sao:

Valvula Rotativa

Parafuso de Alimentagao

—Superficie de impacto

t—Disco de projegao

Suspensao magnética

Reservatorio de saida

N

Injetores
- Perda de energia para a evaporagao da agua de Misturador ——
d11u1§ao'
- Valor agrepado ao carvao pela fabricagao da mis Rgua Bambia
tura;
- Alta viscosidade e erosau, Figura 1 - Moinho centrifugo a vicuo.

- Sedimentagao da fase solida da mistura.

A influéncia da ranulometrla sobre a »elocidade

< 0 disco & suportado e acionado por um sistema mag—
e o tempo de combustao do carvao pulverizado ja & bem

nético, o que permite altas rotagoes e elimina o desgas-
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te dos suportes., A parede de impacto, intercambiavel, &
construlda em ago de alta resisténcia, de modo a evxtar
erosao e presenga_de partxculas metalxcas no carvao.

Esta operagao & reallzada a seco, 0 que evita se-
cagem_ posterior do carvao, melhorando 3351m o balango
energetico. 0 involucro & mantldo sob vacuo o0 que m1n1
miza a ox1dagao e evita a 1gn19a0 do carvao durante a
pulverizagao.

METODO OPERACIONAL

Os testes de combustiao foram realizados em uma
fornalha piloto (figura 2). Esta fornalha & cilindrica,
de diametro interior QSUnml e comprimento total 2910mm.
E composta de uma segao refrataria (ZOODmm de comprlmen
to e 100mm de espessura) e de uma begao inox (910mm de
comprimento), refrigerada por uma camisa de agua, 0 vo-
lume total disponivel para a combustdo & 0,463 m?. A ca
pacidade térmica admissivel & aproximadamente 0,1 MW.

Uma série de ensaios preliminares foram efetua-
dos, a fim de determinar a influ@ncia dos seguintes pa-
rametros operacionais sobre o desempenho da combustdo :
tlpc de queimador, vazao de combustivel, pressEn de ato
mlzagao, temperatura de preaquecimento e excesso de ar.
Ensaios preliminares, sem preaquecimento da camara, mos
traram a possibilidade da combustao do carvao pulverLza
do (via seca), sem combustivel auxiliar. Foi necessario
somente o uso do queimador auxiliar durante a escorva
da combustao. Entretanto, durante os ensaios com MCA,
nao foi possivel assegurar uma combustao estavel, sem
o preaquecimento da camara de combustao e do ar de com-
bustao. Foi efetuado um preaquecimento da c3mara de com
bustao por meio da combustao de gas natural, 0 ar de
combustao foi preaquec1do por resistencias elétricas
(9,0 kW), as quais possibilitaram atingir temperaturas
da ordem de 350-400°C. Nao foi necessario preaquecer o
combustivel.,

Estavam disponiveis para os ensaios tres lotes de
carvao Freyming Ultrafino (387 de matérias volateis e
30790 kJ/kg seco), (AFNOR: Flambante seco, ASTM: Betumi
noso A): -

Lote n? 1 - 450 = 7 um
Lote n9 2 - d50 = 14 um
Lote n? 3 - d50 = 31 um

A preparagzo das MCA foi efetuada em bateladas, a
dicionando progressivamente o carvao a fase liquida,com
auxilio de um agltador de alto CLSalhamenlo (Ultratu—
rax). E necessaria uma adltlvagao quimica, vlsandu au=
mentar a molhabilidade das particulas de carvao pela a-
gua e assegurar uma boa estabilidade estrutural da mis-—
tura. Experiéncias anteriores mostraram que a adigao de
iZ de tamol (807) + NaOH (20%Z) produz bons resultados.

1.

[ SaTda dos produtos
da Corbustio
1 Modida de gas e temperatura {:i;@cret,go n
. Safda de dqua asplragac
L1o.“4 et b AR i
=
= © =

Cinzeiro

Entrada de Admua -7
SHGRO REFRIGERADA

Figura 2 - Instalagdo piloto de combustao.

Viscosidade da MCAﬂ(cP) em fungﬁo do teor
de carvao (%) |1 |.

Teor de Carvao | 20 40 60 l 68 70 1
i .
Lote 1 ( 7 um) 1 2 250 | 4500 w o
Lote 2 (14 pm) 1 3 180 | 1500 | 4500 =
Lote 3 (31 um) 1 2 205 l 1150 | 1250 wsoJ

SECRO RETRATARIA

Nao foi possivel produzir uma MCA estavel com o
lote n? 3. Este lote encontrava-se com uma grande oxida
gao superficial, o que inibiu a agﬁo do aditivo. Foram
testados varios outros aditivos, também sem grande exi-
to, Com os lotes n? | e 2 foram produzidas MCA com a
seguinte formulagao: 60-637 de carvao, 39-367 de agua e
17 de aditivo ionico, visando obter uma viscosidade da
ordem de 1200 cP.

Para a queima dos carvoes por via seca, foi utili
zado um atomizador de mistura interna, a uma pressac de
operagao de 0,25 bars. Para as MCA foi utilizado um ato
mizador Jato- Y operando a uma pressao de 3,0 bars.

A vazao do combustivel variou na fa1xa de 5-8 kg/
h, correspondendo a uma carga nominal da fornalha de a-
proximadamente 60 kW e uma taxa de llberagao de caler de
150 kW/m?. Esta carpga térmica & proxima as encontradas
em caldeiras aquatubulares de pequeno porte. 0s tempos
de permanencia das particulas e pequeno, da ordem de 1
segundo, e a temperatura de saida dos produtos 4509C.

RESULTADOS

Uma vez estabilizada a combustao, foram realiza-
das medidas durante no minimo 1 hora. A caracterizagao
da combustao foi feita por intermeédio das seguintes me-
didas:

- Perfil de temperaturas ao longo da fornalha(och

- Teor de €02 (%), 02 (%) e CO (ppm);

- Teor de fuligem, Método Bacharach (ASTM D 2156-
63T) ;

- Analise fisico-quimica das cinzas volantes;

- Analise fisico-quimica dos residuos sGlidos na
fornalha.

0s resultados experimentais sao aqui apresentados
em relagao ao coeficiente de excesso de ar, calculado
em fungao do teor em 02 medido nos produtos da combus-
tao.

ANALISE QUANTITATIVA DOS RESTDUOS

A figura 3 mostra a quantidade de depositos reco-
lhidos na segao fria da fornalha. Em via seca, os depd-
sitos sao menores e independem do excesso de ar, devido
a uma boa combustao.

Em via Omida constata-se que as MCA produzem uma
maior quantidade de residuos. Isto & devido a aglomera-
¢ao de particulas de carvao dentro das potas de MCA em
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combustao. Esta aglomeragio resulta em particulas maio-
res, que nao sao completamente queimadas dentro da cha-
ma. Por serem maiores e nac queimadas, as partlculas re
sultantes sao mais pesadas e o arrasto peios gases eflu
entes mais dificil. A quantidade de depdsitos diminui
com o excesso de ar, gragas a uma melhor combus tao. Po-
de-se notar, também, uma clara dependencia da granulome
tria sobre a quantidade dos residuos,

HEY
B Lote 1 Seco
] 0 lote 2 Seco
i lote 3 Sece
8z A Lote § MCa
B Lote 2 WCa
|
HETH
b i
Z [} ]
:,a; 1] A A ]
i A
] A
3 0
435 % 4
z A a
i
L] 25 58 75 190 12
Ticesso de fir du
Figura 3 - Quantidade de residuos solidos recolhidos.

TAXA DE CONVERSAO DO COMBUSTIVEL

A taxa de conversao do combustivel ou fragao de
combustivel efetivamente queimada na fornalha (X ) é
calculada a partlr da analise do teor de inertes do re-
siduo da combustao:

- A
_l'l

1
%, %t - by =

onde A € o teor de cinzas do combustivel (Kg/Kg base se
ca) e A o teor de cinzas do residuo recolhido,

A figura 4 mostra a influencia da
sobre a taxa de conversao., As maiores taxas de conver-
sao sao obtidas com as particulas mais finas. Isto & vé
lido tanto para a via seca quanto para via (mida. As ta
xas de conversao aumentam com o excesso de ar,

Deve-se observar os resul tados obtidos pela MCA
fabricada com o carvao do lote n? 1 (d50 = 7 um) que a
tinge taxas de conversao compardveis a um carvdo pulve-
rizado de yranulomctrla industrial.

0s residuos solidos resultantes da Lumbustao de
MCA continham um alto teor em volateis. Isto nae era es
poradu, uma vez que as taxas de  combustao alLan%ddaa
sao da ordem de BDX. A anialise dostes residuos mostrou

uma taxa de conversdo dos VOldtOlM da mesma ordem de
brandcza da taxa de vonversao do varbono fixo. Assim, a
hipotese da rapida desvolatilizagao nao foi verificada

granulometria

na combustao de MCA, contrariamente ao que se passa na
via scca.
TEOR EM CO

Devido a boa concepgao da tornalha, o teor em €O

nos produtos da combustao fol desprezivel, Entretanto,
uma viez estabelecida a combustao, ¢ possivel discernir
vuriagaus do teor de CO em [ungﬁu do excesso de ar e da
granulometria do combustivel (figura 5).

Pode-se constatar a existencia
coerente destes resul tados

uma  cvolugao
om taxa

de

com os obtidos de
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conversac do combustivel (figura 4). Os teores de CO
mais importantes correspondem as taxas de conversao
mais baixas e vice-versa,
3
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Figura 4 - Fragao de carvao consumido na fornalha
(Taxa de conversao).
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Figura 5 - Teor de CO nos produtos da combustao,
INDICE BACHARACL

Para os combustiveis solidos e liquidos, o Indice

Bacharach indica se a concentragao de fuligem e

volantes presentes nos gases de exaustao sao
veils nas normas de polulgao atmosférica. r muito utllL—
zado na combustao de carvao, onde, numa ma cnmbustao, a

produgao de fuligem torna-se importante antes do

cinzas
e
admissi-

nivel

de CO atingir valores significatives. Na norma ASTM D

2156=-63T,
ceitaveis,

Nos ensains realizados, os valores obtidos
situam dentro do limite permissivel (figura 6).

e
tretanto,
importante.,

de ar

os valores inferiores a 6 sao considerados a-

(3-5)
En-

estes resultados foram obtidos com um excesso
Para diminuir as perdas termicas, e



necessario utilizar um menor excesso de ar, o que pro-
duzira indices maiores.
10
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Figura 6 -~ Teor de fuligem nos produtos da combustao
(Indice Bacharach).

ANALISE MICROSCOPICA DOS RESIDUOS SOLIDOS

Amostras de residuos sGlidos recolhidos na forna-
lha e de cinzas volantes foram examinadas em um micros—
copio de varredura eletronica. Este exame mostrou  que
os residuos sao constituidos de particulas praticamente
esféricas, com diametros de até 100-200 pum, tanto em
via seca quanto em via umida, Estas particulas de resi-
duos sao ocas e apresentam uma consideravel Macroporosi
dade superficial.

0 exame destes residuos nao permitiu
definitivas sobre a aglomeragao dos MCA.

conclusoes

CONCLUSOES E DISCUSSAO

Os resultados dos ensalos mostraram que a combus-—
tao de carvoes ultrafinos & melhor e que para uma mesma
granulometria, em via seca & melhor que em via umida.

E necessario um certo cuidado na comparagao  da
via seca e via umida, uma vez que os resultados sao for
temente 1nfluenclados pelas caractgrlstxcas do sistema
de atomxzagao utilizado, que nao & identico nos dois
casos.,

Assim, o desempenho de combustao das MCA & ligado
ao desempenho da atemiza;io, que por sua vez, depende
das caracteristicas reologicas do combustivel |2| . En-
tretanto, a utxllzagao de aditivos para diminuir a vis-—
cosidade, pode nao ser a soluqao mais adequada. LEVAS-
SEUR | 3| demonstrou que, para a obtungao de uma visco-
sidade determinada em uma MCA, a diluigao produz melho-
res resultados de atomizagao do que a utilizagao de adi
tivos.

A fim de eliminar a influencia do sistema de ato-
mizagao sobre o desempenho da combustao, poder-se-ia es
tudar a combustao de gotas individuais de MCA. Entre=
tanto, se esta metodologia possul suas vantagens, a com
bustao de uma gota individual n3o reproduz as condx;oes
reais existentes dentro de uma chama (aerodlnamlca in-
tera;oes entre partlculas etc) .

Ensaios de combustao de gotas individuais de MCA,
de diametros compreendidos entre 450-650 um, nao mostra
ram a influencia da granulometria do carvao constituite
sobre a combustao da MCA correspondente |4].Concluiu-se
que a dimensao da aglomeragao formada & definida vpela
dimensao da gota e que, do ponto de vista da combustao,

nenhum ganho seria obtido com a utilizagao de carvao ul

788

trafino.,

Nossos resultados nao caminham na mesma diregzo.
Na verdade, a distribuigao granulométrica das particulas
de carvao influi sobre o desempenho de atomizaggo da MCA.

Assim, sob as mesmas CDﬂdLQOQb de atomizagao, as MCA
constituidas de carvoes ultrafinos produzem gotas mais
finas que as MCA constituldas de carvoes de granulome-
tria comum, Ensaios realizados em uma bancada de atomi-
zagao confirmam este fato,

Um estudo completo sobre a influéncia da reparti-

gao granulométrica do carvao e do teor de oxigenio no ar
de comhustao sobre a cinética de combustao foi feito

por
Seu estudo foi realizado com chamas de
carvao pulverlcadn de dimensoes 10-50im, Entre as prin-
cipais conclusoes tem-se:
- 0 tempo de combustac de uma particula no ar, di-
minui com a sua dimensao;
- 0 tempo de combustzo de uma particula no oxige-
nio puro, praticamente independe da sua  dimen-
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~ Para dimensoes da ordem de 10um, o tempo de com-
bustao da part;culd no ar e no oxigenio puro sao
praticamente identicos,

Assim, a granulometria ultrafina permite atingir a
cinética quimica 6tima, que seria obtida com oxigenio
puro.

A utlllza;ao de ultrafinos permite a diminuigao do
tempo de combustao das particulas individuais, diminuin-
do o comprimento da chama, permitindo uma combustac mais
completa durante o tempo de permangncia na fornalha, A-
lém disso, a redugao dos depositos das cinzas associadas
ao carvao dentro da fornalha, viabiliza o uso do wultra-

fino em substituigao ac oleo combustivel utilizado nas
caldeiras.,
A presenga de dgua diminui o poder calorifico do

de combustao. Quando da u-
dimensionadas para combus-
necessario se minimizar as

combustivel e aumenta o tempo
tilizagao de MCA em fornalhas
tiveis liquidos ou pasosos, €

dimensces das gotas de MCA pulverizadas, de modo a oti-
mizar o rendimento de combustao.
Para as MCA ¢ recomendado o preaquLC1mentc do ar

de cambustao, a fim de facilitar a ignigao. Quanto maior
for o teor em umidade ¢ menor o teor em matéerias vola-
teis, maior devera ser a tempgratura de preaquecxmento.
Para a combustao de misturas carvao (65%) —abua & reco-
mendada uma temperatura de 3509C. A utilizagao de car-
voes com alto teor de volateis aumenta a inflamabilidade
da suspensac e diminui o tempo de combustao,
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ABSTRACT. This paper compares the combustion of the CWM
with the combustion of the constituting pulverized coal,
considering the influence granulometric distribuition
and the advantages of the use of ultra-fine (d<l3 pm),in
the formulation of such mixtures.
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para alguns tipos de blomassa: amostras de peroba rosa, eucalipto alba e
cana, em varias dimensoes: serragem (< 0,7 mm), 5 mm, 10 mm e 20 mm. Os
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RESUMO
Neste trabalho foi realizado o estudo dos tempos de devolatilizacao completa
bagaco de
testes foram
dos tempos de

realizados em leito fixo e em leito fluidizado para comparacao

devolatilizacao., Foram feitos testes a temperaturas de 400, 600, 800 e 1000YC, e o

tempo de devolatilizacao foi medido a partir da observagao visual da presenca

chama ou da evolugao dos fumos.

INTRODUCAO

0 presente trabalho representa uma etapa
preliminar do nosso estudo sobre a gaseificacao de
biomassa. 0 objetivo de se estudar as taxas de
devolatiiizacao (atravées do tempo necessario para a
evolucao completa dos volateis) em leito fixo e leito

fluidizado prendeu-se a necessidade de se comparar a
dinamica do processo nos dols sistemas, tendo em wvista
a variacac nas propriedades fisicas da biomassa
disponivel no pafs, como: tamanho das particulas,

que
vao desde serragem, cascas e bagaco ate cavacos
sabugos e lenha, e grande variacao na densidade e
porosidade.

Em leito fixo, quase toda biomassa poderia sofrer
a pirolise ou gaseificacao sem muito problema. Em um
sistema (reator) de leito fluidizado, particulas

grandes de cavacos, sabugos ou cascas, podem apresentar
boa mistura com o leito para alguns intervalos de
velocidade de fluidizacao [1] e [2], mas para pequenas

particulas de serragem oubagaco, a velocidade para
elutriacao é pequena podendo dificultar a sua
gaseificacao ou queima internamente ao leito.

Alguns problemas na gaseificacao da biomassa
podem ser reduzidos pela escolha de reator mais

adequado as caracter{sticas tipicas em que a biomassa
se apresenta.

Informacoes sobre o tempo de evolucao dos
volateis & importante, desde que as particulas de
combustivel podem se comportar de maneiras distintas
durante e apos o processo de devolatilizacao [3] e
[4].

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

Os testes foram realizados em duas etapas
distintas:

a) Medicao dos tempos de devolatilizacao em leito
fixo.

Utilizou-se um forno tubular horizontal com

45 mm de diametro interno, aquecido eletricamente.

Os testes foram feltos para as temperaturas de
400, 600, 800 e 1000°C. O fluxo de ar utilizado
durante as medicoes proporcionava uma velocidade
do gas da ordem de 1,0 m/s.

Us ensalos foram realizados apos a
na temperatura desejada, sempre com um volume
aproximade de 1 a 2 x 1075 m® de amostra de
combustivel. O tempo de devolatilizacao foi
medido do instante de alimentacao no forno ate
o termino da evolucao dos fumos ou extincio  das
chamas.

estabilizacao
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de

b)

leito

Medida do tempo de devolatilizacao
fluidizado.

Utilizou-se um leito comcorpo tubular de ago inox
310 com 95 mm de diametro interno, fluidizado com

ar aquecido eletricamente. 0 material inerte
utilizado no leito foi alumina, dp = 0,36 mm.
A velocidade do ar variou entre 1,0 e 1,3 m/s

dependendo da temperatura alcancada. As temperatu

ras de teste foram 400, 600, 800 e 1000°C, medidas
com termopar de cromel-alumel mergulhado no leito.
Manteve-se o procedimento para medida do tempo de

devolatilizacao como no procedimento para leito

fixo.

Foram utilizadas amostras de percba rosa, eucaliptus
alba e de bagaco de cana. Variou-se o tamanho das

amostras de peroba e eucaliptus entre serragem,

cubos de 10 e 5 mm de aresta e cilindros de 20 mm

de diametro e 20 mm de altura para a verificacao

da influencia do tamanho e da massa da amostra

sobre o tempo de evolucdo dos volateis.

0 bagaco foi testado na condigao natural e também

em pellets cilindricos com 10 mm de diametro e

10 mm de altura.

Resultados. Verificou-se que para uma mesma
densidade e igual tamanho de amostra, a variacao da
massa alimentada ao leito nao altera o tempo de

devolatilizacao. Acredita-se que esse fato deve-se a

que a carga termica representada pela massa das
amostras € pequena em relacdo a inércia térmica dos
leitos utilizados.

Os resultados obtidos para os tempos de
devolatilizacao em leito fixo e leito fluidizado sao

apresentados nas Tabelas de 1 a 6.

Tabela 1. Tempo de devolatilizacao da peroba rosa-
leito fluidizado - (em segundos).

5 Temperatura °c
Dimensao da A tra
400 600 800 1000
Serragem 9 4 2 2
5 mm 73 41 30 22
10 mm 182 84 57 57
20 mm - 214 175 109




Tabela 2. Tempo de devolatilizacao da peroba
rosa ~ leito fixo - (em segundos).

. Temperatura %
Dimensao da Amostra
400 600 800 1000
Serragem 86 33 31 43
5 mm 195 75 65 52
10 mm 193 105 86 78
20 mm 572 241 191 154

Tabela 3. Tempo de devolatilizacao do eucaliptus
alba - leito fluidizado - (em segundos).

- Temperatura ‘e
Dimensao da Amostra
400 600 800 1000
Serragem 18 4 2 2
5 mm 66 26 20 15
10 mm 129 86 64 46 |

Tabela 4. Tempo de devolatilizacao do eucaliptus
alba — leito fixo - (em segundos).

. Temperatura GC
Dimensac da Amostra
400 600 B00 1000
Serragem 136 48 41 34
5 mm 156 71 48 41
10 mm 258 70 66 66

Tabela 5. Tempo de devolatilizacao do bagaco de
cana ~ leito fluidizado - (em segundos).

™ Temperatura ¢
Dimensao da Amostra
400 600 800 1000
Bagaco 5 9 3 2
Bagaco
Peletizado %2 ol t 38

Tabela 6. Tempo de devolatilizacao do bagaco de
cana - leito fixo - (em segundos).

= Temperatura %
Dimensao da Amostra
400 600 800 1000
Bagaco 12 27 19 20
Bagaco
Sl et eads 126 88 45 55
A analise dos resultados mostrou que:
Mantida constante a temperatura, os Cempos de
evolugao dos volateis aumentam com a dimensao,
ou volume das amostras. Esse comportamento e

melhor observado através do grafico da Figura 1.
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Fig. 1 Tempo de devolatilizacao versus dimensao
caracteristica. Temperatura do leito 800°C.

ii. Mantida constante a dimensao das amostras, a
tempo de evolucao dos volateis diminue com Q
aumento da temperatura. A Figura 2 ilustra os
resultados obtidos para as temperaturas entre
400°C e 1000°C.
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Fig. 2 Tempo de devolatilizacao versus temperatura.
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TEMPO DE DEVOLATILIZACAO, s

Para os diversos tipos de amostras e dimensoes
o tempo de evolucao dos volateis € maior no
leito fixo que no leito fluidizade. Nos graficos
das Figuras 3 e 4, podemos ver que para as
diferentes amostras e para as diversas dimensoes,
o tempo de evolucao de volateis em leito fixo &
cerca de 10 vezes maior que o tempo obtide
quando da devolatilizacao em leito fluidizado.
Tal diferenca deve-se principalmente ae maior
coeficiente de transferencia de calor do leito
fluidizado, da ordem de 300 Wm™2 °C™! [5] em
relacao ao coeficiente de transferencia de calor
do leito fixo, da ordem de 40 Wm~2 °c™! [6].
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Fig. 3 Tempo de devolatilizacao versus tempera

tura para a peroba rosa em leito
fluidizado.

iv. De maneira geral, os tempos de devolatilizacao
diminuem com a densidade. Os valores da Tabela 7
nos mostram essa tendencia, embora com  algumas
variacoes, o que sugere a necessidade de mais
ensaios com relacao a esta tendencia.
Observou-se em leito fluidizado que para a

serragem, a evolucao dos voldteis & praticamente

instantanea. Com a utilizacaoc do ar como gas de

ocorre a queima dos volateis na forma de
do leito, provocando numprimeiro instante
uma pequena elevacao da temperatura (da ordemde 10°C)
e ocorrendo posteriormente o resfriamento do leito. A
explicacao provavel & de que os volateis liberados
queimaram acima do leito. Este exemplo indica que o
uso da serragem em leito fluidizado para gaseificacao

fluidizacao
chama acima

ou combustio provocara o seu resfriamento, a menos
que seja alimentada pelo fundo do leito, ou na forma
de pellets, cujo tempo de devolatilizacao @ bem

maior e apresentam boa circulagao e mistura ao leito.
A medida do tempo de devolatilizagao seguiu o
procedimento adotado nas referencias [4] e [7].
Efetuados 10 ensaios para cada ponto amostral, o
desvio medio foi da ordem de 157.
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Tabela 7. Tempo de devolatilizacao para a
dimensao de 10 mm — (em segundos).

Temperatura °c

Tipo Densidade Tipo
-3
Combustivel g m Leito 400 600 800 1000
Peroba 1.1 fluidizado| 132 94 57 57
Rosa 2 fixo 193 105 86 78
Eucalipto 1.0 fluidizado| 129 86 64 46
Alba 2 fixo 258 70 66 66
Bagaco de fluidizado| 99 61 51 38
Cana 0,9
Peletizado fixo 126 88 45 55
CONCLUSOES

0 tempo de devolatilizacao aumenta inversamente
com a temperatura e diretamente com o tamanho do
combustivel.

