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FOREWORD

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

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

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

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

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

Este trabalho faz um estudo da técnica de malhas de blocos miultiplos do tipo "Chimera”, aplicada a
resolugdo das equagdes de Euler bidimensionais para um problema onde um cilindro é introduzido dentro de
um bocal transénico convergente-divergente. Este problema é resolvido em um sistema de coordenadas
curvilineas gerais, segundo o contexto de diferengas finitas. O esquema de discretizacdo espacial
implementado é o algoritmo centrado de Beam e Waming com um termo de dissipag¢do artificial de diferenca
quarta e 2 ordem de precisdo. A marcha no tempo é realizada segundo o método explicito de Euler. Os
resultados obtidos em todos os casos testados foram muito bons e demostraram a potencialidade da técnica.

INTRODUCAO

Na drea aeroespacial, € crescente o interesse em simulagdes
numéricas de escoamentos compressiveis sobre configuragoes
complexas. Neste contexto, técnicas de Dindmica dos Fluidos
Computacional (CFD, do inglés: "Computational Fluid
Dynamies ™) constituem ferramentas eficientes e robustas para
obter os resultados numéricos necessarios.

Sob o ponto de vista de malhas estruturadas. muitas vezes ¢
dificil uma discretizagdo adequada da geometria objeto de estudo
devido a sua complexidade. A utilizagdo da técnica de blocos
miltiplos permite a minimizagdo deste problema geométrico com
os ganhos efetivos em termos de baixo custo computacional e boa
qualidade de solugdo. Esta técnica permite que se continue a
utilizar uma formulagdo estruturada em todo o dominio de
calculo, mesmo para configuragdes extremamente complexas.
Isto constitui uma das maiores simplificagdes permitidas por este
tipo de abordagem (Baysal et al.,1991).

A técnica de malhas de blocos multiplos apresenta-se
comumente de duas maneiras: malhas com blocos justapostos e
malhas com blocos sobrepostos, também chamadas ~Chimera”
(Kai-Hsiung et al..1994). Em malhas justapostas, os dominios de
calculo adjacentes sdo unidos por uma fronteira. Em malhas
sobrepostas, os dominios de célculo sdo sobrepostos, ou seja,
possuim regides em comum. O presente trabalho ¢ desenvolvido
no contexto de malhas = Chimera™.

Para as simulagdes numéricas do presente estudo, o esquema
centrado de Beam e Warming (1978) bidimensional ¢ empregado.
Este consiste de uma discretizagdo centrada do dominio de
calculo e um operador de dissipagdo artificial € utilizado para
garantir a estabilidade numérica  durante o processo de
convergéncia. A dissipagdo artificial utilizada segue o modelo
linear de coeficientes constantes de Pulliam (1980) de diferenga
quarta ¢ segunda ordem de precisao.

O problema fisico de interesse no presente estudo considera
o caso do escoamento em torno de um cilindro imerso no interior
de um bocal transénico convergente-divergente. No caso deste
trabalho. admite-se que tal escoamento possa ser adequadamente
modelado pelas equagdes de Euler em duas dimensdes. O
objetivo destas simulagdes ¢ avaliar criticamente os diversos
aspectos envolvidos na implementagio da técnica de blocos
multiplos tipo = Chimera™. Embora o problema de interesse neste

caso seja relativamente simples sob o ponto de vista geométrico,
a idéia fundamental do trabalho € estabelecer os procedimentos a
serem seguidos para a implementagdo da técnica em casos
arbitrarios.

FORMULACAQ TEORICA E ESQUEMA NUMERICO

Para os presentes estudos. assume-se que 0 escoamento  seja
representado pelas equagdes de Euler. As equagoes de Euler
bidimensionais na forma conservativa podem ser escritas no
sistema de coordenadas curvilineas como:

90 9E IF
——=p—t— = 0 !
dr  d& dn M
O vetor de varidveis conservada € definido por
0=0"p pu pv ef , )
e 0s vetores de fluxo ndo viscosos por:
pU
i ull + p&,
g il P pf _ 3)
P vl + pt,}.
(e+p)U-p&,
pV
- ul +
F=J_I P ' PNy . (4)
pvi+ PMy

(e+p)V=pn,

Nestas equagoes, p ¢ a densidade, u e v sdo as componentes
cartesianas de velocidade, e ¢ a energia por unidade de volume ¢
p ¢ a pressdo estdtica definida pela equagdo do estade para um
gas perfeito por:

I .
p_(y—l)[e—ap(u +v )} (5)
As componentes contravariantes de velocidades séo
U=§+§u+dyv. (6)
Ven+nau+ny. (7

¢ 0 jacobiano da transformagao de coordenadas

J= (xayn wxnyg)"] i (8)




Os termos de métrica sdo calculados pelas seguintes igualdades
“:.t - Jyr} Ny = -—J_]J;, d

51 = —J)(],I M= .)"_Y': 4

& =—x& _)"ré_a- < e =X Ve - 9
Considera-se que o escoamento ¢ estacionario. sendo
portanto os termos métrica temporais ndo considerados.
A discretizagao das equagdes de Euler bidimensionais pelo
esquema numérico de Beam e Warming (1978) é representada na
forma fatorada seguindo Pulliam e Steger (1980) por:

LeL,AQ" = R+R,. (10)
onde
Ly = 1+At8: 3 —Arg; J7'VeAeJ . (an
Ly = 1+M8,B' ~AtgJ 'V,A,J, (12)
R = -M&:B+D: e (13)
Ry, = -At8,P'+D,. (14)

Os termos D: e Dy sdo os termos de dissipagdo artificial
linear. calculados utilizando 5 pontos para obter uma dissipagio
do tipo diferenga quarta

_ l4'| _ ~1 7 -
Dy = Dy'=-Ate ;7\ (Veag) JO" e

4) ¥ —
Dy = DY) =-Ate, (v 4,) 2" . (15)

Os termos 8; e &, sdo os operadores de difcrenga centrada de trés
pontos ¢ com segunda ordem de precisdo espacial, Vz ¢ V, sdo
operadores de diferenga ~backward™ de dois pontos ¢ A; e A, sdo
os operadores de diferenga ~forward™ de dois pontos (Azevedo.
1990)), ambos para a discretizag¢do espacial. O passo no tempo Ar
¢ considerado constante ¢ € € um pardmetro arbitrario utilizado
para graduar a quantidade de dissipagdo artificial inserida no
esquema tal que ndo prejudique a convergencia do esquema
numerico.

Embora a formulagio de marcha no tempo tenha sido
desenvolvida para o esquema implicito  anteriormente
apresentado. os testes cujos resultados sdo apresentados aqui
consideraram apenas um esquema explicito de marcha no tempo.
O esquema utilizado foi essencialmente o esquema de Euler
explicito. que pode ser obtido das equagdoes (11) e (12)
simplesmente fazendo estes operadores de lado esquerdo iguais a
matriz identidade. A razdo de se utilizar 0 esquema explicito de
marcha no tempo estd basicamente associada ao interesse
primordial do trabalho em demonstrar a viabilidade de utilizagio
da técnica proposta. Posteriormente, pode-se sempre investir no
aumento de eficiéncia computacional do método através da
implementagdo efetiva de um esquema implicito de marcha no
tempo.

METODOLOGIA

A técnica de malhas de blocos miltiplos do tipo ~Chimera™
consiste em decompor o dominio de calculo em subdominios.
gerando malhas computacionais independentes para cada
subdominio. A quantidade de subdominios aumenta de acordo
com a necessidade do problema em estudo ou com a
complexidade da geometria utilizada

Assume-se inicialmente que a primeira malha é a principal e
que as outras malhas sio secundarias e que estardo imersas dentro
da primeira. Um algoritmo bésico de solugdo com esta técnica
pode ser resumido como a seguir:

Algoritmo
1) Cria-se uma cavidade na malha principal onde vio ser
inseridas as malhas secundarias.

2) ldentifica-se quais sdo 0s pontos que estdo dentro da cavidade
¢ quals 530 0s pontos que estao fora.

3) lIdentifica-se quais sdo os pontos da malha principal que
pertencem a [ronteira da cavidade.

4) Identifica-se quais sdo os pontos que pertencem a fronteira
das malhas secundarias na regido de sobreposigao.

5) Identifica-s¢ quais sdo os pontos vizinhos (pertencem as
malhas secundarias} de cada ponto de fronteira da cavidade.

6) ldentifica-se quais s3o os pontos vizinhos (pertencem a malha
principal) dos pontos de fronteira na regido de sobreposi¢io
{pertencem as malhas secundarias).

7) Resolve-se o esquema numérico escolhido nos pontos
interiores de cada malha.

8) Atualiza-se as condigdes de contorno de cada malha que nédo
envolvam troca de informagio entre as malhas.

9) Interpola-se, para cada malha, as propriedades na fronteira
da regido de sobreposi¢do a partir dos pontos vizinhos da
outra malha que lhe ¢ sobreposta. utilizando as informagoes
de concctividade levantadas nos passos (5) e (6).

10) Volta-se ao passo (7) ¢ itera-sc até obter a convergéncia

A criagdo da cavidade feita no passo (1) consiste em
climinar alguns pontos que c¢stio no interior ou sobre a
configuragdo a ser sobreposta. Portanto, a eliminagdo destes
pontos dard origem a uma cavidade tal que seja o suficientemente
grande para conter o obstaculo. =

O processo iterativo, que . inicializado no passo (7) ¢
termina no passo (9). trabalha inicialmente com a malha principal
para. posteriormente, operar sobre as malhas secundérias. Os
pontos interiores mencionados no passo (7) sdo aqueles que ndo
sdo fronteira e que ndo pertencem a cavidade ou a fronteira da
cavidade.

O processo de troca de informagdo de uma malha para outra
¢ feito através do passo (9). Por exemplo, no caso da malha
principal, as propriedades obtidas nos pontos de fronteira da
cavidade serdo intcrpolados em fungdo das propriedades dos
respectivos  pontos  vizinhos que pertencem  as  malhas
secundarias.

PROBLEMA FiSICO DE INTERESSE

O problema fisico estudado neste trabalho consiste de um
escoamento em um bocal convergente-divergente bidimensional
em cujo interior introduziu-se um cilindro circular (ver Fig. 1).

Neste problema considera-se dois subdominios. As malhas
correspondentes a estes subdominios foram criadas utilizando-se
um gerador do tipo algébrico. A malha para o bocal foi feita com
40 pontos na diregdo & ¢ com 37 pontos na diregio 1. Para o caso
do cilindro usa-se uma malha de 53 pontos na diregdo tangente a
parede do cilindro ¢ 9 pontos na dire¢do perpendicular A parede
(Fig. 2).

Condicdo Inicial e de Contorno. A adimensionalizagdo das
variaveis proposta segue a sugerida por MacCormack (1984), ¢ é
definida como: a densidade p ¢ adimensionalizada pela densidade
de estagnagdo p,, as componentes de velocidade w e v pela
velocidade do som critica a« ¢ a encrgia total por unidade de
volume ¢ ¢ a pressdo p por p, ( a ]3,

A condigiio inicial utilizada para este problema foi: as
componentes de velocidade em coordenadas cartesianas iguais a
zero (u = v = (), o dngulo de entrada do escoamento do bocal
igual a zero (0 = 0) ¢ a temperatura ¢ pressio utilizada sdo a
temperatura € pressao de estagnagdo (T = T, p = p, ). Na saida a
pressio ¢ a densidade sio menores a fim de inicializar o
escoamento.




Figura 1 - Desenho esquematico da configuragio de interesse,
mostrando o contorno do bocal juntamente com o cilindro introduzido na
segdo convergente.
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Figura 2 - Malha do cilindro na regido convergénte ¢ malha do bocal
com a cavidade feita para introduzir o cilindro,

As condigdes de contorno de entrada e de saida do bocal
tem-se baseado no conceito de relagdes caracteristicas
unidimensionais das equagdes de dindmica dos gases (Azevedo et
al., 1992). Estas relagdes caracteristicas para as equagdes de
Euler na diregdio x podem ser apresentadas por:

98 _12P . 4 a_p_ﬂ_P]
di a‘? at § dx ﬂz dx
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Lo cin P il 92, a2t
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Neste problema de estudo considera que a condigio de
contono do escoamento na segdo de entrada do bocal €
subsOnica, por tanto, baseados no conceito de relagdes
caracteristicas, a segdo de entrada apresenta trés varidveis
especificadas e uma outra é obtida por extrapolagio de

informagdo do interior. Na se¢do de saida do bocal. o escamento
poderd ser subsdnico ou supersonico; para o caso de saida
subsénico fixa-se uma grandeza e obtem-se as demais a través da
discretizagdo espacial e temporal da equagdo (16) (Silva et al.,
1990), para o caso de saida supersonica as quatro relagdes da
equagdo (16) sdo utilizadas para obter todas as grandezas. A
condigdo de contorno na parede do bocal e do cilindro considera
a componente contravariante de velocidade tangente a parede
igual a zero. Portanto, a componente contravariante [ ¢
desprezada.

RESULTADOS

Para a presente formulagio foram efetuados dois testes. No

primeiro teste foi colocado o cilindro na regidio convergente e no
segundo teste foi introduzido na regido divergente. O segundo
teste oferece maiores dificuldades que o primeiro devido ao
escoamento ser supersOnico, portanto provoca uma onda de
choque destacada perto do cilindro.
O 4ngulo de inclinagio na regido convergente foi 45° e o dngulo
usado na regido divergente foi de 15° A semialtura da garganta t,
utilizada foi de 8 cm. As coordenadas x e y da malha do bocal sdo
adimensionalizada pela semialtura da garganta. O calculo da
razdo de pressdo e razio de densidade na fronteira de saida ¢ feita
em fungdo da razdo de dreas. O raio na seglio da saida ¢ de 2.54
depois da adimensionalizagio,. e a razdo de dreas entre a se¢@o de
saida e a segdo da garganta é de 6.73. Usando tabelas de
propriedades isentrépicas disponiveis (Anderson, 1991) obtém-se
ap6s a interpolagdo que: pt/p=70.91 e p, /p=20.98, por tanto a
densidade adimensionalizada na se¢do de saida serd de 0.04766.
O valor de gg utilizado nesta implementagdo foi de 1.0.

Cilindro na regidio convergente. Neste caso o obsticulo

encontra-se numa regido onde o escoamento ¢ subsonico. O passo
no tempo At para este caso foi de 7.0,

-4.0 -2.0 0.0 2.0 4.0 6.0

Figura 3 - Contornos de densidade p/p,

Na Figura 3 apresenta-se os contornos de densidade e na
Figura 4 os contornos de pressio obtidos apés convergéncia. O
nimero de Mach na entrada ¢ aproximadamente de 0.16, como
pode ser visto nos contornos de nimero de Mach na Figura 5.



Pr

0.81
0.76
0.7
0.65
0.60
0.55
0.50
0.45
0.40
0.35
0.30
0.25
0.20
0.15
0.10

137
i1
2.08
1.89
1.74
1.58
1.42
1.26
1.10
0.95
0.79
0.63
0.47
0.32
016

-2.0 0.0 2.0 4.0 6.0

Figura 6 - Campo de vetores velocidade

Na Figura 6 apresenta-se o campo vetorial de velocidade.
Observando em detalhe na Figura 7, nota-se que os vetores
velocidade da malha secundéria seguem a dire¢do do escoamento
da malha primaria.
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Figura 7 - Vista aumentada do campo de vetores velocidade na regido
imediatamente a jusante do cilindro.

Cilindro na Regido Divergente. Neste caso o obstaculo é

colocado na regido supersonica. A malha obtida para este
problema seguindo o algoritmo “Chimera”™ é apresentada na
Figura 8. O passo no tempo Ar utilizado para este caso foi de 1.0°
04
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Figura 8 - Malha do cilindro e do bocal com a cavidade na regido
divergente

Os resultados das propriedades obtidas para este caso
apresentam-se nas Figuras 9-13. Na Figura 9, apresenta-se os
contornos de densidade obtidos e observa-se que o obstaculo
apresenta uma onda de choque destacada como se esperava,
devido a que nesta regiio o escoamento € supersdnico. Os
contornos de pressdo sdo apresentados na Figura 10 e os de
nimero de Mach na Figura 11. Em ambos os casos, também
pode-se apreciar a onda de choque que se forma a montante do
cilindro. Observa-se que nos resultados obtidos de pressdo,
densidade e Mach ndo apresentam maiores oscilagdes nas regides
de sobreposigio.

Observa-se ainda na Figura 11 que existe completa
continuidade das linhas de isopropriedade através da regido de
sobreposigdo das duas malhas.

O campo de vetores velocidade para este caso pode ser
observado na Figura 12. Um detalhe deste campo ¢ apresentado
na Figura 13, na qual observa-se que o escoamento contorna o
obstaculo, como esperado pela condigdio de tangéncia
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Figura 11 - Contornos de namero de Mach.
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Figura 12 - Campo de vetores velocidade com o cilindro na regido
divergente

s e T T :

2.4 2.8 3.2 3.6 4.0

Figura 13 - Detalhe do campo de vetores velocidade com o cilindro na
regido divergente

CONCLUSOES

A maior dificuldade encontrada na implementagio desta
técnica “Chimera”™ foi na passagem de parimetros entre as
regides de interse¢do dos subdominios de calculo, Depois de ter
obtido as tabelas de conectividade entre os pontos de fronteira da
regido de sobreposi¢do e os pontos vizinhos da outra malha
sobreposta, a passagem de informagdo ¢ feita através de
interpolagdo. Observa-se nos resultados apresentados dos
contornos de densidade, pressdo e Mach que eles sdo continuos
ao passar de uma malha para outra. Estes contornos de
propriedades ndo oferecem maiores oscilagdes. pelo contrario
eles sdo suaves que ¢é o que se pretendia conseguir,

Os resultados obtidos demostraram ser de boa qualidade
satisfazendo todas as expectativas desejadas e viabilizando esta
técnica. O fato de se ter atingido o objetivo desejado neste
trabalho ¢ uma motivagdo para se fazer a implementagio de
termos viscosos com esta técnica para trabalhos futuros.

A implementagdo de um esquema implicito de marcha no
tempo também , uma atividade a ser realizada no futuro préximo
como continuagdo do presente trabalho. Na realidade, toda a
estrutura de dados necesséria para a utilizagio de um esquema
implicito j4 foi desenvolvida no contexto do esforgo aqui
reportado.
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ABSTRACT

The work presents a study of the Chimera multiblock
technique applied to the solution of the 2-D Euler equations. The
physical problem of interest concerns the flow in a transonic
convergent-divergent nozzle in which a cylindrical obstacle is
introduced cither in the convergent or the divergent sections. The
problem is solved in a finite difference context using body
conforming meshes in curvilinear coordinates. The spatial
discretization scheme is based on the Beam and Warming
centered algorithm with the addition of fourth difference artificial
dissipation terms. Time march uses the explicit Euler method.
The results obtained for all cases tested were good and they
demonstrate the potential of the technique described.
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RESUMO

Este trabalho descreve um modelo matemdtico baseado na técnica de pardmetros concentrados e sua
aplicagdo no circuito gerodinamico de um tunel de vento transonico, para andlise do comportamento
transiente, incluindo ag¢oes de controle para o tunel. Ele foi desenvolvido com um enfoque abrangente para
permitir adapta¢des a novas solugdes, principalmente para nhineis de circuito fechado, uso continuo por
compressor, associado ao uso intermitente de inje¢do, com controles independentes de pressdo, temperatura
e numero de Mach relativos as condigoes na se¢do de testes.

INTRODUCAQO Reynolds 10.0.1JAg
11
O Brasil ainda se situa no cendrio internacional numa posicio o curva de limite
bastante desalentadora. uma vez que sua unica instalagio industrial
para ensaios de modelos aeronauticos € o tinel de vento subsonico do a4
CTA (Centro Técnico Acroespacial). construido ainda na década de
50, chegando a desenvolver velocidades até nimero de Mach 0.4. Por 8
isso. desde 1986 o CTA tem realizado esforgos no sentido de suprir
nosso pais com um tinel de vento transonico de alta qualidade de ?
escoamento para dar suporte ao atual estigio da indastria aerondutica g
brasileira e alavancar o seu progresso. O tunel de vento proposto
incorpora os principais avangos na rea de taneis de vento, refletindo 5
o "estado da arte.” Suas principais caracteristicas sdo apresentadas na
Tabela 1. A
34
Tabela 1 - Principais caracteristicas do Tuanel Transonico do 2
CTA.
¥ i
Arca da Secio de Testes 20x24m’ >4 || YO -
Faixa de nimero de Mach 02al3 U 01 0203 04 05 0F 07 08 09 1 31 12 13 14
Pressurizagio do circuito de 0.5 a 3.0 bars Nimero de Mach na Secéo de Testes
e Circuito fechado:
« Operagio continua por compressor axial (34 MW); Figura 1 - Envelope operacional do Tunel Transénico.

¢ Injecdo intermitente por 30 segundos (minimo);

o Paredes da segio de testes com fendas longitudinais:

e Primeira garganta flexivel, presenga de segunda
garganta e Sistema de Evacuagao da cimara Plena.

Para atingir determinada condigdo de operagio do envelope
de operagdo sdo empregados controles automaticos. A Tabela 2
apresenta os principais controles do tunel como foram. com
alguma simplificacdo. implementados neste trabalho, e a Figura 2
mostra onde atuam fisicamente cada um deles.

Uma instalagdo desse tipo requer uma tecnologia bastante
sofisticada e cara. Dessa forma. vislumbrou-se uma solugio energética
otimizada pelo uso de injegdo em operagdo intermitente. permitindo
uma faixa maior de nimero de Reynolds de ensaio, sem onerar o
compressor principal, como s¢ pode ver no envelope operacional do
tanel na Figura 1. A injegdo. em si. aumenta o desafio tecnologico e, Pardmetro a controlar - Agdo de controle
antes da instalagio do tancl. duas agdes foram incorporadas ao

Tabela 2 - Principais controles do tanel.

5 i pressio de estagnagio - fluxo de ar de admissao/extragio
rojeto: a construgio de um iloto ¢ :nor (1:8). hoje :

proj el g luncl'p‘ Ol Cxh Escals menck (_I '.3) HoE temperatura de estagnagio - fluxo de agua no trocador de calor
em sua fase final, ¢ previsdes teoricas para entender os fendmenos =

aerodinimicos envolvidos. Este trabalho surgiu como um esforgo para namero de Mach - rotagdo do compressor

atender o segundo item. ganho da injegio - pressdo nos injetores
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Figura 2 - Sistemas de controle do tinel e local de atuagao.

Em particular, o sistema de injegdo, em uso intermitente,
admite fluxo de ar a alta velocidade (nimero de Mach
aproximado de 2,0) na saida dos bicos injetores, aumentando a
quantidade de movimento do escoamento  principal,
proporcionando como efeito final a elevagdo da pressido de
estagnagio e do nimero de Mach na se¢dio de testes. A instalagdio
desse sistema na entrada do difusor de alta velocidade (apés a
seglo de testes) favorece o processo de mistura dos gases, sendo
inédito, mas podendo causar uma piora no desempenho do
difusor.

.

MODELO MATEMATICO

Os fendmenos envolvidos no escoamento de ar em um tinel
transOnico s6 sdo corretamente representados a partir de modelos
tridimensionais de parimetros distribuidos. Entretanto, ¢ de
enorme complexidade tal enfoque. causando grande dificuldade
numérica e muito tempo de processamento. Além disso, para a
resposta dindmica e em aplicagdes de controle, a necessidade de
uma solugdo rdpida de razodavel precisdo preponderam sobre as
solugdes de alta precisdo em regime permanente. Sao largamente
empregados modelos mais simplificados para andlises de
transientes em taneis de vento [ETW (1980), Krosel (1986),
Muhlstein (1974), Long (1984), NTF (1982)]. onde se procura
uma rapidez no processamento. Sob esse enfoque fez-se uso do
modelo  zero-dimensional com técnica de pardmetros
concentrados.

O modelo desenvolvido resolve as equagdes da continuidade,
quantidade de movimento e energia a partir de suas formas
integrais mais gerais, sujeitas as seguintes hipdteses: o ar como
gas perfeito, as forgas de campo e a geragdo de calor sido
desprezadas, e o circuito do tinel é considerado adiabatico,
exceto no trocador de calor e no compressor. As varidveis do
processo de cdlculo sdo a densidade, a energia interna ¢ o fluxo
de massa. O modelo é construido de forma a permitir
implementar agdes de controle através das varidveis de controle,

relacionadas as condigdes na segdio de testes: nimero de Mach,
pressdo de estagnagio e temperatura de estagnagio.

Para o emprego das equagdes gerais, o circuito aerodindmico
do tinel ¢ inicialmente dividido em grandes regides (tipicamente
de 3 a 6) chamadas de “elementos concentrados™ nas quais todas
as propriedades do escoamento sdo uniformes (escoamento
homogéneo) em cada instante de tempo e tais elementos sdo
concebidos como dutos de drea constante para implementagdo da
equagdo da quantidade de movimento, utilizando um
equacionamento semelhante ao empregado no escoamento de
Fanno a partir do coeficiente de perda de carga estimado para a
regido (Figura 3).
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Figura 3 - O elemento concentrado e o volume de controle.

A partir de dois elementos concentrados contiguos, dois
meios-volumes adjacentes sdo combinados em uma nova regido
chamada de *“volume de controle™ na qual ¢ calculada a taxa de
variagdo de massa (densidade) ¢ a taxa de variagdo da energia
com as contribuigdes externas, conforme indicado na Figura 4;
para cada fluxo de massa, tem-se a temperatura de estagnagio
correspondente.
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Figura 4 - Balango de massa e energia no volume de controle.

As Egs. (1), (2) ¢ (3). abaixo, representam as formas finais.
conforme foram empregadas no processo de calculo:

Zm -Zm ; (1)
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onde m, ¢ a massa, T, ¢ a temperatura de estagnagdo. Vi ¢ o
volume, p; ¢ a dcnsidﬁdc E; é a cnergia total interna. A; € a arca.
V. ¢ a velocidade. p; ¢ a pressdo. L; ¢ o comprimento, D; € o
didmetro. relativos ao Llcmcnto concentrado ou ao volume de
controle i (“inj” se refere & injegdo) e Q, ¢ W, o calor e trabalho
transferidos, respectivamente; o ponto sobre o simbolo indica a
taxa temporal, o duplo ponto indica a taxa da taxa temporal e a
barra indica a média.

O modelo usa dados obtidos de experimentos em estado
estacionario e/ou previsdes tcoricas para levantamento dos
coeficientes de atrito (“f;7) a serem empregados na equagdo da
quantidade de movimento. para cada clemento concentrado. O
coeficiente de atrito ¢ a razdo entre a tensdo de cisalhamento na
regidao molhada do duto pela pressio dinamica na entrada do
elemento concentrado. Em geral, tem-se disponivel o coeficiente
de perda de carga na forma convencional (K). como a razdo entre
a perda da pressdo de estagnagdo e a pressio dinamica de
referéncia. Através de uma formula de recorréncia desenvolvida
obtém-se o valor de fa ser empregado na equagio da guantidade
de movimento.

As perdas de carga ao longo do circuito do tanel
correspondem & transformagio da encrgia mecdnica do
escoamento ¢m aumento de lemperatura, como resultado das
irreversibilidades que acontecem na corrente de ar. A fungao do
compressor ¢ devolver essa energia atil ao escoamento.
restabelecendo a pressdo de estagnagiio na saida do compressor.

Fisicamente. o compressor “sente” uma demanda de pressdo e
“responde” com um fluxo de massa. de acordo com suas
caracteristicas de desempenho para uma dada rotagdo. No modelo
isto & implementado pela discretizagdo do envelope de operagio
do compressor. que relaciona fungoes corrigidas de rotagdo ¢
fluxo de massa com a taxa de compressdo ¢ o rendimento do
compressor. Seu ponto de operagio ¢ interpolado a partir do
cilculo da perda de carga global para o circuito do tunel, dando
como resultado o fluxo de massa atualizado no processo iterativo.
A partir da taxa de compressdo e do rendimento do compressor
obtém-se, considerando-se uma compressido adiabatica, a
temperatura de estagnagdo atualizada na saida do compressor.

SISTEMAS DE CONTROLE

Todos os sistemas de controle foram discretizados pelo
“Método de Diferengas a Montante™ para obtengio das equagdes
na forma de diferengas finitas a fim de serem implementadas
acopladas as equagdes discretizadas do modelo do circuito
acrodinamico. Em cada sistema de controle o sinal de erro €
processado por um controlador P1 (Proporcional + Integral) para
atingir a condigdo de erro nulo em estado estacionario. Como
exemplo de tal procedimento, o sistema de controle de
temperatura ¢ mostrado, juntamente com as equagdes na forma
em que foram implementadas, Figuras Se 6 e Eqs. 4 a 8.
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Figura 5 - Esquema da instalagdo do trocador de calor.
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Figura 6 - Sistema de controle da temperatura de estagnagao.
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0 PROGRAMA

O programa faz uso do esquema de integragio de Runge-
Kutta de quarta ordem com passo no tempo de 0,002 s (segundos).
para resolver as equagdes diferenciais basicas Eqgs. (1), (2) e (3).
A Figura7 mostra o fluxograma do programa que foi
desenvolvido na linguagem FORTRAN, estruturado de maneira a
permitir  alteragdes nas caracteristicas do compressor, nos
parimetros dos diversos sistemas e nas condigdes geométricas e
iniciais do tanel. Obteve-se a simulagdo de 1 s de processo real
do tinel em 04s de processo computacional (em micro
computador  DX4-100MHz). sendo assim  possivel a
implementagio de agdes conjuntas de controle em tempo real.
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Resultados

Figura 7 - Fluxograma do programa.

RESULTADOS

Alguns problemas conhecidos da literatura foram resolvidos
utilizando-se 0 modelo desenvolvido. com o intuito de validacao.
Um deles foi o tinel subsénico AWT (* Altitud Wind Tunnel™ da
NASA. Lewis), que foi simulado. encontrando-se boa consisténcia
nos resultados no regime subsonico. A Figura 8 apresenta um dos
graficos obtidos da comparagdo do presente trabalho com o
obtido por Krosel et al (1986).
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Figura 8 - Resposta do sistema de controle da pressdo de
estagnagdo do tanel AWT (nimero de Mach na
se¢do de testes 0.8). Linha continua, presente
trabalho: losangos. Krosel et af (1986).

Em scguida, usando o modelo desenvolvido para o Tunel
Transonico do CTA. foi possivel demonstrar que as agoes de
comandos ¢ as respostas a perturbagoes foram realizados de
forma estavel com todos os subsistemas operando em malha
fechada ¢ interligados. Os diversos sistemas de controle do tanel
foram submetidos a comandos com variagdes nos scus valores de
ajustc em exaustivas simulagoes. investigando-se o impacto de
cada sistema sobre os demais. Além disso. foi pesquisada a
robustez da instalagdo a perturbagdes nos sinais de controle ¢
também a sensibilidade de alguns sistemas a variagdes nos
parametros dos controladores.  Alguns dos resultados mais
expressivos sdo apresentados a seguir,

Controle da Pressio de Estagnagdo. Partindo o tunel com
pressdo de estagnagio de 101.3 kPa, temperatura de estagnagéio
de 313 K e nimero de Mach sonico na seg¢do de testes, a Figura 9
mostra a resposta a um comando de variagdo de 10% da pressao
de estagnagio durante 400 s seguido de outro comando para
retorne a condigao inicial. Observou-se um tempo de subida de
125, com um valor de sobre-sinal méaximo de 11% ¢ tempo de
acomodagio de 25 s.
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Figura 9 - Variagdo temporal da pressao de estagnagdo na
seqlio de testes quando o sistema ¢ submetido a
um comando de alteragio do valor de operagao.

O sistema de controle da pressao do tanel (ver Figura 2) atua
admitindo ou extraindo ar da camara Plena que envolve a secdo
de testes, através de compressores dedicados. A evolugio da
operagiio dos fluxos de admissio ¢ extragdo pode ser vista na
Figura 10. O sistema modelado envolvido tem caracteristica ndo
linear, com limitagdo fisica do fluxo maximo de ar de 67 kg/s
pelas valvulas de controle.
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Figura 10 - Variagio temporal do fluxo de massa de
admissdo e extragio na camara Plena.

A admissio ou extragdo de massa no tanel altera a
distribuigdo de pressdes ao longo do circuito do tinel, bem como
os demais pardmetros do escoamento, causando uma perturbagio
no ponto de operagdo do compressor. Desta forma. os sistemas de
controle da temperatura ¢ do numero de Mach entram em agao
automaticamente, realizando um ajuste fino. Ainda para cste caso.
as Figuras 11 ¢ 12 mostram o impacto causado no controle da
temperatura de estagnagdo e no controle do nimero de Mach.
respectivamente.
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Figura 11 - Impacto causado sobre o controle da temperatura
de estagnagdo.

Com a subida do nivel de pressio no circuito do tnel. ocorre
um aumento da perda de carga e conseqiientc aumento da
temperatura de estagnacdo na saida do compressor principal,
causando um aumento de 313K a 318 K (ver Figura 11) na
temperatura da se¢do de testes, em 7 s. Assim, o trocador de calor
& requerido para aumentar o fluxo de troca. fazendo a temperatura
retornar ao scu valor original apos cerca de 60 s. Com o comando
contririo de retorno da pressao ao scu valor original mais baixo,
observa-se um comportamento contrario no sistema de controle
da temperatura.
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Figura 12 - Impacto causado sobre o controle do nimero de
Mach na secdo de testes.
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O aumenio da perda de carga no tunel devido ao aumento da
pressdo causou um aumento da relagio de pressdes no
compressor. Devido a sua inércia. 0 compressor provocou uma
diminuigio do fluxo de massa que levou a uma queda do nimero
de Mach da segdo de testes de | para 0,95 em 3 s (Figura 12). O
sistema de controle do nimero de Mach. imediatamente, aumenta
a rotagio do compressor para recuperar a condigdo original.

Controle da Injecdo. Neste caso, os demais subsistemas foram
inabilitados. A pressdo nos injetores foi ajustada para 400 kPa, de
forma a obter uma pressdo estatica bem proxima da pressao no
escoamento principal, condigdo para injecio otimizada. O
resultado obtido na Figura 13 mostrou um tempo de
estabelecimento do nimero de Mach de regime na se¢do de testes
de 10s. Este valor é considerado alto. Tanto a valvula do
controle da inje¢do como a valvula de exaustdo do circuito
(" blow-off) atuam em cerca de 3 s, entretanto o escoamento no
tinel responde num tempo maior. Este fato € previsto ser
contornado através do uso das aletas diretoras com controle
automatico na entrada do compressor.
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Figura 13 - Variagio do nimero de Mach na secio de testes
pelo uso da injegdo.

Nas Figuras 14 ¢ 15 observa-se o impacto causado sobre a
temperatura e a pressdo de estagnagio, pelo uso da injegao.
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Figura 14 - Variagio da temperatura de estagnagio na se¢io
de testes pelo uso da injegdo.
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Figura 15 - Variacao da pressdo de estagnagdo na segdo de
testes pelo uso da injegdo.



A Figura 16 mostra o envelope de operagido do compressor
principal. onde se vé o efeito causado por este processo de
inje¢ao alterando o ponto de operagdo do compressor. Observa-se
que este impacto € pequeno ¢ justifica-se pelo fato de que a
injecdo e a exaustdo ("blow-off™") sao realizados a montante do
compressor. Esta mudanga do ponto de operagio se deu numa
direcdo bem proxima da curva de rotagao constante. A seta na
figura indica o sentido da mudanga do ponto de operagio quando
a injegdo atuou.
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Figura 16 - Efeito da inje¢io na operagio do compressor.

Observou-se também que o uso da inje¢do com todos os
sistemas de controle ativos ¢ impropria. Isto ficou claro quando
se procedeu a atuagdo da inje¢io com todos os subsistemas
habilitados. Figura 17. Ndo sc observa o patamar constante para o
nimero de Mach. requerido para uma realiza¢do de ensaio. Isto
demonstra o fato de que os fendmenos ligados ao processo da
injecio sao mais rapidos que as agoes dos controles do tanel.
Como foi visto, a resposta de alguns sistemas para atingir o
regime pode chegar & ordem de 30 s. que ¢ o tempo de operagio
do sistema de injegdo.
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Figura 17 - Variagdo do nimero de Mach na secdo de testes
pelo uso da injegdo com pressdo de estagnacio
dos injetores de 400 kPa. mantidos os demais
subsistemas automaticos ativos.

CONCLUSAO

Foram testadas inumeras configuragdes de  geometrias
diversas de taneis (inclusive hipotéticos) e constatou-se que as
maiores dificuldades encontradas para a estabilidade do modelo
empregado foram devidas as grandes variagdes de drea nas
diversas regioes dos tuneis. No caso do tinel transdnico essas
variagdes sdo maiores comparadas com os tineis subsénicos. A
medida que diferengas de drea se acentuam. o nimero maximo de
clementos concentrados que ainda permite estabilidade diminui.

As linhas de pesquisa adicionais a este trabalho devem incluir
um refinamento na modelagem da regido da scgdo de testes ¢

cimara Plena. onde observam-se valores de perdas de carga mais
criticas. Uma concepgio de um clemento concentrado de arca
variavel para aumentar a robustcz do modelo pode vir a ser
interessantc.

O resultado geral das simulagdes do tanel transonico do CTA
foi satisfatorio. onde foi possivel constatar-se agoes de controle
eficazes e rapidas. Quanto ao uso da inje¢do, conclui-se que uma
implementagao mais adequada devera ser obtida com os controles
automaticos dos demais subsistemas inativos. ajustando a valores
tabelados obtidos a partir de experimentos durante a campanha de
calibragdo do tinel.
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SUMMARY

This document describes a lumped parameter mathematical
model to be aplied in an acrodynamic circuit of a transonic wind
tunnel to investigate the transient phenomena of the tunnel
response 1o control actions and its stability. The model is
constructed as to allow implementation of other tunnel
configurations. mainly for continuum operation closed circuit
compressor driven wind tunnels with injection and independent
controls of pressure. temperature and Mach number related to test
section conditions.
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SUMARIO

Este trabatho apresenta os resultados dos ensaios iniciais realizados no Tunel Transénico Piloto do
Centro Técnico Aeroespacial, em sua configuragdo de circuito aberto, aclonado unicamente pelo sistema de
inje¢do de ar comprimido. ) equipamento utilizado é descrito, em especial a sonda de pressdo estdtica.
Apesar de limitados, os ensaios comprovaram a operacionalidade da instalagdo, a utilidade da sonda de
pressdo estdtica e o bom desempenho dos “finger flaps”. Sdo feitos comentdrios guanto a possibilidade de

melhoria da qualidade do escoamento na segdo de teste.

INTRODUCAO

Em 1989. o Centro I'écnico Acroespacial desenvolveu o
projeto basico de um inel transonico de porte industrial. com
apoio dc especialistas norte-americanos. A partir de 1990, a
equipe brasileira executou de forma independente o projeto
detathado e fabricagio de uma instalagdo piloto em escala 1:8
(se¢do de teste de 250 por 300 mm), a qual iniciou seus primeiros
ensaios em agosto de 1996,

Apesar do objetivo fundamental para a construgio do Tinel
Transonico Piloto (TTP) ter sido a verificagdo de solugdes de
projeto adotadas para o tinel de grande porte (em particular.
quanto ao uso combinado do compressor principal com um
sistema de injegdo de ar comprimido). acredita-se que o TTP sera
de grande valia no futuro. absorvendo uma parcela da demanda
de ensaios em  regime transonico. Devido a  restricoes
orgamentarias. sua implantagio tem sido feito em duas ctapas
(Escosteguy e Nogueira, 1997).

» TTP-Aberto : operando como um tincl de circuito
aberto (da cdmara de tranqiiilizagdo até a primeira csquina).
na pressdo ambiente. acionado unicamente por injetores de
ar comprimido, permitindo ensaios na faixa de Mach de 0.6
a 1.1. com tempo atil de ensaio da ordem de 30 segundos.
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e TTP-Fechado : completando-se o circuito. com a
inclusio do compressor principal. permitindo operagio
continua de Mach 0.2 a 13, com possibilidade de
pressurizagdo (vide Figura 1).

Os resultados apresentados neste artigo se referem aos
ensalos iniciais do TTP-Aberto. quando este estava montado
provisoriamente no Laboratério de Aerodindmica do Instituto
Teenologico  de Acronautica (1TA), aproveitando-se  as
instalagdes existentes de compressio e armazenamento de ar.
Posteriormente. o tanel foi deslocado para seu local definitivo no
Instituto de Acrondutica e Espago (IAE).

A SONDA DE PRESSAO ESTATICA

O equipamento mais comum utilizado na calibragio de tineis
transdnicos € uma sonda de pressao estatica situada na linha de centro
do escoamento (centerline static pipe” ). Basicamente, trata-se de um
tubo comprido. estendendo-se desde a contragio até o fim da segdo de
teste. apoiado por tirantes fixados & estrutura da contragdo e pelo
mecanismo principal de suporte de modelos. No interior do tubo,
correm capilares de ago inoxidavel, unindo as perfuragdes existentes
ao longo do tubo ao sistema de aquisi¢ao de dados de pressao.
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Figura 1 - Circuito do TTP-Fechado (dimensdes em mm).




Devido as dimensdes reduzidas do TTP, haviam sérias
dividas quanto a ser possivel a fabricagdo de tal sonda. A solugdo
veio através de um engenhoso sistema de pequenos anéis
vedados, embutidos no tubo da sonda. Cada anel define uma
pequena cdmara de equilibrio da pressdo sentida por quatro
orificios expostos ao escoamento (na mesma estagio
longitudinal). Cada orificio possui um chanfro de 82° para
redugdo dos erros de leitura de pressdo estatica. Os furos na
parede do tubo da sonda foram feitos de maneira a definir uma
hélice, onde um furo ndo se situa na “sombra” de outros furos
imediatamente a montante. Foi possivel instalar-se 96 desses
anéis (ou seja, disponibilizar 96 medidas simultineas de pressdo
estitica, obtendo-se uma “fotografia® da evolugdo da pressdo
estitica do escoamento desde a contragdo até o fim da segio de

CONTRAGAD Fixa

teste). As Figuras 2 e 3 mostram uma visdo geral da sonda e de
seu posicionamento.

Na montagem dos anéis da sonda, verificou-se a existéncia
(ou ndo) de vazamentos em cada um dos 96 capilares, conforme
ilustrado pela Figura 4. Utilizou-se um medidor de pressdo
HATHAWAY Master CAL PROMAC 922, uma bomba manual
Mono-Pump 150 da Imageworks, e um sistema de aquisi¢do de
dados de pressio System 9010 da Pressure Systems.

A média do vazamento observado (isso ¢, da diminui¢io da
pressdo lida ao longo de 120 segundos) foi de 0,026 psi (179
N/m?), com desvio-padrio de 0,016 psi (110 N/m*). Foram
detectadas quinze estagdes com vazamento superior a média mais
um desvio-padrio. As estagbes axiais correspondentes foram
identificadas, para auxilio na interpretagdo dos resultados obtidos

PRIMEIRA GARGANTA SECAD DE TESTE FLAPES
4 3
(o] b - -+
—_— 8 5 —\ =
i D L
o ——\ - ~ ~ | &
S
= Nt < = = =
7] ~ L o wi i
\\ 0
~ [ )
2
=y
\\
;;:::_:__‘_
L " R » 1= L » a0 . -] 31
L o o
e e ==:
A ESTAGAD C/ PROBLEMA MODERADD DE VAZAMENTO
‘ A ESTAGAD COM PROBLEMA GRAVE DE VAZAMENTO
— i ! - 1
= s > DISTANCIA AXIAL DESDE O INICIO DA SEGAQ CILINDRICA a 2
- -—

2474

Figura 2 - Esquema basico da sonda de pressdo (dimensdes em mm).

Figura 3 - Montagem da sonda no suporte de modelos.




Nnos ensaios.
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Figura 4 - Aparato para verificaglo de vazamento.

Ap6s um periodo de algumas semanas, instalou-se a sonda
no TTP-Aberto, procedendo-se a conexdio dos tubos plasticos do
sistema de medi¢do e, depois disso, a um novo leste para
verificagdo da continuidade pneumatica. Neste ponto, observou-
se que um grande nimero de capilares estavam entupidos.
Retirando-se a sonda, constatou-se a formagdo de dxidos nas
regides das soldas nas emendas dos capilares. devido a nio se ter
retirado completamente o acido de preparagio para solda. Feito
um tratamento quimico, e constatada a desobstru¢do dos tubos,
tornou-se a instalar a sonda no TTP-Aberto. Uma verificagdo do
alinhamento da sonda indicou uma flecha méaxima de 2,3 mm e
um éngulo médio de 0,06° em relagio a linha de centro do
escoamento.

OS ENSAIOS

O sistema de armazenamento de ar comprimido do ITA
tinha capacidade de 10.000 litros a uma pressdo méaxima de 35

atmosferas (35.5 x 10° N/m%), condig¢des inferiores ao sistema
definitivo do IAE., implicando numa limitagio do tempo
disponivel em cada ensaio. Experimentou-se dificuldades na
valvula de controle principal do sistema de injegdo de ar
comprimido, inviabilizando a obten¢do de valores nominais (pré-
definidos) da pressao de injegdo a partir do ensaio de nimero 33.

A aquisi¢do de dados de pressdo foi baseada no System
9010 da Pressure Systems, conectado a um microcomputador PC
486 DX4-100 MHz, através de uma interface GPIB-422CT da
National Instruments. O programa de aquisigdo foi escrito para
ambiente LABVIEW da National Instruments. Além da sonda de
pressdo. utilizou-se tomadas de pressdo : (i) em 4 estagdes das
paredes da se¢fio de teste, (ii) em 6 pontos da cdmara plena, (iii)
logo apds a vilvula de controle do sistema de injegdo, e (iv) no
anel de distribuigdo de ar para os injetores.

A Tabela 1 resume os objetivos dos ensaios. Em todos eles,
utilizou-se fendas (“slots™ ) na segdo de teste com 5% de razdo de
drea aberta. a inclinag@o das paredes da segdio de teste era nula, a
segunda garganta ndo estava acionada (isso ¢é, permaneceu
completamente aberta) e o nimero de bicos injetores de ar
comprimido era dez. Além da pressdo de inje¢do, variou-se a
abertura dos flapes de reentrada e a geometria da primeira
garganta. Em nenhum ensaio utilizou-se extra¢do forgada de ar da
camara plena.

Tabela 1 - Ensaios Iniciais no TTP-Aberto.

No do Ensaio Objetivo
la6 Verificagdo operacional inicial.
7al13 Determinagdo da pressdo de injegdo em
fungao da abertura da valvula principal.
14216 Verificagdo da distribuigdo de pressdo no
interior da cdmara plena.
17a32 Medida de pressdo estatica ao longo da
parede da se¢do de teste vazia.
Medida de pressdo estitica no centro do
33243 escoamento (uso da sonda de pressdo,
com razio de bloqueio de 0,6%).

Figura 5 - O TTP-Aberto montado no ITA.
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RESULTADOS

As Figuras 6 e 7 mostram a aceleragio do escoamento a
partir da contragdo. Nao foram detectados problemas graves (em
especial, quanto a descolamento de camada limite) tanto na

geometria de garganta sonica quanto naquela que sera usada para
obtengdo de Mach 1.3 no TTP-Fechado.

As Figuras 8 e 9 fornecem maiores detalhes do escoamento
na segdo de teste. Observa-se que o Mach flutuou
consideravelmente: o desvio-padrao da variagdo ao longo da
scgdo de teste nominal foi da ordem de 0.002 (média dos
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ensaios). A instalagdo de telas e “colméia™ (“honeycomb™) na
camara de tranqtiilizag¢io (quando do fechamento do circuito) em
muito contribuird para a melhoria da qualidade do escoamento. O
gradiente longitudinal do Mach podera ser sanado fixando-se
convenientemente o dngulo de inclinagdo das paredes laterais da
secdo de teste (sdo previstos ensaios para otimizagio desse
parametro). Também foram notadas variagdes bruscas do Mach.
em particular em torno da estagio 2200 mm. cujas causas ainda
ndo estdo esclarecidas. Podem simplesmente ser conseqiiéncia de
problemas de instrumentagdo. o que poderia ser confirmado
através do deslocamento axial da sonda e repeti¢do dos ensaios.
Entretanto, ¢ possivel que tais variagdes estejam associadas a
geometria das fendas (“slots™ ). Os ensaios previstos com fendas
de 11% de razdo de drea aberta poderdo esclarecer se esse € o
caso.

Um dos resultados mais esperados era a comprovagdo da
eficiéncia dos ~finger flaps™ (ranhuras nas folhas dos flapes de
reentrada, a jusante do modelo. projetadas para methorar as
condigdes de reentrada do escoamento no final das fendas
longitudinais da se¢do de teste). A Figura 9 mostra que realmente
sdo muito Gteis, tornando plana a distribui¢do do Mach no final
da se¢io de teste. Inclusive, observou-se ligeiro excesso de
bombeamento (“overpumping” ). que podera ser corrigido com a
utilizagdo de enxertos nas ranhuras dos flapes, diminuindo-se a
profundidade das mesmas. Com as ranhuras bloqueadas, ¢
necessaria a abertura das folhas dos flapes em valores iguais ou
superiores a 10 graus, ocasionando um aparente aumento de
perda de carga no escoamento. refletido pelo Mach médio
inferior (quando comparado com ensaios com mesma pressao de
injegdo. mas com ranhuras abertas).
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A curva basica de calibragao do tinel. traduzindo a relagio
entre os nameros de Mach calculados a partir da pressio na
camara plena e da pressdo média do escoamento na secio de teste
nominal. foi:

CLMACH = 0.997 * NMACH + 0.002 .

onde CLMACH ¢ o namero de Mach baseado na pressao estatica
na linha de centro do escoamento. ¢ NMACH ¢ o Mach baseado
na pressdo na camara plena.

CONCLUSAO

Apesar  de limitados. o0s ensaios comprovaram  a
operacionalidade geral da instalagdo. a utilidade da sonda de
pressdo estdtica e o bom desempenho dos “finger flaps™. A
necessaria melhoria da qualidade do escoamento na scgio de teste
podera ser obtida com a instalagdo das telas ¢ “colméia”
(" honeveomb™) previstas para o TTP-Fechado. com a inclinagio
das paredes da segio de testc c¢. cventualmente. com a
reconfiguragio da geometria das fendas longitudinais (7 slots™ ).

Apos realizados os ensaios. o TTP foi transferido para seu
local definitivo no 1AE. Espera-se que a instalagio volte a operar
em sua configuragdo aberta no primeiro semestre de 1998, dando
prosseguimento aos ensaios de calibragdo.

A metodologia utilizada nos ensaios ¢ aquela normalmente
aplicada pelos operadores na calibragao de tuncis transonicos.
ainda que ndo haja uma padronizagio (normas internacionais) ¢
detalhes especificos sejam muitas vezes considerados segredos
industriais (Luchuk et al.. 1982: Quest. 1994: Reed ct al.. 1977).
Espera-se que o presente trabalho contribua para a divulgacio de
tais procedimentos dentro da comunidade cientifica brasileira.
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ABSTRACT

This work presents the results of the initial test runs at the
Pilot Transonic Wind Tunnel in the Centro Téenico Aeroespacial.
The facility was in its open configuration. powered enly by the
injection system. Although limited in scope. the tests proved the
general operational status of the facility. the utility of the
centerline static pipe. and the good results obtained with the use
of the “finger flaps’. The test section flow quality will improve
with the installation ol screens and honeycomb. with an
appropriate inclination of the test section side walls. and.
eventually. with a new slot geometry,
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SUMMARY

aerodynamae applications.

A time-domain mathematical model orgially devcloped for aeroacoustic analyses is remewed regarding
A new model equation, valid for arbitrary motions of bodies msude incompressible

and inviscrd fluids 15 derived. This cquation differs from previous vnes due to the inclusion of sources which are
tangent to the body surfoce. Particulor attention is gren Lo surface sowrces which vesull from the traditional

quadrupale Leri.
means of convolution of all sources mvolved.

The governing differential equation is transformed into an integro-differential equation by
The wportance of tangent souwrees is evaluated, bemng decmed

wportant to describe cireulation and full crpansion around bluff bodics.

INTRODUCTION
Since the carly fifties, Lighthill's  Acoustic Analogy

(1952, 1954) has been used to investigate the noise gener-
ated by free jets and to evaluate turbulence as a mechanism
of sound generation. This Analogy has been mathemati-
cally established by combining the continuity and momen-
tum equations into a single wave equation for a variable
which is essentially the aconstic pressure p. This approach
has yielded a mathematical model to express the physies of
locally turbulent air pockets interacting with each other as
acrodynamic sound producers.

Lighthill's equation is known as an inhomogencous
wave equation with the right hand side comprised by
quadrupolar sources involving the viscous stress tensor £
and turbulence, i.c.

1 & o 2 T
Lo L R 7 L T |
[«2 ot eJ,-;-,a;m]’ =20) = P (1)
where
Ty =&+ pui; (2)

In equation (1), ¢ stands for time, @; is the space coordinate
in the i-th direction, ¢ is the sound speed in the undisturbed
air, p is the specific mass of a fluid element in the perturbed
state, p, is the reference undisturbed specitic mass of a Huid
element, and wu; is the i-th component of a fluid clement
veloeity with respect to an imnovable Cartesian frame of
reference with coordinates @, @i = 1.2, 3.

It can be shown (Brandao, 1991) that the l'(_)lll]]l}llltl(l{‘(l
variable 02 (p — po) is essentially the perturbation bl‘('..‘-i}iill‘{‘.
p. Although in the case of compressible fluids this might
be just an approximation, in the incompressible limit this
result is exact.

Equation (1) cousiders as sound sonrces gradients of
Lighthill’s stress tensor 735 along two mutually orthogonal
directions. This mathematical entity combines the plysics
of viscous shearing and How turbulence, which are impor-
tant sound mechanisins for turbo-engines and rocket jets.
However, this model cannot deseribe the noise generated by
moving surfaces and by the turbulence or viscosity associ-
ated to this motion. Hence, an extension to the available
theory was required to incorporate these elfects,

In the late sixties, Ffowes Williams and Hawkings
(1969) introduced into the framework just described solid
boundary efecets by considering the fluid dynamies around
a4 moving body of surface f = 0. With the help of gen-
cridized functions and derivatives, monopolar and dipolar
sources were included, and equation (1) became
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(3)
[ere, the bar over the derivative sign denotes the concept of
generalized derivative, |V f] is the modulus of the gradient
of the function f (which gives a body surface when equal to
zero), aud 8 f) is the Dirac delta function of this surface. In
addition. v, is the body velocity normal to its own surface,
as seen from the reference coordinate frame, and n;, is the
J-th component of the unit vector normal to the surface,
Finally,

(4)

is the perturbed compressive stress tensor, with the per-

P = pbi; + &

turbation pressure in its diagonal, as indicated by the Kro-
necker delta 8, ;. added to the viscons stress tensor.

In the carly eightics, by recognizing the gencrality of
the approach, p came to be interpreted as the sum of a
perturbation hydrodynamic pressure py, with an acoustic
signal p,. Le.

(5)

Usually, several orders of magnitude separate one pressure

P=Pht pPa

component from the other. Thus, based on this scaling, in
this work we deal with the py, component only, and denote
it by p. for the sake of notation simplicity.

As a result of the pereeption expressed by equation (5).
the approach was applied by Long (1983, 1985) to investi-
gate acrodynamic problems. In this investigation, numeri-
cal results verified the correct pressure distribution for small
perturbation problems, but presented some difficulty in cap-
turing circulation around an airfoil at an angle of attack.
[n order to obtain weaningful results, the researcher had to
apply an ad-hoe “conditioning” scheme.



Further investigations of this approach, carried out by
Brandao (1988, 1989), revealed the following problems in
neced of correction:

e near stagnation points, compression was heyond the
expected, yielding pressure coefficients greater than
unity;

o near the apex of bluff bodies, maximum expansion
was lower than the expected, yielding pressure coetli-
cients less negative than those prescribed by potential
theory; and

e difficulty in capturing the correct circulation around
airfoils in lifting condition without the recurrence of
“conditioning” schemes.

Remedies such as recognition of the necessity of iter-
ations between pressure and velocity distributions on the
bodies surfaces (Brandao, 1989), better mumnerical evalua-
tion of singular integrals (Brandao, 1987, 1990), and incln-
sion of hidden singularities (Brandao, 1991) were not strong
cnough measures to solve the indicated difficultices. It scems
to exist basic flaws in the physical model which cannot be
uncovered simply by perfecting mathematics and computa-
tional procedures.

This line of research continued to be investigated in
the carly nineties by Brentuer (1990) and by Lee and Yang
(1990). These rescarchers have used alternative perspee-
tives of the same analytical model. Brentner has used as
unknown a compounded variable B which mixes hydrody-
namic perturbation pressure and dynamic pressure, which
can also be known as the total perturbation pressure of a
fluid element, i.c.

B =p+ (6)
whereas Lee and Yang have opted for the velocity potential
¢ as main variable. Although Brentner scemed to have suc-
ceeded within the restrictive framework of incompressible
and inviscid Huids, Lee and Yang's results seem to suffer
from the same deficiencies already pointed out in this re-
view.

In the pursuit to disclose possible theoretical Haws in
the model, Brandao (1993) has proposed more complete
definitions for the mathematics of generalized derivatives.
The purpose of this attempt has been to include contribu-
tions of vector and tensor quantities on the surface f =0
along three mutually orthogonal directions, taking as refer-
ence the unit vector # normal to the surface. With these
definitions, it has been possible to obtain an extended ver-
sion of equation (3), which reads as follows:
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In this equation, £ and § are two mutually orthogonal unit
vectors which are tangent to the body surface at a given
point under analysis, whereas v, and v, are projections of
the fluid velocity vector ¢ onto the surface along the direce-
tions t and §, respectively.
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A comparison between equations (3) and (7) shows
the appearance of new contributions inside the traditional
monopole and dipole terms and of a new dipole term com-
pletely linked to tangential sources. These new contribu-
tions appear nnderlined in cquation (7).
also shows the vanishing of the

The comparison
V f| inside the monopole
and dipole terins, due to redefinition of the concept of gen-
cralized derivatives.

The purpose of this paper is to proceed on the theo-
retical investigation regarding surface sonrees and to con-
sider how these modifications 1o the mathematical model
may affect the deseription of the problem physies. In order
to reach these objectives, we present the derivation of the
equation equivalent to equation (7) for the specialized con-
text ol incompressible and inviseid Hows. Then, a deeper
investigation of the generalized quadrupole term is made,
which reveals new sonurces located on the body surface, In
the sequence, the governing dilferential equation is trans-
formed into an integro-differential solution via convolution
of surface and volume sources. Finally, the problem of ellip-
tical eylinders moving steadily through the fhiid is consid-
credd to illustrate the application of this approach to acro-
dynamnics,

Consider an infinite domain of quiescent, inviscid, and
incompressible fluid with the following reference properties:
pressure p, and specific mass p,,.
ciated Cartesian coordinate system F of coordinates ),
o= 1,2,3, lixed to this Huid at rest, with nnit vectors (;fr
= 1,2,3. Although this framework might be essentially
the same adopted for ideal Hows, no ideas related Lo poten-
tiality are being evoked here. Thus, the present mathemat-
ical model may have its results compared to those obtained
via potential How theories, but it is not potential in its in-
trinsic nature.

Consider also an asso-

Consider now inside this quiescent. fluid a body with
another Cartesian frame ol reference B, with coordinates
o and nnit vectors Ef* i = 1,2,3, respectively parallel to
f;fr This body is made ont of [nid in the same reference
conditions and is delimited by a closed and impenctrable
surface f = (. Henee, except for a hypothetical surface of
negligible thickness, the whole domain of analysis is com-
posed by a fluid capable of transmitting instantanconsly to
all points of the domain any perturbations which may be
itnparted to fluid elements,

In general,

f= Flal i) =0 (8)
is a function of space and time in the F frame of reference.
If the body is perfeetly rigid, this function may be written
in terms of

= Tafy=0 (9)
only. However, if the body undergoes deformations, then
cquation (9) becomes function of the time also in the B
reference frame. For the sake of simplicity, let us consider
in this study the body as perfectly rigid.

If the body moves with respect to the 7 reference
frame, external flnid clements hecome disturbed, showing
changes in properties like static pressure and velocity. Let
ns consider the hypothesis of keeping invariant with time
internal fluid properties, regardless of the body motion,
as shown in Figure 1. Then, discontinuitios are gener-
ated across the surface f = 0, beeause internal (f < )




properties are dilferent from the external (f > 0) ones,
These discontinuities are used in the mathematical model
to excite acroacoustic /acrodyviiunic phenomena following a
preseribed body motion. They are infroduced via general-
ization of the derivalives present in the basic conservation
principles.

outside conditions pg, p. u;

surfuce =0

mside conditions po. po.ui =0

Figure 1: The body surlace = 0 as generator

of Hhuid disturbances.