A comparacao entre os tempos de devolatilizacdo
em leito fluidizado e leito fixo mostra diferencas de
uma ordem de grandeza entre eles, com menores tempos
para o leito fluidizado, mostrando que deve haver
influéncia forte do coeficiente de transferéncia de

calor entre leito e partfcula nesses tempos.

Fmbora o aumento do tamanho das particulas produza
um aumento no tempo de devolatilizacao, para o leito
fluidizado existe um tamanho minimo para o qual a
biomassa ainda apresenta uma boa mistura com o leito.

Com particulas finas, como serragem e bagaco de
cana, um leito fluidizado borbulhante provavelmente
nao sera satisfatorio como gaseificador ou combustor ,
contudo € provavel que um leito fluidizado recirculante
seja uma solucao.




Verificou-se que alguns pontos (tempo de devolati-
lizacdo da serragem de peroba rosa a 1000°C em leito
fixo maior que os tempos para 600°C e 800°C nio seguem
o comportamento esperado. Este efeito deve-se provavel-
mente a inadequacao do método para temperaturas altas
(1000°C), quando o erro inerente se torna significativo.
Tal fato nos motiva a dar continuidade a pesquisa
utilizando como complemento ao método de observacao
visual a andlise continua dos gases liberados no proces
so.

REFERENCIAS

[1] Peel, R.B.; Sanchez, C.G.; Santos, F.J.,
"Fluidised Bed Combustion and Gasification of
Biomass", 5th European Conference Biomass for

Energy and Industry, Lisboa, Portugal, 198Y.

[2] Santes, F.J., "Combustao Fluidizada de Carvio
Mineral e Combustiveis Vegetais", Tese de
Mestrado, FEC, UNICAMP, Campinas-SP, 1981.

[3] Stubingtom, J.F., "The Role of Coal Volatiles in
Fluidised Bed Combustion", J. Inst. Energy, 1980 ,
53, 191-195.

[4] Pillai, K.K., "The Influence of Coal Type on the
Devolatilisation and Combustion in Fluidised
Beds", J. Inst. Energy, 1981, 54, 142-150.

[5] Botteril, J.S5.M., "Fluidised Bed Heat Transfer,
Academic Press, 1975.

[6] Kreith F., "Principios da Transmissao de Calor",
32 edicao, 1977, Ed. Edgar Blucher.

[7] Ekineci, E.; Yalkin, G.; Atakul, H.; Erdem-Senata
lar, A., "The Combustion of Volatiles from Some
Turkish Coals in a Fluldised Bed", J.Inst.Energy,
1988, 155, 189-191,

SUMMARY

Devolatilization time of biomass is studied in
this work. In a Laboratory Scale Fluidised Bed and in
a Tubular Furnace, samples of eucaliptus, peroba and
bagasse were burned. Experiments were carried out at
bed temperatures of 400, 600, 800 and 1000°cC, using
samples of the range of: <0,7mm, 5mm, 10mm and 2Z0mm.
Volatile matter burnout times were determined by
visual observation.
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RESUMEN

Un pequenio horno de parrilla inclinada escalonada tipo IRRI que combustiona cas-—
carilla de arroz para usarse en un secador de arroz fue probado con tiro natural a in-
clinaciones de parrilla de 45° y 50° con la ci@mara de combustion desnuda y aislada.

Los mejores resultados en términos de intensidad de combustidn (282000 W/m3) y eficien-

cia del sistema (40%).
probd con tire inducido para 45°% 50°.

Se obtuvieron con la cémara aislada y 50°.

Luego el horno se

La intensidad promedio de combustidn fue de

314000 W/m3 y la eficiencia del sistema llegd a ser hasta del 45%.

INTRODUCCION

En Ecuador, como la mayoria de los paises produc-
tores de arroz se dispone del recurso cascarilla de
arroz en cantidades abundantes en la época de cosecha,
este desecho agricola existente en el pals representa
un potencial de 137000 barriles equivalentes de petrd-
leo [l].

El Centro de Investigacidn Experimental en Tecno-
logia Energética (CETE) de la ESPOL se encuentra desa-
rrollando un programa de investigacidn para el aprove-
chamiento de la cascarilla de arroz mediante varias tec
nologias [2] Como parte de este trabajo se realizd la
evaluacion experimental de un horno que usa cascarilla
de arroz como combustible para el secado de arroz en
cascara.

El horno se construyd a partir de un modelo desa-
rrollado en el IRRI [3] adecuado para las necesidades
de pequenos agricultores. El equipo evaluado es un hor
no de parrilla inclinada escalonada con una capacidad -
nominal de 21 KW con un consumo de cascarilla de
6 Kg/hr para calentar 2400 cfm (1.13 m3/seg) de aire de
29°C y 85% de humedad relativa hasta 44 + 4°C para se-
car 1144 Kg de arroz en cdscara. El horno se probd cam
biando su configuracién realizdndose pruebas con el hor
no sin aislamiento con tiro natural, con el horno aislg
do con tiro natural y con el horno aislado funcionando
con tiro inducido. Las inclinaciones de la parrilla
usadas fueron de 45° y 50° para cada arreglo.

DESCRIPCION DEL HORNO

El horno se construydé a partir de 2 tanques para
suministro de aceite de 55 galones conectados entre si
por un ducto pequefio (Fig. 1). En el primer tanque se
situa la parrilla inclinada escalonada para la combus-
tién y la tolva de alimentacién de cascarilla; el segun
do tanque actua como un filtro de cenizas o de gases; B
sobre este se encuentra ubicada la chimenea y en su in-
terior se encuentran situados 2 deflectores y una com-
puerta cuya funcidn es la de regular la salida de los
gases producto de la combustidn.

La parrilla se construyd de manera tal que permi-
te variar tanto el dngulo de inclinacidn de la parrilla
con respecto a la horizontal (piso) como el dngulo de
sus escalones, con la finalidad de permitir encontrar
el dngulo Optimo para la combustidn de la cascarilla de
arroz.

El volumen de la c@mara de combustidn para el hor
no sin aislamiento con la parrilla a 45° de inclinacidn
es de 0.1705 m3; en tanto que el volumen con una incli-
nacién de parrilla de 50° es de 0.1662 m3. El aislante
interior produce otro cambio en el volumen de la cadmara
cuando el hogar estd revestido y la parrilla tiene una

inclinacidn de 45° el volumen de la cdmara es de
0.1076 m3, con 50° el volumen es de 0.1046 m3.

CHIMENEA
DEFLECTORES
“COMPUERTA

ZL——-HUEH
VENTILADOR
CENTRIFUGD

Fig. | Horno operando con tiro inducido.

El ventilador utilizado es centrifugo con impulsor
simple de aletas radiales con rotacidn contra el sentido
de las manecillas del reloj, descarga horizontal baja,
boca Gnica, accionado por correa, con el rodete en vola-
dizo apoyado por 2 cojinetes y acoplado a un motor de
1.5 KW, el ventilador gira a 1030 EPM entregando un flu-
jo de aire de 2258 cfm (1.07 m3fseg) a una temperatura
de 44 + 4°C contra una presidn estdtica de 15.4 mm de
agua que es la caida de presidn estimada que producirian
los 1030 Kg de arroz en cascara (capacidad estimada) con
una altura de camada de 0.27 metros.

PRUEBAS EXPERIMENTALES

El horno se probd con diferentes configuraciones
a saber: el lLorno desnudo (sin aislamiento) operando
con tiro natural, el horno aislado operando con tiro na-
tural, el horno aislado operando con tiro inducido; la



inclinacion de parrilla se varié de 45° a 50° para ca-
da configuracidn.

Para las pruebas experimentales del horno con ti-
ro natural, la compuerta de regulacién del flujo de ga-
ses al ventilador ubicada en el filtro de gases,debera
permanecer totalmente cerrada y para asegurar que no
hayan filtraciones de aire o que gases escapen a través
de éste, se selld esta seccidn del filtro de gases.
Para las pruebas del horno con tiro inducido el proceso
comienza con la compuerta cerrada hasta que el horno es
té complementamente encendido y no haya presencia de .
humos visibles en la chimenea, entonces se abre la com-
puerta permitiendo que el ventilador succione los gases
producto de la combustidn y el aire que se calienta en
los alrededores del filtro de gases.

Se determind las temperaturas de combustidn de la
cama de cascarilla de arroz, las temperaturas de los
gases que salen de la cémara de combustidn, de los ga-
ses que escapan por la chimenea, de los gases que van
a través del ventilador a la cdmara de secado (para el
horno con tiro inducido)y las temperaturas de las pare-
des del hogar (del lado interior y exterior cuando el
horno estd aislado). Se determind ademids la composi-
cidon de los gases producto de la combustidn de la casca
rilla y los flujos mdsicos: de los gases que escapan
por la chimenea, de los gases que salen de la cdmara de
combustién y de los gases que salen hacia el ventilador.

En la cama de cascarilla de arroz se instalaron
tres termocuplas: una en la parte superior (Tecl), una
en la parte media (Tc2) y otra en la parte inferior de
la parrilla (Tc3).

A la salida del hogar se instald una termocupla
(Tsh), en el ducto de unidn entre el hogar vy el filtro
de gases y otra en la chimenea (Tch) (Fig. 2).

Teh

ya
pe:

.

Fig. 2 Horno operando con tiro natural.

La medicidn de la velocidad de los gases producto
de la combustidn se realizé en la chimenea.

La composicidn de los gases provenientes de la
camara de combustidn se determina por medio del anidli-
sis de Orsat.

En la pared del horno del lado exterior e inte-
rior se instalarcn termocuplas para el caso del horno
revestido.

Para el caso del horno revestido funcionando con
tiro inducido se instald una termocupla a la altura de
la compuerta reguladora de temperatura en el filtro de
gases (Tgv) y otra a la descarga del ventilador, ademids
se acopld la descarga del ventilador a un banco de prue
bas con el objeto de medir las velocidades de descarga
y simular la caida de presidn que originan los 1030 Kg
de arroz en cascara,

Balance Energético del Horno con Tire Natural. Ha
ciendo el balance energético del horno con tiro natural
se obtiene:

EQC = EFT + EAP + PT + IC (1)

en donde,

EQC, es la energia quimica del combustible (W) vy
se define: como el producto entre el poder calorifico
inferior en base himeda (J/Kg) v el [lujo misico de com-
bustible (Kg/seg) (cascarilla de arroz).

EQC = (PCI)b.h. % Mcomb. (23

EFT, es la energia entregada al fluido de trabajo
y se define como el producto entre el flujo misico de
los gases que salen del hogar (Kg/sep) por el calor espe
cifico de los gases (J/Kg°K) v por la diferencia entre
la temperatura de los gases a la salida del hogar y la
temperatura ambiente.

EFT = Mg x Cp x (Tsh - Ta) (3)

EAP, es el cambio en la energia acumulada en las
paredes vy se define como el producto entre la masa del
aislamiento (Kg) por el calor especifico de este mate-
rial (J/Kg°K) por la diferencia entre la temperatura pro
medio posterior ( en el tiempo) y la temperatura prome-
dio anterior (en el tiempo) de las paredes para el tiem-
po (seg) del periodo.

Cuando el horno no estd revestido vy sus paredes
son metdlicas de un espesor pequeno la energia acumulada
en éstas se considera nula .

PT, las pérdidas térmicas son aquellas que sufre
el horno debido a la conveccidn y radiacidn por las pare
des del horno y las pérdidas de calor por aberturas en
el hogar; las pérdidas se calculan como Blum [4].

IC, es la ineficiencia de combustidn que la consti
tuyen: los residuos de carbén-silice, debido a que la
forma del 6xido de silice se mantiene invariable antes y
después de la reaccidn quimica reteniendo el carbono en
la estructura de sTlice; carbdn fijo que no se libera en
el proceso de combustion; el material volidtil que abando
na el hogar sin combustionarse y al mondxido de carbono
producido por una combustidn incompleta.

La eficiencia de combustidn (Nc) se define como la
diferencia de la ineficiencia de combustién respecto a
la unidad.

Ne = (1 - IC) x 100 (%) (4}

La eficiencia térmica del sistema (Ns) se define
como la energia entregada al fluido de trabajo para la
energia quimica del combustible.

EFT
—==x 100
EOC

Ns = %) (5)

Balance Energético del Horno con Tiro Inducido.
Haciendo el balance energético del horno con tiro induci
do se obtiene:

EQC = EFT + EAP + CSC + PT + IC (6)

donde,

EFT, es la energia entregada al fluido de trabajo
(W) y se define como el producto entre el flujo masico
de gases que salen hacia el ventilador (Kg/seg) por el
calor especifico de los gases (J/Kg°K) y por la diferen-
cia entre la temperatura de los gases al ventilador y la
temperatura ambiente.



EFT = Mgv x Cp x (Tgv — Ta) (7)

€56, es el calor sensible de los pases que esca-
pan por la chimenea (W) y se defline como el producto
entre el flujo midsico de gases que escapan por la chi-
menea (Kg/scp) por el calor especifico (J/Kg°K) de es-
tos gases y por la diferencia entre la temperatura de
los gases en la chimenea (°K) vy la temperatura ambiente

(°K).

CSG = Mgeh x Cp x (Teh - Ta) (8)

El resto de miembros de la ipualdad 6 conservan
las definiciones dadas en el balance energético del hor
no con tiro natural.

RESULTADOS

Se decidid realizar balances instantineos en base
a las pruebas preliminares realizadas las cuales permi-
tieron predecir un horno operando bajo condiciones de
estado transiente,

Los balances de energia se realizan cada 15 minu-
tos v un total de nueve baliances por prueba.

El peder calorifico determinado experimentalmente
es de 3393 Cal/gr [5] por consiguiente el poder calori-
fico inferior en base himeda es igual a 12.1 MJ/Kg.

La prueba del horne sin aislamiento operando con
tiro natural y la parrilla inclinada a 45° presenta una
eficiencia de combustidn promedio de 51% y una eficien-
cia promedio del sistema del 18%, una intensidad de com
bustidn promedio de 69300 W/m3 y una potencia nominal
de 11.8 KW.

La prueba del horno sin aislamiento operando con
tiro natural y la parrilla inclinada a 50° presenta efi
ciencias promedio de cowmbustidn y del sistema de 53% y—
28%, una intensidad de combustidn promedio de 865000
W/m3 y una potencia nominal de 14.4 KW.

La prueba del horno aislado operando ¢on tiro na-
tural vy con la parrilla inclinada a 45° presenta una
eficiencia de combustién promedic de 53% y una eficien-
promedio del sistema del 39%, una intensidad de combus-
tién promedio de 222500 W/m3 y una potencia nominal de
23.9 KW,

La prueba del horno aislado operando con tiro na-
tural y con la parrilla inclinada a 50° presenta efi-
ciencias promedio de combustidn y del sistema de 61% y
39% respectivamente, una intensidad de combustién prome
dio de 282300 w1m3 ¥y una potencia nominal de 29.5 KW. =

lLa prueba del horno aislado operando con tiro in-
ducido y con la parrilla inclinada a 45° presenta una
e¢ficiencia de combustidn promedio de 72% y una eficien-—
cia promedio del sistema del 38%, una intensidad de com
bustién promedio de 313900 W/m3 y una potencia nominal
de 33.8 KW v excesos de aire entre 270% y 450%Z. E1
aire de secado para esta prucba tiene una temperatura
promedio de 46°C y una humedad relativa de 387%.

La prueba del horno aislado operande con tiro in-
ducido y con la parrilla inclinada a 50° presenta las
eficiencias promedio de combustién y del sistema de 51%
y 29% respectivamente, con una intensidad de combustién
promedio de 329300 W/m3, una potencia nominal de 34.5
KW y excesos de aire entre 100% y 250%. El aire de se-
cado para esta prueba tiene una temperatura promedio de
45°C v una humedad relativa del 40%.

En las figuras 3 y 4 se muestran la variacion de
las eficiencias de combustidn y del sistema en el tiem-
po de duracidn de las pruebas para la operacidn del hor
no con tiro natural sin aislamiento con la parrilla in—
clinada a 50° y para la operacién del horno aislado con
tiro natural con la parrilla inclinada a 50°.
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Fig. 3 Horno aislado operando con tiro natural (50°).
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Fig. 4 Horno sin aislamiento operando con tirce natural
(50°).

ANALTSIS DE RESULTADOS Y CONCLUSIONES

De los resultados de las pruebas del horno operan-
do con tiro natural con v sin aislamiento se puede sena-
lar que la eficiencia de combustién y la eficiencia del
sistema es mayor cuando el horne opera con una inclina-
cién de 50°.

Se puede notar que las eficiencias alcanzadas por
el horno aislado son mayores que las eficlencias alcan-
zadas por el horno sin aislamiento esto se debe a la
inercia térmica de las paredes las cuales ceden en forma
de calor la energia en ellas acumuladas al producirse
una mala alimentacifn de cascarilla o alglin desperfecto
en la operacidén de éste manteniendo de esta forma las
condiciones térmicas adecuadas para la combustidn de la
cascarilla de arroz. El efecto de las paredes puede
visualizarse fdcilmente si se analiza las figuras 3 y 4
se nota que en la figura 4 la curva que representa la
eficiencia del sistema tiende a seguir a la curva de la
eficiencia de combustién 1o cual no se produce cuando
el horno estd aislado como se aprecia en la figura 3.

De las pruebas del horno operando con tiro induci-
do se nota que la eficiencia de combustidn y la eficien-
cia del sistema es mayor cuando el horno opera con una
inclinacién de parrilla de 45°. Se explica esto ya que
cuande la parrilla tiene una inclinacidn de 50° la com-—
puerta de regulacidn de temperatura es colocada en po-
gicidn de restringir la salida de gases del horno debi-
do a los requerimientos mismos del aire de secado, pro-
vocando de esta manera un menor flujo de aire a través
de la camada de cascarilla.

Las condiciones del aire para el secado de arroz



en cidscara obtenidas en las pruebas son las adecuadas.

La operacidn practica del horno esto es funcionan
do con tiro inducido debe realizarse con la parrilla
inclinada a 45° a no ser que la cascarilla de arroz
presente condiciones de humedad un tanto mayores que
las usuales en cuyo caso la inclinacidn de parrilla re-
comendable es la de 50°.
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ABSTRACT

An inclined stepped grate furnace for rice husk
burning, to be used in a small paddy dryer was built
and tested. The furnace, of IRRI design, was construc—
ted out of two 55 gallon oil drums connected by a short
metallic duct. The first drum acts as the combustion
chamber and the second as an ash settling chamber. The
system has a fuel hopper, a short chimney and a
centrifugal fan thas is intended to draw the combustion
air trough the fuel bed and to mix the jroduct gases
with ambient air to obtain the right conditions for
paddy drying.

The furnace was tested under natural draft combus
tion conditioms for 45° and 50° grate angle, with the -
combustion chamber first naked and then insulated. The
best results in terms of combustion intensity (28200
W/m3), and system efficiency (40%) were obtained with
the insulated combustion chamber 50° grate angle. The
furnace was then tested with the fan under induced
draft combustion conditions for both 45° and 50° grate
angle simulating a 30 cm thick paddy bed. The
combustion intensity went up to 314000 wfm3 and the
system efficiency up to 45%. The drying air conditions
obtained out of the fan were within those required for
paddy drying.
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STUDY ON THE BURNING UP OF RICE HUSK

Wei-jia Lu , Ji-he Xu
Deparment of Power Engineering, Southeast University
Nanjing , Jiangsu , China

UMMARY

This paper presents the results from combustion of rice husk.
Experiments are carried out in a tubular electric furnace with a
photoelectric analytical balance. A biomicroscope is used to examine the
surface structures of the rice husk and the char. A variety of influences
are analynised on the burning up of rice husk. Experiments show that in
the manner of traditional combustion, the burning up of rice husk would
be infinite., A method of multi-grade pyrolysis is recommend.

INTRODUCTION
Rice husk, a renewable biomass 2
resource, is abundan! in many rice-planting 3
areas of the world. Therefore, the combustion
or dgasilication of rice husk is a promising
way for providing a supplement to the energy > o
requirement in 1these countries, especially . L]
developing countries. Nevertheless, judging . .
from the operations of the existing boilers & 2
and gasifiers using rice husk as feed stock, I K i
the energy efficiency is not satisfactory,
mainly because the carbon content in the rice | A . 4—
husk ash 1is generally more than 30%, some . -
even 40-50%. In other words, about 1/4-1/3 . 0
chemical energy of rice husk couldn't be
released.some technical improvings couldn't Fig.1 Thermogravimetric Analysis System
change the situation either. Experiments show
that the structure, phsical and chamical I--tubalar «lectric fornace
features of rice husk itself are primary o

- . 2--photoelectric analytical balance
factors preventing further combustion, or

burning up of the remaining material.
The main purpose of this work 1is to i--temperature controller

investigate the conditions controlling the

burning up of rice husk, so as to improve the

J--digital vollmeter

efficiency of combustion or gasification, s L T Y ’ Y X
However,very little information is available o--run 2, ! from 0 to ano %
on the combustion characteristics of rice = . os Koty Th pEnEland SIEEHAS
husk. Therefore, the information of this o P~ ! § RSt ey
paper should be useful for further study on e |
the combustion mechanism of rice husk and &3 of
design of high-efficiency egquipment utilizing =
rice husk as feed material. =s o7t i
I
COMBUSTION CHARACTERISTICS OF RICE HUSK TT
£ os
Experimental System. Experiments are @
made in a fixed bed reactor adopting unsteady 04t
thermogravimetry, which is a tubular eletric e
furnace with inner diameter of 150 mm, depth ®  o3fs °
400 mm. The reations occur in a constant ° %
temperature zone which is 260 mm from the E s, .
top, 40 mm from the bottom. Rice husk is put g o2 42 - a a e o @
on a ceramic plate hanging on one side of the
photoelectric analytical balance. The weight alt
loss of rice husk is offset with weights. The
Lthermogravimetric analysis system is shown in " . " " X . . P
figure 1. o /00 200 30C 40 S0 600 Teo 800 Q0 t(°C)
Result and Analyses.thermogravimetric 5 10 1520 25 30 35 40 45 Timin)
experiments indicate that the initial
Pig.2 Tuflaense of Temperatares o whelight Loss
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Fig.3 Influence of Temperatures on Weight Loss-Retention Time

TABLE

1

(RUN 16)

temperature {implying heating rate) has a

striking influence on the burning up process
of rice husk. Faperimental results are shown
in figure 2 and 3. Ohviously, the higher the
initial temperature, the faster the
combustion rate at the beginning, whereas the
longer the burning up time. Tf the initial
temperatare is excessively high, the process
of burning up would be infinite. The figure 2
<hows that if temperature goes up slowly, the
weight  loss in 40 min is more than that at
constant temperature RH0 C {(Lhe colour of ash
of ran 2 being miuch whiter, «“now-1like), even
though the initial combustion rate is quite
low. The figure 3 also shows that the higher
the inilinl emperature, the faster the
initial combustions rate, but in the given
scape of temperature the influence of initial

temperature on the average combustion rate is
Aalmost the same. The weight loszes at various
femperatures in 3 min have nearlsy no
difference,
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Multi-grade Pyrolyses. According to run
25 pyrolysis reactions occur at low
temperatures. But, how fast do the various
components of rice husk react at different
temperatures? [t is necessary for cutting
short the burning up time to answer this
question. The information in table 1
satisfactorily solves this problem. The data
show that there is a peak of weight loss at
near 100 C, and correspondingly, the water
should seperate out) there is the higheat
peak between 300-400 C, and correspondingly,

volatiles should separate out and burn up,
and meanwhile, the fixed carbon goes into
combust lon at temperature near 400 C; the
fixed carbon  speeds up to burn  up at

temperature above 500 .
Figure 4 shows the experimental results

in terms of the analyses of table b v
Experiments indicate that the total
combustion process only takes 21 min if
pyrolysis reactions take place at 100 C, 300-

100 ¢ and 550 C over respectively.
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SURFACE STRUCTURES OF

Evident 1y, the combustion
chiaracteristics of rice husk is different
Frem most other combust ibales. The analyses
ot the elemental compoexition of rice husk and
Lhe asl indicate that the high ash content

el the pacticalarly  high silica content of
e ash make  rice  husl comparatively

diflficult to bhurn. Figure §H to 11 show the
wicrographs  (directly visual) of rice husk
vtn] the ash,

Figure 5 is the outer surface of rice
husk. The granular structure regularly
1rranges like ear of maize. Figure 6 is the
inner surface of rice husk. The structure
luoks like fibriform.

Figure 7 is from run 2. Combustibles
complelely  burn up  and  look like Elass
becanse of higher temperature in the later
period of burning up.