Conscervation Fguations, For an incompressible Huid of

specific mass gy, the equation of conservation ol mass can

he displayed as

_“ (pro ) =0 {10
ihr,

Hereo w, is the i-th component. of the perturbed velocity

vector related to the Forelerence systenn. Phis s a single

partial differential equation for three unknowns. namely.

1,208

Il the space derivatives appearing in equation (10) are

the components u,. with 2

peneralized according to the definitions given in Brandao
(1993, we obtain the following result:

l;_:a {f’“ i) = o (0 b o4 *'~}‘\(,-'“J (1)

Eguation (1) displays the “generation of mass™ at the

boundary [ = (), s deseribed by the Dirac delta funetion.

I this result. the right hand side includes projections of

the fluid velocity at o surlace point along three directions,
as given in Figare 1.

If the body moves with velocity Vowith respect 1o the

F oreference frame and the Huid is inviscid, an unknown

perturbation velocity vector o is generated, as seen by an
observer in . sueh that the velocity projections in equation
{11) are given hy

thy = (\"r 1 Hr}”-; — "‘n b

= (V, + ), = Vo +uy (12)

Ve == (V; + wi)mi = V. | tks

From Lamb's kinematic non-penetration condition of a rigid
body (Lamb, 1945) we obtain that

y = win; = (1:3)

Then, v, becomes totally known from the hody motion
alone, whereas in the inviseid case o and oL inelude an-
known perturbation velocities generated by the body mo-
tion. It is important to emphasize this point, which secms
Lo be ignored by many applications in acroacoustics.
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The regular momentum equation for an inviscid and
incompressible fluid in conservative form and in the absence
of hody forces is given by

() 17
— (pot1;) + — (pe by + pouin) =0 (11
op (P tti) 1, (P + i) (11)
Here, p.is the static pressure of a fluid element in the per-
turbed state. Recall that

Ps = Po+p (15)

Fauation ( 11) represents synthetically three partial dif-
ferential equations, cach of them giving the equilibrivn of
mormentium in the direetion of one of the axes of the F refer-
ence systen, Together with equation (10). they form a set
of four equations with four unknowns, yiclding a well-posed
nmathematical problem. if completed with the associated ini-
tial and boundary conditions.

I we generalize the derivatives of equation (14). the
lollowing resalt appears alter a proper algebraic arrange-
nient:

7] )
o (pous) 4 or, (ps bij + powi uy)
P+ 14 s+ po s (00 + 0] 8(f) (16)

This result demonstrates how the existence of an impene-
trable surface f = 0 moving inside an incompressible and
inviscid haid serves as source of momentum.  As indicated
on the right hand side of equation (16). some contributions
come from the perturbation pressure p alone, whereas other
contributions come from directional changes of momenta at
the surface.

Lguations (1) and (16) are the basic ingredients of the
amalgam which constitutes the present approach governing,
cquation. Its derivation process follows in the sequence.

Governing Fouation. The derivation of the governing

cquation in this approach happens as described below:

. take the generalized time derivative of both sides of

the continuity equation (11);

take the generalized derivative of both sides of the
momentinm equation (16) with respeet to the spatial
coordinate @y

3. subtract the result of the previous step (rom the result
of step 1; and

4. in order to get rid of constants, subtract from the
result of the previous step the following identity

g g =0 (17)

daidr,
The ontcome of this derivation process reads as follows:

2
po (v + 0+ 0) 8] - - (pouiy)

Vip=— :
” Jr.0c,

i

i
i :

b A4 )+ pon (o + 0180} (18)

where V2 is the generalized Laplacian operator.

Faquation (18) may be regarded as a Poisson equation
for the perturbation pressure p. 1t can be obtained directly
from the more general equation (7) il we let the sonnd speed
¢ go to iulinity and if we neglect the viscous stress tensor




&, included implicitly inside the tensors 'f-’,_, and 7i;. Tur-
thermore, if compared to the incompressible and inviscid
commterpart of equation (33), equation (18) has more precisc
definitions of unit vectors and introduces two new mecha-

nisms of perturbation pressure generation which might be
important for some classes of problems. The new sourees
reinforee the traditional monopole and dipole terms, which
are boundary contributors, and keep unchanged free-field
quadrupolar sources, which are vohuue contributors.

Quadrupolar Sources, The contribution of quadrupo-
lar sources to acrodynamics has been traditionally neglected
under the assumption that these sources would be impor-
tant only for non-lincar phenomena. This impression has
been inherited from acroacoustics, e.g.  Hauson (1983),
where this contribution has been deemed appreciable only
for high-speed Hows, starting in the transonic regime. As
major contribution in this work, we intend to demonstrate
that new surface terms stem out from the quadrupole, sone
of which may be as important as the traditional monopole
and dipole terms.

For incompressible and inviscid Auids Lighthill's stress
tensor, given by equation (2), hecomes equal to

Tii = Pabitly

(19}

which is non-lincar in terms of fluid element velocities,
However, since pressure is functionally related to squared
vilocities, the quadrupole may provide simpler relations in
a pressure foensed formulation. Tn order to claborate this
argiment further, let us consider the quadrupole term and
give to their generalized derivatives a simpler, vel proper
interpretation.

The quadrupole term, as appears in cquation (18). s a
sealar quantity given by

;T o
Q= —2 = — (ot 1) (20}
duidae;  dweide;
Lot us rewrite this term as
J )
Q= — | — (pou;u 21
ey |y (r 2 2l

I we admit the existence inside an infinite amount of Huid
of asurface f = 0 which imparts discontinnitios in this Ouid
domain, and if we use the definition of generalized derivi-
tive with respect to a spatial coordinate given in Brandao
(1993), the contents of the square brackets in equation (21)
may be displayed as follows:

it ( ) i) ( ]
— (pottytt;) = —— (pott, 1)
f}'f': f g ‘:-J"'_; ! o)

 po s (00 + 00 + 1) 0(f) (22)

Il we replace the result (22) back into equation (21). we
obtain the following expansion for the quadrupole:

1] o

o, | dx;

Q = (pottiwg) 4+ povy (v, + 0o+ 000 (23)

The first term inside the square bracket on the right
hand side of result (23) can now be expanded iuto

%)
(o tti 1) =y —
i : a

P Ous )

o Py Hog
(‘” U} b i (‘_}.'I'__l
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The first term on the right hand side vanishes because it
contains the regular continuity equation (10).  Therefore,
equation (24) becomes

iy

(25)

—j——-[;h,?L,tgi} = P thy

e b,

The replacement of this result back into the guadrupole
term (23) provides
i

o

(e i
ot l o+ Jro 1 (“u + i + !'_.,)h{j} (2UJ
J'.f

i)

Il we nse again the regular continuity equation (10)
to clear out the algebra, the generalized derivative of the
first term on the right hand side of equation (26) vields the
following result:

) du, du; du,
m |Peltig—— | =i T
i, i ey iy

i,

+ Pty = (ni + 1+ 5)00f)

3

(27)

It should He observed that the lirst term in result (27)
is nol a tensor, but a scalar quantity expressed accord-
ing Lo Einstein's simmation convention, In the full three-
dimensional ease this term is given by

(r’»‘u] )“’ ' (('_jH--g
s a2 =
¥ s

_ ) | (U-u.:‘)z
by ida
(r‘)m chiy  huy iy
— + 4=
1

lh_d Jf_ U.‘!';; f}.‘ffj )]
With this development, the quadrupole term (26) nay
he rewritten as

Oy g
oo — T
g e,

s sy

s 9%
ey dag (48)

e, thig

iy ;
Q=p F fro ) (i + b+ 3:) (F)
S,

i ot
duy Dy

i
+ S

fl)..f', U‘u 1l {”u + i + “\}‘.‘{v’”

(29)

In wore general terms, considering the hypothesis of the
flnid being viscons, this result becomes
a7,

—={n; + i+
e (

0T,
Dy

si)o(f)

5 |
b [T G 0 ) 8(0) (30)

The results (29) and (30) reveal three terms on the
right hand side which deserve some consideration. Let us
observe that

o for the two surface terms, each uid element veloeity
is interpreted as the one seen from the B reference
frame, since source information will be integrated in
the body coordinate systen;

o the Hrst term (regular quadrupole), given in full form
by equation (28), is valid only for ficld points which
are outside the moving body (domain [ > 0}, since it
involves only regular derivatives:

e the second termn is completely new in form and na-

he classitied as a traditional

monopole or dipole; and

Lure, since it cannot

o linally. the third term has the form of a traditional
dipole, to be added to those terms alveady included
in the model equation (18).




I vesult (29) for the quadrupole is now inserted into
cquation (18), the governing equation valid for incompress-
ible and inviscid fuids reads as follows:

. Dy

Pa 7= 7=
day O

: ()
Vz.“ - :}; [po (00 + 00 + 02} 8([)]

! (;:‘ { []U{H. + £+ s — pattio v, ] r"(_f}}

(o, )
oty ot (s + b + %) B(S) (31)
i

I'he terms underlined in this result are cither modifica-
tions or inclusions in the governing equation which have
resulted from the present interpretation of the generalized
(nadrupole term.

Integral Transformation. Due Lo the presence of gen-
cralized functions on its right hand side, eqnation (31) can-
not be solved directly, but needs to be transformed info an
integro-differential equation. This task can be performed by
recognizing that the elementary solution of the impulsively

excited Laplace’s equation

2.4 G & - iy
:—:ﬁ o .‘,,f. == VN <.?r
¥y i, (X (i) = Y(a ”) (32)

reads
G(X. V)= (33)

where ris the distance hetween a sonree at position }:(,r, 1)
and an observer at position .f(;r,.f}‘ This is the hasie
Cireen’s hunction of Laplace’s equation for an unbounded
domain V (Morse and Feshbach, 1953). From this clemen-
tary solution we can construcet a formal transtormation for
cquation (31} by source convolution and obtain the pertur
hation pressure at the observer as follows:

il

iy

+ 85)

“pln
Jv r

Arp (X 0) + — b(f) dV

_ O [ttt oo
it Jy r
$2 [ Batitn gpy i g /{’f: s Ny, 5
duy f, r Jy 1 ey

(1, + 1, + 5,)6(f) dV (31)
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The integrals involving the Dirae delta funetion 6 f)
in equation (341) arc transformed into surface integrals, as
deseribed in Brandao (1993). The result of this integration
may be presented symbolically in non-dimensional form as

dme, + [ K% dS = / K% dS + / Ky dv o (35)
o f0 ] 4V i

whore " ‘
o o . 36)
! :', Po VL (

is the pressure cocflicient and Vo is a reference velocity

for the body displacement with respect to the F frame of

coordinales.

Result (35) represents an integral equation of the Fred-
holm type for the perturbation pressure p, forced by veloe-
ity dependent houndary and volue integrals. Above, K%
denotes a singular surface kernel for e, K5 symbolizes a
singular surface kernel which depends on the velocity field
only, whereas K3 represents a singular volne kernel which
depends on the ontside thaid velocity field.
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A PROCEDURIL FOR A'PLICNTION

Let us consider, by way of illustration, the motion with
respect to the F referencee frame of an infinitely long elliptic
evlinder with axis parallel to the b direction. The upper
and lower surfaces of this body are given in the B frame
respectively by

fulwra) =a) —ay/1 —ad

filer,an) = — —a V/I (37)
where @ is the non-dimensionalized minor axis of an cllipse
defined within the domain —1 < o < 1, which yields twice
the ellipse major axis.

Let us focus our attention to the a7 -7 plane by in-
tegrating the contributions from all sources along the P_;f
direction in the infinite domain —oc < a7 < 4-oc. Further-
more, let ns consider the steady motion of the eylinder with
velocity Vi, along the direction — H‘; as shown in Figure 2.

2
R

xF
(1 !

xoF

2

Figure 2: Planar motion of an elliptic cylinder
in a quicscent medium.

It should be recoguized that in this two-dimensional
case equation (35) is a single integral equation involving
three unknowns, namely, the pressure coethicient ¢, and the
velocity components wy and . In order to obtain a soln-
tion by considering surface sources only, an iterative sohu-
tion technique is required (Brandao, 1991). This solution
is comprised of the following steps:

1. Tt starts with the diseretization of the surface do-
main —1 < s < 1 by choosing the position of n ob-
servers on this surface. Usually, by convenience, we
take symmetrical positions on the upper and lower
cylinder surfaces, being half on f, = 0 and the other
half on f; = 0. as defined by equations (37).

2. Then, for the
non-dimensionalized tangential velocity distribution
qo{r2) on the eylinder surface, which can be con-
structed by taking as basis the known motion of the
body with respect to the F reference frame.

we  consider a reasomable  guess

3. The guess of the last step allows estimation of the Kf
integral on the right hand side of equation (35). If
we apply this equation for the n chosen observers, we
obtain a lincar problem of order 1 given hy

(Cl{en} ={F}

It can be observed that the matrix of mfluence coef-
ficients [C] depends on the problem geometry ounly,
whereas the forcing vector {F} depends on the ge-
ometry and on the unknown fhnid dynamics.

(38)




4. The solution of the lincar problem (38) yields wval-
ues for the pressure coeflicient at the chosen points.
An estimated pressure distribution can, then, be ob-
tained by splining the discrete solution at these n ob-
servers. From this distribution e, (22) we can obtain
a new tangential velocity distribution via Bernoulli's
equation, i.c.

(39)

5. Onee the k-th computation cycle is completed with
the determination of a new surface velocity distri-
bution, we come to the decision about stopping the
process or allowing a new iteration. The process is
permitted to continue until convergence is achicved
under a given tolerance by evaluating the following
dimensionless parameter:

e
K== / lge(ro) — qu_i1(x2)| doa (40}
2]

6. The parameter & given by equation (40) is the mean
distance between the new and the old tangential ve-
locity distributions. If this distance is greater than
the tolerance, the process returns to the third step.
Otherwise, we are allowed to display the converged
results.

More complicated iteration schemes can be developed
il we are also willing to consider the influence of free field
sources on the surface pressure distribution. In this case.
the number of unknowns increases with the discretization
of the domain ontside the body surface.

CONCLUDING REMARKS

During the past fifteen years there have been attempts
Lo use acroacoustic formulations to obtain acrodynamic re-
sults. The theorctical bases for these attempts have been
Lighthill's Acoustic Analogy, Ffowes-Williamms and Hawk-
ings cquation, and a generalized version of the wave equa-
tion for the velocity potential, From these studies it can
be understood that there is a chronical difficulty in captur-
ing the full pressure expansion around bluff’ bodies and the
correct circulation about lifting bodies.

These difficultics may be explained by a lack of com-
plete source information in the previous mathematical mod-
els.  These models include as excitation of the air only
sources which are normal to the moving body surface. The
new formulation explored in this work has extended the
source physical modeling to include the effect of circulation
in the mathematics.

This way of computing the interaction hetween Huids
and bodies is an example of a new branch of CFD. Tt has
its roots on the panel methods of the sixties. Today, it be-
longs to the ever growing classes of mixed volume-boundary
element methods. This line of rescarch has the merit of inte-
grating into a single perspective general aerodynamics and
acroacoustics. It is a novel approach, with potentiality still
to be determined.

For the future, there is necessity of extending this in-
vestigation into more general contexts, where clastic bod-
ies of three-dimensional geometry move unsteadily through
compressible and viscous fluids. It is also necessary, in the
compressible case, to separate hydrodynamic and acoustic
fields and evaluate their interaction, c.g.. in the formation
of shock waves.
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SUMMARY

Small returnable orbital pavioads or spacecrafis need safe, efficient and affordable recovery systems.
Svstems based on parachutes are the most reliable choice due to their proven reliability and low weight. The
present work deals with the preliminary testing of a high performance ground recovery system for small
orbital pavioads based on parachutes. The proposed program comprises a three stage testing in wind-tunnel

and flight testing . The paper shows and discusses the testing methods, programs and preliminary results.

INTRODUCTION

Parachutes are used as aerodynamic decclerator systems for a
wide spectrum of applications. as for instance: load recovery after
drop test. rocket payload recovery. aircralt landing deceleration.
vehicle stabilisation cte. (Pepper & Mavdew. 1971) (Peterson,
1990). They differ in type and size according to their application.
so that practically the mission specifics the most adequate
parachute system.

Small returnable orbital pavloads or spacccrafis need safe.
cfficient and affordable recovery systems. Systems based on
parachutes are the most adequate choice due to their proven
reliability and low weight (Ewing. 1968). However. parachute
design and development is still largely empirical. so that great
cffort should be done in the elaboration and execution of several
ground and flight testing.

The present work deals with an experimental investigation of
a high performance recovery system for small orbital payloads
based on parachutes. Testing methods, programs and results are
presented and discussed.

RECOVERY SYSTEM

The present work is part of the development and testing of a
high performance recovery system to be used for the recovery of
small orbital platforms at ground surface (Moraes. 1997a).

Basic design requirements to a high performance recovery
system are (Koldaev ct al.. 1997):

s high reliability (higher than 0.999). :

o small system weight (less than 10% of capsule weight), |

e stable descent and minimum wind influence,

e low capsule deceleration during parachute deployment and
ground impact. and

e use for a wide range of payload weight.

The proposed recovery system is based on a three stage

parachute system. Figurel. composed of:

* pilot parachute.

e drag parachute (Koldaev, 1986),

e main parachute (Fallow. 1986).

s risers and deployment bag,

e air bag (Koldacv and Moraes. 1998). and
s separation equipment.

td

L

The pilot parachute will be first deployed in order to give
orientation to the payload. In the sequence the drag parachute
rises stabilising and decelerating the payload. And finally the
main parachute which establishes the necessary and safe rate of
descent during the approach to land surface will be deploved. The
main parachute is of a cluster type and has the following
advantages when compared with a single parachute:

e stable descent.
¢ less probability of failures,
s usc for a large range of payload weight.

Figure 1 - Recovery System

The development of such a system includes the consideration
of:
e determination of parachute arca and mass.
» inflation time and dynamics,
* drag, stability and stress analysis of the parachute,
o wake flow characteristics.
» land and impact (crash) testing,
o materials selection and testing,
* manufacturing processes, and
s flight testing.
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Therefore a lot of work has to be initially done concerning
the design concept of the recovery system. A good concept and
design leads to maximization of performance and consequently to
weight minimization of the system. and that is of greatl
importance for space svstems (Deweese ct al.. 1978).

In order to reduce the loads due to land impact. an air bag is
used as impact attenuator. Air bags can maintain the impact
acceleration under 8 g which is very important for sensible
payloads (Koldaev and Moraes. 1998).

PARACHUTE SYSTEM TESTING METHODS

The flowfield which is formed around and behind a falling
parachute can not be easily described theoretically. even the most
modern methods of calculation allow to obtain only rough
estimation of the variables. Several types of constructive forms.
different materials. parachute system equipment etc.. do influence
strongly on the behaviour and dynamics of the system. For that
reason experimental tests ought to be carried out when new
parachute systems are designed. Tests are especially necessary
when the parachute system is complex and requires high level of
safety (as parachute recovery systems do). Such a complex cycle
of experimental work secures the design of a parachute system
that satisfies all the requirements and guarantees the safety of its
functioning.

A complete testing program of a parachute system considers
ground. wind-tunnel and tests in real conditions (flight tests).
(Koldaev and Figueredo. 1996) shows several test devices. which
can be used for ground testing of parachute systems.

Ground testing is more suitable for comparison of different
parachute systems with the purpose to select the best canopy
form. the functioning scheme etc.. Nevertheless. this kind of test
does not allow to simulate all real use conditions of the system.

With the purpose to investigate parachute system reliability
control and its demands fulfillment. the sccond type of testing.
flight tests, is used. By flight tests it is more complicated to
provide qualitative registration of all parameters of the parachute
functioning. Tested objects are. as a rule. at a very long distance
from observer. Although flight testing is more expensive. it is
necessary for final considcrations about the parachute system
functioning in real conditions.

In general following testing devices can be used:

e Blowers

s Open-Throat Wind-Tunnels

¢ (Closed-Throat Wind-Tunnels

e Sleds (Rocket Tracks)

e Stands for Testing of Payload Landing
+ Sloping Test-Beds (Benches)

* Vertical and Horizontal Test-Beds
¢ Aircraft Flight Testing

e Rocket-Boosted Test Vehicle

e Gun-Launched Vehicle

¢ Stratospheric-Balloon Testing.

Also using movable test-beds. as for instance those mounted
on cars or lorries, several parachute sub-svstems can be tested.

Blowers

Simple air blower, Figure 2. is a proven tool for preliminary
parachute testing. chiefly of a qualitative nature. Unless special
testing prevail. tested parachutes should have at least 0.1 up to
0.6 m in diameter to obtain meaningful results.

An air blower is a good preliminary testing tool because it
permits to observe quick changes of parachute configuration and
excellent visual observation.

Mach Number 0.5 1

N
=

Time,

Figure 2 - AP-200 Blower Parachute Testing

Open-Throat Wind-Tunnels

Wind-tunnel tests of parachutes are verv good to compare
different models. They also arc the most cffective means to
measure lift. drag. normal and tangential forces. as well as for
determining the load coefficients.

The open-throat wind-tunnel scheme shown in Figure 3
permits exact measurements il parachute of adequate size is
tested. Parachutes of 1 m and more in diameter are well suited for
obtaining good quantitative test results.

Figure 3 - Parachute Testing in Open-Throat Wind Tunnel

In air blowers and open-throat wind-tunnels, the velocity at
the skirt of the parachute is lower than the velocity at the nozzle
exit of the wind-tunnel. Carc should be taken to measure the
parachute test velocity at section a-a and not at section b-b. the
customary attachment point for airfoils and models. Wind-tunnels
often can not simulate the descent velocities. 6 - 10 m/s. of most
main parachutes. Obtaining proper test results with this low
velocity is hampered by a poor velocity distribution in the wind-
tnnel-test section. and by the weight of the test parachute
downward, thereby providing a negative angle of attack. Testing
of unstable parachutes at higher velocities presents the problem
that the drag coeflicient. Cy. of parachutes is velocity sensitive.

Before the wind-tunnel tests are started. the acrodynamic
characteristics Cp,. C, are calculated with following equations:

o drag coclficient: Cp,=1,/(g$S) (1)
e opening force coefTicient: C=F, /I, (2)
e dynamic pressure: q = p V/2 [N/ m?] (3)

with: I, - maximum force. N 'y - drag force. N
S - parachute arca. m®
V- air velocity, m/s
Before testing. balance measurement reading is done with
fixed predetermined loadings without air-stream in the tunnel.

p - air density. kg/m’

Closed-Throat Wind-Tunnel

The Aull-return closed-throat  wind-tunnel s generally
considered 1o be best suited for obtaining good qualitative
acrodynamic data. as it has an uniform velocity distribution in the




test section. The disadvantage of this twnnel is the difficulty to
access the section for changing the parachute configuration,

The wind-tunnel TA-2 (ASA-L) at the Acronautical Systems
Division of TAE/CTA has the following technical characteristics
e External Dimensions: length  70m: width_ 30m: heigth_ 20m
e lest Scetion: length 3.3 m: width 3.0m: heigth 2.1 m
» Motor Capacity: ¢lectrical motor of 1200 Kw (1600Hp)

o Maximum Velocity: 140m/s (500Km/h)
o Maximum Turbulence Factor: 2% at [40m/s,

Aerodynamic forces and the time of parachute opening ip are
measured. The sensors are installed inside the model and visual
control is done. Figure 4.

Capeule Model

! -

. Dinamometer

—Wind Tunnel
Sensor

Figure 4 - Wind-Tunnel Testing Scheme

As consequence  of  parachute  force  measurement  and
reduction. following data can be obtained:

¢ Parachute opening time t;

 Revnolds number for the size S'7 1 Re

o Acrodynamic cocflicients Cp. C,. C

o Air velocity V and Mach number M

* Video and photographs of testing

e Parameters of canopy oscillation and rotation.

Parachute models for wind-tunnel tests should be as large and
as similar in geometry and flexibility to full-scale parachutes.
Parachutes less than 400 mm in diameter usoally lack geometrical
similarity and material flexibility. which results in poor inflation
characteristics and dissimilar inflated shapes. The  final
dimensions of parachute model must be measured as accurately
as possible to determine the nominal diameter. D,. and the
surface area. 8. Parachutes models will shrink from 5 up 10 10%
during manufacture because of sewing take-up. which results in a
notable difference in the dimensions between the drawing and the
finished parachute.

Wind-tunnel tests ol parachutes are excellent for comparing
different models and modifications. also. they are the most
effective means for measuring the coefficients of lift. drag.
normal and axial forces. as well as for determining the load
coefficient, C,. for infinite load.

In wind-tunnel test. velocity decay does not occur during
parachute inflation and operation. This is defined as testing under
“infinite mass condition™.
parachutes with a canopy loading. W/ACpS). in excess of 500 Pa
approach this condition. Main parachutes with low-canopy-
loading with rates of descent of 6 up to 10 m/s have a large
velocity  decav  during  opening.  which  requires  carelul
interpretation of the opening-force data obtained in wind-tunnel
tests (Knacke. 1992). In the past. to avoid wind-tunnel blockage
and doubtful test data, the diameter of a test parachute could not
exceed 5 to 10% of the wind-tunnel test section arca.

Test Stands for Pavload Landing

The aim of exceuting this kind of test is to get information
about the last motion stage of the system and its impact with the
ground surface.

First stage drogue chutes and

The test-bed should be located in safe height and distance
from observer. The test conduction should be registered with a
high velocity video camera (30 frames per second ). The scheme
of the test-bed is given in Figure 3.

T TrrTTTYTTT I YT T

Figure 5 - Stands for Testing of Payload Landing

I'he capsule model velocity. V. and the load factor G. should be
calculated using following cquations:

V = dh/dt (4)
G=wp = (dV/dy/g (3)

where
h - capsule model altitude. m g - gravity acceleration. m/s’
V - capsule model velocity. m/s G - load factor, -
a - capsule max. aceeleration. m/s”

A ruler devided into sections should be installed on the
vertical test-bed base. The video-camera should be able to
capture the motion along all the height.

Sleds (Rocket Tracks)

Sleds are used in high speed tests to study the deployment
chuaracteristics. functioning and acrodynamic coefficientes of
parachutes. Sled Tracks are shown in Figure 6.

Figure 6 - Rocket Sled Testing

Stratospheric-Balloon Testing

A test deviee using a stratospheric balloon is described in
(Moracs. 1997bh). For this case a stratospheric balloon is used to
clevate the capsule up to 32 km height. After reaching this height
the capsule will drop 1o ground surface during approximately 4.5
min. During this time a lot of experiments can be conducted. as
for instance. acrodynamic measurements. retro motor test.
telemetry cte.. but also the recovery system can be verified at
higher velocities, which are closer to the velocitics encountered
by the re-entry flight.
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Aircraft Flight Testing

Parachute aircraft flight testing is used to study the
deployment characteristics of parachutes and the system motion
in real conditions. The sequence of recovery system flight testing
is shown in Figure 7.

Parachute Sistem
Viw - Wind Velocity

s
Figure 7 - Sequence of Recovery System Flight Testing

Point of Landing

System motion time, t;, and orientation a(t) are determined
during system descent by means of video registration. Distance Lg
and wind angle P are determined before landing.

System motion parameters can be calculated using following
equations (see Figure 7);

a=Lgcosp=V,(th-t)cos (6)

b=Lgsinf =V, (t;- 1) sin (7)

c=L,-a (8)

L =(c'+")"* 9

H(t) = L tg e(t) (10)

Ax = Hi.=H; (11)
' Vo= Ax/At (12)

R -Boo esti

Using a small solid propellant rocket with a nose cap
enclosed to the recovery system a short ballistic flight can be
performed. After out burning of the rocket motor the nose cap,
that simulates the capsule, separates. When the nose cap starts its
fall to the ground, the parachute can be opened. With this simple
device the parachute system can be widely tested.

Due to the low costs of such device there is no necessity to
test reduced models, so that all real mechanisms can be tested as
well. Parachute rocket-boosted vehicles are used to study the
parachute deployment and system motion characteristics in semi-
natural condition of the system functioning. The scheme of the
rocket-boosted vehicle is given in Figure 8.

)

A
Trajectory of | _X
Rocket Booster \. Capsule

¢ = Rocket i

Figure 8- Rocket-Boosted Vehicle for Parachute Testing
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Rocket Flight Testing

Parachute rocket flight testing is used to study the
deployment characteristics and parachute system motion in
almost real conditions. A simple compressed air powered rocket
scheme with recovery system model is shown in Figure 9.

Mato

" \ 14
Teated AN/ 4
i

Ady vt Praweuse uf B-W0kg /o 2

Pasachute 4 (1)
Waler q‘i’

s

Figure 9 - Rocket Testing Scheme

TESTING RESULTS

With the aim to select a recovery system configuration for a
150 kg space capsule (SARA) and to determine the parachute
acrodynamic characteristics, wind-tunnel tests were conducted in
the TA-2 tunnel at CTA.

For those tests two variants of the main parachute, blade
ribbon drag parachute (in scale 1:5) and band type pilot chute (in
real scale) were used. All parachute models were made of nylon
cords, webbings and cloth. Cloth with the density of 50 gr/m® for
main parachute canopy and 240 gr/m’ for the pilot chute canopy
and drag parachute ribbons were used. Parachute models in the
wind-tunnel are shown in Figure 10,

Figure 10 - Parachute Models in the TA-2 Wind Tunnel Testing

To simulate the acrodynamic influence of the forebody (space
capsule) on the parachutes, a capsule model in scale 1:5 was
used. To register the parachute forces in all three axes a special
piezodynamometer was designed and manufactured. This device
was located inside the capsule model and calibrated for wind-
tunnel test conditions with loads up to 2000 N. To deploy the
parachute during the test a special cutting knife was used. This
allowed to separate the parachute system from the capsule model
while the pilot chute with the cloth bag was used for extraction of
the suspension lines and parachute canopy.

After parachute force measurement and data reduction,
inflation time, opening force and drag coefficient were
determined for all parachute models. Results of the parachute
force characteristics are shown in Figure 11 and 12.

From the results it is observed that a reduction of the
parachute force occurs after canopy opening. This is due to a
reduction of the air flow velocity which is caused by a blockage
of the wind-tunnel.




Blockage is determined as ratio of the canopy area to the test
section arca. With blockage up to 10% its influence upon the
Now velocity after the parachute opening was insignificantly low.
With blockage of 10 to 15% its influence upon the velocity was
aproximatelly 15-20%. By blockage of 18-19%. the air flow
velocity in the wind-tunnel. during 10 s before parachute
opening. decreased 1o 27-34% . and did not change more. Within
that the parachute force decreased up to 2 times.
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Figure 11 -- Blade Ribbon Parachute Drag CoclTicient vs Time
during Canopy Inflation. TA-2 WT Testing

In accordance to real conditions the blade ribbon drag
parachute and the band wype pilot chute were tested with air
velocities from 40 up to 110 m/s. It was observed during the
tests that the drag parachute and the pilot chute had high
stability. and showed no canopy oscillation and rotation
around the axis of symmetry.

The main parachutes were tested with air velocities from
30 up to 40 m/s. In that casc it was observed that the cross
canopy cluster presented no canopy oscillation and rotation
around the axis of symmetry. The parachutes showed
intensive  rotation  which  caused  lines  twisting  and
consequently their shortening. Use of three parachutes
(Scheme 1) and  destorsetor provides the reduction of
parachute rotation. Drag coctficient of three cross parachute
cluster depends on the type of fixation between the canopies.
The cluster with free blade canopics has the highest drag
coefficient.

The annular main parachute (Scheme 2) shows that it has
a balanced angle of attack (30-33") with the periodical
orientation turning around this angle. The reason is that the
main parachute models have a length difference (up to 3% of
nominal sizc) and there is an influence of the size scale on
the canopy motion. With the aim to explain this problem an
improvement of these models was done and these parachute
types were manufactured (in real scale) to perform aircraft
flight testing. The testing was then conducted with parachute
models which had a line length difference less than 1.5%.
The wvideo registration of parachute  functioning  during
model-rocket testing shows that the annular parachute had no
rotation and reduced angle of attack. Nevertheless. the cross
parachutes  presented  rotation  and  twisting.  All - tested
parachute systems presented normal sequence of functioning:

Flight tests ol two variants of parachute system. in real
scale, were conducted in April 1998, A cloth eylindrical
casing with mass ol 60 kg was used as a capsule model. The
initial deployment of the parachutes was done with the help
of a break cord connected with a light aircraft. At the
predetermined altitude the capsule model was separated from
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the aircraft and the break cord was broken. Consequently the
parachute svstem stretched.

The flight altitude at the moment of falling down (initial
height). H,. the time relapsed extracting and inflating the main
canopy(ies). t.. and the time of the system descending with the
inflated parachute(s). t4. were registered during each experiment.
The parachute descending process was registered by photo and
video cameras.

Settled vertical velocity (rate) of system descent, V.. and
main parachute drag coefficient. Cp. were then calculated with
following equations:

V= (Hy- gt /2)y (13)

Co=2m. /(S pVer). (14)

where

m, - system mass. kg. S - parachute area.m”,

p - air density. kg/m’. g - gravity acceleration.m/s*.
The registered and calculated parameters of the tested

parachute variants arc shown in Table [.

Table 1 - Parachute Mcasured Parameters

Parachute Area | Initial [ Rate of Drag
Parameters S, m? | Height | Descent | Coefficient
Hym | V., m/s Cp
Drag Blade Ribbon 1.2 520 | accelerated | no settled V,
Main Cross Cluster | 3x9 00 7.23 0.68
Main Annular 18 700 9.13 0.80
Main Annular (Riff) | 80 650 4.47 0.60

It follows that according to flight test results. main annular
parachutes have higher drag coefficients than their models (made
in scale 1:5) tested in wind-tunnels. Photographs of tests are
shown in Figure 13.

Visual observation. videoregistration and photographs have
shown that all parachutes of the tested recovery system
configurations were deployed and inflated without delay.
presented a stable canopy form and descended without rotation
and oscillation.

The two variants. tested and analysed. can be so
recommended as safe recovery systems prototypes for conduction
of future experiments.

CONCLUSIONS

A general programm concerning ground. wind-tunnel and
flight tests of a recovery syvstem for small returnable orbital
pavioads or spacecrafts. based on parachutes. as also testing
methods and results. was the scope of the present work.

The high performance recovery system under investigation,
based on a three stage parachute system, is well suited to recover
orbital payloads up to 200 kg at ground surface. The system
under development considers also use of impact attenuators with
the aim of reducing the loads during the landing at ground. The
high reliability and low mass of parachute systems lead to their
choice as most adequate for the present case.

The paper briefly showed and discussed the testing methods
and preliminary  results of an experimental investigation
cincerning the aerodynamics and dynamics of the parachutes.
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Figure 12 - Cross Parachute Drag Coefficient vs Time during Canopy Inflation. TA-2 Wind Tunnel Testing, V = 35-40 m/s
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Figure 13 - Flight Testing of Parachute Recovery System

This work leads also and again to the conclusion that
parachute development is still mainly empirical, so that great
effort has to be done in the elaboration and execution of several
testing methods and programs.
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SUMMARY

In this paper we simulated the two-dimensional, incompressible, unsteady flow around a rotating circular
cvlinder ar high Revnolds numbers and low rotation rates. Our lagrangian vortex method algorithm computed
the convective-diffusive vorticity transport without a mesh. The aerodvnamic drag and lift forces were
caleulated for cases in which classical and reverse Magnus effects are observed in the experiments. The results
showed good agreement with experimental and numerical results available in the literature.

INTRODUCTION

The incompressible flow around a circular cylinder has been
the subject of intense studies over the last decades due to the
numerous engineering problems where it may be present. In
addition. this problem has attracted much scientific interest. both
theoretical and experimental. since it is characterized by several
different regimes. depending on the value of the Reynolds
number. These regimes range from steady Stokes-type {lows to
strongly unsteady flows., where @ Von Karman-type periodic
wake is formed. In these flows. two distinet regions can be
identified: onc  essentially irrotacional. and the other with
concentrated vorticity originated lrom the boundary layer, the
shear layers that emanate from the separation points, and the
wake downstream of the body.

The separation phenomenon associated with the existence
of adverse pressure gradients on the surface of a bluff body such
as a circular cylinder strongly alfects the entire flow. The
vorticity generated on the body surface is shed alternately from
the separation points on the top and the bottom surfaces.
According to Goldstein (1963). Prandtl was the first one to
realize that adding rotation to a circular cylinder delays the
occurrence of separation on the accelerated side. Although the
opposite trend happens on the decelerated side, the global effect

is to reduce the drag cocfhicient. for a certain range of values of

the Reynolds number and the rotation rate. Furthermore, the
resulting lack of (mean) flow symmetry with respect to the
(mean) flow direction generates a lift force in the direction
transverse to the freestream {low. This phenomenon is widely
known as Magnus effect. Depending on the values of the
Revnolds number and the rotation rate. the lift force may revert
its sign along the transverse flow direction due to one-sided
occurrence of transition in the boundary layer. Swanson (1961)
discussed this physical process in detail and provided an
extensive summary ol experimental data on the lift and drag
coefficients for a wide range of Reynolds numbers and rotation
rates. Ericsson (1980) also shed light on the eflect of body motion
(rotation and translatory oscillation) on the Karman vortex shedding
mechanism. Coutanceau and Ménard (1985). and Badr et al. (1990)
also performed experimental measurements on the flow around a
rotating circular cylinder for values of the Reynolds number less
than 10" and rotation rates up to 3.5, Simulations using the vortex
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method have also been performed by Kimura and Tsutahara
(1987). Kimura ¢t al. (1992), Chang and Chern (1991). Chew ct
al. (1995). among others. Mustto et al. (1998) have recently
presented some preliminary results for the flow around a rotating
circular cylinder using a  mesh-free  vortex method.  This
numerical method was used to carry out all the simulations
presented here.

In fows with a region of concentrated vorticity. such as the
oscillatory wake behind a circular evlinder. vortex methods have
become a suitable tool to simulate the flow. In a lagrangian
approach discrete vortices are generated near the cylinder surface.
The convective mechanism is simulated through the motion of
the vortices. which may be computed using the Biot-Savart law
or some other faster algorithm (Koumoutsakos and Leonard,
1995). The diffusion process, on the other hand. may also be
simulated without a mesh by using cither the random-walk
method (Lewis. 1991). or the velocity-diffusion method (Ogami
and  Ayano. 1995) or even the core-spreading method
(Kamemoto. 1994),

In this paper we focus our atention on a two-dimensional,
incompressible. unsteadv and high Reyvnolds number (low around a
circular cvlinder rotating about its longitudinal axis. We aim at applying
and testing the algorithm developed by Mustio ct al. (1998) 1o this flow
and comparing the results to other numerical and experimental ones
available in the literature. More specifically. we wish to find out whether
our algorithm is capable of predicting the classical Magnus eftect on a
rotating cylinder as well as the occurrence of reverse Magnus eflect,
where the lift force reverses its sign. In our algorithm Lamb vortices are
generated near the evlinder surface. whose strengths are caleulated so as
to simultancously satisfy the no-slip and the circulation conservation
conditions: the circle theorem is used to exactly enforce the
impermeahility condition on the cylinder surface. The convection
process s camed oul with a lagrangian first-order time-marching
scheme. and the diflusion process is simulated using the random walk
method. The acrodynamic forces are caleulated from the extended
Blasius formula for unsteady flows.

The basic equations that govern the problem under
investigation are presented in the next section, followed by a
description of the numerical method and the algorithm. In the last
section the results are presented. discussed and compared to other
numerical and experimental results available in the literature, and
final conclusions are drawn,




MATHEMATICAL FORMULATION

We begin our analysis considering the flow around a circular
cylinder, immersed in an unbounded region with a uniform flow
and freestrcam speed (. We assume the flow to be
incompressible and two-dimensional. and the fluid to be
newtonian. with constant properties. The unsteady flow that
develops has its origin on the separation that occurs on the
cylinder which gencrates an
downstream of the body, This flow, depicted in Figure 1. is
governed by the continuity and the Navier-Stokes cquations,
which can be written in the dimensionless form as

surface. oscillatory wake

Vou=0 (h
P e

LT WIS W (2)

dt Re

In the equations above u is the velocity, p is the pressure. and
Re=2al/ /v is the Reynolds number based on the cvlinder
diamcter 2a. being @ the cylinder radius and v the fluid
kinematic viscosity. All the quantities in Egs. (1). (2) and the
equations below are nondimensionalized by U and a.

VoA

U
,.

—_—
— a )
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— |
—

Figure 1 - Flow around a circular cylinder

IFor all the cases studied, the flow is started impulsively
from rest. The impermeability and the no-slip boundary
conditions on the surface of the rotating cylinder can be
expressed. respectively, as

,=u-n=0. at r=1, (3)

w=u-t=0, at r=1_, (4)

In Eq. (4) & =Qa/l is the (dimensionless) rotation rate. or
spin paramcter, or velocity ratio (rotational to translational
velocity). €2 is the cyvlinder angular velocity (positive in the
counterclockwise direction). # and f are unit vectors normal
and tangential to the cylinder surface, respectively. At
infinity we require that

[u[—)].as}‘—>M. , (5)

The dynamics of the fluid motion. governed by the
boundary-value problem (1). (2). (3). (4) and (5), can be
studied in a more convenient way using the vorticity
equation. For a 2-D flow this equation is scalar, and it can be
written as

2 2
(;,—w+u-Vw=;V‘w. (6)
dt Re

where @ is the only non-zero component of the vorticity vector
(in a direction normal to the plane of the flow).

Modeling the vorticity in the flow with point vortices a
velocity field can be constructed to satisfy Egs. (1), (3) and (5)
automatically. Using the circle theorem (Milne-Thompson,
1955). a general expression for the complex velocity is given by

. N,
t.*—:'v:[]———-lj—]——-;— -—-——rk

foxtnd 2r k=] = “-R(f)
; N, “
T —k " {?)
ZR‘A 1= <k ()

where: i and v are the components of # in the x and y directions,
respectively: 7 = J-l:z=x+ 1y is the position of any point in
the complex plane of the flow; z, is the position of the k"-point
vortex with strength I'y o and =, =1/z, is the position of its
image at the inverse point (the = *" denotes complex conjugate):
and N, is the total number of vortices present in the flow (not
considering their images). Note that the images at the origin.
prescribed by the circle theorem. are neglected. since their
presence affects the boundary condition at infinity for an
asvmmetric flow with respect to the x-axis (Sarpkaya. 1989).

The aerodynamic forces are calculated using the extended
Blasius formula for unstcady flows (Milne-Thompson, 1935).
This formula. applied to the problem under investigation, reduces
to (Sarpkaya. 1989)

¥,
Cp +iC, ==, Tl + v, )= (g, + vy )] (8)

e
k=]

where (', and €, arc the drag and lift coefficients, respectively.
and the velocities on the right-hand side of Eq. (8) are calculated
at the £”-vortex position and its image. Blasius formula provides
a convenient way lo compute the aerodynamic forces on the
cvlinder without computing the pressure field.

THE SOLUTION METHOD - THE VORTEX METHOD

The solution to the problem above is obtained using the
Discrete Vortex Method developed by Mustto et al. (1998).
which is based on Eq. (6). This method uses an algorithm that
splits the convective-diffusive operator (Chorin, 1973) in the
form

90\ - Vai=0 9
di

r’}a} 2 2

—=—V-w . 10
Jdi Re (19

In a real flow vorticity is generated on the body surface so as
to satisfy the no-slip condition. Eq. (4). and is transported by
convection and diffusion into the flow according to Eq. (6). Our
discrete vortex method represents the vorticity by discrete




vortices. whose transport at each time step is carried out in
sequence, Iirst. a lagrangian approach is used to simulate the
convective process. governed by Eq. (9). The convective motion
of each vortex generated on the body surface is determined by
integration of each vortex path equation. which can be written.
using a first-order Euler scheme, as
Ax, =u[x(r),1]4r . (1)

where Ax, is the displacement of a vortex owing o convection.
X is its position vector. and u is its velocity vector calculated
according to the Biot-Savart law at the point occupied by the
vortex. Second, the process of viscous diffusion. governed by Eq.
(10). is simulated using the Random Walk Method (Lewis. 1991),
where the random displacement of cach vortex in the x and y
dircctions owing to diffusion, Ax, and Ay, . is calculated from

Ax; = Arcos(AB) and Ay, = Ar sin(A8) . (12)
where
Ar =|8Re”'Atin(1/ P)| and AB =270 . (13)

In Egs. (13). P and Q are random numbers between 0 and 1.

In order to desingularize the point vortices we use Lamb
vortices for <o, . where @, is the radius of the vortex core
and r is the radial distance between the vortex center and the
point in the flow field where the induced velocity is calculated.
Thus. the mathematical expression for the induced velocity of the
K"-vortex in the circumferential direction. itg, - IS

‘T 2
g =’?_;:'r 1-exp —('[;—2] (14)

L

In this equation € = 502572 is a constant. During a time step
At. the core of a Lamb vortex grows from zero to @, . where

o,= 6.340251,3!« §
Re

This value is kept constant for the cntire simulation. The
distance € off the cylinder surface where the new vortices are
generated per time step is set equal to g, for all the cases studied
here (Figure 2).

The time step Ar is calculated from an cstimate of the
convective length and velocity scales of the flow. For a length
scale As on the cylinder surface, determined by the distance
between vortices generated at the surface. 2m/N, and a
(maximum) velocity scale of the order of (14 ), we can write

(15}

2mk

=——" 16
N(l+ea) )

In Eq. (16). 0<k <1 and N is the number of vortices generated
per time step. We used & = 0.25 in all the computations.
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NUMERICAL IMPLEMENTATION OF THE METHOD

The numerical method described above is implemented
essentially in five steps: (i) vorticity generation: (ii) convection of
the vortices; (iii) diffusion of the vortices: (iv) elimination of
some vortices; (v) calculation of the forces on the body: (vi)
stepping in time.

The process of vorticity generation is carried out from Eq.
(4). so as to satisly the no-slip condition. According to the
discussion above the circle theorem guaranties that the
impermeability condition is satisfied exactly on the cylinder
surface. At each time step, N new vortices are created a small
distance € off the body surface (Figure 2). whose strengths are
determined from Eq. (4) applied to N ~1 points right below the
newly created vortices. along the radial direction. The A"
equation is a statement of conservation of circulation (Kelvin's
theorem). which assures that the sum of strengths of all the
vortices generated in the flow is zero, This procedure vields an
algebraic system of N equations and N unknowns (the strengths
of the new vortices). that is,

N

Z,ﬁ}r‘k(z):b,(r). IS jSN-1. (17)
k=l

N )

YL (t)y=by(t). J=N. (18)

k=1

The coefficients of the NxN matrix. A, for the first NV =1
rows. depend only on the position of the vortices just created and
on the points on the eyvlinder surface where the no-slip condition
is imposed, whereas the coefficients of the A row are unity (Eq.
(18)). This matrix is. therefore, calculated only once. The vector
b,. which is recaleulated every time step. includes the
contribution of all the terms in Eq. (7).

Vortices that penetrate the body (due to the discrete
convective and/or diffusive motion) or get passed a distance
thirty diameters downstream of the body are eliminated. The first
climination procedure simulates vorticity destruction in regions
of adverse pressure gradients on the cylinder surface. The second
one reduces the number of vortices present in the flow and.
therefore, reduces the CPU time. Because these vortices are very
far downstream in the flow ficld. they do not affect the force
calculation significantly.

Figure 2: Position of vortex generation.



Figure 3 - Position of the wake vortices at 1= 67.5: Re=1.05x10%. & =03 . N=16. 6, = £ = 00038 . Ar=0075.

RESULTS AND CONCLUSIONS

The results for the rotating cylinder are now presented.
Three simulations have been carried out. where both the
Revnolds number and the rotation rate were varied. All runs were
performed with Ar = 0.075 and N = 16. This value of N produces
fast simulations and provides Ar approximately equal to 0.075
(from Lq. (16)) for the two values of ¢ used. that is. a =02 and
o = 0.3 . Two values of the Reynolds number were also chosen:
Re = 1.05x10% and Re = 2.25x10°. These values of Re. together
with Ar = 0.075 . produce o, =¢= 00038 and g, =& = 0.0030.
respectively,

The first case studied corresponds to Re = 1.05x10° and
a =03 . For these values the experiments of Swanson’s (1961)
show the occurrence of classical lift. Figure 3 shows the position
of the wake vortices at = 67.5. where the formation of large pairs
of vortices due to flow separation on the cyvlinder surface can be
seen. One can also observe the effect of rotation on the wake.
which is moving upwards with respect to the horizontal line. The
rightmost part of the figure corresponds to the initial numerical
transient.

The graph of the time variation of the lift and drag
coelficients can be seen in Figure 4. The experimental value of
the drag coefficient obtained by Swanson is 1.17. whercas our
numerical mean value is 1.03. On the other hand, the lift
coefficient due to Magnus effect oscillates about an average value
of -0.50. which indicates that our simulation predicts the
occurrence of classical lift on the cvlinder. as the experiments do.
For comparison. the value measured by Swanson for this
Reynolds number and rotation rate is about —0.22 . This shows
that the numerical method is able to predict the generation of a
1ift force on a rotating circular cyvlinder. although the agreement
between the numerical and the experimental values obtained is
only approximate. The drag prediction is much closer o the
experimental value due to the fact that the rotation rate is not high
enough to strongly influence the wake pattern. In other words.
from the point of view of the drag coefficient. the flow is very
similar to the flow around a non-rotating circular cylinder
(Mustto et al.. 1998), whereas the non-zero value of @ does have
a definite effeet on the lift coefticient.

The mean lift coefficient obtained by Kimura and Tsutahara
(1987) is about -0.50. for the samec values of Re and « . which
coincides with ours (they do not present results for the drag
coeflicient). Their result was obtained from a simulation using a
vortex method with fixed separation points.

34

o

o

L goo 1000 2000 3000 4000 5000 6000
200|_—|-_. AN B L L .--l—jz.uo

4
= —*‘ ooo
~J-100
I & 4
2000 1 -2.00
L
PP VN S O O SN O Y S O T | -3.00
0.00 10,00 2000 3000 40.00 50.00 60 00
t

Figure 4 - Time variation of C,and € : Re =1.05x10°, o0 =03 .
N=16. 6, == 00038 . Ar=0075.

Table 1 - Comparison between experimental and numerical
results: Re = 1.05x107, o =03

Re = 1.03x 10 : a
o =03
Swans
b -0.22 1.17
(experimental)
Kimura & Tsutahara 0.50
(numerical) Lic -
Present simulation -0.30 1.03

According to Swanson’s experimental results it is possible to
observe a phenomenon known as reverse Magnus effect. where
the lift force changes sign for certain values of the Reynolds
number and the rotation rate. This phenomenon occurs because
turbulent separation takes place on the accelerated side of
cylinder. whereas laminar separation occurs on the decelerated
side. The asvmmetry developed moves the stagnation and the
scparations points from their positions where a classical lift is
generated. As a consequence. the pressure distribution on the
cylinder also changes. so that the 1t force changes its sign.



Figure 6 - Posttion of the wake vortices at = 67.5; Re =225000, a =03, N=16. g,=e=0003. Ar=0075.

Two simulations were performed to investigate whether our
algorithm is able to predict the occurrence of reverse Magnus
effect. The values of the numerical parameters used in these
simulations are: N=16. o, =& =0003. and Ar=0075. The
Reynolds number is Re = 2.25x10%. and the two values of the
rotation rate are o =02 and a=03. respectively. For this
Reynolds number and values of @ between 0 and 0.35. Swanson
measured reverse lift coelficients,

The graphs for the position of the wake vortices at =67.5 are
shown in Figure 5 and Figure 6. respectively. As in the previous
case. the rightmost part of the figures corresponds to the initial

numerical transient. We also notice the formation of large pairs of

vortices (vortex pairing) generated from the alternate vortex
shedding mechanism caused by separation. The corresponding
time variation of the lift and drag coefficients arc depicted in
Figures 7 and 8. which show that these two simulations are able
to predict the occurrence of reverse Magnus effect. The mean
value of the lift coefficient has a sign that is opposite to the first
case discussed above, where the classical Magnus effect was
predicted in the simulation and observed in the experiments.

Most of the numerical simulations carried out so far that are
available in the literature and deal with rotating circular cylinders
investigate cither short time solutions (Badr et al.. 1990) or
Reynolds numbers up to 10* (Kimura et al., 1992). (Chew et al..
1995). among others. As an ¢xception, Kimura and Tsutahara
{1987) simulate flows of higher Reynolds number and longer
times. However. their results for Re=1.44x10" and « =02
predict the occurrence of the reverse lifl, whereas Swanson’s
experimental results indicate the occurrence of classical lift. In
the present study. the simulations carried out for Re=2.25x10"
yield reverse (mean) lift forces. 1. e.. 0.38 for @ =02 and 0.42
for «=03. as observed in the experiments. These results are
presented in Tables 2 and 3. Numerical results for these values of
Re and a were not found in literature to be compared 1o ours.
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Figure 7 - Time variation of (j, and C; : Re = 2.25x10°, e =0.2.
N=16. 0,=€=0003. Ar=0075.
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I'able 2 - Comparison between experimental and numerical
results: Re = 2.25x10°, a=02.

Re=2.25x10" s =
a=02 G Cy
: 'Sw;}nsun 0.33 0.72
(experimental)
Present simulation 0.38 0.46

Table 3 - Comparison between experimental and numerical
results: Re =2.25x10% @ =03.

Re =2.25x10° - e
a=03 & Cp
Swanson
IS 0.39 0.61
(experimental)
Present simulation 0.42 0.52
The results. presented in Tables 2 and 3 for casy

comparison. show a good agreement between the present study
and Swanson’s experimental results. This indicates the potential
of our numerical algorithm to study such complex flows. even
when low resolution simulations are performed. The differences
encountered in the comparisons with the experimental data may
be attributed to the following reasons: the flow is subject to three-
dimensional effects in the experiments. whereas the simulations
are fully two-dimensional: the flow itself. particularly the lifi
coefficient. is very sensitive to the values of the Reynolds number
and the rotation rate (see Swanson): the resolution of the
simulation due to the small value used for the number of vortices
generated per time step. NV, is low.

In summary. the simulations presented in this paper show
very encouraging results. As one can see from the discussion
above the vortex method used here to study the two-dimensional
incompressible unsteady flow around a rotating circular cyvlinder
is able 10 predict the main features of the flow for high Reynolds
numbers and low rotation rates.. The calculated aerodynamic
forces are close to the experimental and numerical data used for
comparison. More importantly. the simulations capture unique
flow mechanisms. such as the occurrence of classical as well as
reverse Magnus  effects. It is. however. clear that higher
resolution simulations need to be performed to improve the
overall accuracy of the results. A wider range of’ Re and a valucs
also needs to be investigated.
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SUMMARY

Hyvdrodynamically fully developed, thermally developing, three-dimensional laminar forced convection
inside a straight circular sector tube is studied analytically using the Generalized Integral Transform
Technique. The quantities of practical interest, such as the bulk fluid temperature, average wall temperature,
local Nusselt number, average Nusselt number and incremental heat transfer number for variable boundary
heat flux are presented. The opening angle results shown are for ¢,=120".

INTRODUCTION

Heat transfer by laminar forced convection within tubes of
various cross-sectional shapes is of interest in the design of low
Reynolds number heat exchange apparatus such as compact heat
exchangers and solar collectors. Thermally developing,
hydrodynamically developed forced convection inside tubes of
simple geometries such as a circular tube, parallel plate and
annular duct has been studied and documented in some books by
Shah and London (1978), Shah (1983). and Shah and
Bhatti (1987). The previous research in circular sector ducts. in
some cases in semicircular duct, Eckert and Irvine (1956),
Eckertat al (1958), Sparrow and Haji-Sheikh (1965),
Chiranjivi and Vidyanidhi (1973). Trupp and Lau (1984). and
Lei and Trupp (1989a.b). deal mostly with fully developed
laminar flow forced convection problems. The aspects considered
in those works are velocity profile. maximum velocity. pressure
drop and heat transfer quantities. For thermally developing and
hydrodynamically developed flow, such problem was solved for
some different boundary conditions: Hong and Bergles (1974)
used a kind of constant heat transfer condition, Manglik
and Bergles (1988) used an isothermal condition, and
Lei and Trupp (1990) used two kinds of constant heat transfer
conditions. Presently we examine the heat transfer in
hydrodynamically developed. thermally developing laminar
forced convection flow within a circular sector tube, under an
angularly variable heat flux boundary condition, for the opening
angle ranging from ¢, = 60° to 360°. For short we present results
just for ¢, = 120°.

MATHEMATICAL MODELLING OF THE PROBLEM

Regard thermally developing, hydrodynamically developed.
constant properties. laminar forced convection inside a circular
sector tube having a cross-section enclosed to the dimensionless
domain 0<R<R,,, 0<¢<¢, and X>0 as depicted in Figure 1.

The outer curved wall is subjected to azimuthally varying
dimensionless surface heat flux Q(¢). while the plane surfaces are
kept insulated. The mathematical modeling of this heat transfer
problem is given in the dimensionless form as:
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The energy equation becomes

1 2%0(r,0.x) . (1a)

JOR.0.X) 1 2 [, IO(R.0.X)
URHDTE € g :
(RO="3x RBR{ 3R }'Rl 2%
in the domain 0<R <R . 0<p<p,. X>0. (1b)
subject to the boundary conditions
JOR.0.X  _;, 0<R<Ry, X>0; (2a)
B o,
20(R.0.X)|  _ ;. 0<R<R,. X>0: (2b)
2% 0=0,
99(R. 4, X)| = finite . 0059, . X>0: (2¢)
dR R=0
9O9(R.0.X) Q). 0SS0, X>0; (2d)
IR jregr,
and to the inlet condition
O(R,$,0)=0,. 0<R<R,. 0<0<¢,. (2e)

The velocity field u(r.¢) in an analytic form is given by
Eckert and Irvine (1956). Consequently we can obtain the
dimensionless velocity distribution U(R.9) dividing the velocity
field u(r,¢) by the average flow velocity.

Afterward the problem is solved and the temperature
distribution within the fluid is established, the quantities of
practical interest, such as, the bulk fluid temperature, average
wall temperature. maximum temperature. local and average
Nusselt numbers can readilv be obtained from their definitions.

The above heat transfer problem is now solved by
means of the Generalized Integral Transform Technique (GITT).
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Figure 1 — Geometry and coordinate system

X Insulated wall

GENERALIZED INTEGRAL TRANSFORM TECHNIQUE

The classical Integral Transform Technique (ITT or
CITT) presented in (Sneddon. 1972). (Ozisik, 1989) and
(Mikhailov and Ozisik. 1984). is an eflicient tool for solving
linear boundary values problems found in heat transfer
applications: but, the method has limitations when the problems
involve non-linearities, variable coefficients. moving boundaries.
irregular geometry and non-separable eigenvalue svstems. The
Generalized Integral Transform Technique, on the other hand.
can handle such problems by a formalism similar to that of the
classical Integral Transform Technigue. Since the pioneering

work of Ozisik and Murray (1974) associated with the solution of

a diffusion problem involving variable boundary condition

coefficients. significant advances have been done in the use of

this technique for a variety of more general problems. A complete
state of the art of GITT can be found in the monograph by
Cotta (1993). The use of GITT can be summarized by the
following basic step as: choose the related auxiliary eigenvalue
problems; develop the appropriate integral transform pairs: take
the integral transform of original mathematical model which
results in a denumerable system of coupled ordinary differential
equations; truncate the resulting infinite dimensional system to a
sufficiently large order and solve it explicitly through spectral
decomposition technique or another suitable method. The
procedures available in the Scientific Subroutines Packages. such
as the IMSL (1987) can be used to solve the related matrix
eigenvalue problem; invoke the inversion formulac to recover the
solution for the potential distribution searched.

The above mentioned steps are now used 1o oblain the
solution of the heat transfer problem under consideration.