Figure 8 and 9 are micrographs of ash,

Fig.6 Inner Surface of Rice Husk

Fig.7 Outer Surface of Ash (Run 2)

Fig. 8 Omter Surface of Ash (Containing

4 Big Carbon content)
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both looking black. The former shows the
outer surface and the later inner surface.
The silica and potassium oxide form a liguid
phase that fuses on the surface of the char
particle because the initial temperature is
excessively high, 850 C.

Figure 10 is the result of good
performee run 31. The ash looks sparkling and
crystal -clear.,

Figure 11 is from run 13. The initial
temperature is a little high and the surface
is somewhat fused. The colour is greyish.

The comparisons of the initial
temperature and heating rate influences on
t he burning up indicate that the lower
initianl Lemperature is suitable for the

combustion and because the infl uence of the
moderate final temperatures on the burning up
arec  almost Lhe same, in order to avoid
surfave fusion which will result in low
energy efficiency , 4 excessively high
temperature is unnecessary.

Toe obtain higher energy efficiency and
reduce the sizes of the boilers or gasifiers,
Lhe burning up  shonld bhe intensified.
Therefor, a mullbi-grade pyrolysis s A
valuable choice.
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SUMMARY

Ain-acethefene §fame has been studied by Laser Light probe,

The defection of

the unscattered Light provides information on the distribution of particufates along
the flame and applicafion of efectrnic fiefd gives funthen insight to the steps in its

formation process.

I. INTRODUGAO

E crescente o interesse despertado pelo crescimen
to de particulados em chamas de hidrocarbonetos, tais
como fuligem, grafite e dlamente.1 0 processo de forma-
qao de tais particulados é bastante complexo e & consi
derado constituir-se das seguintes fases: [ormaqao dos
precursores, nutleagao coagulagao e superf1c1c de cres
cimento e aglomcragao 0s precursores sao especies al
tamente reativas, gque provocam muito rapidamente, a fur
magao de moléculas pesadas, dando origem a nucleacao,
cujo produto final & uma tormdgao cristalina. A colisao
entre estes pequenos cristais formam a coagulagac e em
poucos milisepundos se aglomeram.

0 estudo experimental desse processo dinamico exi
ge a aplicagao de técnicas e de instrumentagao nem sem-
pre disponivel facilmente. Neste trabalho empregamos uma
montagem simples, de facil acesso a qualquer laboraté-
rio, que permite extrair 1nf0rmagoe& sobre paldmelros

que caracterizam uma chama. Nessa montagem a ponta  de
prova nao intromissiva e um feixe de luz de laser e a
técnica € a do espalhamento de luz. A detegao da luz

espalhada, em geral fraca e em todas as diregoes, forne
ce informagoes sobre a molécula ou particula espalhan-

te. F a geumetria mais frequente. Por outro lado, a
deteqao da luz nao espalhada se concentra somente na
dlroqao da luz incidente e fornece 1ntormag0€a sobre o

comportamento do conjunto das particulas espalhantes.
Neste caso o arranjo experimental & mais simples e o re
sultado e o do efeito coletivo das perIculas espalhan-
tes. Outra vantagem dessa geometria e a possibilidade
de aumentar as informagoes com a aplicagao de campo ele
trico, com o objetivo de analisar o papel daos Tons mole
culares e formagao de particulados na chama.

IT. MONTAGEM EXPERIMENTAL

Para que tivessemos maior num¢10 de espalhadores
no caminho da radlagao laser, construimos um queimador
que fornece uma chama estreita (~5mm) mas larpa (-=70mm).
A montagem permite varredura da chama em seu eixo-z ,
posto na vertical, pela radiagao laser incidinde pelo
eixo-x horizontal.

ELF TROMETRO

Lado a lado da chama localizamos os eletrodes en-
tre os quals, longltudlnalmente a eles, foi feito passar
a radiagao laser. Apos cruzar a chama a radlaqao incide
em um foto-diodo e a corrente, i, deste e medida. 0
arranjo destes componentes & mostrado na figura L.

III. CONSIDERAGOES GERAIS. RESULTADOS

0 processo_de formagao de particulados ocorre nu-
ma condigac de nao equilibrio. Assim a formagao de pre-
cursores estd associada a geragao de muitas espécies ins
taveis na chama, como Ions e radicais.

_ A apllcagac de campos elLLrICDS na regiao de for
magao de Ions em chamas, ideia ja preccnlzada por
Weinberg no estudo da formagao de fullgem,3 podem forne
cer diretrizes para o estudo da formagao de particulados
em geral.

A fig. 2 mostra a intensidade da luz nao-espalhada
em funcao da distancia ao longo da chama a partir da bo-
ca do queimador. Nessa figura uma inclinagao negativa da
curva significa um aumento na densidade dos espalhadores
e uma inclinacao positiva uma diminuicao. Para a curva
obtida sem apllcagac de campos elétricos, observa-se que,
na regiao adjacente a boca do queimador, ha um aumento
rapido de espalhadores que identificamos como um proces-
so de nucleacao com a formagao de particulas da ordem do
comprimento de onda da luz do_Laser de He-Ne (0,633u) a
partir de moléculas Cu]a secgao de chogue & muito menor
do que particulas micrométricas. O patamar na parte infe
rior da curva indica uma saturagio no processo de nuclea
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¢ao. Em seguida apresenta uma inclinagao positiva mos-
trando uma diminuigao da densidade por algum processo
de aglomeracao formande particulados maiores a partir .|

de um grande nimero de particulados nucleados. Este pro

cesso atinge uma_satuagao.

A apllcagao de campo elétrico na chama tem um
efeito express1vo na densidade das particulas ao longo
do feixe. O maior numero _de partlculas carregadas encon
tra-se na reg1ao logo apos a nucleagao das moleculas e
a remogao dessas particulas carregadas no <aminho do

feixe de luz torna a chama mais transparente a luz inci

dente. Interpretamos a aparente aumento de parEiculadcs
espalhantes na regiao do processo de aglomeragao como
resultado da fragmentagao das particulados aglomerados

devido ao choque de particulas carregadas aceleradas pe

lo campo eletrico externo.
IV. CONCLUSAD

0 arranjo experimental 'deste trabalho para estu-
do da chama por espalhamento de luz laser, & de monta-
gem simples e nao intromissivo. Pode-se analizar a cha-
ma percorrendo—a em toda a sua extensao, com possibili-
dade de se estudar diagnostico de combustdo e velocida-
de de queima do combustivel.

Nos resultados exibidos, vemos que o uso simulta
neo de campos elétricos e espalhamento de luz laser &
um metodo complementar para o estudo de particulados em
seus diversos estagios de formagao.

A analise das curvas da Fig. 2 indica que o espa
lhamento de luz fornece o perfil de todo o processo que
ocorre na chama, sem contudo detalhar os mecanismos mi-
croscopicos. Acreditamos que com mais dlguns dados expe
rlmentals complementares tais como intensidade da luz
em fungao da densidade da dimensao do particulado es-
palhante podemﬂs refazer a analise da curva em termos
quantltatlvos, com possibilidade de extrair taxas de
formagao de nucleos e aglomerados, determlnaqao de ve-
locidade de reagao, etc.
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SUMMARY

The Optogalvanic Effect was used o study a contrholled concentration of an Lonic
atomic system cneated in an ain-acetylene §fame. The sodiun {on was observed, the shape
and position of the electrodes analysed, and the best way to excite the species and the

Lasen powen were characternised.

INTRODUCTION

As it is well known!, a flame involves a large
number of simultaneous reactions occuring among stable
reactant atoms, ions and free radicals. This complicated
system has transport processes involving spatially
propagating chemical reactions with large temperature
and concentration gradients. The objective of this work
was the creation of a controlled ionic atomic system in
the flame and to observe how it behaves under certain
conditions of atmospheric pressure and temperature
gradient. The Optogalvanic Effect? is a very convenient
technique for this purpose because it is very sensitive
and not intromissive. It essentially consists in
recording the change of a current through the flame
between two electrodes subject to a constant voltage.
This change of current is observed when the flame is
irradiated by laser whose wavelenght coincides with an
absorption line of the species under observation.

The scheme employed for a given species will
depend on the energy level structure and ionization
potential of that species. A major portion of the energy
required to ionize the species is provided by photons
from laser radiation, and the final ionization step is
collisional.

In this paper we use the sodium ion in the flame
of acetylene/air.

EXPERIMENTAL SET-UP

Our experimental set-up is shown in Figure 1. It
consists essentially of a tunable dye laser, with power
of 15 mW and 50 mW, operating in the range of wavelenght
from 565 to 660 nm as the light source, with the beam
directed into an air-acetylene flame, which is
maintained at atmospheric pressure in a 10 cm slot
single burner. The atom of sodium comes from a water
solution that contains the sodium chloride
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aspirated into the flame. We used a pair of 1 mm diameter
thoriated tungsten welding rods placed parallel and 10 mm
above the slot and in the two cases are considered,
respectively 9 and 12 mm apart. The position of the
laser beam is between the rods well above the reaction
zone of the flame. The pulsed current induced by the
chopped laser was detected by a phase-sensitive detector
and connected to a chart recorder. The burner is
typically equiped with a pneumatic atomizer which draws
the sample solution from a beaker, and introduces an
aerosol of small droplets inte the flame. Droplet
evaporation is completed within millimeters of the flame
reaction zome, rendering a portion of the analyte
species from the sample in the free atomic state.

EXPERIMENTAL RESULTS AND DISCUSSIONS

Samples were prepared by dissolving sodium
chloride in distilled water in several concentrations
between 0.001 and 10.0 mg/l. The optogalvanic signals
were obtained with this solution sprayed in the air-
acetylene flame, with sodium doublet excited by a dye-
laser.

Preliminary studies were made by reading the
current in the electrometer without application of the
laser.
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Figure 2 shows the current against the voltage
applied to the thoriated tungsten electrodes separated
by 9 mm, for concentrations of 0.5, 1.0, 2.0 and 4.0
mg/l. The figure also shows the current for the
distilled water only. A linear behaviour of the curves
is shown at low concentration. The curves suggest also
saturations for high concentrations.
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Figure 3 shows the effect of the two different
separations of the electrodes for 2.0 mg/l concentration.
The effect of the electrode shape on the current
measured by the electrometer for the same concentration,
is shown in Figure 4.
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+ The optogalvanic signals are very sensitive to the
distribution and intensity of the electric field between
the electrodes.

The strongest optogalvanic signal of the sodium
atom was observed at the region about 10 mm above the
burner head under our experimental condition.

The large absorption of the sodium line 58904
relative to the 5890A line shows up in the difference
between the optogalvanic signals in Figure 5 for several
concentrations.
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CONCLUSION

This work exhibit the very high sensitivity of the
Optogalvanic Spectroscopic technique. It is a powerful
tool to study solutions of very low concentration and
seems to be a very concenient way to determine the
temperature of the flame without disturbing the system.
Further investigations along this line are going on.

Finally, we believe that this technique allows to
follow the presence and role of few species in the
chemical reactions occuring in a flame.
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SUMARID

No presente trabalho € desenvolvida uma avaliag3o da influéncia da troca de ca-

lor e do fator de atrito do duto de descarga no processo de turboalimentaglo

pulsan

te, de um motor de combustdo interna a dlcool, com base na simulagdo numérica do esco
amento no sistema de exaustd3o. Faz-se, também, uma andlise da influéncia da temperatu
ra inicial do duto de descarga no processo de turboalimentagl8o estudado.

INTROOUGAOD

A simulagdo numérica de problemas de mecdrnica dos
fluidos e transferéncia de calor no interior de motores
de combustdo interna veio proporcionar a melhor compren
s3oc dos fendmenos fisicos que ocarrem neste tipo de mé-
quina térmica, bem como agilizar andlises que visam a
otimizag8o de sub-sistemas tais como a cédmara de combus
tdo, a injegdo direta de combustivel e o sistema de du-
tos de exaustd3o e admissdo.

Dentre os problemas acima citados, o escoamento
no interior dos dutos de admiss#o e descarga € particu-
larmente interessante devido & influéncia da forma geo-
métrica dos dutos na perda de energia ao longo do esco-
amento cda mistura ar-compustivel e dos gases de combus-
tdo, nos dutos de admissdo e descarga respectivamente.
A formulagd3o matemdtica geralmente wtilizada neste tipo
de problema tem o enfogue de escoamento uni-dimensio-
nal, n3c permanente, o qual recai em um sistema hiperbd
lico n3o-linear de equacfes diferenciais parciais de
primeira ordem. A solugdo numérica de tais equagBes é
feita usualmente com base no método de caracteristicas,
com uma excelente concorddncia entre os resultados numé
ricos e experimentais os quais podem ser resumidos por
Benson { 1] .

Em motores turboalimentados a andlise de tais es-
coamentos ainda & mais importante devido ao aproveita-
mento da energia de pressdo disponivel no cilindro, a
qual é transferida através dos gases de exaustdo para a
turbina e portanto influenciando na eficiéncia térmica
do motor. Os pulsos de pressdo gerados no ciclo de e-
xaustdo do motor com a abertura da védlvula de escape,
devem ser transmitidos até a turbina, de tal forma que
as perdas no escoamento sejam minimas. Os pardmetros
que amortecem o pulso de pressd3o e portanto reduzem a

energia disponivel na turbina, est3o relacionados cam
as caracteristicas ndo-homentrdpicas do escoamento, ou
seja, devido as perdas causadas pelo atrito, devido a
forma do duto e ainda devido ao calor dissipado.

Quanto & forma e ao atrito alguns trabalhos tem
sido publicados visando uma otimizag3o nos sistemas de
dutos de exaustdo, minimizando as perdas devido a jun-

gfes e a rugosidade do duto[2),[3].
Com a utilizagdo do dlcool como combustivel em mo

tores de combust3o Interna do cicleo Otto, torna-se in-
teressante e guase que necessdrio o pré-aguecimento da
mistura ar-combustivel antes da admissd3o na cémara de

combustdo, para que uma completa vaporizagdo do combus-
tivel e um ligeiro pré-aquecimento da mistura, propor-
cionem um melhor rendimento de gueima no ciclo de com-
bustdo. 0 calor para este pré-aguecimento estaria dispo
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nivel portanto nos gases de descarga. Em alguns moto-
res, devido a detalhes puramente construtivos, torna-se
prdtico & mais barato gque a regeneracdo seja felta reti
rando-se calor do escoamento dos gases de exaustdo en-
tre o cilindro e a turbina, influenciando portanto na
energia total disponivel na turbina.

Loga, neste trabalho, des=ja-se observar a par-
tir da solugdo numérica do problema, a sensibilidade
do escoamento do duto de descarga a variagfes do fator
de atrito e transferéncia de calor mostrando a influén
cia destes par8metros na turboalimentag8o pulsante de
motores utilizando dlcool como combustivel

FORMULACAD

Seja o duto de exaustdo de um motor mono-cilindri
co, guatro tempos, ciclo Otto, como mostra a Figura 1.
Ng final do duto é acoplada uma turbina a gual ligada a
um compressor, superalimentard o motor.
Deseja-se simular numericamente o escoamento no
durante e apds a abertura da vdlvula de escape, a
todo

‘/-TURBi NA
€

duto,
nalisando a energia disponivel na turbina durante
o ciclo.

VALVULA

CILINDRO ~————0609m |
Figura 1 - Escoamento no duto de exaustdo. Vdlvula no

cabegote, duto de descarga e turbina de im
pulso.

Considerando o escoamento de um gés perfeito,uni-
dimensional, transiente e n#o-homentrdpico, tem-se:

Equagdies da Continuidade
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Figure 3 shows the effect of the two different
separations of the electrodes for 2.0 mg/l concentration.
The effect of the electrode shape on the current
measured by the electrometer for the same concentration,
is shown in Figure 4.
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+ The optogalvanic signals are very sensitive to the
distribution and intensity of the electric field between
the electrodes.

The strongest optogalvanic signal of the sodium
atom was observed at the region about 10 mm above the
burner head under our experimental condition.

The large absorption of the sodium line 5890A
relative to the 5890A line shows up in the difference
between the optogalvanic signals in Figure 5 for several
concentrations.
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CONCLUSION

This work exhibit the very high sensitivity of the

Optogalvanic Spectroscopic technique. It is a powerful
tool to study solutions of very low concentration and
seems to be a very concenient way to determine the
temperature of the flame without disturbing the system.
Further investigations along this line are going on.

Finally, we believe that this technique allows to
follow the presence and role of few species in the
chemical reactions occuring in a flame.
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No presente trabalho é desenvolvida uma avaliag3o da influéncia da troca de ca-

lor e do fator de atrito do duto de descarga no processo de turboalimentacdo

pulsan

te, de um motor de combustdo interna a dlcool, com base na simulac3o numérica do esco
amento no sistema de exaustdo. Faz-se, também, uma andlise da influéncia da temperatu
ra inicial do duto de descarga no processo de turboalimentac3o estudado.

INTRODUCRO

A simulagdo numérica de problemas de mecdnica dos
fluidos e transferéncia de calor no interior de motores
de combust3o interna veio proporcionar a melhor compren
s3o dos fendmenos fisicos gue ocorrem neste tipo de mé-
quina térmica, bem como agilizar andlises que visam a
otimizag3o de sub-sistemas tais como a cdmara de combus
t#o, a injegdio direta de combustivel e o sistema de du-
tos de exaustdo e admissdo.

Dentre os problemas acima citados, o escoamento
no interior dos dutos de admiss3o e descarga & particu-
larmente interessante devido & influéncia da forma geo-
métrica dos dutos na perda de energia ao longo do esco-
amento da mistura ar-combustivel e dos gases de combus-
tdo, nos dutos de admissBo e descarga respectivamente.
A formulag3o matemdtica geralmente utilizada neste tipo
de problema tem o enfoque de escoamento uni-dimensio-
nal, ndo permanente, o qual recai em um sistema hiperbd
lico n3o-linear de equagdes diferenciais parciais de
primeira ordem. A solug3o numérica de tais equagdes é
feita usualmente com base no método de caracteristicas,
com uma excelente concordancia entre os resultados numé
ricos e experimentais os quais podem ser resumidos por
Benson [ 1].

Em motores turboalimentados a andlise de tais es-
coamentos ainda € mais importante devido ao aproveita-
mento da energia de press3p disponivel no cilindre, a
qual é transferida através dos gases de exaust3o para a
turbina e portanto influenciando na eficiéncia térmica
do motor. Os pulsos de pressdoc gerados no ciclo de e-
xaustdo do motor com a abertura da védlvula de escape,
devem ser transmitidos até a turbima, de tal forma que
as perdas no escoamento sejam minimas. Os parametros
que amortecem o pulso de pressd3o e portanto reduzem a

energia disponivel na turbina, estd3o relacionados com
as caracteristicas ndo-homentrépicas do escoamento, au
seja, devido as perdas causadas pelo atrito, devido a
forma do duto e ainda devido ao calor dissipado.

Quanto & forma e ao atrite alguns trabalhos tem
sido publicados visando uma otimizag#o nos sistemas de
dutos de exaustd3o, minimizando as perdas devido a jun-

¢Bes e a rugosidade do duto[2 ], ([ 3 ).
Com a utilizag®o do dlcool como combustivel em mo

tores de combustd3o interma do ciclo Otto, torna-se in-
teressante & quase que necessdrio o pré-aquecimento da
mistura ar-combustivel antes da admiss3o na camara de

combust¥o, para que uma completa vaporizagdo do combus-
tivel e um ligeiro pré-aquecimento da mistura, propor-
cionem um meltar rendimento de queima no ciclo de com-
bust8o. 0 calor para este pré-agquecimento estaria dispo
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nivel portanto nos gases de descarga. Em alguns moto-
res, devido a detalhes puramente construtivos, torna-se
pratico e mais barato que a regeneragdo seja feita reti

rando-se calor do escoamento dos gases de exaustd3c en-
tre o cilindro e & turbina, influenciando portanto na
energia total dispomivel na turbina.

Logo, neste trabalho, deseja-se observar a par-

tir da scluglo numérica do problema, a sensihilidade
do escoamento do duto de descarga a variagles do fator
de atrito e transferéncia de calor mostrando a influén
cia destes pardmetros na turboalimentag3o pulsante d;
motores utilizando dlcool como combustivel,

FORMULACAD

Sejs o duto de exaustlo de um motor mono-cilindri
co, quatro tempos, ciclo Otto, como mostra a Figura 1.
No final do duto é acoplada uma turbinma a qual ligada a
um compressor, superalimentard o motor.

Deseja-se simular numericamente o escoamento no
duto, durante e apds a abertura da vélvula de escape, a
nalisando a energia disponivel na turbina durante todo

o ciclo.

VALVULA 0.0508 TURBINA
v A
L &)
CILINDRO 609m
Figura 1 - Escoamento no duto de exaustd3o. Vdlvula no

cabegote,
pulso.

duto de descarga e turbina de im

Considerando o escoamento de um gas perfeito,uni-
dimensional, transiente e nd@o-homentrdépico, tem-se:

Equagdes da Continuidade

30 4,420 ,p
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Equagin da Energla

e Ay =W (3)

SR ygld B
3t dx

Nas equagdes anteriores "x" e "t" sfo respectivamente
a coordenada espacial e o tempo, p a densidade do géds,
“p" a pressdo, "u" a velocidade e "a" & a velocidade
do som no meia,

Os parametros &, B e | sdo definidos por:

_ o o_up _da (a4}
E - A dx
B - - 2pf ulul/0 (5)
B = (x=1) (pg-uB) (6)

onde A é a drea da segdo transversal do duto de descar
ga, f o fator de atrito e g o fluxo de calor.

0 sistema de eguagBes (1)-(3), pode ser converti
do em um conjunto de equagdes diferenciais ordindrias
ao longo de linhas no plano fisico x-t, conhecidas co-
mo caracteristicas, nas guais ondas de pressdo, tempe-
ratura e distdrbios de entropia serBo propagadas. Tais
curvas s8o descritas por,

{(dt/dx), = Ai = 1/{uya) (Curvas caracteristicas
N Cyq ) (7)

{dt/dx) = A = 1/u {Curvas de trajetéria C_) (8)

o a

As eguagies de compatibilidade fisica, ao longo
das curvas caracteristicas, sf@o descritas por:

do, - a’dp,

]

(Wruddx, (Ao longe de C) (9

dp, *padu, = (+aB)dt, (Ao longo de Cy ) (10)

Cabe observar que £¢ considerado nulo, tende em
vista a alta rigidez do duto de exaustdo. A Equagio
(8) para escoamento ndo-homentrdépico, onde se conside-
ra os efeitos de transferéncia de calor e fricgdo, é
agora a inclipagde de uma curva caracteristica onde po
de grorrer descontinuidade nos gradientes de entropia
e temperatura, Isto ndoc é verificado para o caso de es
coamento homentrdpico, onde as caracteristicas s3o ape
nas [, e C_, representando a trajetdria de pequenos
distdrbios que propagem-se para direita e esguerda res
pectivamente. Malores detalhes 3 obtencdo das equagles
anteriores podem ser encontradas nas referéncias 4,5,
6|. & figura 2 apresenta o conjunto das curvas caracte
risticas no plano x-t.
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§0lucao

S linha_t 3 5 ¥

conhecids

caracteriaticas
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56 7 ponte- conhecides
1231 ponios inicisis (nterpolados

Figura 2 - Curvas caracteristicas.
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CONDICOES OE CONTORNO

As condigBes de contornoe para o problema s3o esta
belecidos através da simulagdoda pressdo no cilindro e
do escoamento na valvula em x-0, considerando ainda a
curva de abertura da védlvula e também as condigfies de
escoamento na turbina em x=L.

Vdlvula no Cabegote como Condigdo de Contorno. O
modelo apresentado para estudo da vdlvula no cabegote €
chamado "press3o constante” e fol confirmado experimen-
talmente em motores sob condigfes de testes por Benson
[1]. A figura 3 mostra o processo termodindmico que
ocorre na vdlvulas durante o escape dos gases. 0O ponto
"g" represents o estado termodindmico na sede da vélwu-
la (regido de drea minimal; o ponto "4" representa o es
tado termodindmico no inicic de duto de descarga. O mo-
delo prop8e que haja uma expansdo isoentrdpica de 0-1
e gue de 1-4 haja um aumento de entropia & pressdo cons
tante.

/”/ (o)

CGHBIQ”A’D DE ES'MN‘G:O NO CILINDRO

- -
SUBSONICO SINICO

Figura 3 - Processo Termodindmico na vélwula,
modelo de pressdo constante.

Desta forma, este modelo pode ser representado
por um bocal de Laval {(convergente-divergente), comno
mostrado na figura 4. Na regido convergente ocorre pro-
cessos ispentrdpicos ¢ na regido divergente irreversibi
lidades.

weds da walvulg Lgargantal

e el
|
Loregide_ | regdo
isountropica com lireveruibilidode s G-
e S UPSITTT SCSIRITIL [N OPRPE| | S
L 2 T
Figura 4 - Modelagem de uma vdlvula no cabegote

através de um bopcal de Laval.