Eigenvalue Problems in the ¢ and R Variables The
eigenvalue problem in the ¢ variable is given by
d2 W (u. :
-&wl‘ﬂp,qﬂ:{)‘ 0<d<d,. (3a)
do=
subject to boundary conditions

=0, (@b}
¢=0,

i
ﬁ_(“ﬁl = 0.

and ﬂj—(w’
dé

lp=0

The cigenvalue problem in the R vanable is taken as

—i{kgﬁgﬁiﬂ}{ﬁagé}u&p“mzu(MR<RW
R-

RdR dR
(4a)
subject to the boundary conditions
SOMBRY g gng SHPHLR) =0, (4b)
dR R=0) dR

R=R,,

Definition of the Integral Transform Pairs. The integral
transform pair with respect to the ¢ variable is stated as

Transform  ©,(R.X)= [° ¥, (0)O(R.0.X)do.  (5a)
Inverse  O(R.0.X)= 3 ¥, (0)0,(R.X).  (5h)
i=1

The integral transform pair with respect to the R variable is
taken as

Transform  © ,, (X) = jR“

5 RO (R)O (R.X)AR . 5¢)

0 ,(R.X)= Y @,,(R)O ,, (R.X).

m=

(5d)

Inverse

Solving the above cigenvalue problem (3a-¢) in the ¢ variable
we obtain the related eigenfunction

Woo)=W(r,.0)=B;cos(p;0) (i=12...) (6a)
where
2
B.-ﬂ[‘l“' =1 B.=\P, i=23,..,00 (6b,€)
%o o
(i~ Dhn
| = o {i=12.....0) (6d)

Solving also the above ecigenvalue problem (4a-c) in the R
variable we determine the related eigenfunction

(!‘ﬁm(R} = ‘D(ﬁ,‘m.R) = Bl'.l‘f‘l'l{-l. (BIN,R]. Came= 1.2, oa) (7a)
7

B, = £ for;=0. Py =0; (7b)
Ry

i I Te

B;m = abs ‘ m r - 3 _ for BH” 20 { ]

.Jl"ll (BimRw) v([iﬂn]{ w—u)
ﬁ“nznmmofP;JﬁRw):O_BEL%_UJn=|3"”_mL (7d)

where 1, (B,,R) is the Bessel function of first Kind of order ;.




Transtforming the Mathematical Modeling of the Problem.
Doing the integral transform of the energy equation (1) and its
boundary and initial conditions (2) by successive application of
the transforms with respect to the ¢ and R variables as defined
above. the following infinite system of coupled ordinary
differential equations are obtained for the double transform

éim{X) of the dimensionless temperature

(X) s ==

ZAljﬂTl ]n Bfme) iin()() :Glm-(lsn] = ]‘2‘.00}, {REI}

==l
where
A = 1 [ RUCR. )W, (01, (0XP,,(R)D,, (RIGIR.  (8b)
= 1 :
Gim =417 )" (OIQ()O)" RDy, (R)IR,  (8c)
w

subject to the double transform of the initial condition given by

Old)R= }lq)dR (8d)

"w ¢D
GIIH{O) Fim # ! ijm{R)J‘O vil¢ |:0 IR
=W

Truncating the Infinite System of Ditferential Equations. The

system given by equations (8) provides an infinite number of

coupled ordinary first order differential equations for the double

transform of the temperature ‘é‘,m(x; subject to the double
transformed initial condition éim(t]] . This infinite system (8a.d)

is then truncated to a finite dimension as shown below

M dc?)]n{x) 5 = :
ZZAgnm'— +Bﬂn®i:n(x):(fmr (i.m=12....M). {80}
J=ln=l
subject to the initial condition
B (04 Bl 13 (81

where M is the number of terms in the truncated serics; and
N=M? is the number of double transformed temperatures. M must
be big enough to provide a desired accuracy. The finite system
(8e,f) for the limiting case when M—ee recovers the infinite
system (8a.d).

The system of equation (8c.f) can be written in the
matrix form as

dY(X)

A= BRI G, (9a,b)
dx

Y(0)=F
where the matrices A, B, the vectors G and F are a proper
representation of the scalar coefficients Ajue Biy. G, and F,
respectively. The vector Y(X) is a representation of the double
transform of temperature g_ (x) and was defined as

Y(X) = [6y(X). emX) émmém(mén(m

éMM{X)- |T

(9c)
_.(‘-SQM(X} _____ ()M;{X} ()Ma(x;

Multiplving equation (9a) by the inverse ol matrix A it
becomes
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%zcv{xnu. C=A"'B. H=AT'G- (9d-f)

Decoupling and Solving the Finite System of First Order
Differential Equations. This technique presented here is based on
the spectral decomposition of matrix C. and it is gencral enough
to be applied to all first order ordinary differential equations
systems with initial conditions, constant coefficients and
non-singular matrices A and C.

Intending to transform the coupled finite system (9b.d) in a
decoupled finite system we now introduce the following linear
transformation

Y(X)=EZ(X). with E£7'CE=D; (10a.b)

where £ is a square matrix in which a column vector

£ (g =12.....N). is an eigenvector of matrix C and D; is a
square diagonal matrix in which the diagonal elements are the
corresponding eigenvalues A, (g=1.2.....N) of matrix C.
Eigenvectors and eigenvalues of matrix C are obtained from
the following auxiliary matrix eigenvalue problem
=0.g=1.2...N,

{
(C-AgnEY (10¢c)

Substituting the equation (10a) into equations (9b,d) we have

X) .- oo dZI)Q 2
dﬁ{x ENCEZX) +EH or = L Z(X)+EH, (11ab)
and Z(0)=E"'F . (11¢)

D; is a square diagonal matrix thus the finite system (11b.c)
is decoupled and can be readily solved to yield an explicit
formula to Z(X)

Z(X) = exp(D;&X)[E_\'IF 2 L(U)Tg_]l-l1+ LOX)ET'H. (11d)
and consequently for Y(X)

Y(X) =Eexp(D; X}[F;‘r L(0)%~ H]+..,L{X}§ 'H. (I1c)

The exponential of the diagonal matrix (D;X) can be
expressed in the following form

1 0 1] A il
0 expih;X) 0 A 0 (16
exptD; Xy=10 0 explAiX) A 0
Ry M M 0 M
lU 0 0 A Np{J\.NX}J

that is either a diagonal matrix. The matrix L(X) is given by

X 0 0 A 0
0 =1fs 0 A 0

L(X) = (lig)
(X)=|0 0 =1/A; A 0
M M M 0 M
0 0 0 A =1/




The first diagonal elements of the above matrices exp(D;X)
and L(X) are equal to unity and X, respectively. because in this
case the first matrix eigenvalue is zero. It is also implicit in this

formulae that there are no multiple eigenvalues. If multiple
eigenvalues occurs some arrangement must be done to
accommodate such information.

Temperature Solution. Once the vector Y(X), whose elements
are the double transform of temperature @ _ (X) . is known it is
successively inverted by the inversion formulae defined by
equations (5b.d) to recover the solution for the three-dimensional

temperature distribution @(R,0.X) from the following explicit
expression

M M = R
OR030= 3B, x40 T Bl BinIS1n(9+ 50 (12
m=l =

i=1 v

THERMAL QUANTITIES OF PRACTICAL INTEREST

The bulk fluid temperature T, (x). the peripherally averaged
wall temperature T,, ,(x). the maximum temperature T, (x). and
the peripherally averaged heat transfer coefficient h(x) at any
tube cross section are determined as follow.

The bulk fluid temperature T,(x) is determined from

To(X) = 2= [0° [u(r,)T(r,0.x)rdrdo . (130

peripherally averaged wall temperature T,, ,,(x) is given by

Tw‘m(x}EIFI'I'(r,q)..\')dS, (13b)
P
maximum temperature T, (x) is obtained by means of
Tnax (X)) = max{T(r.¢.x); 0<r<b. 0<6<d,. x=0}, (13c)

and the peripherally averaged heat transfer coefficient h(x) is
defined as

18240 (9)bdo

_ (13d)
P[Tw,m (‘() o Tm (A)]

h(x)=

The dimensionless forms of Equations (13a.c) are given by

0,(X) = ﬁ,‘ﬁ o UR.9)O(R.0.X)RARd9,  (14a)
= | ) 7

@w,m(x)—mio{i{ﬁ-)&)dp, (14b)

O (X) = Max{O(R.0,X): 0SR<R,,. 0<0<0,, X20}, (14c)

The local Nusselt number Nu(X) and the average Nusselt
number Nu,,(X) are defined. respectively as

0
X o)
Nu(x)=hEODy 1 ' Qe)de

k 2+ 0, Ounm(X)=0,(X) 7

(14d)

Num(X)s-)—](-foxNu(X]dX. (14e)

An explicit expression for the bulk fluid temperature ©,(X)
can be obtained by using the First Law of Thermodynamics,
given in the following form

2X

\V¢0

0 (X) = —=—["* Q(0)do" (0

RESULTS AND DISCUSSION

To compute the double transform of temperature. &, (X).

was used the equation (lle). The computations to obtain the
temperature distribution ©(R.9¢.X) was performed by using the
cquation (12). The matrix eigenvalue problem given by equation
(10c) was solved by using the subroutine DEVCRG of
IMSL (1987). The Bessel function evaluation was done by the
IMSL routine DBSJS and was about one hundred fifty slower
than the computation of the standard SIN or COSIN routines.
The computations were performed by using M=135 terms in the
series. for the opening angles ¢, from 60° to 360° over the range
of X from 107 1o 1. Here we present results just for ¢,=120°. the
another angles show qualitatively the same behavior. The
analysis are performed for a bounded generic Q(¢). The
computations shown here were performed by using five variable
boundary heat flux profiles presented in Table 1. For comparison
purposes the average of the heat flux Q(¢) for ¢ ranging from 0°
to ¢, is equal to the unity.

Figure 2 shows the
cross section isotherms
for the distance from the
origin X=0.35 and the

Table 1 — Variable boundary heat
flux profiles Q(0).

constant boundary heat Description | Formula

flux. Q(d)=1. Inspecting Clonstant Q@) =1

Figure 2 we can sec that Linear Q) = 2'])
occurs two  hol  spots Parabola Q) = 31"

near each curved surface Parabola Q(p) =6n(1-1)
corners,  where  the Parabola Q(9) = 32n-1)
temperature at the wall Note: 1 = ¢/¢,

are highest. Hence. the
maximum  temperature
occurs at the corners
becausce. in the vicinity of the corners the flow velocity is very
low., When the heat flux at the curved wall is constant. the
temperature gradient near the corners must be high enough to
remove the incoming heat from the wall to the flow. This result
implies that when the heat flux is constant at the curved wall. the
temperature is not. Furthermore. if the temperature is constant the
heat flux must be variable. Therefore. it is not possible to have
the temperature and heat flux to be simultaneously constant at the
heated wall. Thus, to have maximum temperature distant from the
corners it is necessary to have also heat flux much more intense
in a position distant from the corners than near. Indeed. for the
heat flux Q(¢)=6n(1-n). that is zero for ¢=0" and ¢,. and
maximum for ¢ =¢,/2, the maximum temperature occurs at
= ¢,/2. as can be seen on Figure 3.

Figure 4 shows the bulk fluid temperature ©,(X) and average
wall temperature ©,, (X). for various heat flux profiles. plotted
against the distance along the tube in the range of X from 0 to 1.
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Figure 2 - Isotherms for the heat flux Q(¢)=1 at X = 0.5
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Figure 3 - Isotherms for the heat flux Q(¢)=6m(1-n) at

X=0.5

The average temperature ©,(X) increases linearly along the
length of the tube and present the same results for all heat fluxes.
These results also show that. very near the inlet, the average wall
temperatures ©,,.(X) no longer varies linearly with distance
along the wall. Our calculations show that for X greater than
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Figure 4 — Bulk fluid temperature @,(X) and average wall
temperature ©,, (X) for various heat flux profiles.
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about 0.1 the mean wall temperature @, ,(X) begins to vary
linearly with distance along the wall; in addition, the curves
became parallel to the respective bulk fluid temperature. It is
interesting to note that the average wall temperatures for Q(¢) =1
and for Q(¢)=2n. present the same results. The maximum
temperature O, (X), not shown here, behaves similarly to the
mean wall temperature G, ,(X). It grows up non-linearly with X
ranging from X=0 till nearly X=0.1, then it becomes a linear
function of X. Maximum temperature curve also is parallel to the
respective curves of bulk fluid temperature and mean wall
temperature for values of X greater than about 0.1,

Figure 5 gives the variation of the local Nusselt numbers
Nu(X) with distance along the tube over the range of X from 107
to 1 for the heat fluxes shown in Table 1. Examining the local
Nusselt number equation (14d) we conclude that it is the ratio
between the total incoming heat flux and the difference between
the bulk fluid temperature and the average wall temperature.
Since the heat fluxes are known and its average values was set to
the unity, then the numerator in that equation has the same value.
Therefore Nusselt number variation among each case is due just
to the temperature difference. The Nusselt number for the linear
heat flux is equal to that of constant heat flux because the
increment on the temperature field for high values of ¢ is linearly
compensated by its decrement for low values of §. As expected
the case depicted in Figure 3 present lower values for the
temperature difference than those shown for constant heat flux
and hence higher values for the Nusselt number. Otherwise the
rest two cases, Q(¢)=3n" and Q(0) = 3(2n-1)%, show
comparatively higher difference temperature and lower Nusselt
numbers. Similar behavior is found for the average Nusselt
Number Nuy(X). presented in Figure 6.

20 — T
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Figure 5 — Local Nusselt number Nu(X) for various heat flux
profiles and the opening angle ¢, = 120

Figure 7 shows the incremental heat transfer number,
Htp X) = [Nug(X)-Nu(X)]X. for different heat fluxes. Its
definition can be found in Shah and London (1978). As its
formula carries the information about the local and average
Nusselt numbers then its behavior is also similar to those.

The most of works presented in References, related to the
circular sector tube geometry. deal with the fully developed case.
Few cases treat of hydrodynamically developed and thermally
developing flow. The closest works to ours seems to be those of




Hong and Bergles (1974). Manglik and Bergles (1988) and Lei
and Trupp (1990). but dealing with different kinds of boundary
conditions. So, it is not possible to do a direct results
comparison.
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Figure 6 — Average Nusselt number Nu(X) for various heat flux
profiles and the opening angle ¢, = 120
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Figure 7 — Incremental heat transfer number Ht,(X) for different
heat flux profiles and the opening angle ¢, = 120"
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SUMMARY

The aim of this work is to advance a fullv analyvtical approach to solve the system of linear ordinary
differential equations that results from the application of the GIT'T (Generalized Integral Transform Technique) in the
solution of Luikov's equations for drving in capillary porous media. The basic idea is to apply the Laplace transform to
solve the svstem of ordinary differential equations. The resulting symbolic svstem is then solved by a recursive method.
The transformed solution is finally analyvtically inverted by the Heaviside expansion technique. Numerical simulations
and comparisons are presented for a two-dimensional problem, which validate and illustrate the relative merits of the
proposed alternative approach.

INTRODUCAO

{'. 9 ] 2 iy
As  [Equagdes de Luikov formam um  sistema de §= ()‘971 +K38 % a_h{iz.'.](?—du% (1
equagdes diferenciais parciais (EDP) linear. homogéneo ¢ o n‘la\* dy” X dy”

acoplado( temperatura ¢ umidade). que modelam o processo
de secagem em diferentes aplicagoes na cngenharia. O > 5 . 4
modelo ¢ obtido das equagdes de transferéncia de calor ¢ ﬁzu[aﬂ-’ +KEE}LUJ,[D_-%+K3B?!] . (2)
massa cm meios porosos capilares. Jt X~ 0

Variagoes desse problema foram abordadas por
diversos autores (Ribeiro, 1992, Duarte,1995 ¢ Ribeiro ¢
Cotta. 1995) através da técnica de transformada integral

com condigdes iniciais

generalizada (GITT) (Cotta. 1993). Resumidamentre a idéia Bl(x. \',U)= 0. 3)
basica dessa técnica hibrida consiste  na aplicagio da )

transformada integral generalizada removendo as variaveis 0,(x.y.0)=0. (4)
espaciais e transformando o problema em um sistema de

EDO’s para a variavel temporal. que ¢ resolvido ¢ condigoes de contorno

numericamente. A solugdo final ¢ entdo encontrada pela

aplicagdo da formula de inversio analitica.

Neste  trabalho  apresentamos  uma  técnica d9, .
totalmente analitica, como proposto por Vilhena et alli By =0 (3
(1998) . Vilhena e Barichello (1998). para resolugdo do o
sistema de EDO’s resultante da aplicagio da GITT nas ﬁ_ -0 (6)
equagdes de Luikov. Dessa forma. na proxima segio Jv s
aplicamos a GITT nas equagdces de Luikov para obtengao do T =0
sistema de EDO’s na forma matricial. Na se¢do seguinte. 99, —Pna&| -0 7
descrevemos a técnica analitica de solugdo do sistema de Jx b ax b :

EDO’s usando a tcécnica da transformada de Laplace.
Finalmente . na se¢do  quatro.  apresentamos resultados 98, _pnﬂﬂ =0 (8)
numéricos e comparagoes. N |y | g
EQUACOES DE LUIKOV E A TRANSFORMADA 0,(.y.9)=1. &
INTEGRAL (GITT) 0,(Ly.7)=1. (10)
. ‘ o 8, (x1.1)=1. (1
As equagdes de Luikov. na forma adimensional 0, (x17)=1. (12)

como ¢ mostrado em Duarte (1993) . podem ser escritas como
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Aqui os pardmetros o, . K . Lu ePn sdo nimeros

adimensionais, como definidos em (Duarte, 1995).

Para aplicagdo da GITT, procedemos a escolha de
problemas auxiliares de autovalores que mantenham as
caracteristicas do problema original; desenvolvemos o par
transformada-inversa associado e efetuamos a transformagio
integral, decorrendo desta operagdo um sistema diferencial
ordindrio, infinito e acoplado.  Neste caso quatro
autofungdes aparecem, originadas nas duas dimensoes (x e y)
¢ das duas varidveis dependentes (Temperatura e Umidade ).

Para esse problema especifico as autofungdes e
autovalores dos problemas de Sturm-Liouville sdo todas do
tipo

(13)

sendo que designamos para os demais problemas as
autofungdes W, Q. Tje=, e os respectivos autovalores

1. G,,.ljenm. Também para os quatro problemas auxiliares,

a norma ou integral de normalizagdo, ¢ definida como :

!
i =j w2 dx (14)
0
e da mesma forma. também para N, M;. M,
Podemos entdo definir o par Transformada-Inversa

correspondente as expressoes :

T‘t —j J'{]J_J__e,h X, vy, thxdy . (15)
8, ()= JJ:: J._'""{“‘_ezh (%, y,1)ixdy » (16)
B (x.: ZZ Eﬂ.._ 9 . a7

(18)

Bap (., T)=ZZJ*1—“7-J:J_TM;—9:M(T) -

sendo as séries truncadas nas formulas de inversio para
obten¢do dos valores numéricos da solugdo .

SOLUCAO DO _ SISTEMA  DE
TRANSFORMADA DE LAPLACE

EDO’s  VIA

A equagio difencial ordindria escrita na forma
matricial, resultante da aplicagido da GITT nas equagdes (1)
e(2) pode ser escrita como

j—T[EHAJ[?] - [6(0)] = 8, (19)

LT
onde as duas componentes do vetor 8 ; sdo
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5, scn{p-,)scn(cn) .
i o e

sc:n[,"t._I )scn{nm} )

Oam O = e

e amatriz [A] de ordem 2N x 2N ¢ formada pelos blocos
de ordem N x N

(20)

(21)

Ap = a(p?+K%el) . (22)
A = —BOrK? i) (23)
Ay = —LbnKn +4) . (24)
e Ap= Lu(¥+K™n}) . (25)
Aplicando a Transformada de Laplace nas EDO’s (19) a
solugdo matricial ¢ do tipo
(01=L"'[(s1 +[AD "1 8, (26)
Aplicamos entdo a decomposigdo de Schur,
segundo Strang (1976). na matriz [A]. sendo
A=QTuQ , @27
resultando que
sl-A)y'=0Tl-uy'o . (28)

onde U agora é uma matriz triangular superior. Para
determinagdo da inversa dessa matriz usamos um resultado
vilido para inversdo de matriz em bloco, segundo Faddeev e
Faddeceva (1963).

[A " Ja-t —a-tee -t (29)
LU - i} | P
e estabelecendo um processo recursivo tal que
Sy =[s+uy] . (30)
S+ S+ s+
g Tt Stu2| § st ‘ G1)
0 Sty 0 SHiho

€ assim sucessivamente

S+upp stujy s+upz S+

0 StUzy S+Up; S+Uusy
Sq=| 0 0 s+uss Stug | =

0 0 0 S+up




S+ Uk
S S+ Uy
= s S+ Ugy (32)
0 0 0 s+ uy
Portanto , por (29)
-1
PR, T
_! Sk st+u ¥
S = (33)
1
000
S+ukk
parak=2,.. . N eV ¢ definido como :
S,  SHb, - s+uk_LkP . (34)

Agora. a partir da defini¢do de matriz inversa,
obtemos diretamente a matriz adjunta. ja que pela técnica de
expansdo de Heaviside,

N
L"'[(sl—A)"‘|=2 piefit (35)
1=l
onde : o Adj (sl -U) (36)

i
2 (det (sl = U}
ds

si

Finalmente. utilizando a férmula de inversdo dada
por (17) e (18). obtemos uma representagdo analitica do
potencial nas demais varidveis independentes eliminadas
durante a etapa da transformagao integral.

RESULTADOS

Abaixo apresentamos os resultados para diferentes
valores de x. y ¢ tempo que foram comparados com Duarte
(1995). Da mesma referéncia, os valores adimensionais
usados em o.B,K,Lu e Pn sdo respectivamente 1.021426,

0.003856. 4 . 0.001834 ¢ 5,556. Na primeira coluna
indicamos a posigdo “x” , nas segunda e quarta colunas
sdo valores da referéncia de Duarte(1995). respectivamente
para N=6 e N=12; nas terceira ¢ quinta colunas sdo valores
calculados pela técnica apresentada, tambémcom N =6 e N =
12, respectivamente.

Em todas as tabelas o valor de “y” ¢ de 0.5. As
tabelas 1, 2 e 3 correspondem ao valor da temperatura
adimensionalizado (8,), para trés valores de tempo @ 0.015,
0.025 e 0.045. As tabelas 4. 5 e 6 correspondem ao valor da
umidade adimensionalizada (8,) . usando os valores de tempo
7. 15 e 26. Cabe salientar, relativamente aos resultados abaixo
apresentados, que para cada valor de “x”" e 1 fixados,
com y=0.5, os valores da tabela foram obtidos com tempo
méximo de CPU de 0.85 segundos, em um Pentium (133
MHz, 32 Mb RAM). Além disso, resultados obtidos para

valores de N identificam até trés

maiores
significativos

digitos

Tabela 1 - Valores de 6, (Temperatura), com y = 0.5
e 1=0.015

X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.
(N=6) (N=6) (N=12) | (N=12)

0.0 [ 0.39%4 0.396 0.393 0.396

0.2 0423 0.425 0.423 0.425

0.4 [ 0.3509 0.510 0.508 0.510

0.6 | 0.643 0.644 0.642 0.644

0.8 | 0812 0.813 0.812 0.813

1.0 | 1.0 1.0 1.0 1.0

Tabela 2 - Valores de 8, ( Temperatura ). com y=10.5
e 1=0.025

X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.
(N=6) (N=6) (N=12) | (N=12)

0.0 | 0.604 0.605 0.604 0.605

0.2 | 0.623 0.624 0.623 0.624

04 | 0.679 0.680 0.679 0.679

0.6 |0.767 0.767 0.767 0.767

0.8 (.877 0.878 (.877 0.877

1.0 1.0 1.0 1.0 1.0

Tabela 3 - Valores de 8, ( Temperatura ), com y=0.5

e 1=0.045

X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.
(N=6) (N=6) (N=12) [ (N=12)

0.0 0.829 0.830 0.829 0.830

0.2 | 0.838 0.838 0.837 0.838

0.4 | 0.862 (.862 0.861 0.861

0.6 | 0.899 0.899 0.899 0.899

0.8 | 0.947 0.947 0.947 0.947

1.0 | 1.0 1.0 1.0 1.0

Tabela 4 - Valores de 8, ( Umidade ) ,com y=05 ¢
=

X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.

(N=6) (N=6) (N=12) [ (N=12)
0.0 [0.3134 0.3177 0.3134 0.3177
0.2 | 0.3466 0.3507 0.3466 0.3507
0.4 | 0.4433 0.4468 0.4433 0.4468
0.6 | 0.5947 0.5973 0.5947 0.5973
0.8 | 0.7866 0.7879 0.7866 0.7879
1.0 | 1.0 1.0 1.0 1.0

Tabela 5 - Valores de 6, ( Umidade ) ,com y=05 ¢

=15
X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.
(N=6) (N=6) (N=12) | (N=12)
0.0 | 0.6259 0.6259 0.6259 0.6259
0.2 ] 0.6442 0.6442 0.6442 0.6442
0.4 | 0.6973 0.6973 0.6973 0.6973
0.6 | 0.7801 0.7801 0.7801 0.7801
0.8 | 0.8844 0.8844 0.8844 0.8844
1.0 | 1.0 1.0 1.0 1.0




Tabela 6 - Valores de 6, ( Umidade ) .com v=0.35 ¢

= 26
X Duarte T.Laplace Duarte T.Laplace.
(N=6) (N=6) (N=12) | (N=12)
0.0 | 0.8366 0.8366 0.8366 | 0.8366
0.2 | 0.8446 0.8446 0.8446 | 0.8446
0.4 108678 0.8678 0.8678 | 0.8678
0.6 | 0.9040 0.9040 0.9040 [ 0.9040
0.8 ] 0.9495 0.9495 0.9495 | 0.9495
1.0 ] 1.0 1.0 1.0 1.0

Os graficos a seguir apresentam os valores calculados de
temperatura ¢ umidade adimensional em fungiio da posigao x.

Figura 1 - Variagao da temperatura adimensional em fungao
da posigdo x para os tempos adimensionais 0.015 . 0.025 ¢
0.045.
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Figura 2 - Variagdo da umidade adimensional em funcio da
posigdc X para os tempos adimensionais 7. 15 ¢ 26.

CONCLUSAO

A andlise dos resultados apresentados nesse
trabalho mostra claramente que o método proposto pode ser
aplicade com sucesso para solugdo de sistemas de EDO’s
resultantes da aplicagdo da Téenica da Transformada Integral
Generalizada as  cquagoes de Luikov. reduzindo o tempo
computacional necessirio para rotinas numéricas de solugiao
de EDO’s. Além disso. fica claro que essa abordagem pode
ser usada associada a qualquer outro modelo. que ndo o de
Luikov. que resulic em sistema de primeira ordem de
EDOs. Principalmente devemos salientar que cssa proposta
estabelece uma solugdo analitica também para a variavel
temporal. nos problemas em quc a GITT ¢ aplicada. Dessa
forma a andlise de convergéncia do método GIT'T. para esse
problema. fica restrito ao estudo da convergéneia, ja bem
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estabelecida. do método espectral (Gottlib ¢ Orzag(1977)).
Ainda o cardter analitico da solugdo proposta. bem como o
baixo custo computacional requerido. sugere que o método
proposto ¢ uma ferramenta eficiente para resolver as equagoes
transformadas pela GITT,
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RESUMO

Procura-se aqui uma metodologia semi-analitica aplicada ao fluxo de calor bidirecional ndo-estaciondrio em elementos multi-
compostos. O objetivo principal é caleular o fluxo de calor na face interna de paredes externas de edificagdes. Para tanto serdo consi-
deradas variagoes continuas da temperatura externa nas faces superiores e esquerda de uma parede, ¢ temperaturas constantes na base
e face direita. O objetivo é caleular o fluxo de calor na face direita desta parede.

PROBLEMA PROPOSTO

Este trabalho visa ser uma continuagdo, ou expansio. de
um método ja testado em uma diregio x (Beyer 1996. Bever ct al.
1995). procurando a sua aplicagio em duas diregoes. X ¢ y.

Seja um elemento multi-composto conforme figura 1.

Talt)
h,
Y1

T (1) hs T

¥s

Figura 1. Elemento bidirecional multi-composto

O clemento em analise ¢ composto por diversos meios.
numerados de 1 a 4. com propriedades térmicas diferentes. Entre
eles pode ou ndo existir contato térmico perfeito. Na face esquer-
da existe um fluido com temperatura variavel com o tempo. cha-
mada T,(t), ¢ um cocficiente de convecgdo constante chamado h,.
Na face direita existe um fluido com temperatura Ty, ¢ um cocfici-
ente de convecgdo hs, ambos constantes com o tempo. Na face
inferior existe uma temperatura T, ¢ um coeficiente de convecgao
hs;. ambos constantes. Na face superior existe um fluido com tem-
peratura variavel com o tempo Ty(t) ¢ um coeficiente de convee-
¢do h; constante com o tempo.

A cquagdo basica do problema ¢:
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FTxrt) FToxvt) 1A (xyt)

ax’ 3 o ot

!

onde i 530 0s meios participantes do problema e o a difusividade
térmica.
As condigdes de contorno em x sdo de terceira espécic:

aly(x;.v.t) . ; |
—k,—’—3’-'—:h;[?“rr,:—ﬁ(x;.y.u] l FS
a?;‘;.'::,'.j',f) PO S 1y SYS Vs (la)
e Famnnl Uy AERY) B CC et

As condigdes de contorno em y sdo de terceira espécie:

]

at (x,v.t .. f
—A',(—;g=h:[ﬁrt)—- [,(.\'._v;.r)] ...... >0
dv I<i< 4 (1b)
B.ﬁ( Vi) e
A ___;1___: f?_;[?:. _ 7,‘("-‘-.".‘7-’)] J X SXsN;

As condigcoes de interface em x. considerando contato
térmico perfeito. sdo:

Lix g v )=T0%,,.v.1) 1>
i (X 000) T (. p.v.t)..... 1€i<3 (ic)
d dx th ax ¥ 2vEy;
A condigdo inicial do problema ¢:
1<i<d
T(x,y0)=F(x,y)...}x; € x x5 (1d)

YISy<ys

O equacionamento acima pode ser encontrado em livros
de conducdo do calor (Ozisik 1980).




TEMPERATURA MEDIA

O principal objetivo do problema ¢ calcular o fluxo de
calor na face direita. a carga térmica do ambiente. O problema
serd primeiramente resolvido em termos de temperaturas médias
emy, T

I tys
v (x0) = T ydy 2)

onde H=y5 - yl.
Escrevendo o problema para temperatura média e apli-
cando 2 na equagdo 1 vem:

thft’x.r)Jr__}_ aTi(x,ys5.t) BT,-(x._v;.r)]_ ! 9t;(x.t)

a0 THL v o a Y
A equagdo acima pode ser rescrita com termo fonte S;:
91, (x,t I dt,(x.t)

: : )=—— % }+S,(_t.r).,..., onde
Jx* o, ot
(3a)

. ;ra Tix.vt) o Tixys.t)
5,-(;:,1):——[ -
H ay dy

Lembrando a equagdo de Fourier, q=-k dT/dy. facilmente
observa-se que a fonte representa os fluxos de calor no contorno
y. lembrando que o=k/pc;.

As condigdes de contorno em x ficam:

At x.t)
*k;—‘l—a—f——=h;[ﬁ,(r)—'r,(xg.r)]
9T, (x5.1) (3b)
""-JT=”5[R—TJ(-‘5-U]
As condigoes de contorno em y permanecem:
oL (x.y;.t)
—kj————"=hy|Ty(t)-T(x. vt
y 5 12[ gf(t)=T(x.» )] (36)
9T (x,vs.t
As condigoes de interface em x ficam:
If("’HI'U:Tr+!'(xr+}'"')
k a‘E;(XH!.U i E}TH).(J‘H_‘,.[_J (3d)
j = Riwd
S ax
A condigdo inicial fica:
T (x0)=G(x) (3e)

TRANSFORMADA DE LAPLACE NA TEMPERATURA

MEDIA

Aplicando a Transformada de Laplace ao problema 3
vem:

d"T,(xs) _ T,lx) —
= ——1;(x,5)= +Sr o 3. e onde
dx o, o,
(a7 = rees)] W
= Hd Taxy,s) d Tixys)
S, (x.s):—] : L 27|
H dy dy
As condigoes de contorno em x ficam:
dt,(x;.s) _ .
—k, T (x;8)=hT,(s)
dx (42)
dt (x;.5) _ i
ky————+h;T (x;.5)=h;—
dx ' 5

As condigoes de contorno em y ficam:

d?—",-(x,y )
h, ———

il

+112]?,-(x._v; )= 112?_1,(3)
dy (4b)
dk_: (.1',_1",' &)
k _—

i

= i
+hj]ﬁ(x.y_1-,s)=hj—5-
dy )

As condigoes de interface em x ficam:

T, (X,1y:5)= Y (X;1p:5)
k df! (xa'i—f ¥ S) - df:-i-.l’(xrd-f 'S) (4C)

1 1+

dx dx

A solugdo do problema 4 ¢ tomada da forma:

;(.\’.s) =A(s)exp(—-R,x)+ B, (5)exp( R x)

exp(—R, x) Tl Xl
+.0___J': exp( R, x +8,(x,5) jdx (3)
2R, ' |«
exp( R,x) 1y -Tm (x) _ ‘i
-——-—-——‘I_ e_rp(-R‘,x) +Sl(_r‘s}
X
2R, Lo,

Nesta equagdo R; vale 4/ § / O, . Para resolver a equagdo
5 € necessario conhecer a distribuigdo inicial de temperaturas
médias e o termo fonte. A distribuigdo inicial de temperaturas
serd tomada por polindmios quadraticos, como feito nos trabalhos
anteriores unidirecionais (Beyer 1996, Beyer et al. 1995). Resta
conhecer a fonte S;.

EQUACAO AUXILIAR PROPOSTA

Para a temperatura transformada T, constituinte do termo
fonte sera proposta uma equagdo baseada também em polindmios
quadrdticos em X e y, obtendo-se:

2 2 2

- n n 2

T,’n(x.y,sjz Zam(s)y me(s)y ]v+[ EC,,, (s)yn}
n=(l n=ll n=f)

(6)

As equagdes propostas serdo assinaladas por um indice p.
Para encontrarem-se os coeficientes a,;, by € c; serio utilizadas
as equagoes de contorno em y (4b) e a definigdo da temperatura




média, equagao 2, obtendo-se (para v, = 0 ¢ ys = 1. ou seja, pare-
Cui (5)

de com | m de altura):
+ X N
n=l) 1 +1

Como tem-se um total de nove incognitas, a equagdo
acima, junto com as condigdes de contorno em y serdo aplicadas
em trés se¢odes de cada meio i. Para tanto € necessaria a derivada
em y, obtendo-se;

2oa,.(s)
?,‘”(x,s)z > -

n=i N+ /

2 b (s5)

mn

n=l) R+ !

di’_}Pr’x,y,s} 2 5 2 - 2 -
—r— ZH(:,”_VF ¢ + anmy’ * = 0 Erf{:,,l,‘,yﬂ F 2
dv n=1 n=/ n={
(8)
Colocando a equagido 8 em 4 obtém-se:
= 2
S‘P(x,s):—Z(ah(s)+b_,i(s)x+c2‘(s)x ] (9)

SOLUCAOQ DO PROBLEMA

A condigdo inicial 1, da equagdo 5 sera calculada por
ajuste de polinémio quadratico, da forma:

5
5 n
T,(x)= de.r
n=ll

(10)

Estes dados deverdo ser colocados na equagao 5. que de-
verd ser integrada e derivada, para ser colocada nas condigdes de
contorno, formando um sistema que devera ser resolvido, como
no caso unidirecional, por Transformada de Laplace com Qua-
dratura Gaussiana (Beyer 1996, Beyer et al. 1995).

O caso mais simples € quando x = x;, quando as integrais
ficam nulas, obtendo-se:

E(,r, s)=A (s)exp(—R x, )+ B, (s)exp(R,x, ) (1)
Para um x qualquer, a equagdo 5 pode ser escrita de outra
forma, ficando entio:

;r'x.s) = A, (s)exp(—R,x)+ B, (sjexp( R, x)

exp(—R,x) ¢, T,i(x)
+~—"——*! : J exp( R x )—"——dx
xt !
2R, o

i !

exp( R, x) T,(x

x J
_I.r exp(—R x) dx
* o

i i

2R

exp(—R x -
+_ﬂ_*_)j‘:exp(;e,x)s, (x,5)dx
2R, :

[

exp( fo_) : g
—-———_.-'\ exp(—R x)S (x,s}dx
2R xi ’ i

(12)

Observa-se na equagio acima que a segunda ¢ terceira li-
nhas representam o problema unidimensional ji resolvido, e a
quarta ¢ quinta linhas o efeito da segunda dimensdo. Pode-se
portanto utilizar o resultado unidirecional acrescido do resultado
das duas integrais das tdltimas linhas acima. Como o termo fonte
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tem uma equagao semelhante a condigdo inicial, os resultados das
integrais também serdo semelhantes, obtendo-se:

E(.\',s) = A, (s)exp(—R x)+ B, (s)exp( R, x)
1,(x) o,8,(x)
A ——— e ———
2s s

a3

onde

r

2 2 —‘
Epsy Zlth rdyx+d,

?’+IA J

i (13a)
—N,exp(—=R x)~ N,exp(R,x)
onde
N, =exp(uRx, )(K, + M x, +d3x] )oj=12
d 2d
Ry iy == —r (13b)
' tR, R,
2d,
AI{} = d}; _ 31
' +R,
[ , y
(x)=2 S|
‘S’ (x)= a3 +biax+c,h b
|~ i J (13c)
~Njexp(—Rx)~ N5 exp(R,x)
onde
N: =exp(uR x; )(K'{ + "1"1:*"": +C_,\,-x._2 S i
; by 2cy,
Aoy~ (13d)
' R, R
2e;
iy
' +R

A equagdo acima ¢ a solugdo genérica do problema. A
equagdo 13a ¢ a parte unidirecional, e a 13¢ o efeito da segunda
dimensdo. Esta equagdo, junto com a 11, deve ser colocada nas
condigdes de contorno para encontrarem-se as constantes de inte-
gracdo A; e B;. Alem delas. é necessario colocarem-se as deriva-
das destas equagoes, obtendo-se para x;:

d:{x,,s)

=R, |B,(s)exp( R x, )~ A (s5)exp(-R;x, )
‘b.

(14)

Para x qualquer obtém-se. também baseado na analise
unidirecional:

dt,(x.s)
—_— Rf[a"if (sjexp( R x)— 4, (s_)exp(-—R‘.x)]

dx

(15)
Id (x) o,8d (x)

+ -

2s 5
onde




Id,(x)=(2d,, +4d;,x}+ R [N exp(~R,x)= N, exp( R, x)]
(15a)

Sd (x)= (Ebj_, + -Jc_h._r] +R [ _-\'; exp(-R x)— \_’1 exp( R x )/
(135b)

SISTEMA A SER RESOLVIDO PARA A TEMPERATURA
MEDIA

Também a equagdo 13a representa o problema unidireci-
onal. e a 15b o bidirecional. Deve-sc agora colocar as equagoes
11. 13. 14 e 15 nas condigdes de contorno em x. equagoes 4a. e
interface em Xx. equagdes 4¢. para acharem-se as constantes de
integragdo das equagdes 11 ¢ 13, solugoes do problema. obtendo-
se:

dat,(x;.s)  _ =
—k T (x5 )= T, (s)
dx

T (X S)=T,,0%,,,.5)

(ﬁr{.\‘r_'_;‘s) (1()]
;‘J—_—_: e
dx dx
dt,(x;.5) B T,
ky————+h;T,(x;.5)=h;—
dx s

Com as cquagoes acima pode-s¢ montar um sistema lincar
para obten¢io dos coeficientes A; ¢ B; obtendo-se para a matriz
dos coeficientes:

a;; by f f 0 0 0 ]

aj, by, oay by 1] 0 0 0

a;; by oas; bog 0 n Y 0
0 0 ay by, ay by, 0 0
f O dye By b By 0 1] W

a] 23 33 i
1] 0 ) 0 az; by ay, by
0 ( 1] 1] a;; b= ay; by
L 0 0 0 0 4} 0 a, by

Os coeficientes podem ser encontrados nos trabalhos an-
teriores (Beyer 1996, Beyer et al. 1995). Esta matriz. junto com
os termos independentes retirados da equagdo 16 permitem en-
contrar A; ¢ B, por métodos conhecidos de solugao de sistemas
(Press et al. 1992).

CONVERGENCIA DA EQUACAO PROPOSTA

E necessario encontrarcm-se os coeficientes a,. b, e ¢y
das equagdes acima. Como tem-se nove incognitas. serdo neces-
sirias nove cquagdes para cada meio. as duas de contorno em y ¢
a lemperatura média, aplicadas em trés se¢des x. A conexdo entre
os meios foi feita pela solugdo do problema unidirecional. Este
método foi chamado matriz 9.

Outra alternativa foi resolver o problema conectando os
meios através das condigoes de interface. resultando em um pro-
blema Unico com matriz 36 x 36. Esta alternativa foi chamada
matriz 36.

A equagdo proposta para T transformada (eq. 6) deve ser
aplicada nas condigdes de contorno em v junto com sua derivada
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(cq. 8). Obtém-se entdo as seguintes cquagdes, escritas para as
interfaces x; a X5 ¢ 0s pontos centrais de cada meio 1 a 4:

(hyay, —Kia, J+(hby, — Kby Jx+(hye, —Kiep )x™ =

=hyTy(s)

+ Zf’ni\'i +h; jxb,, + Z(n}{, +hy )xscm =
n=i}

Z(nh’f +h; ja

n=il

m
=i

(18)

A temperatura média proposta pode ser vista na cq. 7. que
serd igualada ao resultado da equagdo 13, junto com as condigdes
de contorno ¢m y. formando um sistema a ser resolvido iterati-
vamente para se encontrar os coeficientes a,. by ¢ ¢,

SISTEMA A SER RESOLVIDO PARA A EQUACAOQ PRO-
POSTA

O sistema sera resolvido substituindo-se s por py/t dos
pontos de quadratura ¢ encontrando-se a;. by; e ¢, itcrativamente.
Os termos da matriv, codificados u{linha.coluna) podem ser vistos
abaixo.

wy o Uy, f UFFI P f U= Wy
gy Uy 0wy w0 uy uxg
Uz Uzs 0 Wy, Ujgs 0 M- Uzeq
Uy My Mgy My Mgy Myg Uym Uy,
sy Uy sz Msy Uss Msg Msy Msgy
u
Uy Mgy Mgy Ue,  Hgs o U M- gy Moy
U-p Umy M-y Mey Uey Usp Haw M-y MY
i
[y Mg Uy My Ug Uy Hyp g MR
l_"w Mgy Mgz Mgy Mgy Hyg  Uyz  Uyy  Ugy |

(19)

I necessaria uma estimativa inicial para a,. by e ¢, Uma
primeira considera¢io pode ser um campo de temperatura cons-
tante. independente de x ¢ v. Isto leva para ay; igual ao valor da
temperatura inicial, ¢ os demais cocficientes iguais 4 zero. Apds.
¢ feita a convergéncia dos coeficientes. No problema resolvido, a
convergéncia foi feita adotando um critério de diferenga maxima
de 0.5% (zero virgula cinco por cento) entre o valor adotado ¢ o
caleulado. O calculo considerando critério de 1% ndo apresentou
diferengas significativas. Foi tomado 0.5% por seguranga.

O retorno da temperatura média T para o dominio tempo
também sera feito. como no caso unidirecional. através de Qua-
dratura Gaussiana. obtendo-sc (Hevdarian ¢ Mullineaux, 1981):

v, (xit)=20 i A Eop /R Uxapy 14) (20)

Nesta equagdo a temperatura média transformada € cal-
culada pelas equagoes 13. e aplicada na equagdo acima utilizando
os pontos de quadratura A(k) e p(k). encontrados em Stroud ¢
Secrest (1966).




PROBLEMA RESOLVIDO

As temperaturas externas fungido do tempo serdo conside-
radas como Temperaturas Sol-Ar. conforme considerado nos pro-
blemas unidirecionais (Beyer 1996, Beyer et al. 1995). A parede
serd a mesma. voltada para oeste. com um metro de altura. Logo.
T,(t) serd a mesma do problema unidimensional. A temperatura
T4(t) serd calculada para uma superficie horizontal. com insola-
¢do direta a partir das 12 horas. Antes. serd considerada com a
mesma insolagio da superficic ocste. A temperatura Sol-Ar para a
superficie horizontal pode entdo ser vista na tabela 1. O problema
resolvido unidimensional € encontrado no ASHRAE Handbook
Fundamentals (1997).

Tabela 1 Temperatura Sol-Ar para Superficie Horizontal

ho T, h [T, h 1.
I |25.43 9  [29.764 |17 [41.128
2 [24.88 10 |31.7 18 |35.29
3 |24.44 11 [33.752 19 |31.286
4 |24.11 12 |53.946 |20 |29.83
5 |24 13 [54.642 |21 [28.62
6 [25.104 |14 |53.624 |22 [27.52
7 126382 |15 (50886 23 [26.64
8 27918 |16 [46604 |24 [2598

As duas temperaturas Sol-Ar podem ser vistas na figura 2.

3 -

Sup. Vertical

/

Sup. Horizontal — __

Temp.Sol Ar,gr.C
40

30

o
3] T T T T T T T T T T T 1

Hora
Figura 2 Temperaturas Sol-Ar Vertical e Horizontal

O dia foi dividido em cinco problemas scqlienciais. como
no problema unidirecional. com intervalo nas principais inflexoes
do grafico acima, a saber: as 5. 11. 15 e 19 horas. quando sao
calculadas as condigdes iniciais dos problemas seguintes. Para o
calculo das temperaturas médias foram considerados 12 pontos
de quadratura. por ter sido o melhor valor na andlise de erro feito
no problema unidimensional (Beyer 1996. Hornbeck 1975).

Os fluxos de calor para os problemas resolvidos para o
quarto dia pelo método proposto e por volumes finitos (Patankar.
1980) podem ser vistos na tabela 2.

Como pode ser visto, a diferenga entre ambos ¢ pequena.
Os dois fluxos de calor podem ser vistos na figura 3. Pode-sc
notar um atraso temporal na onda de calor. com pequenas dife-
rengas nos valores maximos € minimos.

E importante comentar a rapidez computacional do méto-
do proposto. capaz da calcular os quatro dias em 2-3 minutos.
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Tab. 2 Fluxos de Calor para as Solucdes Propostas ¢ Volumes

Finitos
Hora | Numérico Matriz 9 Matriz 36
0 11.854 14.049 14.132
| 10,188 12.530 12.652
2 8.686 11.104 11.223
3 7.339 9.779 9.887
4 6.140 8.549 8.643
A 5.093 7.414 7.492
6 4.295 6.357 6.422
7 3.802 5.439 3.497
8 3.644 4.763 4.813
9 3.833 4.371 4417
10 4.357 4.276 4318
11 5.193 4,478 4.513
12 8.200 4.359 4.394
13 10.602 4.579 4.393
14 12.323 5.526 5.490
15 14.255 7.283 7.166
16 16.194 9.954 9 .889
17 18.010 13.103 13.038
18 19318 16219 16.193
19 19818 18.590 18.581
20 19.230 19.333 19.339
21 17.629 18.574 18.587
22 15.633 17.187 17.214
23 13.689 15.624 15.672
24 11.854 14.049 14.132

Fluxo de Calor, W
.

MNumeérico —_

== Matriz 9 +

. Matriz 36

-1

12
Hora

18

24

Fig. 3 Fluxos de Calor Para Solu¢des Numérica e Proposta

CONCLUSOES

A solugio proposta apresenta-se como uma metodologia
simples e que permite o cileulo de difusdo de calor em duas di-
mensoes. reduzindo o problema para uma dimensio. Apresenta
boas possibilidades de ser expandida para trés diregdes. x. v e z.

O método apresenta recursos a serem explorados. como a
tentativa de outras equagdes propostas. Também pode ser procu-
rada a solugdo do campo de temperaturas puntuais. talvez com o
mesmo tipo de polindmio em x ¢ v utilizado para a temperatura
transformada da fonte.

Apresenta como vantagem a ndo necessidade de discreti-
zagdo dos dominios espacial e temporal. resguardando-se a ne-
cessidade dos incrementos temporais entre problemas seqiienci-



ais, ja que o dia ¢ dividido em cinco problemas seqiienciais. 1sto
permite que o problema tenha um incremento temporal de apro-
ximadamente cinco horas.

Resolveu bastante bem o problema proposto. que era o
calculo do fluxo de calor na face interna da parede. A compara-
¢a0 com a solugdo numérica mostrou diferengas aceitivels para a
sistemdtica usual do calculo dos fluxos de calor em paredes, que
tem como objetivo o calculo das cargas térmicas de ar condicio-
nado.
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ABSTRACT

In this work. the Laplace transform technique with nume-
rical inversion is used to develop solutions for the problem of
two-dimensional heat conduction in multilayered walls. In this
method. the partial derivatives with respect to time variable are
removed from differential equation by the application of the La-
place transform, the resulting system of ordinary differential
equations are solved and the temperature transform is inverted by
numerical method. This method is based on Gaussian Quadrature,
a method for the approximation of integrals. The advantage of the
Laplace/Gaussian method is that there is no need to step in time
or position. The solution for any value of t or x can be found im-
mediately. The two-dimensional problem is reduced to one-
dimensional using average temperature across X section, and heat
source at y boundary.
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RESUMO

Lste trabalho faz uso de téenicas numéricas que permitem avaliar a transferéncia de calor e o
escoamento de ar em edificagdes. Oy resultados da simulagdo, que fornecem valores de temperatura média
radiante, umidade, temperatura ¢ velocidade do ar, possibilitam a determinacdo do conforto térmico no
interior de recintos ocupados. () conforto térmico ¢ baseado em duas possibilidades: propriedades uniformes
e distribuidas no interior do recinto. Simulagoes de dias tipicos de verdo e inverno foram conduzidas. Uma
andlise dos modelos distribuido ¢ uniforme ¢ apresentada. Os resultados indicam que o conforto térmico
varia ndo somente ao longo do dia mas também localmente no espago ocupado.

INTRODUCAQ

O ambicnte climatizado ¢ um sistema térmico complexo
envolvendo virios processos de transferéneia de calor. As
variagdes. hordrias. didrias ¢ sazonais do clima impdem um
carater dindmico ao problema aumentando sua complexidade. A
avaliagio correta destes processos de transferéneia de calor ¢ um
desafio aos projetistas de edificagoes ¢ sistemas de climatizagio
que s¢ preocupam  com o dimensionamento  de  sistemas
encrgeticamente eficientes. saudiveis ¢ confortiveis,

Atualmente, ferramentas de simulagdo numérica permitem a
quantificagiio destas trocas com certo grau de fidelidade (Clarke,
1985, Negrio. 1998). lIsto possibilita o cileulo da energia
necessaria a climatizagdo de ambicntes ¢ também a avaliagdo do
conforto térmico no interior dos recintos ocupados.

Trabalhos na drea de conforto térmico (Fanger. 1970, Gagge
et al, 1986. ASHRAE. 1997) mostram que o conforto térmico
pode ser avaliado a partir de trés classes de varidveis: fatores do
ambiente (temperatura média radiante. umidade. temperatura ¢
velocidade do ar). nivel de atividade fisica ¢ tipo de vestudrio dos
ocupantes,

O presente trabatho objetiva o avaliagdo de indices de
conforto térmico (Fanger, 1970) bascados em resultados da
simulacio numeérica. As condigdes do ar na sala climatizada ¢ nio
somente bascada em  valores uniformes. em que o ar ¢
considerado misturado. como também em valores distribuidos. A
analise distribuida permite determinar se individuos dentro do
mesmo recinto experimentam diferentes sensagoes de conforto
térmico.

Este trabalho utiliza uma téenica de simulagio. desenvolvida
por Negriao (1998). gue combina modelos  numéricos-
matematicos com diferentes  niveis  de  resolugao ¢
consequentemente, complexidade.

MODELO MATEMATICO

O comportamento  térmico  de  uma  cdificagio ¢
fundamentaimente dependente dos processos de transferéneia de

calor ¢ massa que ocorrem cntre csta ¢ 0 meio exterior. A
edificagiio ¢ composta de um conjunto de clementos (estrutura,
equipamentos, sistemas de iluminagio. ocupantes, ete.). cada qual
com caracteristicas térmicas proprias, que participam de forma
integrada ¢ interativa destes processos. A determinagio dos
campos  de  velocidade ¢ temperatura que  caraclerizam o
escoamento de ar e a transferéneia de calor na edicagio ¢ feita
através da solugdo das cquagdes da conservagdo da massa.
quantidade de movimento e energia. A equagdo da conservagido a
ser resolvida para cada uma das grandezas acima mencionadas ¢
expressa genericamente como:

dpe) o a0
it ol S etk . 5 (1
i dx, Lo dx, Q|+ 3,

onde ¢ representa a variavel a ser determinada em seu valor
médio. Ty € o coeficiente difusivo da variavel no meio. §, € o
termo fonte. p ¢ a densidade ¢ 1, a componente da velocidade na
diregdo x,. Os termos acima encontram-se na Tabela |.

As equagdes a serem resolvidas sdo discretizadas através do
método dos volumes finitos (Patankar. 1980). Duas malhas sdo
consideradas: a primeira de menor resoluglo. onde o ar €
considerado misturado (apenas um no representa a condigdo do ar
na sala e somente a equagio da energia ¢ resolvida) ¢ a segunda
bem mais refinada, onde o volume de ar ¢ dividido em um grande
namero de células (todas as cquagdes de conservagio sdo
resolvidas).

No segundo modelo. a turbuléncia - caracteristica do tipo de
escoamento de ar encontrado em edificagdes - ¢ considerada
através do modelo k-g padrao (Rodi. 1984,

O dominio do primeiro modelo incorpora também os
processos de transferéncia de calor por convecgio nas superficies
externas, condugdo transiente nas paredes. ganhos de radiagio
solar. trocas de calor por radiagao entre as superficies internas,
convecgdo nas superficies internas, ete. No modelo mais refinado.
somente o escoamento de ar no interior de uma zona térmica ¢
solucinnado.



Duas possibilidades sdo consideradas: i) solugdo do dominio
de menor resolugdo. ou ii) o acoplamento entre os dois dominios.
O acomplamento entre os dominios ocorre nas superiicics
internas das paredes das zonas. Esic acoplamento permite avaliar
o conforto térmico de forma global em algumas zonas e em outras
de forma distribuida. Os detalhes sobre este acoplamento pode
ser encontrado em Negrio (1998).

Tabela 1 - Termos das Equagdes governantes.
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MODELO DE CONFORTO TERMICO

Fanger (1970) identificou os seguintes fatores que influem
na sensagio de conforto: velocidade relativa do ar. temperatura
do ar. teor de umidade do ar ¢ a temperatura média radiante
(fatores do ambiente), além do nivel de atividade e o tipo de
vestimenta. Através da andlise da transferéncia de calor entre uma
pessoa ¢ o mcio. e de experimentagdo, Fanger apresentou o indice
PMIV (Predicted Mean )ote) que revela a sensagio de conforto
percebida pelos individuos (frio, calor ou ncutralidade) em
relagdo a uma condigdo ambiental. A equagio que determina cste
indice ¢ encontrada na literatura (Fanger. 1970) ¢ pode ser
gencricamente escrita como:

PMV = PMV(M.1,.T,

st T @) (2)
onde M representa a taxa de metabolismo do organismo humano.
1., € resisténcia térmica do vestuario. 7, ¢ a temperatura média
radiante. u, ¢ a velocidade relativa do ar. 7, é a temperatura do ar
e o ¢ a umidade absoluta do ar. A partir do PMI". Fanger derivou
uma expressdo para quantificar o pereentual de individuos
insatisfeitos com a condi¢io ambiental. o PPD (Predicted
Percentage of Dissatisfied). Lste indice ¢ obtido em fungio do
PMI" através da equagio:

PPD=100-95- B_:u,oals.a-w.ur*m_:l?q Pty 3)

Temperatura Mcdia Radiante. Para avaliar a temperatura
média radiante pontualmente ¢ utilizado um  manequim
posicionado em pé, no interior de uma zona. Lste manequim ¢
composto por sete paralelepipedos, cujas dimensoes reproduzem
as proporgdes de um individuo adulto alto e esbelto (figura 2).
Para cada uma das faces visiveis destes paralelepipedos. ¢
calculada uma temperatura radiante plana a partir de fatores de

54

forma (F,.) entre a face j do paralelepipedo ¢ uma das n
superficies internas da zona ¢ das temperaturas destas superficies
(7,). Conhecidas as temperaturas radiantes planas de todas m
faces visiveis. a temperatura média radiante para 0 manequim ¢
entdo calculada (Carvalho. 1998):

144

T = =1 i=| (4)

1=l

Expressoes generalizadas dos fatores de forma para planos
paralelos ¢ perpendiculares sdo obtidas da literatura (Clarke.
1985).

Avaliagio dos indices de conforto. Os indices de conforto
pPropostos por Fanger serio avaliados ¢m virios pontos num
plano horizontal. no interior da zona. Obtidos a parlir do balango
de energia para o corpo humano como um todo. os indices PMI
e PPD sio determinados com base cm valores médios de
temperatura ¢ velocidade do ar. A média ¢ avaliada a partir dos
valores que vio dos pés i cabega do manequim (1.80m do piso).
Na presente modelagio. o teor de umidade do ar no recinto ¢
considerado constante ¢ uniforme (Detalhes sobre o modelo pode
ser encontrado em Carvalho. 1998).

LESTUDO DIE CASO

A edificagio estudada ¢ composta de trés zonas ocupadas ¢
uma zona representando o dtico (figura 1). Com excegio da zona
1. todas as demais foram simuladas considerando o ar como
misturado, Na zona 1. esta instalado um condicionador de ar de
janela ¢ as variagoes de temperaturas ¢ velocidades do ar no seu
interior  serdao  avaliadas.  As  dimensoes  desta sala sdo
respectivamente. 8.0m de profundidade. 4.0m de largura ¢ 2.85m
de altura. conforme mostrado na figura 2. As paredes da
edificagdo sdo constituidas de tijolos de barro de seis furos
rehocados em ambos os lados. Na parede norte. abaixo da janela.
ha uma fonte de energia que representa ganhos internos e dissipa
500 W (Isto ¢ dissipado tanto na forma convectiva quanto
radiativa). O condicionador de ar foi originalmente localizado na
parede ocste da sala. a uma altura de 2.40m e equidistante das
paredes norte e sul. O aparelho ¢ um condicionador Air Master -
10000 BTU/h (Fabricante MULTIBRAS S/A - Capacidade de
Resfriamento Total = 2635W). Os ocupantes do ambiente
realizam atividades de escritorio (1 met).

Figura | - Edificagdo estudada.




As simulagdes foram realizadas para um dia tipico de verdo
e um de inverno. Para cada dia, duas simulagdes foram
consideradas: a) ar completamente misturado b) andlise
combinada em somente um fime-step (5 segundos - acima deste
valor, os resultados mostraram-se sensiveis ao time-step.) de
simulagio na zona 1 (nas demais zonas o ar ¢ assumido
misturado). A adogdo de somente um time-step na andlise
combinada deve-se ao fato desta ser computacionalmente
dispendiosa. No verdo a analise combinada foi conduzida as 15h
e no inverno, as 11h.

Informagdes adicionais sobre a configuragdo do problema
(composi¢do das paredes, etc.) e dados climéticos podem ser
encontradas em Carvalho Fo. (1998).

parede norte —\\

Manequim

condicionador
de ar

I
yelt oy
o

Figura 2 - Geometria da zona 1.

Apesar da capacidade do aparelho ser dependente das
condigdes do ar no retorno e das condigdes exteriores, o valor da
capacidade de resfriamento sensivel foi considerado constante ao
longo do periodo de funcionamento. O ar esta sendo insuflado
perpendicularmente ao plano fontral do aparelho, indicando um
angulo de deflexdo das grelhas igual a zero.

Situacdo de verdio. Nesta situagdo, os ocupantes do ambiente
vestem roupas tipicas de verdio (0,6 clo). A capacidade de
resfriamento sensivel do condicionador é de 2000W (fator de
calor sensivel da serpentina igual a 0,76%). Durante o periodo de
ocupagdo da sala (das 8 as 18 h), o condicionador pode estar
resfriando e ventilando (ligado) ou somente ventilando
(desligado), j4 que a capacidade do aparelho supera a carga
térmica do ambiente ao longo do dia.

A temperatura de retorno do ar na sala 1 estd sendo
controlada entre 23 e 25°C. Os resultados da simulagdo do
modelo global (ar completamente misturado) podem ser
observado na figura 3. Note que. durante as primeiras horas de
funcionamento, o aparelho opera por um curto espago de tempo,
e permance desligado por um periodo maior. Aproximando-se do
meio-dia, os periodos de liga e desliga sdo da mesma ordem de
grandeza e no meio da tarde a situagdo se inverte, com o tempo
de operagio do condicionador sendo bem maior do que o periodo
em que estd desligado. A razdo disto é a variagdo da carga
térmica ao longo do dia. De manhd, a carga térmica ¢ reduzida
sendo que seu valor cresce progressivamente até as 16 horas
quando atinge o méaximo. Isto se confirma ao se observar a
varia¢do da capacidade de resfriamento do condicionador na
figura 3. No inicio do dia, a retirada de calor do ambiente é bem
menor do que proximo as 16 horas.
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Figura 3 - Temperatura do ar e capacidade de resfriamento do condicionador para a situagdo de verdo.