0 modelo apresenta quatro regimes de funcionamen-
to que s#o: regime subshnico, regime sénico na garoan
ta, regime sfnico através da garganta e regime sénico
no duto. Cada regime & modelado matematicamente para so
lugdo numérica do problema.

As hipdteses simplificativas para todns os regi-
mes de funcionamento s3o:regime guasi-permanente, pro-
cesso iscentrdpico de O#+1 e processo adiabdtico irrever
sivel de 1+ 4, As eguagdes governantes do modelo sdo:

O U A =D “ontinuidad 1
'1U1ﬁ1 i auanﬂ (Continuidade) (i1}




Uﬂ u]’
hg= hy + —4— =t + _1l_. (Energia) {12)
2
k . .
pvV = constante {Constitutiva) (13)
onde h ¢ a entalpia especifica e k a relagdo de calo-

res especificos do gds.

0 objetivo € rearranjar as equacgfes
de forma a se conseguir uma relagdo entre p, e Yy 3 es
querda do contorno (vdlvula). Com Isto define-se uma
equacdc de compatibilidade & esquerda do contorno, tra
zendo informagfes da regido definide pelo ponto "0O" na
figura 4. Desta maneira, os sistemas de equagdes a se
rem resolvidos para obtencg3o do ponto 4, em cada rTegi
me de funcionamento s3o: -

anteriores

Regime subsdnico de funcionamentao

0. =
4

5( Po
Dl‘-l

{Da-T } /0

: o {ao longo de C_)

{14)

k

)
K
T
k-1

S 1/2
k

Po

{15)

1. tk=1) uipe
2 ka

2kPoPy
kao-pou; {k=1)

il
1]

(no contorno) {16)

Regime sdnico na garganta

=T_3)/0Q

& 4 2 i (a0 longo de C_) (17)

(no contorno)

(18)
ks

equagdo (16)

Regime sénico através da garganta

('UL; (p,~T,3/0, (a0 londo de C_) (193

kp, 1
Pa u

-1 4
p.-p P Al=1% uy

k+1
o 2(k+1) &
(k+1)

(20)

\ equacin {16) {no contorno)

Regime sbnico no duto

(ap longo de C_)
3

U = {p.a—Tz).-"QZ (27)

4

KPg 2

4 e, {k+1)

(no contorno)

equagdo (16)

Nos sistemas antericres:
- ; -a_B
U= Py Bob Be= By By
Ay
Ay
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A simulag3do numérica prevé, tambem, a possibili-
dade de haver influxo na vélvula. O modelo proposto lg
va em consideragdo a variag3o da entropia no
diferentemente de Benson [1] que uwtiliza uma
condigdo de expansfo isoentridpica.

influxo,
simples

Cdlculo da Curva de Press3o de um Cilindro de Mo-
tor de Combustdo Interna. Anteriormente foi feita uma
andlise sobre o escoamento através da vélvula de descar
ga sem analisar o comportamento do transiente de pres-
sdo no interior do cilindro, durante o processo de des-
carga. A curva de pressdo do cilindro, juntamente com
as condigdes na vdlvula, definem a condig8o de contorno
na extremidade esquerda do duto de descarga. Os aspec
tos fisicos da modelagem do cilindro podem ser encontra
dos na referéncia [7].

Turbina a Gés como Condicdc de Contorno. A andli-
se transiente da turbina a gds é bastante complexa e,co

mumente, utiliza as curvas caracteristicas em regime
permanente para simplificar o modelo tedrico. A relagdo
entre os regimes transiente e permanente & feita atra-

vés de fatores empiricos que tornam possivel uma compa-
ragdo entre os resultados calculados e os experimen-
tais [1].

Em uma turbina de impulso, o escosmento é essenci
almente controlado pelo bocal, onde os paradmetros: rela
¢330 de drea do bocal, rendimento, relaglo de pressdo en
tre entrada e saida e temperatura de entrada s3o impor-
tantes. 8 curva caracteristica de relaglo de pressio e
parametro de massa pode ser aproximada por uma Unica
curva, figura 5, independente da rotagdo da mdgquina.Por

tanto, € conveniente modelar uma turbina de impulso a-
través de um bocal eguivalente, projetado a partir da
curva caracteristica da turbina. A dificuldade estd em

tratar os dados forneclidos pela curva
pais os parimetros: raz8o de pressdo Poy

caracteristica,
e parametro

p
NiE 2
de massa M1 estdo em fungdo de propriedades termo
PuT
dindmica de estagnagdo. Assim, € preciso fazer uma mu-
danga de parametros e obter uma curva da razdo de pres

sdo0 {c1fp2j em fungdo de Mach (M1). A figura & mostra a

configuragdo da turbina modelada.

2.5
2
r 3
£91.5 1 ////
ob _,,,fﬂ*’///
L
A — ¢ ' ?
0 0.1 0.2 03 0.4

Nior/ Pt (msK'2)

Figura 5- Curva caracteristica razdoc de pressio x pa
rametro de massa

de uma turbina de impulso.

Pamb.
turbing
T de
impulso
1 :
2 2
$= Az

Figura 6- Modelagem de uma turbina a gds como condi-
gdo de contorno.



A transposig#o dessa curva pode ser obtida através das
seguintes eguagfes:

k
k-1 y2
_;& = ;i __2_ M1 k=1 (22)
(k+1)/2(k-1)
M, = Ce K=1 ¢ M? = f(M_ )  (23)
1 1
2
3 2(k-1)/(ks+1)
onde C= (_R.) b \Ts (24)
s P, A
1
Assim, dada a curva caracteristica Pa /P

e a drea do duto conectado & turbina, pode-se conver-
ter o pardmetro de massa m1'Tn1;pn1 em nimero de Mach,

na segdo de entrada da turbina pela equag3o (23}, onde
se sugere uma resolugdo por substituigdo sucessivas
cam tolerdncia para M; igual a 0,001. A transformagdo
do parémetro p,_,‘fp2 em p‘fp2 pode ser feita apds obti-

do M1 através da equaglo (22). Com a curva p1fp2 ver-

sus M1, pode-se determinar o ponto de funclionamento da

turbina para uma condig3o estabelecida na segdo de en
trada. Para cada ponto de funcionamento existird um
ponto na curva caracteristica da turbina, que estard
relacionado com uma relag3o de drea do bocal. Assim,
encontrando-se o ponto de funcionamento da turbina, po
de-se projetar um bocal equivalente com drea da gargan
ta A_ dada por: -

2
n, = m yTeq 1 (25)
P
o1 g(MQ)
onde a(M,) = (km)s M2
(k+1)/2(k=-1) (26)
1 kst M3
2
Kk 1/2
k-1
p
Mo={ (%1 N (27)
2 p2 k-1

A resoluc83o de uma condig3o de contorno de turbi
na se transforma na resolug3o de um bocal equivalente
definido para cada ponto de funcionamento da turbina.

Poténcia e Rendimento de uma Turbina de Impulso.

A forma de avallar-se a poténcia ideal de uma turbina

¢ felta através da primeira lei da termodindmica com

a5 seguintes consideragles simplificativas: regime qua

si-permanente, pressdoc constante na saida da turbina,

velocidade zero na saida da turbina e processoc isoen-

trépico. Com estas consideragles obtém-se:

k=1

P By [((Pam )
+

atm =
2 k-1 p‘ P

W = = A
LI ™%

- (28)

A equagdo (28) calcula a energia disponivel no escoa
mento dos gases de descarga capaz de produzir trabalho
e & definida como fungdo trabalho turpina. Se for co-
nhecida 8 curva caracteristica de rendimento da turbi-
na, pode-se obter a poténcia disponivel no eixo da tur
bina pela equagdo:

W= W 9
PR (29)

Em termos numéricos, o ponto 1 da turbina cor-
responde ao ponto da malha no contorno e, conforme a
figura 6, o ponto 4 serd resolvido depols de obter-se
da curva caracteristica, a relacfo de drea ®. Calculan
do-se & obtém-se as propriedades do ponto 4 & as pro-

priecades termodindmicas relaciocnadas com o ponto 1,
na equacgdo (28), passam a ser avaliados com relag3o a
4.

METODO NUMERIC

A solugdo numérica do problema é obtida através
da discretizagdo das equagdes de compatibilidade por di

ferengas finitas e utilizando o processo de evolugdo
temporal inversa, com interpolag3o linear na linha de
tempo t. Utiliza-se também um algoritmo Preditor-Cor

retor, com tolerdncia de convergéncia de 10-°n na loca-
lizagdo dos pontos 1, 2 & 3, mostrados na figura 2. Es-
ta tolerdncia reproduz uma convergéncia com tolerfncias
de 1Pa para pressdo e 0,1 m/s para a velocidade, 0 wva-
lor do incremento tempcoral foi calculado a cada itera
gdo, obedecendo o critério de estabilidade de Courant,
dado por:

At < Axs(a + lul) (30)

A elaboragdc das sub-rotinas juntamente com detalhes do
programa computacional podem ser vistos em |6 L

RESULTADOS E DISCUSSOES

No problema resolvido sd3o utilizados 51 pontos ng
dais para a divisd3o do comprimento total do duto de
0,609m. D didmetro do duto de descarga é de 0,05m comn
fator de atrito f= 0,0038. 53¢ utilizadas propriedades
mégias dos gases de exaustdo, baseadas na ponderagdo mp
lar dos gases 0,, CO, e N, para uma combustdo estequi
ométrica do Etanol. Com isto, avalia-se a exaustdo de
um cilindro com vdlvula no cabegote, acoplado a um duto
de descarga reto e uma turbina de impulso conforme a fi
gura 1. As condig¢gBes no duto no inicio do processo de
exaustd3o sdo as mesmas Que as do ambiente, ou seja,

s -5 _ " s
patm' 1,0 x 10 Pa e Tamb_ 528K, As condicgBes iniciais

de pressdo e temperatura no cilindro s@o pc= 3,591105 e
T. = FT6ZK.

¥ A curva da valvula de exaustdo & apresentada na
figura 7 ¢ a turbina de impulso possui uma dnica curva
caracteristica disponivel na figura 5. 0 motor simulado
apresenta as seqguintes caracteristicas: rotagdo=
1000rpm; &ngulo de aberturs da vdlvula de exaustdo- 136
graus a partir do peonto morteo superior; comprimento da
biela= 0,273m; didmetro do cilindro= 0,125m;abertura da
vdlvula de admiss3o= 346 graus a partir do ponto morto
superior e taxa de compressdo= 14.

Faz-se o estudo do problema para trés temperatu-
ras Iniciais do duto (300K, 528K e 762K}. Além disso,pa
ra a temperatura inicial do duto de 528K, realiza-se u-
ma andlise da sensipilidade do calor trocado no coletor

-
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Figura 7 - Curva de abertura da valvula no cabegote.

A figura B apresenta a variagdo de pressdo no pon
to 2 (figura 1) para as trés faixas de temperatura. Ob-
serva-se que na temperatura de 300K, o pulso de pressdo
tem maior amplitude. Como se sabe, a velocidade de pro-
pagag8o de onda em um meio fluido depende de sua tempe-
ratura. A interface "guente/frio" interfere na propaga-
¢do das ondas. Assim, a curva de pressdo do ponto 2 a-
tinge niveis mais elevados, gquando as reflexdes s8o on-



das de compressdc na interface "quente/frio". Para o
caso em que o duto estd inicialmente mais guente, 0s
valores de pressd3o do ponto 2 s3o menores, pois nesta
situagdc, a parte refletida & uma onda de rarefag#o.
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Figura 8 - Efeite da temperatura inicial do duteo de
descarga sobre a curva de pressdo para o
ponto 2.

A figura 9 mostra como se comporta a velocidade
nos dois pontos extremos do coletor. Ne ponto 1, figu
ra 9.a, nota-se gque a turbina exerce uma influéncia
pouco tipica de um sistema turboalimentado, pois ocor
re um blogueio brusco do coletor de descarga. Desta ma
neira, vé-se claramente gue a turbina n3o é adequada
aoc motor em estudo. A figura 9.b mostra um estabeleci-
mento do blogueic na turbina, mais rédpido, para uma
temperatura maior no coletor de descarga. A energia ci
nética mdxima estd disponivel com maior rapidez, e num
ciclo completo, a turbina poderd obter maior energia.
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Figura 9 - Efeito da temperatura inicial do duto de
descarga sobre as curvas de velocidade.
(a}) Ponto 1; (b) Ponto 2.

Observa-se na figura 10 gue a pressdo no interi-
or do cilindro no final do processo de descarga é mui
to alta,demonstrando a inadeguagd3o da turbina ao siste
ma motor-duto, A turbina estd exercendo um forte blo-
queio em todo sistema, basta notar os valores das pres

sfes no coletor {figura 8). Nota-se também na figura
10, gue ao se manter o coletor a uma temperatura maior,
o cilindro "esvazia-se" melhor como consequéncia direta
da pressdo no coletor.
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Figura 10 - Efeito da temperatura inicial do duto de
descarga sobre a curva de pressfio no cilinp
dro, durante o curso de exaustio.

Os resultados da figura 11 mostram que os valores
de poténcia disponiveis na turbina, associados a cada
temperatura inicial do duto, possuem amplitudes seme
lhantes, mas a 4rea abaixo de cada curva é bastante di-
ferente. Isto & muito significativeo em termos de potén-
cia média para o motor.
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Figura 11 - Efeito da temperatura inicial do duto de
descarga sobre a poténcia aproveitada pela

turbina.
Em seguida a figura 12 apresenta resultados de
uma analise da sensibilidade do sistema a perda de ca-
lor. MNota-se que com a retirada de energia, a fungdo

"trabalho turbkina" €& menor e com a adig3o de calor no
duto de descarga, a turbina pode aproveitar mais ener-
gia para produgdo de trabalho no sistema turboalimenta-
da.
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25T

(A) mdiabdtico

(B) g= - 1085,81 cv/Kg
(C) g= - 4343,24 cv/Kg
(D) g= 1085,81 cv/Kg
(E)} = 4343,24 cv/Kg
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Figura 12 - Efeito da troca de calor no duto de

descarga com uma temperatura inicial
do duto de 528K.




Na figura 13 observa-se a influéncia do fator de
atrite "f" no processo de descarga sUbita de um reser-
vatdrio. S3o simulades dutos de descarga com a mesma
geometria mas confeccionados em ago comercial e ferro
fundido. Os resultados foram obtidos de um ponto situa
do no plano central perpendicular ao duto. Verifica-se
que, mesma estabelecido o regime, as pressfies no ponto
se mantém maior gue a atmosférica. Nota-se,também, gue
as oscilagdes de press3o s8o amortecidas pela presenga
do atrito, Isto fisicamente, se traduz em dissipagdo
de energia das ondas propagadas no escoamento, respon-
sdvels pelo processo de turboalimentagdo pulsante,

Para efeito de validag#o da simulag3oc numérica a
figura 14 apresenta resultados obtidos no presente tra
balho em comparacdo com Benson [1], mostrando a varia-
¢Ho da pressdo durante a descarga gradual de um cilin-
dro curto com extremidade parcialmente aberta. As pe-
gquenas diferengas observadas estdo relacienadas com a
forma de se modelar condig@es de contorno parcialmente
aberta. Benson trata esta condigdo de contorno como
uma extremidade totalmente aberta, com pressd3oc especi-
ficada. Isto causa um menor amaortecimente nas oscila-
¢fes de pressfo, como pode ser observado, a partir de
ams.
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Figura 13 - Varisgdo da pressdc em um porto central
do duto de exaustdo durante a descarga
sibita de um reservatdrio.
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Figura 14 - Variacg8o da pressdo durante a descar-
ga gradual de um cilindro curto com
extremidade parcialmente aberta.

CONCLUSOES

1- 0 modelo numérico apresentou respostas satis-
fatérias com relagfo ao problema analisado, fornecendo
suporte para compreensdo de aspectos fisicos relaciona
dos com dindmica e termodindmica de gases no estudo da
turboalimentagdo de motores de combustdo interna a 41
cool.

?- A validagd3o do programa computacional foi ob-
tida quando comparados alguns resultados do presente
trabalho com os obtidos por Benson [1], Diferengas sig
observadas devido a forma diferenciada de modelagem de
certas condigBes de contorno.

810

3- 0s resultados mostraram gue na turboalimenta-
g8o pulsante de motores de combust3o interna as irrever
sibilidades, a troca de caleor e a temperatura inicial
do coletor de descarga tem uma influéncia relevante na
transmiss3o de energia do cilindro para a turbina atra-
vés do escoamento do duto de descarga.
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ABSTRACT

In this present work is developed s evaluation of
the heat transfer and frictien factor influence in the
turbocharged process of an alcool internal combustion
engine. This is made based on a numerical solution of
the flow in the exhaust system,
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ABSTRACT

A numerical simulation of the scavenging process in a two-stroke flat-piston model engine has
been developed. Air enters the eylinder circumferentially, inducing a 3-D turbulent swirling flow.
The problem was modeled as a steady-state azi-symmetric flow through a cylinder with uniform wall
temperature. The steady-state regime was simulated by assuming the piston head fized at BDC. The
calculation was performed employing the k—e model of turbulence. The effect of the Reynolds number
and engine geometry on the flow and in-cylinder heat transfer characteristics were tnvestigated. The
Nusselt number substantially increases with larger Reynolds numbers. It is shown that the positioning
of the ezhaust valve(s) is the main parameter to control the scavenging process.

INTRODUCTION

Scavenging is a critical area in the development of two-stroke
diesel engines. In a very short period of time the air stream, com-
ing from intake ports near the bottom dead center, must displace
all the remaining products of combustion from the cylinder. Pre-
mature opening of the exhaust valves helps diminish the mass of
combustion gases left in the cylinder, even though the bulk of the
process is actually left to the air charge. In reality the scavenging
process is, as illustrated by Meintjes [1], an air/combustion prod-
uct mixing process where the objective is to reduce the exhaust
residual concentration,

The process requires a minimum of losses and is, of course,
greatly affected by flow conditions. Swirl and recirculation flows
can either improve or impart scavenging, depending on their in-
tensity and location inside the cylinder.

Concerning in-cylinder flow conditions, a number of studies
can be found in the literature. For instance, Diwakar [2] uti-
lized a multidimensional model, the CONCHAS-SPRAY from
Los Alamos National Laboratories by Cloutman et al. {3|, to
analyze the turbulent flow field inside some typical intemai com-
bustion engine chambers under motoring conditions. The same
model was utilized by Kuo and Duggal Hg] to assess the effect of
engine design parameters, such as piston bowl shape, on air mo-
tion inside the cylinder. More recently Diwakar [5]| presented a
three-dimensional model with predicted results for one set of op-
erating conditions. The resulting flow field was compared with
the results from earlier studies of Diwakar [2,4]. The author
concludes, among other things, that the global features of the
three-dimensional model results had similar trends to the two-
dimensional ones. These included the predictions of the recircula-
tion region, where residual gases remain trapped in the cylinder.

Another important conclusion presented by Diwakar [5] is
that, eventhough 3-D computations are expected to be more re-
alistic, the 2-I) model can still be useful in predicting the influ-
ence of the intake port geometry on scavenging. As far as the
outlet geometry (valve parts) is concerned, the 2-D is only able
to simulate it as an annular passage of a given area. The 3-D
model of Diwakar [5] considers the exhaust valves as annular sec-
tors. Both schemes do not represent completely the individual
valve opening process, but Diwakar [5] states that the scavenging
flow field is not significantly affected Ly the details.

Also, in the last ten years a series of papers has been pub-
lished analyzing different aspects of numerical prediction of three
dimensional turbulent flow in the internal combustion engine
from a model developed by Gosman et al. [7]. Tt should be
mentioned that both codes make use of the x — & turbulence
model.

In particular, as far as the flow and heat transfer condi-
tions during scavenging in two-stroke engines are concerned, a
few studies have been found in the literature. On the numerical
side, one could mention the works from Diwakar [6] and Zhang
LS] Measurements involving steady-state flow in model engines

ave also been carried out by Das 9], Sung and Patterson [10]
and Sher et al. [11].
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Fig. 1

Cylinder geometry. a} inlet port
b) cylinder cross section

Another important aspect of flow and heat transfer studies
for in-cylinder geometry is that they can be readily applied to
other piston machines, such as the reciprocating compressor and
the Stirling engine. The scavenge process in the two-stroke inter-
nal combustion engine is an example where the use of a computer
code, capable of simulating in detail the flow and heat transfer
characteristics for different geometries and operating conditions,
can become a powerful and cost-effective tool in the design and
development stages of the equipment.

Gouveia et al. [12] analysed numerically the scavenging pro-
cess in a two-stroke engine and compared with experimental re-
sults showing a good agreement. It was revealed in [12] that the
exhaust port configuration is an important parameter to control
the flow field and heat transfer characteristics for the scavenging
process. Based on that paper, the exhaust port configuration,
illustrated on Fig. 1, was selected for further study.

The purpose of this paper is to present a numerical study
of turbulent flow and heat transfer in a steady-state scavenging
process in a two-stroke engine in which the piston head and cylin-
der walls are maintained at constant temperature. The effect in
the flow field of the bore-to-stroke ratio, Reynolds number, valve
positioning and valve aperture at the exhaust port is examined.

ANALYSIS

A cross section of the two-stroke engine under consideration
is shown in Fig. 1. During the scavenging process, simultaneous



inflow and outflow streams occurs through the open ports. Fresh
air is admitted with an axial and tangential component (given by
the o and B angles), and scavenges the products of combustion
through the exhaust valve. During the process the piston is near
the bottom dead center and, although the crank angle varies by
about 40 degrees, the volume of the cylinder can be considered
as being approximately constant. With this approximation and
assuming that only air flows through the cylinder, it is possible
to study the flow and heat transfer characteristics of the process
in a steady-state regime.

Air enters the cylinder circumferentially (Fig. 1a) inducing
a 3-D turbulent swirling flow where u, v, and w are the velocity
components in the z, r and # coordinates, and leaves the domain
through the exhaust port. The exhaust valve is simmulated by
a ring with radius R; and R, (Fig. 1b)

Due to symmetry considerations of the cylinder and port
assembly, the flow can be considered axi-symmetrical. With re-
spect to the thermal boundary conditions, the piston head and
the cylinder liner are assumed to be at constant temperature,
since the variations of the gas temperature during the scavenge
process are usually small when compared with the gas to wall
temperature difference. It is further assumed that the flow is
incompressible.

Governing Equations

The numerical calculation of the flow field and heat transfer
are based on the time-average Navier-Stokes and energy equa-
tions. The k — & model of turbulence was selected to represent
the turbulence behavior of the fluid. Appropriate dimensionless
variables for this problem can be defined as
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where D is the cylinder diameter and V,, is the mean veloc-
ity through the cross section of the cylinder given by V,, =
rn/(pmD? /4) where rn is the mass flow rate of air into the cylin-
der. « is the turbulent kinetic energy and « its dissipation rate.
T;, and T, are the inflow air temperature and surface temper-
ature (piston head and cylinder walls), respectively. p* is the
modified pressure defined as

. 2
Pi=pt e (2)

where p is the thermodynamic pressure, and p is the density.
For the present situation, the conservation equations can be
cast in the general conservation equation
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where the following selection for the dependent variable ¢, its
diffusion coefficient ', and source term S, must be made:

conservation of mass:
axial momentum: ¢
radial momentum: ¢
angular momentum: ¢
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Re is the Reynolds number and p/p is the dimensionless
turbulent viscosity, which are defined by

Re=pVuD/p , me/u=(c.K?/E)Re (4)
The source term for the above equations are:
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where G is the production of turbulent kinetic energy given by
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The constants in the turbulence model are taken directly
from Launder and Spalding [13]. These are: ¢, = 0.09, ¢; =

1.44, c; = 1.92, 0, = 1.00, o, = 1.30, o; = 0.9.
Boundary Conditions

Inlet Conditions. It can be assumed that air enters the do-
main with a known mass flow rate and constant temperature.
The dimensionless inlet velocities will depend only on the inlet
port size X; = L;/D, and angles a and 8. The k — ¢ turbu-
lence model requires the numerical values of k and £ at the inlet
cross-section. The value of x was taken as 2 percent of the mean
kinetic energy and the corresponding e-value was specified by
assuming the mixing length to be 4.5 percent of the inlet port
size, as suggested by Gosman in Zhang [8]. Computational trials
indicated that the results were insensitive to the inlet values of
k and €. The inlet conditions (R = 0.5, X < X) were:
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Symmetry Line. Along the symmetry line (R = 0) we have
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Exit Conditions. At the exhaust opening, the usual condi-

tion of neglecting the diffusion flux of all variables was adopted.
Thus, for X = L/D and R, /D < R < Ry/D:
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The Wall Regions. The & — £ model is used everywhere ex-
cept in the narrow regions near the walls, where the “wall func-
tion” method is used, as suggested by Launder and Spalding [13].
In this method the region between the node P, closest to the wall,
and the wall is linked by the logarithmic velocity profile

up/Vr1wlp =259} |, yi =y Tup/e  (14)

where up is the velocity component parallel to the wall at node
P, 7, is the wall shear stress and y; is the dimensionless distance
of the node P to the wall.

Assuming that the generation and dissipation are in balance
in the narrow layer between node P and the wall and using the
log relation, the constant shear stress can be written as

V=W=0, 0 (12)

(13)

T = pc:"unp (15)
where kp is the near-wall kinetic energy of turbulence, which is
found from its transport equation with diffusion set equal to zero
at the wall, in accordance with the above expression.

The value of the dissipation of kinetic energy ep is deter-
mined by substituting the log velocity profile into the turbulence
kinetic energy balance near the wall, resulting in

ep = ¢3/*£%/?/(0.4y) (16)

The “wall function” can also be applied for the energy equa-
tion, as described by Patankar and Spalding [14], where the fol-
lowing dimensionless temperature profile can be used to link the
boundary to the near-wall temperature
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Fig. 2 Basic configuration. Streamlines.

Local Nusselt number distribution
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and o is the Prandtl number.
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Computational Details

The conservation equations were solved numerically by the
method described in Patankar [15]. The coupling between the ax-
ial and radial momentum equations and continuity was handled
by the SIMPLER algorithm. Further, the turbulent viscosity was
underrelaxed since all equations are connect through its value.

Exploratory calculations on finer grid were employed to pro-
vide guidance for the selection of the appropriate grid for the
several cases studied. A 24 x 16 uniform grid in the axial and
radial direction was selected for the calculation domain. Since it
is known that the log law is valid for values of y* greater than
about 11.5, care was taken so that y values of the wall adjacent
nodes in the finite difference grid satisfied this constraint.

RESULTS AND DISCUSSION

The numerical results for the flow field of the scavenging
process on a two-stroke engine under steady state condition, us-
ing the present x — € turbulence model, has been compared with
available numerical and experimental results in a previous pa-
per, Gouveia et al. [12]. The comparison performed with the
experimental results of Sung and Patterson {10] for exactly the
same experimental configuration, showed very good agreement.
The comparison with the numerical results of Zhang [8] revealed
superior results.

For the present study the configuration depicted in Fig. 1
has been chosen. It corresponds to exit Type 1 of Sung and Pa-
terson [10]. When R, /D is small, R; corresponds to the radius
of a single exhaust valve, located at the center of the cylinder.
The value of Ry would then indicate the opening of the valve.
Of course, this is an approximation since the valve opens down-
wards, not radially. This has been done in order to simplify
the numerical procedure, without a great effect on accuracy.
Larger values of Ry, on the other hand, could be representa-
tive of an engine head with more than one exhaust valve. In
such case the outlet flow areas would be non-axi-symmetrically,
with the annular area being just an approximation to produce
the same trend of existing flow closer to the cylinder liner. For
this configuration, the following parameters were investigated:
aspect ratio, L/D, Reynolds number, Re, valve opening, R, /D,
with constant R;/D, and valve positioning (same area, same
(Rz/D)? — (Ry1/D)?, at different radial positions).

The parameters of Type 1 configuration are: Re =5 x 104,
0 =069, L/D =1, a = 90°, f =5° X, =0.10, R, /D = 0.20,
Rz/D = 0.30.

Local Results

The effect of the exhaust port configuration in the local heat
transfer and flow characteristics are examined next.

Streamlines. The flow field pattern inside the cylinder can
be examined by analysing the streamline distribution. The di-
mensionless stream function ¢ was calculated from

R
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Fig. 3 Larger valve opening, R;/D = 0.1. Streamlines.

Local Nusselt number distribution

Figures 2, 3 and 4 show the streamline pattern inside the
cylinder for different exhaust openings.

Figure 2 shows the flow pattern for Type 1 configuration.
The inlet circular switling jet, normal to the cylinder liner, is de-
viated to the axial direction near the symmetry line, due to the
encounter of-the jet inducing a weak secondary flow along the
cylinder wall. This recirculating zone is undesirable for the scav-
enging process, since the combustion products can be trapped in
this region. As one moves downstream the main stream is devi-
ated to the direction of the exhaust port, causing a reduction on
the recirculating region and inducing a new secondary flow near
the symmetry line close to the exhaust port.

It should be mentioned here that the overall trapped fluid
volume is strongly dependent on the location of the recirculation
zones, since the volume is proportional to the radius squared,
and near the symmetry line the radius is very small.

The streamlines when the exhaust valve of the basic con-
figuration is openned (R;/D = 0.10) can be seen in Figure 3.
‘The flow pattern is almost the same in the whole domain with
small differences near the exhaust port. The flow is more uniform
through the valve opening, with smaller velocities. The small re-
circulation zone near the symmetry line pratically disappears,
but there is a slight increase in the size of the recirculation zone
near the cylinder liner and exhaust port, resulting in an increase
of the overall trapped fluid volume.

Figure 4 shows the flow pattern inside the cylinder, main-
taining the same exhaust port area as the basic configuration,
but at a location closer to the cylinder periphery (R;/D = 0.32
and Ry/D = 0.39). Note that the streamlines near the entrance
is once again very similar to the flow pattern of Type 1 case, how-
ever, the flow field presents a stronger deviation in the direction
of the exhaust port. The location of the valve near the cylin-
der liner, reduces the recirculation size in this zone. The overall
trapped volume is reduced, in spite of the large increase in the
recirculation zone near the symmetry line. Note that, since the
valve opening area is the same, the mean exhaust velocity is also
the same. ,

i n
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Fig. 4

Valve positioned near cylinder liner,
R,/D =0.32 and R;/D = 0.39. Streamlines.
Local Nusselt number distribution

ial Velocities. In order to have a better

understanding of the flow field, the axial and tangential velocity

profiles, for the basic configuration, are examined in Fig. 5, for

two cross sections, one near the piston head and the other near
the exhaust port, at X = 0.175 and X = 0.825, respectivelly.

It can be observed in Fig. 5a that the axial velocity presents

a maximum near the radial position R = 0.2 and decreaces



b)

X20.1T8
=TT T X=0.825

X=0.173
FTT T T X=0.825%

Fig. 5 Velocity profiles along the radial position
at section X = 0.175 and X = 0.825

a.% axial velocity
b

tangential velocity
slightly as one approaches the symmetry line. Note also, the
existence of a recirculating zone by the negative values of the
axial velocity near the cylinder liner. Further, note that the
axial velocity increases as one moves away from the inlet port
region,

The tangential velocity profile can be seen in Fig. 5b. There
is a strong peak in the tangential velocity near the symmetry
line close to the piston head due to the encounter of the inlet
circular jet. As one moves downstream (X = 0.825) this peak is
reduced. Note that, as the tangential velocity decreases, the axial
velocity increases as one moves downstream inside the cylinder,
indicating that there is a transfer of tangential momentum to
axial momentum.

Local Heat Transfer Coefficient. Due to the patterns of ve-
locity and temperature inside the chamber, local heat transfer is
not constant along the piston head, cylinder liner and cylinder
head end. The local and average Nusselt number are defined as

-  jp-_3D
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where g and § are the local and average heat flux at the solid
walls, and T} is the bulk temperature of the air at the exhaust
port. T} is calculated from

Ty = f Turdr/ f urdr

where the integral is evaluated at the exhaust port area.

Figures 2, 3 and 4 also show the variation of Nu with the
position around the cylinder chamber for the configurations used
for the streamline presentation. By examining these figures, one
can observe a peak on the heat transfer coefficient near the sym-
metry line close to the piston head. This peak is caused by the
high intensity of the tangential velocity at this region due to the
encounter of the inlet jet. Note that for the same inlet conditions,
the Nusselt number along the piston head is not affected by the
different exhaust port types. Near the inlet and exit port, there
is an increase in Nu due to stronger velocities (like jets). Along
the regions close to recirculating fluid, almost stagnant flow, the
Nusselt number is almost constant.

By examining Fig. 3 it can be observed that the valve open-
ing only affects the local Nusselt number distribution along the
cylinder near the exhaust port. Note a reduction in Nu near the
opening, due to the smaller outflow velocities. Near the symme-
try line, since the recirculation is reduced, there a slight increase
in Nu.

The positioning of the exhaust valve near the cylinder pe-
riphery affects the local Nusselt number distribution along the
cylinder liner, Fig. 4, since the recirculation zone is reduced in
relation to the basic configuration, Fig. 2, resulting in a larger
heat transfer coefficient. The larger recirculation zone near the
symmetry line, causes a region of almost constant Nu, and re-
duces the heat transfer coefficient near the exhaust port, in spite
of the same outflow velocity (same area) as in the basic case.

Overall Results

The effect of the valve opening, and positioning, the Rey-
nolds number and the aspect ratio L/D on the overall character-
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Fig. 6 Discharge coefficient and overall Nusselt

number versus valve opening

istics of the flow and heat transfer inside the cylinder are exam-
ined next.

oeffici To assess the effectiveness of the scav-
enging process, the discharge coefficient can be an useful param-
eter. It can be defined as the ratio between the actual mass flow
rate i through the cylinder and an isoentropic mass flow rate
of a perfect gas rh; between the inlet port (section 1) and the
exhaust valve (section 2).

Cq= (21)
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and the subscripts 1 and 2 indicate the two sections.

Properties at the exhaust port were evaluated as mean val-
ues along the area.

The effect of the valve opening in the discharge coefficient
can be seen in Fig. 6. As already explained, when the exhaust
valve opens (smaller R, /D), the trapped volume increases, thus
reducing the efficiency of the process (smaller Cy).
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Fig. 7 Discharge coefficient and overall Nusselt

number versus valve positioning

For the same exhaust area, Fig. 7 shows the effect of the
valve positioning on the discharge coefficient. Note that to main-
tain the same area, when R; { D increases, Ry /D also increases.
The corresponding R;/D values to the different R;/D values,
maintaining the same area as the basic configuration is illus-
trated in Fig. 7. It can be seen that the discharge coefficient
increases when the valve is positioned near the cylinder liner,
since the trapped volume is reduced as already discussed.

The effect of the bore-to-stroke ratio (here represented by
aspect ratio D/L) on the flow pattern was investigated main-
taining the displaced volume of the cylinder constant as well as
all other parameters of the basic configuration. Note that for
the same volume, the diameter of the cylinder is a function of
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the aspect ratio ((L/D)D® = 4V/n = constant). Thus a larger
aspect ratio implies in slimmer cylinder with smaller inlet and
exhaust port areas and smaller aspect ratio implies in a short
and thicker cylinder with larger port areas.

The effect of the aspect ratio on the discharge coefficient can
be seen in Fig. 8. Note that the global C; increases when L/D
increases, since for slimmer cylinders, the trapped volume near
the cylinder liner is restricted to a small region and almost the
whole flow field is like a duct flow. For smaller aspect ratio, there
is a stronger recirculation zone along the whole periphery of the
cylinder, and although the length of the cylinder is smaller, the
trapped volume, which causes larger losses, is larger, since the
diameter is greater.

Figure 9 shows that the discharge coefficient is independent
of the Reynolds number. This behaviour was already expected
since the effect of the Reynolds number in turbulent flow is re-
stricted to a very small region near the walls, and for the config-
uration under consideration, the flow field is mainly governed by
the inlet and exhaust port geometry.

Overall Heat Transfer Coefficient. The variation of Nu with

the valve opening is shown in Fig. 6. As previously mentioned,
the valve opening only affects the heat transfer coefficient near
the exhaust port region. It can be seen in Fig. 6 that when the
valve is closed (larger R, /D), higher Nu are obtained since the
outflow velocity is larger.

As seen in Fig. 3, the positioning of the valve near the cylin-
der liner, enhances the local heat transfer coefficient along the
cylinder periphery and reduces it near the exhaust port region.
Note that even when Nu decreases with the radial position along
the piston head and exit surface, heat transfer can increase since
the heat transfer area increases with the radius. Fig 7 shows
that a larger Nu is obtained when the valve is positioned near
the cylinder liner.

Figure 8 shows the effect of the aspect ratio L/D on Nu
while maintaining constant the displaced volume, as explained
before. It can be seen that there is an increase in the Nusselt
number when the aspect ratio decreases (and diameter increases),
since for a larger diameter the inlet jet induces a stronger sec-
ondary flow near the cylinder liner, enhancing the heat transfer
coefficient at that region.

The Reynolds number significantly affects the Nusselt num-
ber as can be seen in Fig. 9. Higher flow velocities enhances

Discharge coefficient and overall Nusselt
number versus Reynolds number
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the convective flux inside the cylinder, resulting in higher heat
transfer coefficient.

Radiation has not been taken into account in the heat trans-
fer problem. However, it is not as significant in scavenging as it
is during combustion [16]. '

CONCLUSION

The present numerical study of the scavenging process on a
two-stroke engine under steady-state condition showed that the
exhaust port configuration controls the size of the recirculation
zones where the combustion products will eventually be trapped.
It can be concluded that the best valve positioning is near the
cylinder liner, resulting in a higher heat transfer coefficient and
discharge coefficient. Further, to optimize these two parameters,
the maximum valve opening must be small, since both Cq and
Nu decreases when the valve is openned. The best aspect ra-
tio for the exhaust port types studied is one, since C4 and Nu
showed opposite behavior with respect to L/D. Finally, it can
be concluded that the Reynolds number is the principal param-
eter to control the heat transfer characteristics of the process,
altering the Nu in almost one order of magnitude.
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RESUMO

z

Inicialmente é

apresentada a geometria fundamental adotada no motor de combustio interna

ora proposto. Esta consiste basicamente de trés rotores tangentes que giram de forma solidéria, ou
seja, com a mesma velocidade angular. O rotor central possui trés saliéncias, enquanto os outros
dois, trés cavidades cada um. Verifica-se que o motor proposto nio apresenta as caracterfsticas
problemdticas de outros motores do tipo rotativo. Através de recursos de Computacio Gréfica é
realizada uma analise preliminar da geometria proposta. As perspectivas para o motor rotative
apresentado no presente trabalho sio promissoras.

INTRODUCAQ

Tem-se conhecimento da existéncia de diversos projetos,
pesquisas e mesmo patentes requiridas dos denominados mo-
tores rotativos ao longo do presente século. A primeira tenta-
tiva de construgido de um motor rotative que é anterior a 1920,
que foi feita por Umpleby [1]. A grande maioria de tais motores
é do tipo de combustao interna e, em alguns poucos casos, a
vapor. A principal caracteristica dos motores rotativos é a eli-
minagao do sistema biela-manivela caracteristico dos motores
de combustdo interna convencionais. No entanto, deve-se ob-
servar que o ciclo de operagao proposto nos sistemas rotativos é
similar ao dos motores alternativos. Deste modo, ao contrario
das turbinas a gds onde a combustao se processa continuamente,
nos motores rotativos, bem como nos alternativos, a queima da
mistura ar-combustivel é realizada de forma intermitente.

Uma revisio bibliogrifica sobre motores rotativos [1,2]
mostra a existéncia de dois modelos bdsicos. No primeiro, a
variagdo do volume ocupado pela substincia de trabalho é feita
de forma andloga a de um compressor rotativo com palhetas
[3&. Neste modelo o rotor é posicionado excentricamente em
relagao & carcaga (bloco) e as palhetas deslocam-se radialmente
(palhetas oscilantes). Deste modo, sempre é mantido o contato
entre palhetas e a superficie interna da carcaga e, consequente-
mente, a vedagao entre os compartimentos. O segundo mode-
lo bésico utilizado em motores rotativos adota um movimento
excéntrico de um rotor nio circular em uma cavidade (bloco)
também de forma irregular.

As principais vantagens dos motores rotativos sobre os mo-
tores convencionais, pelo menos em teoria, sao:

1)
dos motores alternativos;
2) reducdo sensivel do niimero de pegas méveis;
3) redugdo do volume e peso;
4) elevado torque, velocidade angular (rotagdo) e poténcia.

A principio, o primeiro item induz a se concluir que hd uma
maior facilidade de balanceamento dos motores rotativos. No
entanto, o fato do centro de rotagio dos rotores ser excéntrico
anula, pelo menos parcialmente, tal vantagem. Este problema
¢ menos grave nos motores que utilizam palhetas oscilantes.
Por outro lado, nos modelo com palhetas oscilantes as difi-
culdades de selagem ou vedagao entre os compartimentos, que
estao sujeitos a diferentes pressdes, é sério. Deve-se ressaltar
que a tendéncia dos rotores girarem a elevadas rotagdes com-
plica ainda mais a questio da vedagao, uma vez que ocorre a
tendéncia de “flutuagdo” das palhetas oscilantes. Em outras
palavras, as palhetas nao mantém o contato com a carcaga (in-
dispensdvel para uma vedacdo adequada) ao longo de todo o
ciclo. Nos compressores que utilizam tal principio, a velocidade
angular de operagdo é relativamente baixa e constante elimi-
nando, assim, este problema.

Quanto ao segundo item, trata-se de uma real vantagem
dos motores rotativos, sobre os convencionais. Em protétipos

auséncia ou redugdo das forgas “nio-equilibradas” tipicas
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de motores rotativos, efetivamente construidos, constata-se uma
redugdo de cerca de 60% do nimero de pegas méveis (eixos
de manivela e cames, bielas, vélvulas, etc.), comparando-se
estes a outros motores convencionais que desenvolvam a mesma
poténcia [4]. Naturalmente, esta constata¢o, além de reduzir os
custos de fabricagio e manutengao geral dos motores rotativos,
contribui com a redugéo do volume e peso (32 item) dos mes-
mos. O quarto item, que sé por si préprio ji é uma importante
vantagem, também implica na redugao do tamanho (volume,
peso) do conjunto. Nos motores alternativos de quatro tempos,
para cada sistema pistao-cilindro, sdo necessarias duas rotagdes
completas para a realizagao de um tinico processo de combustao.
Ao contririo, em um motor rotativo tem-se trés ciclos completos
por rotagdo do eixo primério (ou rotor) do mesmo.

Conforme ji mencionado, um dos principais problemas dos
motores rotativos é a vedagdo, principalmente nas regides de
elevada pressdo (combustdo), sem que haja atrito excessivo e,
consequentemente, desgaste. Comparativamente aos motores
convencionais que utilizam anéis de segmento, a vedagdo na
geometria rotativa, é mais problemdética devido aos seguintes
fatores [2]:

1) contato entre uma linha e uma superficie (e ndo entre duas
superficies);

2} superficies descontinuas e com arestas vivas;

3) elevada velocidade do rotor e, consequentemente, do sis-

tema de selagem, inclusive na regido de alta pressio (em

contraste com os anéis de segmento, cuja velocidade é pro-

xima de zero na regido da pressio méaxima).

O motor do tipo rotativo mais conhecido, inclusive tendo
sido instalado em automéveis de linha comercial, é o Wankel
[5], apresentado esquematicamente na Figura 1 [2].

Na Figura 1 observa-se os quatro tempos caracteristicos
do ciclo termodindmico (admissdo, compressdo, expansao e
descarga). Deve-se notar, também, o centro de rotagao excén-
trico (do rotor), bem como a forma geométrica irregular tanto
do rotor, quanto da carcaga.

O motor rotativo apresentado no presente trabalho pre-
tende utilizar as vantagens j4 mencionadas e eliminar parcial-
mente os problemas levantados anteriormente. A principal car-
acterfsitica do mesmo é apresentar trés rotores absolutamente
balanceados que giram em torno de seus respectivos centros
geométricos com a mesma velocidade angular. O conjunto é
apresentado esquematicamente na Figura 2.

Conforme mostrado na Figura 2, que representa um corte
transversal do conjunto, os trés rotores de raio K giram soli-
dariamente. O rotor central apresenta trés saliéncias, defasadas
de 120°, O raio méximo de cada uma das saliéncias é deno-
minado Rp. Cada um dos dois outros rotores apresentam trés
cavidades, onde se encaixam as referidas saliéncias do rotor cen-
tral. Logo, a defasagem entre as linhas de simetria (radiais) das
cavidades também é de 120°. Deve-se ressaltar que os processos
de compressdo/expansio sio realizados pelo conjunto dos dois
rotores a direita. Os outros dois tempos (descarga e admissio)
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Fig. 1 — Representagdo esquemdtica do motor
rotativo do tipo Wankel
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Fig. 2 - Representagio esquemdtica do conjunto proposto.

sdo realizados pelo conjunto do lado esquerdo. Observa-se que,
tanto o processo de admissdo da mistura ar-combustivel, quanto
o processo de exaustdo dos gases de combustio se fazem por
meio de “janelas”, ndo havendo, portanto, vilvulas no proté-
tipo. O bioco (carcaga) do conjunto apresenta uma geometria
basicamente circular (raio R nas extremidades e Rp na parte
central), englobando os trés rotores. Naturalmente, o bloco do
motor é complementado por duas tampas (superior e inferior),
tangentes aos trés rotores.

O presente trabalho descreve a anélise completa das formas
geo‘n_létricas das saliéncias e cavidades. Em seguida, é feita uma
anilise qualitativa dos principais pardmetros que influenciam a
performance do motor rotativo ora proposto.
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FORMAS GEOMETRICAS

A curva descritiva das cavidades, C., e a curva descritiva
das saliéncias, C,, ambas contidas no IR?, foram obtidas a partir
da andlise de seu desenvolvimento geométrico. C, é o lugar
geométrico dos pontos sobre um cfrculo de raio R, distantes R,
de um ponto a 2R do centro deste circulo (R < Rp). A Figura
3 representa a constru¢ido das cavidades.

yF

Fig. 3 - Esquema geométrico da construgao descritiva
das cavidades

Considerando-se dois sistemas de coordenadas Cartesianas
do R? (zF,0F,y") e (,0,y), o primeiro fixo e o segundo gi-
rando em torno de seu centro 0, as coordenadas dos pontos
P € C, no sistema fixo sao dadas por

(3

Usando coordenadas homogéneas [6], a descrigio deste pon-
to no sistema mével é obtida introduzindo uma matriz de trans-
lagio de (2R,0) e uma rotagao:

= Rpcost
= Rpsenf

zp cos! senf 0|1 0 -—2R z;
yp|=|—senf cosd 0|0 1 0 ||yE i (2)
i1 0 0 1110 0 1 1

Assim, se P é um ponto da curva C,, P satisfaz:

Ip

yr
onde # € [—a., a.]. Os limites do pardmetro 0 sdo obtidos pela
condigao da curva C, ser interior ao circulo de raio E.

~ [2Rcos8 + Rp(sen?8 — cos?6)]
- 2senf(Rpcost — R)

I

(3)

I

3R% + R% )
4RRp

A curva que descreve as saliéncias, C,, tem contato per-
manente com o ponto extremo das cavidades. As coordenadas
dos pontos M € C, sdo o lugar geométrico dos pontos sobre um
circulo de raio R distante R de um ponto a 2K do centro deste
circulo. A Figura 4 representa a construgao das saliéncias.

0, = arc cos

\H‘__-_,, M
2R

Fig. 4 — Esquema geométrico de construgao descritiva
das saliéncias

Considerando os mesmos sistemas fixo e mével anteriores,
as coordenadas dos pontos M € C, sio descritas no sistema fixo
como:

F =Rcosf
{ Tpg cos (5)

y¥ = — Rsenf



Para ser descrito no sistema mével este ponto sofre, como
no caso anterior, uma translagio e uma rotagdo. Assim, se
M € C,, M deve satisfazer:

zy = — R|cos 8(2 — cos 6) + sen? 6]
ya =2Rsen 8{1 — cos 6)

Th + vae < Rp

(6)

onde a ultima inequagao limita a variacdo do parimetro 0. As
equagdes (3) e (6) descrevem as curvas das cavidades e saliéncias
usadas nos rotores das cavidades e central, respectivamente.
Nio se tem conhecimento se tais curvas pertencem a alguma
classe especial de curvas planas [7].

Para total descrigio dos rotores que compdem o motor as
equagoes anteriores foram combinadas as equagdes de circulos.
Técnicas de computagio grafica foram usadas, permitindo uma
observagdo da variagao das formas do motor com os parametros
Re Rp. As Figuras 5,6,7,8,10 e 11 deste trabalho foram obtidas
através do programa de simulagao desenvolvido (fotografias da
tela). Este programa, que simula o movimento dos rotores,
usando o padrao grifico internacional GKS, foi implementado
na linguagem C usando o compilador Turbo C 2.0 e 0o GKS-PUC
3.0.