Com base nos resultados de simulagio, pode-se avaliar os
indices de conforto térmico, conforme mostrado na figura 4. O
PMV possui uma oscilagio similar & temperatura do ar,
entretanto, seu valor médio cresce ao longo do dia. No inicio de
funcionamento do condicionador, o PMV médio estd em torno de
-0,5 e por volta das 16 horas, este valor alcanga +0.5. Esta
variagdo estd relacionada a alteragdo da temperatura média
radiante, conforme pode ser notado na figura 4. Apesar desta
variagdo de PMV, o percentual de pessoas insatisfeitas (PPD)
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com o ambiente varia entre 5 ¢ 15 %, o que pode ser considerado
aceitdvel em termos de conforto.

Os indices de conforto de Fanger foram levantados para
situagdes em regime estaciondrio, sendo que o individuo esta em
equilibrio térmico com o ambiente. Portanto, as oscilagdes dos
indices de conforto térmico na mesma freqiléncia da temperatura
do ar podem ndo ser representativas. Investigagdes sobre o
conforto térmico em regime transiente se fazem necessarias para
verificar a adequagdo deste modelo no tratamento de tais
situagdes.



A distribuigao da temperatura média do ar na zona I,
observada durante a simulagido combinada. est4 apresentada na
figuras 5. A alta concentragdo de isotermas na regido central da
sala indica que o jato de ar frio estd em queda naquela regido. A
variagdo de temperatura ¢ de aproximadamente 1°C ao longo de
toda a sala, sendo que a maior temperatura ocorre proxima a
superficie da parede oeste ¢ a menor proxima a queda do jato de
ar.

O campo de PMI" € mostrado na figura 6. Esta distribuicdo
indica que pessoas localizadas sob a queda do jato de ar frio
poderdo estar sujeitas a sensagdes de [rio enquanto que pessoas
proximas a fonte de energia estardo experimentando calor. Esta
variagdo ndo esta relacionada somente & temperatura do ar, mas a
outros dois fatores: 1) Proximas ao jato. as pessoas
experimentardo uma velocidade média do ar relativemente alta,
i) enquanto que junto a fonte de energia, a temperatura média
radiante serd elevada (ver figura 7).
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Figura 4 - Variagao da temperatura média radiante ¢ dos indices PMI" ¢ PPD para a situagio de verio,
4 . ; S controle (23 a 253°C). Observando que os intervalos de
funcionamento e de parada do aparelho sdo da mesma ordem de
" grandeza no periodo de carga térmica maxima. conclui-se que.
3t 1 relativamente. a capucidadc do aparclho ¢ bem superior & carga
24 térmica. 0 que ndo ¢ o caso da situagdo de verdo. No inverno o
, 23 | aparelho funciona como uma bomba de calor apresentando uma
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Figura 5 - Isotermas de temperatura média do ar na zona |
(verdo).

Apesar disto. a variagdo de PMI" entre -0.55 ¢ +0.33 mostra
que 90% das pessoas estardo satisfeitas com o ambiente. Por
outro lado, esta mesma variagdo (= 0.9) pode indicar niveis de
pessoas insatisfeitas entre 5% ¢ 20% para outro tipo de vestudrio
ou atividade fisica.

Situacdo de Inverno. Um dia tipico de inverno foi também
simulado ¢ os resultados da temperatura média do ar na sala,
durante a andlise global, é mostrada na figura 8. Ao contrario da
situagdo de verdo, a carga térmica méxima de inverno ocorre nas
primeiras horas de funcionamento do aparelho, indicando que os
intervalos de funcionamento sdo “iguais” aos do periodo de
ventilagdo. Ao longo do dia. os periodos de funcionameto do
aparelho vio se tornando cada vez mais curtos até que. apos as 13
horas, o condicionador ndo volta mais a funcionar. Mesmo assim,
a temperatura do ar no ambiente se mantém dentro do limite de
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Figura 6 - Distribuigio de M1 na zona | (verdo).

A figura 9. por sua vez. mostra que o conforto térmico
médio varia dentro de uma faixa bem mais ampla, quando
comparado a situagdo de verdo. Isto porque as temperaturas das
superficies internas das paredes estdo bem baixas de manha,
resultando em uma temperatura média radiante reduzida naquele
periodo. Para o tipo de vestudrio escolhido (0.8 clo). o percentual
de insatisfeitos (pessoas com frio) pode chegar a 30%.

As isotermas no interior da zona 1 para a simulagdo
combinada sao mostradas na figura 10. Mais uma vez, a variagio




de temperatura ¢ pequena no interior da zona (variagdo maxima
de 1.3°C). Diferentemente da situagdo de verdo, onde a variagdo
de T,, no interior da sala ndo chegava a 1°C. no inverno este
valor atinge 2,5°C, como pode ser visto na figura 11. A figura 12
mostra que o indice PM1 varia entre -0.31 e -0.73, indicando que
o percentual de insatisfeitos esta na faixa de 8 a 18% (todos
percebendo frio). Note que os maiores insatisfeitos estao
localizados em regides de mais baixa 7, Apesar deste
desconforto. a variagdo ndo ¢ tdo clevada (APM1=0.39) quando
comparada a situagdo de verdo, mostrando uma uniformidade
muito maior de condigdes. Isto significa que um aumento da
resisténcia térmica do vestuario pode manter o percentual de
insatisfeitos dentro de 5%. Esta pequena variagdo de PMI” esta
fortemente relacionada ao fato de que a velocidade média ao
longo da altura do individuo também varia pouco (0.07 a
0.13m/s).
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Figura 7 - Distribui¢do de 7,,, na sala 1 (verdo).
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Figura 8 - Temperatura do ar e capacidade de aquecimento no interior da zona 1 para a situagdo de inverno.

DISCUSSOES E CONCLUSOES

No presente trabalho. uma andlise de conforto térmico no
interior de espagos ocupados foi conduzida a partir de resultados
de simulagdo numérica de edificagdes. A avaliagdo ¢ baseada em
um modelo global ¢ em um combinado (associagio do modelo
global com um distribuido). As simulagoes foram realizadas para
um dia tipico de verdo e outro de inverno.

Na andlise global. percebe-se que apesar da temperatura do
ar se manter controlada entre 23 ¢ 25°C. os niveis de conforto
térmico variam enormemente durante o periodo de ocupagao do
ambiente. Esta variagdo decorre da variagio da temperatura
média radiante ao longo do dia. O efcito da temperatura média
radiante ¢ mais pronunciado no dia de inverno, onde. durante a
manha. as temperaturas das paredes estao bem frias.

Os resultados obtidos indicam que os indices de conforto
térmico variam na mesma freqiicneia de oscilagdo da temperatura
do ar. A temperatura do ar pode variar cntre 23 ¢ 25°C num
periodo de apenas 3 minutos, como no caso do inverno.
Entretanto. os indices de Fanger (1970) foram avaliados para
condigdes de equilibrio térmico entre o individuo ¢ o ambiente.
Avaliagbes cm regime transiente se fazem necessdrias para
verificar a influéncia das oscilagoes de temperatura no conforto
térmico.

A situagdo de inverno apresenta uma maior distribui¢do de
velocidade do ar no interior do ambiente condicionado quando
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comparada a situagio de verdo. Isto se deve ao fato de que os
eleitos de empuxo provocam uma queda repentina do jato de ar
no verdo. enquanto que no inverno, o ar se mantem na regiao
superior da sala até que seja resfriado junto ao teto. S6 entdo, o ar
entra na descendente. Isto provoca uma desaceleragdo do fluido
ocastonando uma maior uniformidade da velocidade. Por outro
lado. a variag@o da temperatura do ar na sala é maior no inverno
do que no verdo justamente devido a estratificagdo do ar.

Apesar da variagdo da temperatura do ar ndo ser tdo grande
no interior da sala (em torno de 1°C no verdo ¢ 1.3°C no
inverno). a distribui¢do de temperatura provoca os cfeitos de
convecgdo natural que consequentemente afetam o campo de
velocidades. Como visto, esta distribuigdo tem forte influéncia no
conforto térmico.

As temperaturas das outras zonas ocupadas foram mantidas
fixas artificialmentc em 24°C. Os indices de conforto e
temperatura meédia radiantes para tais zonas. ndo apresentados por
limitagdo de espago. podem ser encontrados em Carvalho (1998).
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ABSTRACT

This work employs numerical technigues to evaluate heat
and air flow within buildings. The simulation results (mean,
radiant temperature, air temperature, humidity and velocity) are
employed to compute thermal comfort indices inside thermal
zones. Thermal comfort is based in two possibilities: uniform and
distributed air properties. Simulations are conducted for summer
and winter days. The results indicate that thermal comfort not
only changes through the day but also locally within the
ocuppied zone.
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SUMMARY

The objective of this research is the numerical determination of overall heat transfer coefficients (-
Factor), solar heat gain factors (SHGF). and surface temperature profiles of windows. The program takes
account of the presence of the natural convection. the radiation between panes. and the thermal effects of the
frame. Temperature profiles are uscful for the calculation of thermal stresses in glazings and the prediction of
condensation problems. Results are compared with measurements and the numerical calculations of others. In
benchmark solution comparisons errors. are less than 107 %, Comparisons with the numerically determined
heat flux through a cavity bounded by two sheets of glass and spacer bars. i.e.. a simple window. differed by
less than | %. In a comparison between simulated solar heat gain factors and solar calorimeter experimental
results very good agreement is obtained for nine samples. with errors of 2.5% or less for seven samples. and

errors of 12% and 3% for the other two.

INTRODUCTION

Twenty vears ago most engineers used various hand
calculation methods based on the so called srteady-state
methods to design for peak-load conditions in a building. The
most important design consideration then was to ensure that
any heating ventilating and air conditioning (11VAC) plant
could meet the worst design peak load for heating and cooling.
These conditions could be satisfactorily designed for using a
overall heat transfer coeflicient (U-factor) for the thermal
conductance and a Solar Heat Gain Factor (SHGE). for peak
solar gain.  Nowadays engineers arc interested in the
optimization of a building’s energy efficiency and thermal
performance.  Therefore. such approximations alone are no
longer adequate.  Also. with the development of new window
technologies and materials, given the rise of so called super
windows (Gilmore. 1986). even the determination of these
parameters cannot be handled by current calculation
procedures. The design of super windows or their elements,
such as edge-seals. frames and glazing systems. cannot be done
experimentally alone because experiments are quite expensive
and time consuming. and the type and accuracy of
measurement are limited by experimental capabilities.  In
addition. the development of measures for encrgy labeling
schemes require that more detailed parameters be determined.
e.g.. shading coeflicient. condensation resistance. solar heat
gain.  These nceds. mentioned above. are leading to the
development of new tools, both experimental and numerical. to
quantify the heat transfer, to design new clements. and to
develop new parameters in addition to the U-factor and SHGF
for fenestration systems.

The objective of this research is the numerical
determination of the overall heat transfer coefficient (-
Factor) and the solar heat gain factor (S//GF) to evaluate the
thermal performance. and surface temperature profiles to assist
in the prediction of condensation on windows. The program
takes account of the presence of the natural convection, the
radiation between pancs and. the thermal effects of the frame.
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I'he developed numerical model, a non-orthogonal finite-
volume code. provides information regarding energy flows
within the window and temperature distributions in individual
glazing and frame. The latter is useful for the calculation of
thermal stresses in glazing and the prediction of condensation
problems.

A detailed review and some basic information on the
physics of the heat transfer in windows is presented in de
Abreu (1996) which complements several well known and
excellent  reviews that have appeared in  the literature
concerning U-Factor calculation procedures (McCabe and
Goss. 1987) and natural convection in enclosures (for instance.
Ostrach. 1988: Wright and Sullivan. 1989: Fusegi and Hyun.
1994).

Despite  recent  advances  in computer  hardware.
numerical simulation algorithms, and grid generation schemes.
which have the potential capability to model the physical and
geometrical complexities of windows, little work has been done
to model a whole window., except for the works of Smith et al.
{1993). Curcija and Goss (1994), and Wright and Sullivan
(1994). Numerical modeling can provide detailed information
(velocity and temperature distributions, stream linc and heat
flux fields. throughout an entire window) that is generally
unavailable from experimental studies due to limitation in the
experimental techniques currently available. A well defined
comparison between numerical simulation and measurement
can determine the level of numerical accuracy for a given
calculation.  Therefore, various aspects of the window
performance that arc not available from experimental
measurements can be further studied. It is this unique
capability of the computational tool that can most impact the
design and thermal analysis of windows,

MATHEMATICAL MODEL

At the external surfaces of the window (both indoor and
outdoor) convection and radiation heat transfer occur




simultaneously, while in window cavitics (frame and glazing
cavities). depending on the intensity of the air movement.
convection or radiation can prevail. In the solid portions of the
window system (glazing layers, edge. and frame construction
elements) and small enclosed air spaces. where air motion is
suppressed. only conduction occurs. These components form
the region of interest.

All the walls are stationary and impermeable: the no slip
conditions exists at them. The glazing svstem is imperfectly
transparent to radiation (i.c.. some absorption of radiation may
oceur) and the frame components are opaque to radiation with
convection. radiation and conduction encrgy exchanges with
the surroundings occurring on window outside surfaces. The
top and bottom walls are opaque to radiation. [t 1s assumed
that the confined fluid is Newtonian and that the Boussinesg
approximation is valid. All surfaces are taken to be grav
diffuse reflectors and emitters of long-wave radiation (may be
specular in case of a closed rectangular cavity) and the
confined gas is assumed to be radiatively passive. The
radiation model is a two-band model: short and long wave.
This implies that emission from the surfaces of the cavity is
“long-wave™ radiation and that solar radiation is “shori-
wave”. If one or more of the glass panes arc spectrally
selective a spectral solar radiation model (short wave) may be
used to account for sharp changes in the radiation propertics
with the wave length. The quations are written in terms of the
primitive variables. namely. local velocity  components.
pressure and temperature.  When viscous dissipation in the
energy cquation is neglected the governing differential
equations for Newtonian and incompressible  (luid.  with
constant properties except in the formulation of the buoyancy
term. can be written in Cartesian coordinates as:

e  continuity:
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— 4 =
dx dy
. momentum:
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where. p. . B. g ¢, and k are the density. viscosity.
coefficient of thermal expansion. gravity. constant-pressure
specific heat and conductivity. respectively: ¢ 1s the time: x, ¥
are the Cartesian coordinates: w, v are the velocin
components; 1" is the temperature: pep(r-7) is the buoyancy
force/unit volume in the y direction where 7=(7, +7.)/2: T},

(4

and 7, arc the temperatures at the hot wall and cold wall.
respectively: $¢ is the source term. and the origin of the

coordinates (x, v) is placed at the most lower left corner of

the cavity with gravity in the -y direction. py. the Kinematic
pressure. drives the flow. It is obtained from the following
expression
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rb)=p, - ]‘l: plr)gdy+py

o at all surfaces (fluid/solid interfaces) 5)
v=u=»(l

On the solid portions of the window system heat transfer

is governed only by the modified energy cquation since the

velocity components are zero, and therefore momentum and

continuity equations no longer needed to be solved.  The
energy equation becomes:
oT T 9°T | &
S LA R P (6)

p(.ﬂ or ax} ay.‘

The temperature boundary conditions are derived from
the energy balance at the surfaces.

The long wave radiation heat transfer occurring in the
glazing cavity can be described using the Radiosity Matrix
Method for determining radiation exchange in an enclosure
(Sicgel and Howell. 1981). The incident long-wave radiative
heat flux denoted by the supersceript L at any surface j of the
cavity can be written as

1 { 4
fszj ~€;0T75)

q; : (7
pr;
in which J/ is the radiosity:
N
Jj=£,':ori+pr,fz.!££;_,, (8)
j=1

where the £ is the specular exchange factor between ;7 and k.
which accounts for radiation going from surface j to surface &
directly and by all possible specular (mirror-like) reflections
and prly is the diffuse reflectance of surface k. When the
surfaces of the enclosure do not specularly reflect radiation. the
specular exchange factors ;‘-."r,_;. reduce to the usual view factor
(configuration factor) F'j, . Methods for caleulating E 4 are
given in advanced radiation texts, like Siegel and Howell
(1981). For a rectangular cavity (bounded by planc surfaces).
the view [actor between any two points on the same surface is
zero: this substantially reduces the number of terms on the right
hand side of Equation (8).

Furthermore. since a two-band radiation model s
assumed and all the emitted radiation is in the long-wave band.
the short-wave component of radiosity. J', depends only on the
geomelry and the solar radiation.  The short-wave radiosity for
a double pane window is therefore,

N
J, =1.q -1—,0}}2“)&_;5]__I (9)
k=1
and at the others surfaces

e
J;=pr;ZJ;§k‘;_j (10)
k=1

The Edward’s embedding technique was chosen as the
model to caleulate the short wave radiositics because is a
simple way to determine the fraction of solar radiation that
strike and is absorbed by the surface direetly or by multiple
reflections, in multi-glazed windows.

It follows from Equations (9) and (10) that the short-wave
radiositics need only to be caleulated once for a given geometry.
The long wave component Jf - however. needs to be evaluated at
cach stage of the caleulation so that the radiosity

— 5 !
Ji=Ji+J) (11)




The incident radiative heat fluxes ¢’ and ¢' in the
Equations above can then be calculated from the radiosity by

J-elor?) o
gj=——"—L,  qj=—<L (12)
prj prj

The incident short-wave radiation ¢, is externally
imposed (from the sun) and the incident long-wave radiation

4 . . oy
O'T:,H- is calculated from the externally imposed radiation

temperature. which depends on the surroundings.

NUMLERICAL MODEL

For window cavilies the natural-convection phenomena
(in both frame and glazing). as described by Equations (1), (2).
(3). and (4). the momentum and cnergy equations are coupled
through the body force term which depends on the temperature
field. The solid portions (glazing layers. edge-seal. and frame).
also depend on the temperature ficld as described by Equation
(6). As a result. all the aforementioned equations must be
solved simultancously and hence represent an additional level
of complexity to obtaining a solution.

A Finite Volume Method (FVM) (Patankar. 1980) using
a collocated pressure arrangement on a non-orthogonal grid
(Rhie. 1981) was used in this work. In this formulation the
approximate cquations are obtained through conservation
balances of the conserved property (mass. momentum.
enthalpy. ete.) in the elemental control volume. Heat transfer
and fluid flow problems require the solution of general
conservation equations (Patankar, 1980) of the form

3 el 3 g2 [(290), 2 (02 (13)
3P (P (0 )‘_[r“’ = ]+ a__[r“’ S ]ts‘i’

(¢
over some specified problem domain and with the appropriate
boundary conditions for the solution variable which may
represent any conserved quantity.

Grid Description.  The aim of the finite volume method
is to replace Equation (13) with a set of algebraic equations
involving the values of @ at a finite number of discrete control
volumes and to preserve conservation throughout. The nodes
are located inside the control volumes which collectively
constitute the solution domain. For sake of simplicity Figure 1
represents one example for a window system (glazing. seal and
frame) with a straightforward geometry.  To handle the
irregular shape of the window system. as shown in Figure 1.
some control volumes are blocked ofl. so that the remaining
active control volumes form the desired shape.

Radiation [xchange. Due to the non-existence of
discretization  points P for temperature  at  the  internal
boundaries of the cavitics. the long-wave radiation exchange
will be included in the energy equation as a source term of the
control volumes adjacent to the boundary. Lquation (11) can
be put in the matrix formulation

Al = [q]=1T] (14)
and the irradiance ¢ can be found by inverting the coefficient
matrix A, The coefficient matrix depends only on the
geometric configuration of the enclosure. Therelore the rate of
energy generation per unit volume at any wall control volume
s

5‘3&& (15)
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Figure 1: The Collocated Grid.

Also. the solar radiation transmitted to the cavities and
absorbed by the walls is placed as a source term in Equation (15).
The solar radiation absorbed by the outside surfaces of the
window is placed as a source term for the semi-transparent
medium in the centre control volume and for the opaque surfaces
as flux.

Throughout the current study the grid aspect ratio will
depend on the insulated glazing unit (IGU) being simulated,
varying between 3 to 20 and the number of control volumes
will be determined by a grid independence study for each case
studied.

Solution Procedure, The numerical model can use three
different schemes for modeling the convective and diffusive
fluxes of energy and momentum at each control volume face
(Patankar. 1980): first-order upwinding differencing scheme
(UDS). central differencing scheme (CDS). and exponential
differencing scheme (EDS). A non-staggered pressure grid
arrangement was applied to the flow field. In the presence of
multicellular {lows in a thermally driven cavity CDS is used.
because EDS damps the appearance of these multicellular
flows for a fairly wide range of parameters (Drummond ef al..
1991).

There are two iteration loops. In the main iteration (or
coeflicient update loop). outer loop, the coefficients are
evaluated from the most recent solution fields and the set of
lincar equations for temperature (7) is solved iterativelv. using
a line by line solver based on an Alternating Direction Implicit
(ADI1) procedure, along with an over relaxation procedure.
Iterations are performed on the lincar equations for T until a
preset level of residual reduction (4 levels in all cases
therealter) or until a maximum number of iterations is reached.
Within each coefficient update loop. an inner loop is called to
solve the velocitics cquations. « and v. and the pressure
cquations. p. which corresponds directly to the SIMPLEC
algorithm (Hutchinson and Raithby, 1986). The numerical
solution of cach of these variables is carried out using an ADI
procedure, using the same criterion described for the
temperature  cquations.  An Additive Correction Method




(Hutchinson and Raithby. 1986). ACM. block corrcction is
applied to speed the solution for p. Also. the ACM algorithm
can be used to acceleratc convergence for 7. w. v when
necessary. At the end of cach outer loop iteration. steady state
convergence is verified by comparing the relative maximum
change 7. « and v between two consecutive iterations. Finally.
the condition of steady state will only be satistied if the error
between the heat flow in and out of the window accomplish the
following criteria:

Qiu = Q.'m.' < 10—5
out

between two consecutive iterations and

;.:f+l - ::: s IO_S
for at lcast four consecutive iterations.

It is worthwhile to mention that the time step for solving
natural convection problems depends on the grid size and the
Ravleigh number because of the weak coupling between
momentum and energy equation duc to buoyaney. that affects
in turn the delicate w. v and p coupling. If the time step is too
small the evolution of the solution is prone to oscillations due
to decoupling between the energy and momentum equations.
and consequently the decoupling in ., v and p equations. The
time step is obtained by multiplving the natural time scale
(maximum time step allowed for numerical stability based on
an explicit scheme) by a factor n. i.c.:

Al = nAt

max

The energy balance is applied over the entire problem
domain with the thermal boundary conditions applied at the
outer edges. This step in the coefficient update loop generates
a temperature solution for all control volumes. However. all
velocities at locations outside the cavity are set to zero and the
velocity boundary conditions. used in solving balances to
conserve momentum and mass. are applied at the walls of the
cavity. Thus, the natural convection velocity field in the cavity
15 generated for non-uniform temperature distributions at the
cavity walls.

Application of the cnergy balance across the composite
problem domain required carc to ensure that the heat flux is
correctly calculated at the surfaces between materials of
different thermal conductivities. The conductive heat flux at
the bordering faces is calculated using the harmonic mean of
the ncighboring conductivitics according to the procedure
outlined by Patankar (1980).

Assessment of the numerical method. The capabilities
of the solution method to model windows were examined. with
respect to accuracy, cost. and reliability. In order to fulfill this
goal. code validation was divided into three stages. with
increasing degree of complexity. LEach stage was designed to
examine and to validate a particular feature of the code. For
the pure natural convection problem the accuracy and
reliability is satisfactory to model natural convection alone in
orthogonal and non-orthogonal grids. In comparisons with
bench mark solutions, the errors are lower than 107% and the
ability to correctly model secondary and tertiary cells by
perturbing the flow is demonstrated. For the conjugate
problem {conduction coupled with natural convection) a set of
five runs is made and the results are compared with Wright's
work (1990) for cavity aspect ratio. 4=40. width 0.0127 mm
and 6 x 10 < Ra < 1.2 x 10*. The same grid. same numerical
scheme (CDS). and same convergence criteria are used by both
programs. The results are compared and for all runs the errors
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are less than 1% for heat flux through the hot wall. Fimnally. for
the interaction among surface radiation. natural convection and
convection, which includes all modes of heat transfer present in
a window system. surface-to-surface radiation exchange is
shown to be accurately modeled. Differences are found in the
third decimal place for the radiation heat flux when compared
1o Wright's code (Wright 1990). The solar heat gain for
normal radiation were compared with the experimental data of
Harrison and Wonderen (1994) for 9 window samples, with
crrors for the solar heat gain factor lower than 2.3% for three
samples, 3.3% . 19% and 12% for the others. The results for
this comparison are presented in the next section.  The
simulation procedure proves satisfactory to model the heat
transfer and fluid dynamics in fenestration systems.

RESULTS

Solar Radiation Inicraction. To validate the model in
relation to the interaction of radiation. conduction and natural
convection when solar radiation is present. no data was found
in the literature showing local effects in the fluid flow and in
the heat transier mechanisms.  Experimental and numerical
results of solar heat gain factor (SHG), an averaged quantity.
for a set of nine window samples (Harrison and Wonderen.
1994) are therefore used to verify the model. The SIGF used
together with the window’s thermal transmittance (U-factor)
permits  comparative  ranking ol fenestration  systems,
calculating Energy Rating (IER) numbers, and determining the
annual cnergy performance.

The nine window samples sclected represent a broad
range of insulating glazing svstems that include clear and heat
absorbing glass. reflective and spectrally selective coatings.
All samples are specified to be double-glazed air-filled sash
units fitting in a common wood casement frame. sce Figure 2.
Details of the nine glazing systems are given in Table 1,

Sash No. Glazing Svstem

Sl Clear / Clear

52 Clear / Pyrolytic low-E, g=0.2

S3 Clear / Lol:-178. £=0.08

sS4 Clear / Lol Sun. £=0.1

S3 LoE Sun-145. e=0.1 / Clcar

S6 Evergreen Tinted / Clear

§7 Reflective Metal SS-114 / Clear

S8 Clear / Low-E>-171, £=0.04.

S9 Evergreen Tinted / Pyrolytic Low-E. e=0.2

Table 1: Description of Test Glazing Svstems.

The SHGE measurements were performed at the
CANMET Window Test Facility (Harrison and Wonderen.
1994) and the average measurement uncertainty was = 4.9%.
They did numerical simulations using the VISION/FRAME
(EEL 1995, AGSL 1995) computer program package. Results
for the nine windows are presented in Table 2,

The results shown in Table 2 indicate good agreement
among measured results and those calculated values using
FRAME/VISION and this model. They agree to about 2.5% or
less for samples S1 to S5 and S9. 5.3% for S6. 19% for S7. and
12% for S8. The results of the model are consistently higher
than those from FRAME/VISION. This can be explained by
the approximation used by FRAME to calculate the SHGF (sce
Harrison and Wonderen, 1994).  The values of center-glass
SHGFE caleulated by the model are nearly the same as those



calculated by VISION as expected because both programs use
the Edwards’ embedding technique to calcuiate SHGF.

Vistble Frame
Glass Size
White
Aluminum
Cladding
Frame
Height
Wood l 4
[e—— 150mm ———*¥
Frame Size 1200 x 600 mm
Visible Glass 1043 x 445 mm
Frame Height 77.5 mm
Figure 2: Test Frame Sash Cross Section.
Solar Heat Gain Factor
Sash No.
Measured VISION/FRAME  Model
Sl 0.50£0.02 0.49 0,495
S2 (.48 £ 0.02 0.46 0.468
S3 0.41 +£0.02 0.40 0.404
5S4 0.36+0.02 0.35 0.356
S5 (.21 £0.02 0.21 0.212
'S6 034+£0.02 0.31 0322
S7 0.12£0.02 0.09 0.097
S8 0.29+0.02 0.32 0.325
S9 0.30+0.02 0.29 0.296

Table 2: Summary of Results of Solar Heat Gain Factors.

Surface Temperature Profiles. This section is a brief
description of a collaborative research project. including both
measurement and simulation studies, aimed at determining the
surface temperature of a set of insulated glazing units (IGU"s).
Duplicate sets of glazing units were provided to two
measurement laboratories and their construction details were
given to two simulation laboratories, one of which is the
research group that the authors are part oL All participants in
the study were asked to perform their portion of the research
without knowledge of the results of the other investigators. ie..
a “blind study™. A complete description of this collaboration
among four laboratories is given in Sullivan er al. (1996).

The numbering scheme shown in Table 3 will be used
throughout this section to identify the glazing units.  The
design options incorporated in these glazing units were selected
to cover a range of edge-scal type, panc spacing. . low-E
coating. number of glazings that would reasonably test both the
measurement and simulation techniques. These design options
are of interest because cach one is expected to affect the indoor
surface temperature profile.

The boundary conditions used in the simulations are
given in Table 4. The heat transfer coefficients include both
long wave radiation and convective effects. No solar radiation
is present.  These boundary conditions approximate the
American  Society of Heating. Refrigerating and  Air
Conditioning (ASHRAE) winter design condition with a 6.7
m/s wind on the cold side and natural convection on the warm
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side but were chosen with the expectation that they would also
approximate the conditions in the measurement laboratories.

IGU# Glass Pane Spacing(s).  Spacer(s)
Description d

1 Clear double 12.7 mm Foam

e Clear double 12.7 mm Aluminum
3 Clear double 6.4 mm Foam

4 Clear double 19.1 mm Foam

3 Low e double 127 mm Foam

6 Clear triple 12.7 mm Foam

7 Clear triple 6.4 mm Foam

Table 3: Description of Blind Test Glazing Units.

Indoor Indoor Heat Outdoor  Outdoor Heat
Temp Transfer Temp Transfer
T Coefficient Ta Coefticient
hy hy
2.1 8.3 W/(m™C) -17.8°C 30 W/(m™°C)

Table 4: Blind Test Glazing Unit Boundary Conditions.

The horizontal axis is vertical distance with zero
corresponding to the bottom edge of the glazing unit and the
top edge at 508 mm. The vertical axis records the temperature
profile in degrees Celsius on the warm side (room side) of the
glazing unit.  This temperature profile represents any vertical
profile along the glazing unit as long as the ~side effects™, i.c.,
3-D effects, of the spacer. sealant. cte. are not influencing the
temperature.