DESCRICAO E ANALISE DO CONJUNTO

A Figura 5 apresenta o conjunto dos trés rotores em uma
posicio critica. Deve-se observar que a regido 1 (indicada na
Figura 5) estd associada ao inicio da aspiragdo da mistura ar-
combustivel. A regido 2 caracteriza o volume total da mistura
que estd iniciando o processo de compressio. A regido 3 (A e
B) representa o volume da mistura comprimida. Ressalta-se que
na posi¢io mostrada na Figura 5, tal volume minimo de com-

ressio da mistura apresenta-se dividido em duas partes (A e
B). O modelo prevé uma (ou mais ca.na.]et.a(sr] de comunicacao
(ndo representada(s) na Figura 8), na superficie da cavidade,
entre as regides 3A e 3B. Devido ao préprio movimento dos ro-
tores, hi a tendéncia de diminuigio do volume 3B e acréscimo
do volume 3A, conforme mostrado na Figura 6. Deste modo,
a mistura comprimida escoa através da canaleta no sentido da
regiio 3B para a 3A, provocando uma alta turbuléncia que fa-
vorece o “mixing” entre o ar e o combustivel. Assim, é de se
esperar um processo de combustio mais completo no modelo
ora proposto. A ignicio da mistura ar-combustivel deve se dar
na regiao 3A através de uma “vela de igni¢ao” convencional,
com os rotores numa posicdo semelhante a da Figura 6. Uma
alternativa & canaleta de comunicagao seria alterar a geometria
do fundo das cavidades de tal modo que a ponta da saliéncia nao
tangenciasse 0 mesmo. Assim, a mistura comprimida escoaria
neste trecho (fundo da cavidade) da regiao 3B para a 3A.

’ig. 5 — Posicionamento do conjunto no inicio do
processo de admissao

Ainda referindo-se a Figura 5, a regido 4 corresponde a ex-
pansao dos gases provenientes do processo de combustio. O
setor circular de raio R, (definido na Figura 2) é, na reali-
dade, uma pequena passagem que possibilita o aproveitamento
maximo na expansao dos gases de combustio que permanecem
na regido da cavidade. J& na posicdo mostrada na Figura 6, a
cavidade associada ao processo de expansio em curso, encontra-
se isolada do mesmo. Uma passagem semelhante & mencionada

Fig. 6 — Posicionamento do conjunto no inicio
do processo de expansao

anteriormente pode ser utilizada no processo do compressao da
mistura.

Finalmente, a regido de nimero 5 (Figura 5) corresponde
a fase de exaustdo dos produtos da combustio. Observa-se
através das Figura 7 e 8 que o rotor esquerdo é necessério para
que os gases residuais ndo contaminem a mistura ar-combustivel
admitida. A Figura 7 mostra o volume ocupado pelos gases
residuais (regido 6) na posigdo em que a saliéncia central toca
uma das cavidades do rotor esquerdo. Uma possibilidade vidvel
para eliminar-se tal volume de gases residuais est4 apresentada
na Figura 8, ou seja, através de um furo no rotor comunicando
a regido dos gases com o exterior. Naturalmente, h4, neste caso,
a necessidade de coleta destes gases através de um coletor nio
reptesentado nas Figuras.

Deste modo, descreveu-se o ciclo completo (4 tempos), apre-
sentado pelo modelo. Ressalta-se mais uma vez, que para cada
rotagdo, tem-se trés processos de combustio. Assim, tem-se a
expectativa do conjunto desenvolver um elevado torque e girar
a altas rotagGes, apresentando portanto, uma poténcia mixima
superior a de um motor alternativo convencional de mesmo
porte. Caracteriza-se como porte do motor a cilindrada do
mesmo, que no modelo proposto pode ser associado ao volume
total de mistura comprimida (regido 2 - Figura 5).

Obviamente, é necessiario manter-se um sincronismo abso-
luto entre os trés rotores. Assim, os dois rotores das extremi-
dades devem tangenciar, de forma precisa, o rotor central. As
trés engrenagens que fornecem tal sincronismo devem ser abso-
lutamente iguais entre si, possuindo o mesmo diimetro primi-

tivo (2R). E importante notar que este conjunto de engrenagens
deve localizar-se externamente a carcaga que contém os rotores.
Deste modo, as tampas da carcaca, além de vedarem o conjunto
na base e no topo, devem alojar os rolamentos e retentores de
fixagao dos eixos dos rotores, conforme esquematizado na Figura
9.

[ recomendavel a utilizagio de réguas de vedagio (andlogas
aos anéis de segmento em motores convencionais) na base e
no topo (réguas horizontais) dos rotores. Da mesma forma,
outras réguas (verticais) devem ser colocadas nas trés extremi-
dades (raio Rp) do rotor central e nas duas extremidades (raio
R) de cada uma das cavidades dos rotores das extremidades.
Certamente, esta questdo (réguas de vedagio) deve ser melhor
analisada no futuro, provavelmente em termos experimentais
(construgao de um protétipo).

Tanto a refrigeragao, quanto a lubrificagdo do motor rota-
tivo proposto no presente trabalho sao relativamente simples.
E vidvel a utilizagao de uma camisa de dgua em torno de todo o
bloco do motor de forma anédloga ao Motor Wankel apresentado
na Figura 1. A principio, ndo existe nenhum impedimento de
ordem técnica em se abrir janelas nas extremidades da carcaga
de contengdo dos rotores, conforme esquematizado na Figura 9.

. Deste modo, é possivel adotar-se refrigeracdo a ar dos rotores
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extremos. E possivel utilizar processos de convecgao forgada de
ar sobre as cavidades através das mencionadas janelas. Pos-
sivelmente, adicionando-se élec & mistura ar-combustfvel (simi-
lar aos motores convencionais de dois tempos), obter-se-4 uma
lubrificagao adequada de todas as pegas do conjunto que apre-
sentam movimento relativo. Além disto, esta prépria mistura
(ar-combustivel-6leo) colabora no processo de resfriamento do
motor. Por outro lado, como efeito negativo, hd um acréscimo



Fig. 7 — Posicionamento do conjunto no infcio do processo
de compressao dos gases residuais

Fig. 8 — Posicionamento do conjunto no final do processo
exaustdo dos gases residuais

MANCAIS
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ROTOR ROTOR

ENGRENAGENS

Fig. 9 — Vista lateral esquemdtica do conjunto rotores,
carcaga e engrenagens

das emissées de hidrocarbonetos. Uma outra alternativa vidvel
em termos de lubrificagio do conjunto é injetar-se éleo através
de furos axiais nos eixos dos rotores. QOutros furos radiais nos ro-
tores, possivelmente em diversas alturas, comunicar-se-iam com
os furos axiais, possibilitando uma lubrificagao localizada.

VARIACOES POSSIVEIS

Até entdo, no presente trabalho, tem-se referido & mistura
admitida como sendo ar-combustivel, eventualmente comple-
mentada com éleo. No entanto, nac hé, a priori, problemas

em admitir somente ar e injetar o combustivel diretamente na
“cimara de combustio” (regido 3A - Figura 6). Analogamente,
o motor rotativo ora proposto, pode operar também segundo o
ciclo Diesel (ou Dual).

Sob o ponto de vista geométrico diversas alteragoes sao
vidveis: Inicialmente, é possivel alterar-se substancialmente a
relagio entre os raios R e Rp, conforme mostrado nas Figuras
10 e 11. Tais conjuntos apresentam uma relacio Rp /R diferente
da representada, por exemplo, na Figura 6.

Fig. 10 - Representagao do conjunto com uma
“elevada” relacio Rp/R.

Comparando-se as Figuras 6, 10.e 11 é possivel concluir-
se qualitativamente que quanto maior é a relagdo Rp/R mais
elevada é a taxa de compressao do motor. Isto porque um
alto valor de Rp implica em um maior volume (de mistura ar-
combustivel) aspirado e, proporcionalmente, um volume final
de compressao menor. Deste modo, certamente a relagao Rp /R
é um dos parimetros geométricos fundamentais que devem ser
analisados mais cuidadosamente em uma etapa posterior da pre-
sente pesquisa, conjuntamente com a alternativa de modificagao
da forma geométrica do fundo da cavidade (ji4 mencionada).

Fig. 11 — Representagao do conjunto com uma
“baixa” relagio Rp /R

Outra alteragio geométrica vidvel é a modificagdo tanto
do posicionamento (angular) dos dutos de admissdo e exaustio,
quanto das dimensoes (4drea da segao transversal) dos mesmos.
Naturalmente, tul modificagao no duto de admissao influencia
a taxa de compressdo e a eficiéncia volumétrica do motor. O
mesmo tipo de andlise preliminar pode ser aplicada para as
fases de expansao e exaustao dos gases proveniente do processo
de combustdo, em relagdo as variagdes no posicionamento e/ou
dimensdes do duto de exaustao. Se, por um lado, o aumento
das dimensées (largura) de tal duto, propicia uma melhor (ou
mais completa) exaustao dos gases, por outro, “reduz” o vo-
lume associado a fase de expansao, aumentando a probabili-
dade de ocorréncia de combustao incompleta. Logo, sdo efeitos
contrarios considerando-se, respectivamente, a performance e as
emissdes (poluentes) do motor rotativo. No entanto, existe uma
forma de minimizar o problema das emissdes, ou seja, dispor-
se de um “longo” processo de expansao de forma a reduzir a
temperatura final dos gases aproveitando-se, ainda, a mdxima
energia dos mesmos, sem prejudicar a eficiéncia do processo de
exaustdo. Tal forma consiste, fundamentalmente, em desalinhar
o centro do trés rotores conforme esquematizado na Figura 12.




Fig. 12 — Representagao esquemadtica do desalinhamento
do centro de rotagao dos rotores

Naturalmente, a modificagdo proposta também interfere
nos “tempos” de admissio e compressao. Na forma geumétrica
apresentada na Figura 12, observa-se uma redugiao da taxa
de compressdo, para uma mesma relagio Rp /R, comparativa-
mente ao caso dos centros alinhados. Entretanto, observando-
se visualmente os volumes de admissdo (regido 2 - Fig. 5) e
de compressido (regido 3A - Fig. 6), constata-se a facilidade
de obtengao de elevadas taxas de compressao no modelo pro-
posto. Assim, ndo se caracteriza como um problema para a
admissio/ compressao, a modificagio proposta na Figura 12.
Logo, a posigdo relativa “6tima” entre os trés centros de rotagao
é um dos paridmetros que devem ser analisados mais profunda-
mente no futuro.

CONCLUSOES

O motor rotativo proposto deve ser melhor avaliado tanto
a nivel de projeto quanto a nivel de testes de um protétipo.
O objetivo principal do presente trabalho foi o de apresentar
a geometria fundamental do referido motor. Da mesma forma,
analisou-se qualitativamente os principais parametros que, cer-
tamente, influenciam a performance do motor rotativo.

Como aspectos positivos do modelo proposto ressalta-se a
ocorréncia de trés expansdes (realizagdo de trabalho) por rota-
¢ao e o perfeito balanceamento dos trés rotores.
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ABSTRACT

The present paper shows the basic geometry of a new ro-
tary internal combustion engine. This geometry contains three
tangent rotors that have the same angular velocity. The central
rotor has three protuberances with an angular phase displace-
ment of 120°. The two others rotors have three cavities (each
one) also with an angular phase displacement of 120°. The
proposed engine does not present the typical problems like oth-
ers rotary engines. A program (Computer Graphics), for the
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preliminar analyses of the geometry of engine, was made. The
perspectives for the performance of the rotary engine presented
by this work are excelent
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Neste trabalho é feito um estudo comparativo entre a
res do ciclo Otte obtida a partir de dados experimentais e
0 resultado deste estudo
particulares, Uma nova correlagdo entre a pressdo méxi-
ma no interior do cilindro e a rotag8o do motor € proposta.

modelos existentes na literatura.
sdo aplicdveis somente a caso.

RESUMO

poténcia de atrito de moto-
calculada pelos principais
revela gue estes modelos

A poténcia de atrito calcuy

lada por este novo modelo apresenta uma excelente concorddncia com os resultados expe-

rimentais obtidos a partir de teste de motores com cilindrada variando entre

4770 cm?’,

INTRODUGRD

A guantificagdo da poténcias de atrito, em motores
combust@o interna, foi durante muitos anos um proble
ma relegado a segundo plano, A principal razdo para is
to se deveu a existéncia de uma grande oferta de combus
tivel. A crise desta oferta, entretanto, altercu o qua
dro, gerando a necessidade de otimizar todos ¢gs parame-
tros operacionais do motor, o que prioriza, entre ou-
tros a quantificagdo rigorosa do atrito. Hoje, o as-
sunto € visto com atengdo, objetivando, por exemplo, o

de

desenvalvimento de motores com menor consumo especifico.

Um segundo fator importante no enfogue crescente
dado aos métpdos de quantificagdo, decorre do desenvol-
vimento da simulagdo matemdtics dos motores. Nestes ca-
sos, € indispensdvel contar com uma equagdo de cdlculo
da poténcia de atrito gue possibilite transformar a po-
téncia indicada tedrica em um parédmetrao de interesse
prdtico como a poténcia efetiva ou de eixo.

Encontra-se na literatura técnica algumas expres
stes gue permitem o cdlcule da poténcia de atrito. En-
tretanto, essas expressdes, ou possuem aplicagfes limi-
tadas a casos particulares, ou ignoram pardametros de
considerdvel influéncia na formagdo da poténcia de atri
to [1]), [2]; [3].

Este trabalho tem
va expressdo de cdlculo
las j& existentes. Esta

por ebjetivo apresentar uma no-
que supere as limitagBes dague-
expressfdo foil obtida a partir
da correlaglio existente entre a poténcia de atrito e a
rotagdo do motor. Os dados necessdrios para estabelecer
esta correlagde foram obtidos a partir de ensaios de vé
rios motores, realizados especificamente para este Fim,
¢ da recuperagdo de ensaios anteriores. Os resultados
da expressdo proposta sd3o comparados com a poténcia de
atrito medida pelo método Morse., Postericrmente, ac se
comparar esta expressdo com as demais, espera-se orien-
tar na correta escolha entre as propostas existentes.
Cabe ressaltar gue neste trabalho, entende-seg por
atrito ou poténcia de atrito, todas as perdas de ener
gia, interna e externamente ao motor, tais como: atrito
mecdnico, perdas por transferéncia de calor durante o

curso de compressdo, trabalho de bombeamento, trabalho
gasto com o5 auxiliares ete... Além disto, no desenvol-
vimento da eguagdo, a poténcia de atrito sera expressa
em termos de pressdo média efetiva de atrito, visando

distinguir corretamente os efeitos da capacidade volumé
trica dos motores,

EXPRE5SS0ES DE CALCULD
As expressfes de cdlculo da poténcia de atrito
propostas pels literatura [1], [21, [31, [a&], [5], fo-

ram obtidas a partir do ajuste de dados experimentais
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de um ou vdrios motores tecnologicamente
Desta forma, a utilizagd3o destas expressdes exige o co-
nhecimento das caracteristicas técnicas dos motores que
serviram de base para sua obtengdo. Uma expressdo repre
sentativa da correlacdo de dados experimentais de um mp
tor do ciclo Otto, guatro tempos, com duas vdlvulas por
cilindro, para ser utilizada no cdlculo da poténcia de
atrito de um motor do mesmo tipo, mas com guatra vélwvu-

semelbhantes,

las por cilindro, exigiria uma cuidadosa adaptagdo nos
seus coeficientes.
Millington e Hartles [3] testaram vdrios motores

do ciclo Diesel, de uso automotivo, de diferentes tama-
nhos e taxas de compressfo, CR, chegando & express8o da
pressdo média efetiva de atrito, PMEA:

PME A= — 4+ 0,0475 N + 0,395 (Epis)’ (1)

i
0,145
onde A= CR-4 para motores com injeg3do direta e A= CR pa
ra motores com injeg3o indireta, N a rotagdo por minuto

e Epis a velocidade média do pist8o em m/s.

Chen e Flynn,apud [4],propuseram uma expressdo a-

aplicdvel a motores turboalimentados, que nBo leva em
consideracdc a parcela de perdas decorrentes do traba-
tho de bombeamento, mas considera a pressdo maxima no
i v eilindro, P, em kPa:
max
PMEA= 13,7 0,005 P 1542 B 2
3 ¥ ' méx* pis (2)
winterbone & Tennant, apud [5], propuseram a se-

guinte expressdo, obtida de um matar Diesel, gquatro tem
pos, seis cilindros e injeg8o direta:

PMEA= 6,1 + 0,0294 N + 0,016 P_, (3)
max

Assim como & expressdo de Chen e Flynn, a de
Winterbone e Tennant nd3o considera o trabalho de bombea
mento.

A (ltima das expressdes para o cdlculo da potén-
cia de atrito € encontrada nas normas técnicas da ABNT,
A NBR 5477 [6] fornece uma express3o para o cadlcule do
rendimento mecldnico, Nm, em fungdo da pressdo média efe
tiva observada PME_ e da rotagdo N em rpm.

Nm= 130 ; onde (4)
(6,89 x) - (PMEo V)
1o e
PME
o
x= 16,3761 + 2,28629 10 * N +

-6
+ 0,297053 10 ~ N?




y= 1077 (5,44659 - 0,02495 107" N -

-6
- 0,174376 10 "N® )

Com o rendimento mecanico obtido, pode-se entdo
calcular a poténcia de atrito: Dﬁ‘ em fungdo da potén
cia efetiva P : o

ef
100

P =P ——} = 1 (s

at Ef[ ( Nm ) ) )

EQUIPAMENTOS TESTADOS, INSTRUMENTACFOD E METODOLOGIA

Para a realizacBo deste trabalho, foram testados-
quatro motores do ciclo Otto, sendo trés movidos 3 &al-
cool & um & gasclina, todos na vers3o naturalmente as-
pirada e dois turboalimentados. As caracteristicas de
cada um sd3o apresentadas na Tabela 1.

TABELA 1- Caracter{sticas dos motores testados.

I Cilindrata| Kemero | tama Poténeia
MWMR| Total | G | te |Comustivel|Alimentagaol Bret. (¥
(c83) [Ci1indros|Conpressio (Pegine)

2.91

| orena | ob | 1.5t | Gasotioa | Aspiragio | (SAB)
Aimosférical (5800)

Tardocom. | 61,26

2l i | on | vsio| casolsa| | pEm
B | (4500)

5.4

3| 154 04 | 10.5: 8] Aleool | Aspiragao | (ABNT)
Amosférical (5600)

Turbocomp. | 68.27

L] 18154 ] 0.5:1 Altool IRl (ABNT)
'] (8000}

9.3

5 | 19982 O | 120: 8| Alcool | Aspiragio | (APET)
Atmosferical (4500)

9.9

13 me 06 o0 | Alcool | Aspiragao | (MB 312)

ltmsfiril:ll (3500

Para o ensaio dos motores e aquisigio de dados
relevantes, fol utilizado o banco dinamométrico do la-
boratdrio de Termociéncias da Universidade de Brasilia,
que & apoiado com & seguinte instrumentagdo:

Banco de Testes. 0 banco de testes é composto de
um dinamémetro hidrdulico, capacidade de 210 kW e
600 M.m. A incerteza associada & leitura da rotaglo é&
de 0,051%. A precisfo da célula de carga € de D,40% e
a do seu indicador 0,10%. Assim, para casos extremos,
encontramos uma incerteza de 0,5% na determinagio da
poténcia efetiva [7], com a rotagldo estabilizada.

Sistema de Aquisigdo de Dados. Um multiprograma-
dor, dotado de uma interface paralela de 8 bits e pre-
cisde de 0,4% é responsdvel pelas leituras de rotagdo,
carga e consumo de combustivel, duas placas converso -
ras analdgico/digital para leitura de temperaturas e
pressibes, com precisdo de 40 microvelts e BOO micro
volts, S3p utilizades termopares do tipo K e sensor de
pressdo elétrico, capacidade de 5 bar absolutos;

- Um microcomputador PC-XT com 704 kbytes de memdria
RAM, com interface GPIB controladora do multiprograma-
daor;

- Um medidor eletrdnico de consumo de combustivel, con
feccionado no proprio laboratdrio;

- Software, desenvelvido no laboratdrio, responsdvel
pelo controle do sistema e tratamento de dados;

Instrumentacdo para Medida de Pressfes Transien-
tes. Para medida das pressdes transientes no interior
do cilindro, com o motor em funcianmamento, foram utili
zados os seguintes instrumentos:

T g D Y T
flul tipr ogr anador NEXUS 1615
STD 85 1P -
1r—*-=-==.=-ll1r

oC_10

Caixa
do
Barr avento |
— | 1 Impressora
Figura 1 - Esquema do sistema de aquisig¢l3o de
dados.

- amplificadar de carga, com precisdo de 1% nas faixas
utilizadas;
- transdutor de pressdo piezoelétrico; com preclisdes na

ordem de 0,4% para linearidade,0,5% para histerese ]
0,5% para variaglies de temperatura;
- vela especialmente adaptada, com conector para o

transdutor de pressdo;
-microcomputador PC-XT, dotado de uma placa conversora
analégico/digital, de 8 Bits na escala vertical e tempo
de conversiio de ? microsegundos, a uma frequéncia de a-
quisigdo de 50 kHz, fabricados pelo COT-CME da Universi
dade de Brasflia;
- "spftware" de aquisiclo e andlise de dados, desenvol-
vido pelo CDT-UnB;
- sensor dtico de posigdo, para a identificagdo da posi
gdo do ponto morto superior, desenvalvido no laboratéri
05

A incerteza associada a esta instrumentagdo limi-
ta-se a 1,76% calculada pelo método e Kline &
McClintock [7]). Nes': edlculo n3o estd inclufdo o efei-
te do retardo de fase decorrente da instalag8o do  sen-
sor. A figura 2 mostra esquematicamente o sistema para
medigdo de pressidies transientes,

¢ ] Sensor Otico |

< r ansdutor
| Placa
'ﬁ_‘"" Conversora
on
i:- | S—
LN
e UNINICRO
It
L
Figura 2 - Esguema da instrumentag3o para medidac de

presséies transientes.

Metodologia de Ensalos. Em todos os casos os moto
resg ram ensaiados a plena carga, de arordo com a nor
ma NBR S54B4. Nestes testes, as condigfes de ensaino fo-
ram rigorosamente controladas e tomadas em ndmero sufi-

fim de definir completamente as
cas do motor.

cientes de rotagbes, a
isti

as curvas caracter



Fara determinagd3o da poténcia de atrito ensaiou-

segunio o métndo Morse. Este método consis-
te em inibir a ignigao em um cilindro, fazendn o motor
T rotacdn com gue ele operava com os quatro
zilindros & plena carga. entre poténcia efe
tiva do motor operando com todes os cilindros a plena
carga € operando com um cilindro a menos & mesma  rota-
gdo, € a poténcia indicada de um cilindro. A poténcia
indicada assim obtida mencs a poténcia efetiva medida,
& 3 poténcia de atrito.

A prussan interior do cilindro foi
ciclo, motor a carga, e
de uma série significativa, para cada

-5¢ motor

UpETar a
A diferenga

no medida ci-

ele & considerou-se

a média

com o plena

rotagdo.

fendmeno
parame—
ja que,
parédme-

Um passo fundamental na modelagem de um
fisico gualquer, determinagio correta dos
tros de maior contribuicdoc para sua ocorréncia,
gguentemente ¢ invidvel considerar todos os
0% concorrentes,
No caso da paténcia de atrito, a
realizados para a elaboracgdc deste
abtidnos

€ 8
I
i s
tr
dos tes-
Junta-
cor-
pres
motor

andlise
trabalhs,
em outros trabalhes
s¢ selecionasse os parametros
cilindro e rotagdo do

As figuras 3 e 4
de atrito relagio El

Les
mente com resultados
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Figura 3 - Influéncia da Press3o mdxima sobre a
poténcia de atrito, motor 1300cm?*.
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Figura 4- influéncia da Pressdo mdxima sobre a

poténcia de atrito, motor 1415cm?,
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Pmax- M8 flgura 4 pode ser observsda a redugdo do va-
lor da Pgs, sendo acompsnhada pela redugdo da poténcia
de atrito. Existem ainda, outros parédmetros de influén-
cia, por exemplo agqueles relacionados 8 arguitetura do
motor, mas svas contribuigfies podem ser absorvidas pe-
los coeficientes da equagdo ajustada.
Esd 1,800
— om
—===4 000rpm ,___—-'""4
-————k=
——— T
00 4= .
T s
g
i
Z o ; —
et
[ v E—
0+
2900 3400 390 4400 4900
Pmax ( kPa)
Figura 5 - Influéncia da Pressf@o maxima sobre a Pres-
580 média efetiva de atrito para 1500 e
4000 rpm.
A influéncia relativa da Ppyy & da rotagdo na
PMEA, pode ser observads nas figuras 5 e 6. Para as cur

vas de PMEA, versus Ppgy, figura 5, selecionou-se um

ajuste linear. Por sua vez, as curvas de PMEA versus ro

tag8o, foram modeladas por um polindmio de segundo grau
[8]1.
W0y = —— -
-
~ —1300cc
-~—<1418cc A
e =2 000 e
2850 4

PMEA (kPa)

50

o

1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500
ROTACAQ (rpm)

Figqura & - Influéncia da rotagdo sobre a pressao

média efetiva de atrito, motores 1300cm’,

1415cm?* e 2000cm?.

Com os par8metros definidos, bem como sua relagdo
de dependéncia com a PMEA, utilizou-se um programa de
ajuste de curvas miltiplas de duas varidveis [9]. 0 re-
sultado do processamento forneceu a seguinte expressdo:

PMEA=_0,956 + 0,054 P .
ma x
+ 9,540 :m'“n_ 3,417 10'5P N
max

- 5,457 107N 4 5,571 107°P_, N (6)

: méx
Esta expressio se aplica ao cédlculo da PMER,
(x 100 kPa) e portanto da poténcia de atriteo, de moto-
res do cicle Otto, de uso automotivo e concepgdo moder-




na. A sua faixa de aplicagdo se situa entre entre 1500
4500 rpm e 3000 a 5000 kPa de Ppsy. A sua utilizagdo fo
ra dos limites de Pyzy possivelmente n3o oferecerd pro-
blemas, j& que o comportamento deste parémetro € assumi
do linear, mas esta afirmativa necessita de comprovacgdo
experimental.

RESULTADOS E ANALISE

Entre os diversos métodos para determinacgdo
da poténcia de atrito o método Morse se destaca sobretu
do por incorporar aos resultados dos ensaios todos as
fatores que influem na degradac8o da poténcia indicada
[1]. Por esta raz3oc a poténcia de atrito obtida a par-
tir dos ensaios realizados segundo o método Morse serd
referéncia para a andlise comparativa,

As figuras 7 e 8 apresentam as curvas obtidas a
partir das expressdies (1), (2), (3) e (4}, e das refe-
réncias (31, (4], [5) e {6]. Nestas figuras s@o apresen
tadas também os resultados experimentais obtidos a par-
tir dos ensalos realizados segundo o método Morse. Fo-
ram utilizados um motor 1300cm’, figura 7, e um motor
1415cm?*, figura 8.

Constata-se na figura 7 que a curva obtida a par-
tir da expressfio proposta por Millington e Hartles [3]
€ a gue apresenta melhor cencordéncia com os resultados
experimentais., Nas rotagfes superiores a 4100 rpm esta
curva se afasta gradativamente da curva experimental,se
guindo aproximadamente a mesma tendéncia das curvas obh-
tidas a partir das ocutras expressdes, As curvas Tepre-

sentativas das expresstes de Chen & Flynn [4],
2 Winnterbon e Tennant [5] & da NBR 5477 [6] apresentam
um afastamento sistemdtico da curva experimental. Isto

ocorre, possivelmente, pelo fato destas expressdes, ex-
ceto a MBR, n#o valorizarem os efeitos das velocidades
do motor ao proporem uma variagde linear da velocidade
média do pist3o e/ou da rotag8-o do motor. Além disto nao
seu desenvolvimento n3o foram considerados os efeitos
do trabalho de bombeamento gue mesmog a plena carga in-
fluencia nas perdas.

T

n

POT. DE ATRITO( kW)
B

2000 2500 2000 3800 4000 4500
ROTACAO (rpm)

Figura 7- Poténcia de atrito experimental e calcu-
ladas pelas expressdes (1), (2), (3) e
(4) e referéncias (3], [4], [5] e [&],
motor 1300cm’® aspirado.

Na figura 8 sdc apresentadas curvas obtidas da
mesma forma que anteriormente para o motor 1415cm”, Nas
baixas rotagdes este motor apresenta algumas peculiasri-
dades operacionais, certamente ligadas ao processo de
combust&o, jd4 que a Pressdo mdxima no interior do cilin
dro tanto para 1500 guanto para 2000 rpm, @& 3800 kPa.
Conseguentemente a poténcia de atrito se mantém aproxi-
madamente constante nesta regido. MNas rotagBes superio-
res este motor se comporta como esperado e novamente a
express@o de Millington eHartles [3] é bem prdxima dos
resultados experimentais.

Cabe ressaltar gue a equagdo de Millington e

Hartles fol desenvolvida e testada somente para moto-
res Diesel, de alta taxa de compress3o. Sua proximidade
dos resultados experimentais em motores do ciclo Qtto,
vem do fato de considerar duplamente os efeitos de velo
cidade do motor, incluindo um termo de rotag3o & outro
de velocidade média do pistdo. fo coansiderar também a
taxa de compressdo, de uma certa forma estd consideran-
do a Pressdo mdxima no interior do cilindro, que no ca-
so de motores aspirados é influenciada pela taxa de com
pressdo,

POT ATRITO (kW)
8

& -
1500 200 2800 3000 3500 S0 4500
ROTACAQ ( rpm}

Figura 8 - Poténcis de atrito experimental e calcula-
das pelas expressdes (1), (2), (3) e (4] e
referéncia [3], [4], [5] e [6], motar
1415cm? aspirado.

A comprovagdo experimental da influénclia dos di-
versnos par8metros gque compdem a eguac3o (6) proposta nes
te trabalho foi feita por meio de ensaios de diversos
motores do ciclo Otto e uma minuciosa andlise numérica,
utilizando-se os sistemas das referéncias [8] e [2]. Os
resultados detalhados encontram-se na referéncia [1].Mas
figuras 9, 10 e 11 s3o apresentados os resultados para
trés motores com 1300cm?, 1415cm® e 4770cm’. Os resulta
dos experimentais foram obtides também pelo método Mor-
se. Em todos os casos houve concordéncia entre os valo-
res experimentais e os calculados. Mesmo na faixa de
funcionamento peculiar do mator 1415cm®, figura 10, a
equacdo (&) se aproxima dos valores experimentais, Isto
advem da perfeita correlagdo proposta entre a PMEA e as
varidvelis Ppgy & N.

——- =MORSE|
— )
7

POT DEATRITO (kW)

1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500
ROTACAQ (rpm)

Figura 9 - Poténcia de atrito experimental e calcu-
lada pela express3oc proposta (6), motor
1300cm® aspirado.



POT ATRITO(kW)
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Figura 10- Poténcia de atrito experimental e calcula
da pela expressi3o proposta (6], motor
1415cm* aspirado.
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Figura 11 - Poténecls de atrito experimental e calcula

da pela expressdo proposta (6), motor
4770cm?® aspirado.
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Figura 12 - Poténcia de atrito experimental e calcula
da pelas expressdes (1), (2) e (6), motor
1415cm? turboalimentado.

No caso de motores turboalimentados
utilizando o método Morse, deixam de

ensaios

[s-

oS
ter vallidade.
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to porque
altera-se
4 turbina

ao se inibir s combustdo de um dos cilindros,
a energis dos gases de descarga a ser cedida
do turbocompressor. Com isto s@o alteradas
também as condigBes da mistura ar-combustivel na admis-
sdo0, alterando excessivamente todos os processos. 0 re
sultado da poténcia de atrito fica superestimado confor
me € mostrado na figura 12.

i

CONCLUSOES

A express8o de Millington e Hartles exprime razoa
velmente bem a poténcia de atrito dos motores aspliradaos.
Como no entanto ela fornece os mesmos valores para as
motores turboalimentados, uma vez gque relaciona a taxa
de compressdo geométrica, ndo deve ser utilizada nestes
casos;

As expressdes de Chen e Flynn
Tennant, por ndo levarem em conta o trabalho de bombea-
mento, sé se aplicam & simulag8o de motores, onde todos
es trabalhos do ciclo se encontram dispeniveis. A vanta
gem deste tipo de expressd3o & permitir o cdlcule da po-
téncia de atrito para gualquer carga aplicada;

A expressio da ABNT, via de regra, fornece valo-
res bem defasados de poténcia de atrito e merecer SET
revista, Ela nd3o se aplica a motores turboalimentados;

0 par8metro da pressfo mdxima no interior do ci-

e Winterbone &

lindro exerce uma significativa influéncia na poténcla
de atrito do motor;
A equagdo desenvolvida neste trabalho apresenta

bans resultados guando aplicada em motores aspirados,
esmo naqueles de grande capacidade volumétrica. Ela po

de ser aplicada também para os motores turboalimentados,

mas a afirmativa carece de comprovagdo experimental.
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SUMARY

This work compares the experimentals values of
the friction hosepower from various spark engines with
the principals theoreticals models. The comparison has
shown that these models are valid for only specific
situations, A new correlation which take into account




the cilinder maximun pressure and engine speed is
developed. The experimental results are in good
agreement with the new correlation.
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RESUMO

Nesle trabalho sao descrilos os principais resultados dos testes realizados com o segundo protétipo
de um propulsor calalitico a hidrazing com 2N de empuro, em desenvolvimento para o subsistema
de controle de atitude ¢ orbita dos satclites de sensoreamento remoto com controle em 8 eizos da
MECB. Sao também descrilos os procedimentos de projeto e 0s meios de teste disponiveis no INPE.

INTRODUCAO

O Sistema de controle por reagao, do satélite de sensore-
amento remoto (SSR) da Missao Espacial Completa Brasileira
(MECR), consiste de 12 propulsores cataliticos a hidrazina mono-
propelente, divididos em dois ramos redundantes, atuando nos
tres eixos do satélite.

O Sistema propulsivo (SP), ¢ responsavel pela aquisigao de
atitude logo apos a injegao em orbita, elevacao e circularizagao
da drbita, correcao de inclinacao da oérbita, dessaturacao das ro-
das de reacao e manutencao de érbita durante a vida operacional
do satélite.

Descrigao do Sistema. A configuragao do sistema ¢ ilustrada
na Figura 1.

A hidrazina ¢ armazenada em dois tanques com expulsao
positiva controlada por diafragma, pressurizados por nitrogénio.
Os tanques operam em “blow-down” com pressao inicial de 22 bar
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Figura 1: Configuracao esquematica do SP 5SR
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e pressao final de 5,5 bar.

Duas valvulas bi-estdveis isolam cada um dos ramos no caso
de falha em algum componente deste. Cada ramo é protegido
por um filtro com capacidade de filtragem de particulas de até
10 micra, para impedir deterioracio do assento da valvula ou
entupimento do orificio de injecao.

DESCRICAO DO PROPULSOR

Cada conjunto propulsor, Figura 2, consiste de uma eletro-
véalvula monoestavel e o propulsor propriamente dito, unidos por
um suporte estrutural, que serve também come bharreira térmica
entre o propulsor e a eletrovalvula.

A eletrovalvula, com vedagido teflon/metal é inteiramente
construida em materiais compativeis com hidrazina. E otimizada
em peso e poténcia consumida e satisfaz a rigidos requisitos de
tempos de abertura e fechamento.

Um tubo capilar leva a hidrazina da saida da vélvula ao
injetor.

O propulsor consiste de injetor, cimara catalitica e tubeira
de expansio.

A cabega de inje¢ao contém um orificio pelo qual a hidrazina
¢ injetada na forma liquida para o interior da camara catalitica.
Para evitar que particulas geradas da quebra do catalisador
provoquem o entupimento do orificio de injecao, uma tela de
platina-rédio com mesh 150-200 é colocada & saida do orificio.
Além disto a tela protege o catalisador do impacto direto do jato
de hidrazina e produz uma melhor atomizacao deste.

A camara catalitica contém o catalisador; iridio impreg-

Figura 2: Conjunto propulsor-eletrovalvula. 1: eletrovalvula.
2: capilar. 3: injetor. 4: camara. 5: aquecedor. 6: tubeira.



nado em graos de alumina com alta densidade de poros. Para
maior durabilidade do catalisador, o leito catalitico deve ser pre-
aquecido a uma temperatura superior a 95° C.

Ao final do leito catalitico é colocada uma tela, também de
platina-rédio, com a finalidade de manter o leito devidamente
compactado e evitar que os graos do catalisador sejam expelidos
pela tubeira, juntamente com os gases.

A tubeira recebe o empuxo resultante da expansao superso-
nica. A entrada da regiao do convergente ¢ colocada uma tomada
de pressao para monitorar o desempenho do propulsor durante
os testes,

O propulsor é inteiramente usinado em Inconel 600.

O tubo capilar, é soldado & saida da eletrovilvula e ao in-
jetor por brasagem com liga de prata-paladio.

O principio de funcionamento. A hidrazina (N:ll4) € in-
jetada no propulsor na forma liquida. Ao entrar em contato
com o catalisador ela se decompoe gerando aménia (NHs), ni-
trogénio (N,) e hidrogénio (H;). Esta reagao de decomposigao
é exotérmica. Iniciado o processo por catalise, a liberagao de
energia aumenta a velocidade da reagao ja que a hidrazina se
decompoe também termicamente, para temperaturas acima de
600°C.

A reacao de decomposicio da hidrazina se da numa regiao
bastante curta da camara catalitica. Na parte restante ocorre
a reacao de decomposicao da aménia. Como esta reacao é en-
dotérmica, ¢ desejavel que seu avango seja minimizado, para
evitar diminuicao de impulso especifico.

A velocidade da reagao de decomposicao da amdnia ¢ bas-
tante baixa. Desta forma a composicio final dos gases varia
muito pouco com o comprimento do leito e a fra¢io de amonia
ao final do leito é bem maior do que o seu valor de equilibrio.

Um modelo mais completo para o mecanismo de decom-
posigao da hidrazina é apresentado em [3].

Procedimento de calculo. Os requisitos basicos que devemn
ser satisfeitos pelo sistema propulsivo de satélites sao a mini-
mizacao da massa total do sistema e a maximizacao do impulso
especifico.

Os parametros operacionais tais como pressao de injecao ¢
razao de “blow—down”, resultam deste processo de otimizacao ¢
de limitacoes associadas & estabilidade de operagao do propulsor.

A equagao basica utilizada no dimensionamento do propul-
sor ¢ a seguinte:

(1

A pressao de injegao, p;, decresce ao longo da vida do propul-

P-=p— A}"rh e APm; = APM;.

sor a medida que o combustivel é consumido. O mesmo ocor-
rendo com o empuxo do propulsor e as perdas de carga.

A pressao ao final da camara catalitica, p., juntamente com
a geometria da tubeira determinam a vazao méssica ¢ o empuxo.

A perda de carga no capilar, Ape,, € em geral pequena. O
Jdidmetro do capilar é caleulado de imodo a satisfazer a condigao
de escoanento laminar e volume minimo.

A perda de carga no orificio de injecao, Ap,y,,, deve ser su-
perior a 10% do valor da pressao na camara, p., para satisfazer
requisitos de estabilidade de operagao do propulsor ¢ é determi-
nada pela vazao mdssica e geometria do orificio injetor.

A perda de carga ao longo do leito catalitico, Apes, ¢ de-
terminada pelo comprimento e e diametro da camara, vazao
massica e pelo tipo de catalisador. O valor deste parametro
também afeta a estabilidade de operagao do propulsor. Os limi-
tes sao estabelecidos empiricamente.

Para satisfazer todos os limites de operagao ¢ requisitos de
estabilidade sdo necessarias algumas iteragoes no procedimento
de cdlculo.
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Projeto e construgao do propulsor. O propulsor foi proje-
tado de acordo com os procedimentos usuais de calculo de pard-
metros de operacao de motores foguete a combustivel liquido e
alguns procedimentos empiricos que determinam o grau de disso-
ciagao da amonia. Uma descrigao detalhada dos procedimentos
de cdlculo € apresentada em [1].

A tubeira de expansao possui razao de areas de 50:1. O
angulo do divergente, de 15 graus € o valor comumente utilizado
para tubeiras conicas. Com este valor as perdas devidas & com-
ponente radial do escoamento i saida da tubeira ¢ o descola-
mento do escoamento sao evitados ¢ o comprimento da tubeira
€ aceitavel.

O diametro da garganta da tubeira ¢ o parametro constru
tivo de maior importancia relativa na determinagio do empuxo
do propulsor e deve ser fabricado com grande precisao.

O dimensionamento da camara catalitica foi [eito utilizando
correlagoes empiricas, de acordo com [2]. Fstas correlagoes en-
volveni o diametro e o comprimento do leito, caracteristicas do
catalisador e fluxo de massa através do leito.

O catalisador utilizado foi o Shell 405 com granulacao 20
30 mesh.

Para o carrregamento do propulsor este ¢ fixado a uma mesa
vibradora. Durante o carregamento o propulsor ¢ submetido
a vibragoes com frequencia de 250 Hz e amplitude de 1,5 g,
garantindo uma melhor compactagao do catalisador.

O orificio de injecao deve proporcionar uma perda de carga
suficientemente grande para amortecer oscilagoes de pressao que
ocorrem no interior da camara catalitica e evitar que estas in-
terajam construtivamente com ondas de pressio se propagando
na tubulacao ¢ tanque de alimentacao.

Iispecial atencao deve ser dada a distribuicao de tempera
tura de parede do capilar na regiao do orificio. A vaporizacao
ou decomposicao da hidrazina antes do orificio pode provocar
oscilagoes na vazao de massa o, que provoca fortes oscilagoes de
pressao na camara catalitica ¢ no empuxo do propulsor.

O cocficiente de descarga do orilicio ¢ bastante dependente
da geometria. Como as dimensoes deste sao nuiito pequenas,
imprecisoes de fabricacao afetan significativamente o seu valor,
U procedimento de calibragao deve ser adotado.

A usinagem das pegas e metrologia foram leitas na COPESP
que se encontra equipada para desenvolver processos especiais
tais como soldas por feixe de elétrons ¢ brasagens ¢ cquipamentos

de analise de material e wmetrologia.

EQUIPAMENTO DL TESTE

Os testes foram realizados muna camara de vieno com dia-
metro de 1LY e comprimento de 2 m. O sistema de bombea-
mento consiste de bombas tipo Roots e bombas mecanicas con-
vencionais com wma capacidade de 4 ont/s.

As medidas de pressao na camara catalitica o ua linha de
alimentagao sao realizadas com transdutores piezoresitivo cont
requencia de corte superior a 50 kilz,  Os transdutores pos-
suem compensaciao para temperatura de até 10070 e resposta
a pressao dinamica ¢ estiatica. Para tivos pulsados transdutores
piezocleiricos com compensacao de temperatura ate 3500 O e
frequéncia de corte acima de 180 kllz sao também utilizados
para medir a pressao na camara.

As medidas de temperatura na parede do propulser sao
feitas com termopares Lipo K, cromel almel.

Um orificio de 0,3 mm de diametro ¢ utilizado para realizar
a medida de vazao do combustivel. Dois transdutores de pressio
pitzoresistivos sao utilizados para medir o diferencial de pressao
alravés do orniflicio. Fste procedimento foi utilizado para realizar
as medidas de vazio tanto em regune continuo conio em regime
pulsado.

0 erro observado na medida de vazao, utilizando este pro
cedimento, for sempre inferior a 5%, mesmo para o caso de



regime pulsado.

Um computador HP-9000 ¢ utilizado para controlar a ope-
ragao do propulsor e o sistema de aquisiao e andlise de dados.
Um multiprogramader com 40 canais, conversor A/D de 12 bits
e frequéncia de conversao de 500 kHz é utilizado para observar
e armazenar lodos os parametros de operagao do propulsor.

DESEMPENHO DO PROPULSOR

O propulsor foi operado em condigoes correspondentes a um
ciclo completo de vida especificado para a missao dos satélites
SSR.

Inicialmente foi feito um mapeamento completo do fun-
cionamento em todas as condigoes de operagao requeridas em
sua especificagao.

As pressoes testadas foram: 22 bar, 10 bar e 5,5 bar. Em
cada uma destas pressoes foram realizados tiros continuos com
duragdo de 100 segundos cada e sequéncias com 100 pulsos cada
com larguras de pulso de 50 ms, 100 ms, 200 ms e 500 ms.

Na Figura 3 é mostrado o trago de pressao para um tiro
continuo com pressao de injecao de 22 bar. No inicio do pulso sao
observados dois picos de pressiao com amplitude bastante grande.
No restante do tiro a amplitude das oscilagoes de pressao, pico
a pico, € inferior a 10% do valor médio da pressao na camara.

Durante os 2 primeiros segundos ¢ observado um pequeno
aumento da pressdo na camara. Isto se deve ao fato de que o
propulsor se encontra inicialmente frio ¢ a temperatura atingida
pelos gases é menor, ja que boa parte da energia liberada pela
decomposicao da hidrazina é absorvida para aquecer o propul-
sor. Desta forma a energia disponivel para aceleragao do gas na
tubeira é consideravelmente reduzida.

Neste intervalo inicial o impulso especifico é substancial-
mente reduzido, pois nesie caso a vazao massica ¢ maior do
que no regime permanente e a velocidade de escape dos gases é
menor do que no regime permanente.

Na Figura 4 sao mostrados 5 pulsos de um trem de 100
pulsos a uma pressao de injecao de 10 bar e largura de pulso de
500 ms. O sinal de corrente da eletrovilvula é também mostrado.

Na Figura 5 é mostrado um pulso com mais detalhes. O
temnpo de subida da pressao na camara a 90% de seu valor médic
durante o pulso é de aproximadamente 25 ms e o tempo de des:
cida a 10% do valor médio durante o pulso é de aproximada-
mente 35 ms.

Como o laboratério ainda nao esta equipado com balanga,
o empuxo do propulsor no presente caso é determinado a par-
tir da medida da pressao na camara de estagnacao. A medida
da pressao, a temperatura dos gases e a geometria da tubeira
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Figura 3: Sinal de pressao na camara para um tiro continuo com
pressao de injecao de 22 bar.
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Figura 4: Sinal de pressao na camara para cinco pulsos com
largura de pulso de 500 ms e pressao de injegio de 10 bar.

permitem um célculo do empuxo com razoavel precisao princi-
palmente em se tratando do regime estacionario.

Durante o transitério de subida, com o propulsor frio este
método leva a imprecisées, principalmente devidas ao fato de
que a temperatura dos gases varia consideravelmente. O erro
estimado para a medida de empuxo por este procedimento é de
10%.

Na Figura 6 € mostrada a curva de empuxo versus pressao de
injegao. A curva solida representa o valor de projeto e os pontos
indicados mostram os valores calculados a partir da medida da
pressao na camara catalitica. A medida de pressao utilizada foi
a de regime estacionario, nos tltimos 50 segundos de tiros de 100
segundos, quando o propulsor ja havia atingido a temperatura
de equilibrio.

Na Figura 7 sao mostrados os diferentes Ip; (impulso to-
tal de um pulso) obtidos ao se variar a pressao de injecao ¢ a
largura de pulso. Os valores representados foram obtidos dos
tltimos 50 pulsos de trens de 100 pulsos. Desta forma os efeitos
de transitérios térmicos sdo minimizados. Nos primeiros pulsos
em cada trem de pulsos hd um crescimento consideravel do Iy;.
Apds a temperatura do propulsor atingir o valor de equilibrio a
variacio do Iy de pulso a pulso ¢ inferior a 3%.

Na Figura 8 é mostrada a variagao dos I em um trens de
pulsos com 100 pulsos.
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Figura 5: Sinal de pressao para umn pulso. Pressio de injegio de
10 bar. Largura de pulso: 500 ms.
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Figura 6: Empuxo do propulsor versus pressao de injegao.
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Figura 8: Variagao do lyy em um trem de 100 pulsos. Pressao
de injecao de 21,9 bar. Largura de pulso de 50 ms.

Apds 0 mapeamento inicial de desempenho do propulsor este
foi submetido a uma sequéncia de testes para tiros pulsados e
continuos para simular as condigoes operacionais em orbita.

Foram realizados um total de 20.000 pulsos a diferentes
pressoes e com diferentes larguras de pulso. Dentro desta sequén-
cia foram dadas 1.000 partidas a temperatura de 150°C e 10
partidas a temperatura ambiente.

Dois tiros continuos de 1.500 segundos foram também real-
izados.

As oscilagoes de pressao na camara também se mantiveram
no mesmo nivel observado no mapeamento inicial.

CONCLUSAOQ

Os resultados dos testes realizados demonstram a viabili-
dade de se construir no Brasil este tipo de propulsores, bem
como a capacidade de qualifica-los para véo. Os procedimentos
de projeto, fabricacao e testes utilizados mostraram-se adequa-
dos a se chegar a modelos que atendam as especificagoes requeri-
das para os satélites de sensoreamento remoto da MECB.
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ABSTRACT

This paper describes the results obtained in the develope-
ment of the second hydrazine monpropellant thruster at INPE,
The thruster assemblies are to be used lor the reaction control
system of remote sensing satellites of MECB (Brazil Complete
Space Mission). The thruster assemblies built and tested have
a nominal 2N thrust and operate from a blow down hydrazine
feed system with initial pressure of 22 bar and final pressure of
5,5 bar. Design procedures, test facilities and test programs are
also deseribed.
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TRANSIENTES NA PARTIDA DE FOGUETES BIPROPELENTES LIQUIDOS
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RESUMO

0 presente trabalho eramina a parte transiente do processo de combustao envolven
do propelentes hipergolicos. Obtém-se graficos adimensionais relacionando press&o,&eﬂ
po e quantidade de propelente injetado. Derivou-se tambem wma expressao conectando im
pulso e empuxo instantanecs.d partir deste resultado inferiu-se o impulso minimo, as
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sociado a uma ignigao isolada na camara, para um motor ja disponivel e modular de pa

rametros de projeto cconhecidos.

INTRODUCAO

Os parémetros caracteristicos das orbitas de saté
lites dependem essencialmente da aplicagao, da missao
a ser cumprida e da capacidade dos sistemas propulsi
vos utilizados para manutencao em orbita e realizacao
de manobras de correcaoc durante a vida util
[1].

Despende-se grande esforge, hoje em dia, na con

prevista

cepgao e desenvolvimento de sistemas propulsivos a bi
propelentes utilizando pares hipergolicos. Alguns de
les jé sao largamente empregados no controle de orbita
e atitude de grandes satelites, como os geo-estaciona
rios. Apesar das referidas orbitas poderem ser conside
radas, em primeira aproximaqgo, como Keplerianas, e
inexoravel a acao de forcas perturbadoras que, atuando
por periodos as vezes limitados mas com razoavel inten
sidade, agem durante toda a vida util do satelite. Co
mo alguns exemplos de origens dessas anomalias, citam-
-se a nao centralidade da forga de atragao da terra,os
efeitos atmosfericos, a forga de gravitagao do Sol e
da Lua e a pressao de radiacao solar, dentre
[2].

A parte mais importante da missao de um sistema
propulsivo e corrigir a atitude e orbita dos satélites

oulros

de efeitos gerados por estas perturbacoes. Como a con
figuragéo hipergélica nao depende, para sua iniciacao,
de fatores tais como altitude, e natural supor-se que
ela constitua o melhor meio para a realizacgao daguelas
corregoes que, na mioria dhs vezes, teraoc de ser efetua
das quase que instantaneamcnie. Dentro deste conlexto,
os transientes de partida sao criticos e podem ser ana
lisados a parlir de hipétuuns simplificadoras relati
vas a ignigac de pares hiperpgolicos [3]. Os resultados
530 apresentados sob a forma de curvas que retratam,
adimensionalmente, a evolugao da pressao na camara em
funcao do tempo e da massa de propelente injetado. A
semelhanca das curvas oblidas para pressoes iniciais
de 0 atm e 1 alm assepgura que os testes realizados ao
nivel do mar servem de boa aproximacao para simular con
diroes espaciais. Procedendo-se de manecira analoga e
possivel  tambom computar-se a quantidade de propelen
te consumido em funcao do tempo. Avalia-se tambem o im
pulso mim‘mo, €m f'mer‘.:;U e p;n‘:‘:i.m(‘l'.r‘n.‘: de projeto, que

BETa produzido por una lllr'l‘.it“u man i ﬂ‘.‘;T;'k:F.;.n de empuro na

camara. Tal parametro pode ser considerado,por definigio
[3), com sendo relacionado a quantidade minima de propelente neces
saria para elevar a presséo na camara que forneca 90% do empuxo  to
tal. Os calculos para esta avaliagao levaram em consideracac s para
metros de projeto pertencentes a motores bipropelentes modulares ja
disponiveis, havendo, portanto, possibilidade de se variar o seu cam
primento.

TRANSIENTE DE PRESSAQ

0 Equacionamento deserwolvido na presente secao esta contido na
ref. (3]

0 crescimento da presséo na camara de cambustao de um motor  fo
muete bipropelente hipergolico e, portanto, o empuxo, depende do
acumulo dos produtos de combustao dentro da camara. Ad
mitindo-se ignigao instantanea apos o contato, o tempo
para que a pressao na camara atinja a pressao de proje
to é funcdo do fluxo de propelentes injetados através
dos injetores e do fluxo dos produtos de combustao atra
ves da tubeira. A vazao massica de um fluido incompres
sivel, m;, e representanda pela relagao [4]:

m=oal]/P, -P (1}

onde P, € a pressac de injecao, P a pressdo  instanta
nea da camara, a = AC. VETR Ay area dos orificios in
Jetores, C. coeficiente de descarga e p massa especi
fica de propelente injetado.

A vazao massica atraves da tubeira, m_, & forne
cido pela seguinte relacao [5]: &

mT = BP (2)
onde v+l
14 y-1]
S .. e G I
‘an'rc'\v+1 '

Yy a4 razaoc entre os calores especificos a pressac e

volume constantes, At a area da garganta,R=R/M , R

a constante universal dos gases, M o peso molecular
o W

dos produtos de combustao e Tc a temperatura de combusn

L.

As expressoes (1) e (2) fornecerzo o seguinte




valor para o fluxo massico transitério, m, no interi
or da camara:
rﬁ:u],fpi-P—sp (3)
Como se supoe gas perfeito ter-se-a:
VC dP
m= (4)
RT dt
cC
onde V & o volume da camara, suposto constante.
[+ -~ - -
A combinacac das equagoes (3) e (4, resul tara,
apos separacao das variaveis na seguinte eXpressao
para t:
P
v dp
c
= (s5)
RT a}y P, -P - BP
c f ¥E,
Pl
onde P* & a pressao inicial da camara.

A expressao (5) permite calcular o tempo
dido para que a presséo na camara. partindo de
atinja uma pressao generica P > P*,

despen

P*,
Por outro lade, a vazao massica em regime perma
‘nente atraves da tubeira, ﬁRP sera:

(6}

€ a pressac de projeto.
A introdugao da equagao (6) na equacao {5) resul
tara, apos resolugan da integral, na seguinte

aonde P

F.‘XIJPB§
530 para o tempo adimensional § = tﬂTcﬁHp/VcPc
p* P* 5 ;
TP P P
o c c
P P P,
1
= B g |
P P P
(%} C 4
1
A 5 x
2 —_
'P
c
P, P, p* B
15 ) z - =2
P P P P
C c C C
xlny—/~— =~ 8

A relagao (7) esta mostrada em forma de  curvas
nas figuras 1 e 2, parametrizadas para varios valores
de Pi/Pc’ supondo os valores de O e 1 atm para P*. Ob
serva-se que o formato das curvas apresenta alteracao
marginal para um ou outro valor de P* o que garante,
em termos de transiente de pressao, que os testes efe
tuados ao nivel do mar constituem excelente aproxima
cao para simular condigoes espaciais. Uma outra carac
teristica reside no fato de que o tempo
para se atingir um dado P/P

necessario
e sensivelmente menor

c o
para pequenos pi/Pc em comparacao com o tempo corres

) -
pondente a valores maiores deste parametro.

Fig. 1 — Variagao adimensional de pressao com o
tempo adimensional para P*=0 atm.
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Fig. 2 - Variacao adimensional de pressac com o]

tempo adimensional para P*=1 atm.

PRESSAO X QUANTIDADE DE PROPELENTE INJETADO

Nesta seqao utilizou-se tambem a argumentacao con
tida na ref. [3].

0 consumo de propelente pode ser obtido alraves
da seguinte relagao:
P
- r s dt
rni = J mi oF dP (8)
Pi
A introducno na Equacao (1) do valor de m. forneci
do pela equagao (1) e dt/dP vindo do Fquagao ia} levara
a: =3
v a P -p
€ X 13
i T RT a yror e & (9)
& -
A resolucho da integral (9) resul b na seguin
te exnressao para a massa odimensiondl M ijT(;

VP
L
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A Figura 3 e a representacac em forma de curvas,
parametrizadas para varios valores de Pi/P , da rela

gao (10} e fornece o valor de P/PC para cada M com
P* = 0 atm. Observa-se que quanto maior o valor de
pi/Pr' mais massa de propelente ¢ consumida para se

atingir um mesmo valor de P/PC.

Fig. 3 - Uariaqﬁo adimensional de prassge em fun

nao da massa adimensional M de propelen
te injetado.
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A eliminaggo de P/P entre as Equagaes (7) e (10)
vai gerar uma funcionalidade entre & e M que, calcula
da numericamente e parametrizada para varios valores
de Pi/Pc. esta mostrada na Figura 4 para P* = 0 atm.Ob
serva-se que para um mesmo tempo adimensional 8, a
quantidade de propelente M sera tanto menor quanto mai
or for o parametro Fi/Fc'

¥
=t =30
Pc :
: Py 2.0
[ +-C2
el (3
i
: 'i;-Sl.ﬁ'—\
L P
1= 1;-'!!5
(4
[ P¥ z00tm
LEL Y T B S A U S B U S S
Q [ e " s

Fig. 4 - Variaqﬁo do tempo adimensional, 6, com a
massa adimensional de propelente
do M.

injeta

AVALIACAO DO IMPULSO MINIMO

0 parametro adimensional M, determinado pela Equa
950 (10), e relacionado com o empuxo F em cada

instan
te e outros parametrcs do projeto pelas sepuinte rela
an [6}:
Tee . fF R
. Yy R ( 2 ) e (11)
" = Y
FL* g T+1
onde L* & o comprimente caracteristico que, na verda

de, & uma medida do tempoe de residencia do propelente,
I ¢ o impulso e g a aceleragao da gravidade.

A Equacao (11) permite relacionar os
instantaneos I e F correspondetes a cada M.

paranetivos

Os dados constantes da Tabela I, referentes a um
motor de empuxo de projete F =39,19N, foram determina
dos mediante emprego de programa especifico [7]. Por
outro lado, o empuxo instantanec e obtido atraves do
valor do empuxo do projeto F  pela seguinte expressao
[6]: e

F P
—¥7—F = (12}
p c

A introdugao de cada valor instantaneo de F, ob

tido na Equacao (12), na Equacao (11) resultara ne

conjuntoc de curvas mostradas na Fig. 5 para varios com
primentos caracteristicos L*.




Tabela 1 - Caracteristicas do motor de Fp = 39,19N

Combustivel N, H,
Oxidante H,0,
Ay 0,2202 cm’
P . 15 atm
o
Pi 22,5 atm
B T 2064 K =
poe— . c
¥ 1,1730
Mw 19,431 kg/kg.mol
o.12 - T
0.1 '"——1—
L"-'G"'\
—~ 0,10 T
- L=sl\\ |y
o 009 o \&
X oo0s L,- - -79—
o =3\ | /)
o L* =2\
= oos — T
e * =21 A\
& oos it Y /
g o /)
0.03 /r/@/‘/ﬁ
0.02 ::::f:::xe,
0.01 — \ _,//
° = I
1] 20 0 40
EMPUXO (N)
Fig. 5 - Impulso, 1, versus empuxo F.
0 impulso minimo para o presente motor & obtido

abatendo~-se 10% de 39,19N, entrando-se com este valor
no eixo herizontal e determinando o empulsc correspon
dente no eixo vertical para varios L*, Assim, por
exemplo, o impulso minimo do motor, supondo-se um
comprimento caracteristico de 2m sera 0,015 kg-s apro
ximadamente. Seguindo-se o deli
neado, € possivel determinar outros conjuntes de cur

procedimento  acima

vas correspondentes a motores com caracteristicas dis
tintas do ora exemplificado.

CONCLUSAO
As curvas que representam o aumento de pressao x

tempo para P* = 0 atm e P* = 1 atm parecem
que em termos transientes, as condicoes ao nivel

indicar
do
mar constituem boa aproximagéo para as condigées espa
ciais. As curvas mostram tambem que variagoes do para
metro P_/Pc alteram substancialmente o
transiente.

comportamento

A possibilidade de se determinar o impulso mini
mo de camaras com parametros de projetos
e importante em virtude de permitir que sejam avalia
das as limitacoes do motor, fato fundamental  quando
se trata de correcao de atitude onde os valores de em
puxo a serem fornecidos tem que estar situados
2streita faixa de tolerancia.

conhecidos

numa

E importante ressaltar que a metodologia apresen
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tada para se inferir o impulso minimo pode ser repeti
da para gualquer motor bipropelente de atitude, desde
que se corhecam Seus par%metros de projeto. Tal avalia
950 resultaria, e ébvio, num conjunto de curvas dife

rentes do aqui apresentado.

Embora nao se tenha cogitado, e interessante um
estudo baseado na analise precedente que procure rela
cionar os comprimentos caracteristicos com os tempos
de residéncia no interior da cAmara.

Finalmente, e fundamental que as conclusces ora
apresentadas sejam ratificadas por testes em camaras

de foguete reais de modo a validar o modelo proposto.
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ABSTRACT

This work deals with the transient part of the

combustion process characteristic of hyperbolice
propellants operating in rocket chambers. Non-
dimensional curves are presented relating pressure,
time and amounts of injected propellants, from the
ignition to the point where the design regime is
attained. An expression is derived linking impulse

and thrust during the transient through an analysis
similar te that used to examine the pressure and
propellant injection transients.These results allow
the evaluation of the mimimum impulse, associated to a
single burst of the chamber of an available modular

motor with known design parameters,
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SUMARLO
Este trabalhe thata da medefagem teamica do propubson catalitico a hidrazina
que serd wtidizado no Satelite de semschamento hemoto SSR. Apresentames uma analise
da evolucar temporal das temperaturas em aegame conﬂguo e pulsade de
funcionamento. 0s modelfos estudades sdao baseados no Metodo Nodat [3 as
simulagoes efefuadas  fonam  neafdizadas com o auxifio dos programas do pacote
PCTER desenvofvide pefo Grupe de Controfe Texmico do INPE.

INTRODUGAOQ

catalitico a hidrazina &
basicamente por uma valvula de controle, um injetor,
uma camara catalitica e uma tubeira de expansao. A
estes elementos essenciais, juntam-se alguns elementos
complementares como o suporte de fixacao do motor a
parede do satelite, o aquecedor elétrico colocado sobre
a parede externa da camara catalftica e o escudo
protetor (heat shield) envolvendo a camara e a tubeira
de expansﬁc. A Figura 1 abaixo, mostra
esquematicamente a configuracﬁo de um motor com seus
diversos componentes.

Um motor composto

1 Geometria do motor.

Fig.

Alguns aspectos térmicos influenciam de maneira

decisiva o bom funcionamento do motor catalitico a
hidrazina. Assim, para que o catalisador tenha
durabilidade razoavel, o leito catalltico deve estar,

no minimo, a 95 C quando o propulsor for acionado (dai
a razao de se instalar um aquecedor dissipando 1.5 W
sobre a parede externa da camara catalitica).

0 escudo protetor (heat shield) visa a diminuicao
das perdas radiativas durante a fase de pré-aquecimento
e evita o aquecimento do satélite durante a fase de
funcionamento do motor.

0 acoplamente condutivo com o satélite deve ser
minimizado para que a eletrovalvula, durante perfodos
de funcionamento prolongados do motor, naoc seja
submetida a cargas térmicas elevadas.

Pelo que citamos acima, vemos que o projeto
termico do motor wvail no sentido de isola-lo
radiativamente do espago e condutivamente do satélite.
Esse isolamento térmicoe do motor provocara, em regime
de funcionamento, um aquecimento importante das partes
estruturais e em particular na regiao do injetor. Este
aquecimento € partisularmente critico na interface tubo
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capilar hidrazina se a temperatura de evaporacio da
hidrazina for wultrapassada (a evaporagéo da hidrazina
no tubo capilar provocard diminuicao da vazao na camara
catalitica com uma consequente descontinuidade no
funcionamento do motor).

0 objetivo deste estudo &, atraves de um modelo
detalhado do motor, obter maiores informacGes sobre as
trocas térmicas nas regioces da base da camara
catalitica, tubo capilar e  hidrazina em escoamento
dentro do tubo . Serac analisados aqui o regime
transiente de temperaturas em diferentes condicoes de
funcionamento do motor (regime continuo e pulsado).

PRINCIPIOS DO METODO NODAL

0 Método Nodal, amplamente utilizado no
modelamento térmico de grandes sistemas [1], consiste
em subdividir o objeto em estudo num numero finito de
volumes (nos) considerados isoteérmicos. Estes volumes
elementares sao conectados por ''condutancias" que
poderao ser de conducao, conveccdo, radiacdao, ou
transporte de massa segundo o tipo de troca de calor
envolvido., Cada um destes nos possui ainda uma
“capacitancia" térmica e eventualmente um fluxo de
calor imposto. O quadro abaixo (tabela 1) relembra as
expressoes dos diferentes tipos de condutancias.,

TABELA 1. EXPRESSAO DAS CONDUTANCIAS

TIPO  DE o 4 i % DENOMINACRO DA
‘ FHGER EXPRESSAD DA CONDUTANCIA CONDUTANCIA
. e o ; CONDUTANCLA
i conpugho “ij = Z0AL/E0(R /R, ) LINEAR
. ) r
CONvVECCRO [Fa = h§ CORUYT NCTA

is LINEAR

(73 + T;"Ti + 1) CONDUTANCIA

IRRADTACAD j HADIATIVA

=r _Iu_jus; Fl]

CONDUTANCIA

TRANSPORTE DE| _f C
MASSA i FLUIDA
A expressao da equacao de balanco de energia,

para um no i do sistema considerado é da forma:

= r
ci'ri— J_Ecij (Tj—T1)+%( Gy (T, ~T, )+ onde:

Ti representa a derivada temporal da temperatura.
Ci é a capacitancia térmica do no i.
representa as condutancias Lineares que podem

ser de conducao, convecgao ou transporte de
massa.

Gij

K, &
Gij e a condutancia radiativa.




s J—- =
Gij e a condutancia fluida.
Qi fluxo de calor imposto.

Simular o comportamento térmico de um
pelo Método Nodal significa,
resolver um sistema de equagaes
para o regime transitorio ou um
algébricas para o regime
equacoes corresponde ao
modelo.

sistema
em ultima instancia,
algebro-diferenciais
sistema de equagoes
permanente, onde o numero de
nimero de nos definido no

ANALISE DETALHADA DAS TROCAS TERMICAS NA REGIA0 DO

INJETOR EM REGIME TRANSITORIO

Neste estudo procuramos reproduzir as condigoes
de um experimento realizado em camara de vacuo pelo
laboratorio de micropropulsaoc do  INPE, Assim, a
geometria estudada se diferencia daquela apresentada na
figura 1 pois aqui o motor & desprovido do escudo
protetor. Também as condigcoes ambientais nao reproduzem
as condicoes reais de operacdo do motor no espaco (no
experimento realizado, a temperatura das paredes da
camara de vacuo foram mantidas a 20 C).

Mostraremos alguns aspectos referentes a evolucao
temporal dos diversos elementos do motor e em
particular das temperaturas na regiaoc do injetor.
Diferentes condicoes de funcionamento serao observadas:

a) Regime continuo de funcionamento: a hidrazina é
injetada continuamente na camara de combustdo.

b) Regime pulsado: a vazao de hidrazina varia no
tempo sendo controlada pela valvula
eletromecanica.

Geometria do Motor e Divisao Nodal. A Figura 2 mostra a
geometria estudada assim como a divisao nodal para este
modelo.

! TUBO CAPILAR

s SUPORTE /
EL A S B - /9'-1 3
N i ot T T T T T T [
Wl w2 103 w4 105 W06 107 0B | L —t
= =: > = TUBEIRA
24 23 22 21 CEH—AM

Fig. 2 Geometria e divisao nodal do motor.

0Os elementos que constituem o motor sao:

1 - Camara catalitica.

2 - Tubeira.

3 - Suporte.

4 ~ Tubo capilar.

0 aquecedor nao possui representacao fisica,ele é
considerado como um fluxo de calor distribuido sobre a
superficie da camara (nos 3,4,5,6,7).

0 tubo capilar é representado por oito nds (31 a
38) assim como a hidrazina no interior do tubo (nos 101
a 108).

Trocas de Calor Consideradas As
consideradas neste modelo sao:
1 - Conducao nas partes estruturais.
2 - Convecgdao entre 0s gases quentes e a
superficie interna da camara.
3 - Radiacao entre as superficies externas do
motor e as paredes da camara de vacuo.
4 ~ Conveccao entre a hidrazina e o tubo capilar.
5 = Transporte de massa devido ao escoamento de
hidrazina no tubo capilar.

trocas de calor

As trocas condutivas nas paredes cilindricas do
motor foram calculadas com o auxilio da expressao da
condutancia condutiva dada na tabela l. Para as regioces
conicas da tubeira utilizamos a formulacao proposta
por P. Mauroy [2].

As condutancias condutivas na regiao do suporte
foram estimadas levando-se em conta a diminuicao da
area de troca devido aos furos no cilindro e o aumento
do percurso percorrido pelo fluxo.

As trocas radiativas entre os diversos elementos
do motor e entre o motor e a camara foram calculadas
pelo método de Gebhart. Sao considerados os efeitos de
multi-reflexao assim como o efeito sombra que diminue o
fator de forma entre as superficies que se veem.

As trocas de calor convectivas necessitam a
estimacao dos coeficientes de conveccao (h). As
seguintes correlacoes foram utilizadas para a estimacao
destes parametros:

Nu = 0.021 * Re0.8 * Pr0.5
gases quentes e a camara catalitica,

Nu = 0,00161 * Re0.8 * Pr0,.86 nas trocas entre a
hidrazina e o tubo capilar.

Sendo que: Nu = h * Dh [/ K

nas trocas entre os

Dh
K

Re
Pr

diametro hidraulico.
condutividade térmica.
nimero de Reynolds.
nimero de Prandtl.

MW s Oy W
oo mo

Existem duas aproximagoes possiveis para o
tratamento do escoamento de hidrazina no tubo capilar.
A primeira que envolve o calculo detalhado da
distribuicac de temperaturas no fluido e que exige a
resolucao das equacaes de conservacao (conservagao de
massa, quantidade de movimento e balanco de energia). A
segunda, utilizada neste modelo, que fornece a
evolucao da temperatura de mistura nas diversas secgoes
transversais do tubo atraves da resolucao da equac%o de
balanco de fluxo no fluido em escoamento. O modelamento
do escoamento de hidrazina atraves desta segunda
técnica exige o conhecimento da vazio ao longo do tubo
capilar para o calculo das condutancias fluidas entre
dois nos sucessivos (a expressao da condutancia fluida

€ dada na tabela 1). A conexao entre a representacao
nodal do escoamento de hidrazina e as partes
estruturais do motor € feita através das condutancias
convectivas.

Regime Continuo de Funcionamento. As Figuras 3a e b
mostram a evolugao das temperaturas do motor obtidas em
regime contfinuo de funcionamento entre o instante
inicial e o instante 30 segundos.

As paredes da camara da vacuo sao mantidas a 20 C
e a camara catalitica esta inicialmente a 150 C devido
ao fluxo de calor fornecido pelo aquecedor. Os gases
resultantes da decomposicao da hidrazina possuem uma
temperatura conhecida (827 C) [3]. Esta temperatura é
imposta como condicac de contorno para o problema
tratado.
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b) Evolucao da temperatura do suporte e tubo capilar.
Fig. 3 Motor em regime continuo.

As temperaturas na base e parede lateral da
camara, apés 30 segundos de funcionamento do motor,
estao praticamente estabilizadas. A temperatura na base
da camara atinge o valor de 650 C enquanto que na
parede lateral a temperatura é de 750 C.

A Figura 3b mostra a evolucao da temperatura do
suporte e do tubo capilar. Notamos um gradiente ainda
forte na temperatura do suporte enquanto que o tubo
capilar encontra-se ja estabilizado.

Na Figura 4 apresentamos as temperaturas
correspondentes ao no de hidrazina proxime a regiao do
injetor (no 108). A hidrazina é injetada no tubo
capilar a 20 C, Nestas condicoes o aquecimento da
hidrazina no tubo & da ordem de 10 C.

Cabe salientar aqui que a temperatura de 30 C
obtida para a hidrazina préxima a regiao do 1injetor
representa a temperatura de mistura para este no. Na
realidade, no tubo capilar, a hidrazina possui um
perfil de temperaturas como indica a Figura 5.
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Fig. 4 Evolugcao da temperatura da hidrazina proxima
regiao do injetor,
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Fig. 5 Perfil de temperaturas da hidrazina.

Isto significa que, localmente, proximo as
paredes do tubo capilar, na regiao da base da camara
catalitica a temperatura da hidrazina e muito superior
a 30 C se aproximando da temperatura da base da camara.
Regime Pulsado de Funcionamento. O funcionamento do
motor em regime pulsado se 