In Figure 3 it is relatively easy to sort out the different
temperature profiles on the basis of their center-glass heat
transfer characteristics.  For example. in the mid-part of the
graph. away from the top and bottom edge effects. the lowest
performing unit is the double glazed 6.35 mm unit, and the best
performing units are the clear triple unit with the largest
spacings (two 12,7 mm air cavities) and the 12.7 mm low-E
unit. The remaining units occupy a position consistent with
intuition.
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Figure 3: Warm Side Temperature Profile for All Seven
Blind Test Glazing Units.

The comparison between simulations and experiments
for all of the data sets show good agreement. It can be seen in
de Abreu (1996). even without adjustment. that each set of
curves falls within a band typically no wider than +£1°C.
Exceptions occur in the vicinity of steep temperature gradients
as seen near the top and bottom of the glazings where the
observed temperature band can be as large as +3°C. However,
these discrepancics are misleading knowing that some spatial
uncertainty exists regarding the location of measured profiles -



a topic which is discussed in more detail in Sullivan et al.
(1996). Figure 4 shows a comparison for a IGU #6. clear triple
12.7 mm foam spacer.
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Figure 4: Temperature Profiles. IGU #6. Clear Triple
12.7 mm Foam Spacer.

CONCLUSIONS

The model presented here is a non-orthogonal grid.
control-volume  based. computational code developed
specifically for the two-dimensional modelling of window.
One strength of the code is its ability to model an entire
window assembly (centre-glass. edge-glass. frame. and wall)
simultaneously. This is in contrast to current industry practice
of modelling the centre-glass region scparately from the edge-
glass/frame/wall region as practised by the Canadian Standards
Association's (CSA) window energy rating (ER) procedure and
the National Fenestration Rating Council procedure (de Abreu.
1996).

This model incorporates much of the appropriate
physics. it vields detailed surface temperature profiles. it
provides flexible boundary condition capabilities. and it readily
admits modification as refinements are developed.  For
example. no assumptions concerning the location of edge-glass
demarcation is needed: a detailed vertical temperature profile
along the entire window is available for comparison with
thermographic measurements: specification of an indoor
window surface temperature or heat transfer coefficient can be
replaced with room air convection: and. different algorithms
modelling specular reflection of solar radiation can be tested.

The ability of this model to accurately determine local
window temperatures makes it possiblc to be used to
supplement experimental data in validating simpler. more user
friendly. codes (EEL 1995, AGSL 1995).
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RESUMO

No presente trabalho o desempenho térmico das paredes de uma edificagdo é simulado considerando-se o
efeito combinado do transporte de umidade e de energia no interior da mesma. O modelo classico de Philip e
De Vries é utilizado para descrever o processo simultaneo de transferéncia de calor e massa em uma parede
multicomponente sujeita as condigdes de contorno de radiagdo e convecgdo transientes na face externa e con-
vecgdo na face interna. Os resultados obtidos para o processo acoplado sdo comparados com aqueles obtidos
a partir de um modelo que leva em conta apenas o efeito do transporte de energia.

INTRODUCAQ

O desempenho térmico das paredes de uma edificagdo. que
apresentam um comportamento ndo-estacionario, tem participa-
¢do importante no comportamento térmico dos ambientes inter-
nos da mesma. influenciando aspectos como conforto térmico e
dimensionamento dos sistemas de climatizagao. Uma grande
parte das pesquisas disponiveis sobre transferéncia de calor em
paredes utiliza apenas a cquagdo da energia para cilculo do ba-
lango térmico através do dominio avaliado. O objetivo do pre-
sente trabalho ¢ investigar o processo de transferéncia de calor
em uma parcde considerando o efeito simultineo do transporte de
umidade.

Em situagdes onde apenas o efeito do transporte de energia é
considerado. o cdlculo do campo térmico sob condigdes transi-
entes ¢ usualmente obtido através do Método da Fungdo de
Transferéncia (ASHRAE Handbook. 1993). Bever et al. (1993) e
Beyer e Vilhena (1994) propuseram uma outra formulagio anali-
tica para a andlise deste processo transiente. que. quando compa-
rada aos métodos numéricos. apresenta o atrativo de ndo neces-
sitar de incrementos seqiienciais no tempo e no espago: a solugdo
desejada, neste caso, pode ser obtida em qualquer instante de
tempo. Os resultados desta formulagdo foram comparados com os
obtidos através do Método dos Volumes Finitos levando-se em
conta tanto a qualidade da solugdo quanto a facilidade de uso do
método (Bever et al.. 1995).

Em situagoes onde se leva em conta o efeito da presenga e do
transporte de umidade para o calculo do campo térmico. a solu-
¢do. até o presente momento, somente pode ser obtida através de
métodos numéricos devido ao forte acoplamento entre as duas
equagdes governantes (equagdes da conservagdo da energia e da
massa). Dos trabalhos mais recentes que incorporam esta influén-
cia combinada. citam-se os trabalhos de Burch ¢ Thomas (1992)
que desenvolveram uma andlise unidimensional em uma parede
de madeira multicomposta desconsiderando o efeito do calor
latente devido @ mudanga de fase. Karagiozis e Kumaran (1993)
analisaram o desempenho de barreiras impermedveis 4 passagem
do vapor em paredes. Yik et al. (1993) desenvolveram um mo-
delo simplificado para a analise simultianea do processo de troca
térmica com transferéncia de massa com evaporagio-condensagio
em sistemas de ar condicionado. Mendes et al. (1996). através de
uma analise numérica, discutem os efeitos de modelos dinamicos
simplificados no processo de transporte de energia. Mais recen-
temente, Mendes (1997) desenvolveu um codigo numérico que
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permite a avaliagdo tanto dos coeficientes de transporte como dos
modelos de transferéncia.

O modeclo continuo. discutido por Whitaker (1977) ¢ Bories
(1991). associado principalmente a Philip e de Vries (1937}
para a analise do transporte simultanco de calor e massa ecm
mcios porosos insaturados. ¢ utilizado no presente trabalho.
Neste modelo as equagoes da conservagio da massa e da ener-
gia sdo obtidas utilizando-se as leis fenomenologicas da difusao
de massa (Lei de Darcy para a fase liguida ¢ Lei de Fick para a
fase vapor) ¢ calor (Lei de Fourier). As equagdes assim obtidas
trazem explicitamente as influéncias combinadas dos gradientes
de temperatura e contetdo de umidade nos processos de trans-
porte de calor e massa. através de difusividades associadas a
estes gradientes.

A parede investigada consiste de camadas de estuque. con-
creto pesado. isolante ¢ reboco. As propricdades térmicas ¢ difu-
sivas sdo assumidas constantes ¢ seus valores sdo aqueles forne-
cidos por Mendes (1997) ¢ Mendes et al. (1996). Ambos os lados
da parede trocam calor por convecgido ¢ no lado externo a tempe-
ratura ambiente ¢ fun¢do do tempo. As equagoes diferenciais
governantes sdo resolvidas numericamente ¢ de forma iterativa
utilizando o método dos volumes finitos. A analise do problema ¢
realizada para as duas situagoes investigadas: considerando ape-
nas o transporte de energia ¢ considerando também o efeito do
transporte de umidade. Os resultados apresentam valores para os
fluxos de calor nas fronteiras externa ¢ interna ¢ perfis de tempe-
ratura ¢ umidade para virios tempos.

EQUACOES DE TRANSPORTE E_FORMULACAO DO
PROBLEMA

A parede de uma edifica¢do ¢ um meio poroso ndo saturado
que contém nos seus espagos vazios ar. agua na forma liquida ¢
dgua na forma vapor. O mecanismo fisico de transporte de calor e
umidade que ocorre em um meio poroso sera sucintamente apre-
sentado a seguir. Tanto o calor como a umidade (na forma liquida
ou na forma vapor) sdo transportados simultaneamente em decor-
réncia da influéncia combinada de gradientes de temperatura ¢ de
contetdo de umidade. Calor migra essencialmente por condugio
através das partes solidas (grios) e também através dos poros
preenchidos com liquido. Nos poros preenchidos com ar. a mi-
gracdo de calor é predominantemente devido ao transporte de
calor latente pelo vapor. O transporte de vapor d’agua ocorre por



difusdo molecular no ar existente nos poros. O liquido. por sua
vez. migra pelo efeito de capilaridade (movimento do liguido
devido a diferengas de pressdo). Os mecanismos responsveis
pelo transporte de liquido ¢ vapor dependem essenciaimente da
quantidade de dgua presente no meio.

Para meios onde nio existe continuidade na fase liquida. a
dgua presente encontra-se somente absorvida nas paredes dos
graos: este ¢ o chamado estado pendular de um meio poroso. A
transferéneia de umidade da-se através da migragdo de vapor. que
ocorre por difusdo no ar. de regides onde a sua pressdo parcial ¢
mais alta para regides onde sua pressdo parcial é mais baixa.
Quando se aumenta a quantidade de dgua nos poros. comegam a
existir pequenas pontes ou ilhas de liquido ¢ quando estas pontes
uncm-s¢ umas as outras passa a existir continuidade na fase li-
quida. ainda que exista presenga de vapor. Neste caso. o liquido ¢
transportado devido ao gradiente do potencial capilar. ou se¢ja.
por capilaridade ¢ diz-se que o meio poroso esta em estado funi-
cular. Para um aumento adicional do contetido de umidade todos
0s poros estao preenchidos com agua. levando a condigio de
meio poroso saturado. Nio existe mais vapor ¢. neste caso. liqui-
do somente pode ser transportado devido a diferenga de pressao
hidrostatica ou por efeitos de convecgio natural.

A seguir serd apresentada a obtengdo das equagdes diferenci-
ais governantes do fendmeno em estudo. onde as seguintes hipo-
teses simplificativas sio assumidas:

1. A massa de vapor d'dgua presente nos poros ¢ negligencia-
vel comparada 4 massa de liquido.

2. O vapor ¢ o ar contidos nos poros comportam-se como
gascs ideais.

3. Ndo hé influéncia do efcito de histerese.

4. O efeito da presenga de solutos na dgua ¢ desprezado,

5. 0 meio poroso ¢ isotrépico.

6. A fase solida ¢ uma matriz rigida e fixa.

A equagdo da conservagdo da encrgia em um meio poroso
ndo saturado. incluindo o transporte de calor por difusio térmica
¢ o calor transportado pelo liquido e vapor. pode scr escrita da
seguinte forma:

aCT - -
(at ) - —V.[—k,V[ +(hy +hy )i +h1.h1

(1
onde T ¢ a temperatura. j, ¢ o fluxo de vapor. j, ¢ o fluxo de liqui-
do ¢ C ¢ a capacidade calorifica do meio: k« ¢ a condutividade
térmica para o caso hipotético de nado existir fluxo de liquido ou
vapor (De Vries, 1975). h; ¢ a entalpia do liquido e hy, ¢ a entalpia
de vaporizagao.

O lado esquerdo da Eq. (1) representa o acumulo de energia
em um volume infinitesimal do meio poroso. O primeiro termo
do lado direito representa o calor transportado por condugdo tér-
mica. O segundo termo indica a energia transportada pelo vapor
na forma de calor sensivel e latente enquanto gue a energia trans-
portada pelo liguido na forma de calor sensivel esta representada
pelo terceiro termo. Conforme discutido anteriormente. a transfe-
réncia de calor em paredes de editicagoes ¢ usualmente resolvida
considerando-se apenas o transporte de energia por condugio
através do meio: neste caso. o lado direito da equagio acima
conteria apenas o primeiro termo.

A Eq. (1) pode ser simplificada considerando que a entalpia
de vaporizagdo hy, ¢ muito maior que a entalpia do liquido ¢ que
os Muxos de liquido e vapor tem sentidos opostos. O resultado
obtido ¢ a soma dos efeitos de transporte de calor difusivo ¢
transporte de calor latente pelo vapor:

=9

(€T)
ot

= —V.(-K.VT +hyjv)
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A equagdo para o transporte de umidade ¢ obtida partindo-se
da expressiao da conservagio da massa que estabelece que:

=_V'{.L- + i ]
P

onde p, ¢ a massa especifica do liquido e 6 ¢ o contetdo volumé-
trico de umidade. definido como a razdo entre o volume de ligui-
do ¢ o volume total. que inclui o volume de vazios ¢ o volume de
graos do meio poroso.

O lado esquerdo da Eq. (3) representa o acimulo de umidade
em um volume infinitesimal do meio poroso. O fluxo de vapor |,
¢ obtido a partir da Lei de Fick para difusio de vapor dagua no
ar. modificando-a para incluir os eleitos da dependéncia da taxa
de difusae com a porosidade. conforme ¢ discutido por Philip ¢
De Vries (1957). Sao incluidas assim varidveis relacionadas a
tortuosidade do meio poroso e & redugido da segdo de passagem
do vapor devido a presenga do liquido. A expressao final obtida
tem a seguinte forma:

EC)

3 (3)

-f')—‘ = (D7 VT + Dy, V6)
|

(4)

onde Dy, ¢ Dy, sdo as difusividades do vapor associadas aos
gradientes de temperatura ¢ conteido de umidade. respectiva-
mente. Vale notar que o fluxo de vapor j, esta escrito como uma
soma de duas componentes, uma devido ao gradicnte térmico e
outra devido ao gradiente de umidade.

O fluxo de liquido pode ser obtido utilizando-se a Lei de
Darcy modificada para ser aplicavel a fluxos viscosos em siste-
mas porosos nio saturados. conforme discutido por Childs ¢ Co-
llins-George (1930). A expressio obtida ¢ :

D - (D, VT+DyV0) (5)
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onde Dy ¢ Dy sdo as difusividades do liquido associadas aos
gradientes de temperatura e umidade, respectivamente. Neste
caso. também o fluxo de liquido j; ¢ escrito como uma soma de
duas componentes. uma devido ao gradiente de temperatura ¢
outra decorrente do gradiente de umidade: a incorporagio expli-
cita destes efeitos individuais nos fluxos de liquido ¢ vapor cons-
titui a grande contribuigao do modelo fenomenolagico de Philip ¢
de De Vries.

As cquagdes para a conservagio da massa ¢ da energia para o
problema sio obtidas substituindo-se as equagoes para os fluxos
de vapor ¢ liquido. Egs. (4) ¢ (5). respectivamente. nas Egs. (2) ¢
(3). O resultado final ¢:

a ([,
{3l LoV [(k i, D1 VT +pih, D, 0] (6)
[#
€.
?J—? = V.[(Dg + Dy, JVO+(Dy, + Dy JVT] 5

onde (k. +phy, Dy, ) ¢ a condutividade térmica do meio poroso

incluindo as contribuigdes da difusdo térmica e transporte de
encrgia devido a migragiao do vapor. Maiores detalhes sobre a
obtengio destas equagoes podem ser obtidos em Damasceno Fer-
reira (1993).

Uma vez apresentadas as equacdes governantes do problema.
discute-se a scguir a geometria ¢ as condigoes de contorno do
problema em estudo.




A Figura | mostra a parede multicomposta de uma edifica-
¢ao onde assume-se contato térmico perfeito entre 0s meios que
constituem a parede. Trata-se de uma parede tipicamente norte
americana. cuja utilizagdo teve como objetivo nido perder a base
de comparagdo com trabalhos semelhantes ja editados (Bever et
al.. 1995). Note-sc. entretanto, que a aplicagdo desta formula-
¢do a uma parede tipicamente brasileira (reboco-tijolo-reboco)
¢ imediata, bastando apenas modificar as propriedades fisicas ¢
difusivas.

Fronteira Fronteira
exterior Estuque interior
e Concreto pesado A
it =0 B it =0
Isolante

L4 {1

<. <

£ i

| Reboco !

hg, Tup hy Ty

Fig. 1 - Representagdo esquematica da parede

No inicio do processo, todo o meio esta a uma lemperatura
constante Ti ¢ um contetdo de umidade i diferente para cada
material que compde a parcde. Ambos os lados da parede trocam
calor convectivamente: no lado externo tem-se uma temperatura
1. variavel com o tempo simulando a variagdo de temperatura
durante o decurso de um dia completo. Esta temperatura ficticia ¢
denominada Temperatura Sol-Ar (ASHRAE. 1993) ¢ leva em
conta o fluxo de calor radioativo incidente do sol varidvel ao
longo do dia. Quando se inclui o transporte de massa. a expressio
para o fluxo de calor nas fronteiras deve incluir a parcela refe-
rente ao gradiente de conteddo de umidade. Para o processo de
transferéncia de massa, ambas as fronteiras sio assumidas im-
permedveis ao fluxo de massa: isto significa que a umidade (na
forma de vapor ou liquido) migra no interior da parede de um
lado a outro. sem. no entanto. sair do sistema. As expressoes ana-
liticas para as duas condi¢oes de contorno. térmica e massica.
sao, respectivamente:

: aT 20
h(T-T.)=~(k. +p;h,. Dy, }X—(pjh]vl)“\.)g (8)
[ =8
aT . 09
'(D’rx +Dll)g_{DBi +IJ9\-)$:0 .9

Conforme sera discutido mais adiante. inicialmente 0 modelo
adotado serd utilizado para comparar 0s resultados obtidos com
os dados apresentados por Bever et al. (1993). Neste caso. so-
mente a equagdo da energia ¢ resolvida. A seguir. os resultados
obtidos com as duas equagoes acopladas serdo utilizados para sc
verificar o efeito da inclusdo do processo de transferéncia de
umidade nos perfis de temperatura ¢ nos fluxos de calor.

METODOLOGIA DE SOLUCAQ

As equagdes diferenciais governantes do problema. Egs. (6) ¢
(7). foram resolvidas numericamente utilizando o métedo dos
volumes finitos (Patankar. 1980). Na discretizagdo do dominio de
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solugdo. mostrado na Fig. 1. foi utilizado uma malha regular com
340 volumes de controle. Para a integragio no tempo, utilizando
um esquema totalmente implicito com intervalo de tempo de 90 s,
A escolha tanto do nimero de volumes de controle quanto do
intervalo de tempo levaram em conta 0 compromisso entre a pre-
cisdo da solugdo numérica e o tempo computacional.

Para a solugdo do sistema de equagdes algébricas lineares.
resultante da integracdo das cquagdes diferenciais. foi aplicado o
algoritmo TDMA (TriDiagonal-Matrix Algorithm).

RESULTADOS E DISCUSSOES

Para a andlise dos resultados foram assumidas as considera-
¢oes listadas a seguir. Os coeficientes convectivos de troca térmi-
ca externo e interno sdo 16.95 ¢ 8.26 W/m™ K. respectivamente. ¢
a temperatura interna da sala ¢ mantida constante em 24 °C. A
temperatura do lado externo evolui em fungio do tempo ao longo
de um dia. segundo a Temperatura Sol-Ar (ASHRAE. 1993) para
407 latitude norte. 21 de julho: os valores desta temperatura sio
mostrados na Tabela 1. Assume-se que estes valores repetem-se
consecutivamente por 8 dias. tempo utilizado nesta analise. A
temperatura inicial da parede € constante e igual a 28.5 °C.

Tabela 1 - Temperatura Sol-Ar (°C)

llora T Sol-Ar | Hora T Sol-Ar | Hora T Sol-Ar
1 25.430 9 29.764 17 50.618
2 24.880 10 31.700 18 43.948
3 24.440 11 33.752 19 31416
4 24110 12 35.830 20 29830
) 24.000 13 40,446 21 28.620
6 25.104 14 46.682 22 27.520
7 26.382 15 50.860 23 26.640
8 27918 16 32.350 24 25.980

No presente trabalho. todas as propriedades térmicas ¢ difusi-
vas dos materiais que compde a parede foram assumidas cons-
tantes. As propricdades térmicas dos materiais estdo mostradas na
Tabela 2 ¢ sao aquelas utilizadas por Beyer et al. (1995).

Tabela 2 - Propricdades térmicas da parede

Propriedade  Estuque Concreto  Isolante  Reboco
k- (Wme.C)  0.692 1.731 0.043 0.727
o (m’/s) 4434107 9.187x107  1.6x10°  5.4x107

Os valores das difusividades utilizadas neste trabalho foram
determinadas a partir dos valores de difusividades ¢ contedados
iniciais de umidade apresentadas por Mendes et al. (1996). Estes
valores ecstdo mostrados na Tabela 3. onde tem-se que
Dy =Dp,+ Dy e Dy=Dg, + Dy

Tabela 3 - Difusividades ¢ contetdos iniciais de umidade

Estuque  Concreto  Isolante Reboco
Dy (m*/s) 1.75x107  221x107 3.69x10" 1,75x107
Dy (m7/sK)  116x107"" 1.46x10™ 19110 1.16x10™"
D, (m*/s) 1.75x107 1.18x107"° 3.69<107" 1.75x107
Dy, (m¥s.K)  1.07x10™"" 1.40x10"" 1,78x10"* 1.07x10™"
0, ic1ai (%0) 1.16 10.8 9.1 1.16




A Fig. 2 apresenta os valores do {Tuxo de calor na fronteira
interna em fungdo do tempo. A linha cheia corresponde & situagao
onde somente se considera o transporte de energia. enguanto que
a linha tracejada corresponde a situagdo onde os processos de
transferéncia de calor ¢ massa cstdo acoplados. Estas duas situa-
¢oes sdo referenciadas na figura como processo térmico ¢ proces-
50 acoplado. respectivamente.

O formato das curvas desta figura mostra a caracteristica pe-
riddica do processo uma vez que a temperatura .. do lado exter-
no ¢ uma fungdo periodica do tempo ao longo de um dia. Obser-
va-se que o processo evolui para estado estacionario periodico.
Com relagio a comparagdo dos dois processos investigados. ve-
rifica-se que ocorre um aumento no fluxo de calor quando a
transferéncia de massa € considerada. Isto acontece porque o
meio passa a conduzir energia de forma mais efetiva: ha agora
tanto a contribui¢ao do transporte de calor latente pelo vapor
quanto a contribuigdo do transporte de massa que cntra como
termo fonte positivo na equagio da energia,
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Figura 2 - Fluxo de calor na fronteira interna

A Tabela 4 apresenta uma comparagdo entre os valores do
fluxo de calor na parede interna ao longo do 42 dia de simulagio.
considerando-se os resultados obtidos a partir do Método da Fun-
¢do de Transferéncia (Beyer et al.. 1995), e dos dois modelos
utilizados no presente trabalho: processo apenas térmico e pro-
cesso acoplado de transferéncia de calor e massa. No caso dos
resultados analiticos obtidos através do Mdétodo da Fungio de
Transferéncia somente o processo térmico ¢ considerado. A anili-
se desta tabela revela a excelente concordancia entre os resulta-
dos obtidos através deste método analitico ¢ do método numeérico.
como discutido por Beyer et al. (1993). Conforme ja mencionado
anteriormente. quando se inclui o processo de transporte de mas-
sa o fluxo de calor aumenta ¢ nos picos apresenta diferengas da
ordem de 20 %.

A Fig. 3 apresenta os valores do fluxo de calor na fronteira
externa em fun¢do do tempo. Novamente, a linha cheia corres-
ponde a situagdo onde somente s¢ considera o transporte de ener-
gia, enquanto que a linha tracejada corresponde a situagdo onde
os processos de transferéncia de calor ¢ massa estdo acoplados.
Neste caso. o fluxo de calor tem valores negativos porque em
determinadas horas do dia a temperatura da parede ¢ maior do
que a temperatura T, externa (observe a Tabela 1). Tal fato ndo
ocorre em regides internas da parede em fungio da inéreia térmi-
ca a efa associada (observe os valores sempre positivos da Fig. 2).

Ao longo do periodo de 8 dias considerado na analise. o fluxo
liquido de calor na fronteira externa é proximo ao fluxo de calor
na fronteira interna: matematicamente as integrais sob a curva
possuem valores proximos. A diferenga entre estes valores pode
ser utilizada para indicar a proximidade do estado estacionario
periodico. Para os 8 dias considerados. a diferenga entre os fluxos
¢ da ordem de 8 % ¢ para uma simulagio de 20 dias esta diferen-
¢a cai para 1.5 %.

Tabela. 4 - Fluxo de calor (W/m®) na fronteira interna ao longo

do 49 dia

Horas MET Presente trabalho - Presente trabalho -
térmico acoplado
1 11310 11.440 12.814
2 _9.872 9.969 11.238
3 8.556 8.625 9.806
4 7.355 7.401 8.508
3 6.268 6.295 7.342
6 5.304 5317 6.328
7 4.533 4,533 5.566
8 4.038 4.027 5.141
9 3.843 3.831 5.070
10 3.957 3.947 5.346
11 4.373 4.366 5.950
12 5.069 5,068 6.857
13 6.027 6.031 8.042
14 7.354 7.345 9.683
15 9.272 9,280 12.110
16 11.778 11.831 15.169
17 14.540 14.638 18.341
18 17.071 17,225 21.046
19 18.772 158.983 22.545
20 18.968 19.231 22101
21 17.839 18.121 200.348
22 16.225 16.486 18.321
23 14.524 14.741 16.328
24 12.868 13.039 14.450
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Fig. 3 - Fluxos de calor na fronteira externa

Com relagdo 4 comparagio entre as curvas. observa-se que
elas sdo praticamente coincidentes. indicando que a inclusao do




transporte de massa tem pouca influéneia no calculo deste fluxo
de calor. Com efeito, a temperatura nesta {ronteira ¢ pouco influ-
enciada pela parcela referente ao transporte de massa cuja im-
portancia cresce a medida que se avanga no meio. Isto deve-se
principalmente 4 condigdo de contorno de impermeabilidade
massica aplicada nesta face.

A Fig. 4 apresenta a distribuigdo de temperatura ao longo da
parede para o 87 dia de simulagdo tendo como pardmetro de curva
quatro diferentes horas do dia: hora 0. 6, 12 e 18. As linhas chei-
as representam a situagio do problema térmico e as linhas trace-
jadas representam o processo acoplado.
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Fig. 4 - Distribui¢iio de temperatura para o 8° dia

Conforme pode ser observado no formato das curvas desta fi-
gura, ao longo do dia as temperaturas minimas sdo atingidas na
hora 6 ¢ as méximas na hora 18, refletindo o comportamento da
condigdo de temperatura cxterna varidvel. Nos horarios onde a
Temperatura Sol-Ar é menor. ou s¢ja. a noite, tem-se menores
valores de temperatura no perfil térmico da parede ¢ onde a Tem-
peratura Sol-Ar ¢ mais elevada, durante o dia, tem-se um au-
mento nos valores do perfil de temperatura no interior da parede
até a hora 18. onde atinge os valores maximos. Além disto, pode-
se observar as diferengas nos valores das propriedades difusivas
dos materiais que compdem a parede, indicadas pelas diferentes
inclinagdes dos perfis. Estas diferengas ficam evidenciadas espe-
cialmente nas interfaces entre dois materiais. causando os pontos
de inflexdo verificados na figura. Vale notar as declividades po-
sitivas nas horas 0 e 6 que causam valores de fluxos térmicos
negativos ao longo deste periodo. Outra caracteristica que pode
ser observada ¢ que na regido junto a parede externa os perfis tém
valores que se aproximam da temperatura T, - varidvel com o
tempo; proxima a parede interna os perfis tendem a um valor
nico, uma vez que a temperatura interna ¢ assumida constante.

Com relagdo a comparagido dos perfis de temperatura obtidos
para os dois modelos, verifica-se que a inclusdo do transporte de
umidade na formulagdo ndo modificou o padrio das distribuigoes
de temperatura. O que ocorre ¢ apenas uma mudanga branda nos
seus valores em fungao do meio considerado.

A Fig. 5 apresenta a distribui¢do do contetido de umidade no
interior da parede para o 8° dia de simulagdo para quatro dife-
rentes horas do dia. Observa-se que ha pouca variagdo entre as
distribuigdes de B para as diferentes horas do dia. indicando que
esta variavel possui uma resposta mais lenta ao tempo quando
comparada as distribuigdes de temperatura. Isto deve-se em parte
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ao fato de que a camada de isolante atua como uma barreira de
umidade: observe na Tabela 3 que o valor da sua difusividade
massica ¢ menor do que as demais. Suspeita-se que a inclusdo da
variagdo das propriedades difusivas com o conteGdo de umidade
altere significativamente o formato destas curvas. Uma andlise
levando em conta esta variagdo serd realizada na continuagio
deste trabatho.
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Fig. 53 - Distribuigao de conteado de umidade para o 8° dia

A fim de se verificar a sensibilidade dos resultados térmicos
com a variagao das propriedades difusivas do meio, realizou-se
algumas simulagdes nas quais os valores das difusividades foram
alterados individualmente 15 e 30 %, para mais ¢ para menos. O
objetivo deste estudo foi avaliar quantitativamente como o fluxo
de calor junto a superficie interna ¢ afetado pela variagdo destas
propriedades. Para a andlise dos resultados foram computados os
erros associados ao ponto de pico da curva de fluxo térmico (ob-
serve a Fig. 2). Os valores obtidos demonstraram que os maiores
erros (da ordem de 10 %) ocorreram no inicio do processo -
quando os gradientes. térmico ¢ massico, sdo maiores - ¢ para a
simulagdo em que se alterou em 30 % o coeficiente Dg,. Esta
analise de variagdo de propriedades teve como objetivo verificar,
de uma maneira bastante aproximada, como o processo em estudo
s¢ comporta face as modificagdes das propriedades difusivas.
Uma andlise mais rigorosa, envolvendo a variagdo completa de
todas estas propriedades com o contelido de umidade, deve ser
realizada a fim de se obter resultados mais conclusivos.

CONCLUSOES

O presente trabalho analisou o fendmeno do transporte si-
multdneo de calor e massa no interior da parede de uma edifica-
¢d0. O desempenho térmico destas paredes tem forte influéncia
sobre 0 comportamento térmico dos ambientes internos da mes-
ma. refletido em aspectos como conforto térmico ¢ dimensiona-
mento dos sistemas de climatizagdo. Usualmente, somente o
efeito da transferéncia de energia é considerado. Neste estudo.
analisou-se o fendmeno através do processo acoplado de transfe-
réncia de energia e umidade a fim de se investigar os efertos da
inclusdo deste altimo no processo térmico.

A andlise realizada utilizou o modelo classico de Philip ¢ de
Vries (1957) para descrever o fendmeno do transporte simultineo
de calor e umidade em meios porosos insaturados. Neste modelo.




as leis fenomenologicas de Fick. Darcy ¢ Fourier sdo utilizadas
nas equagdes de conservagio de massa ¢ energia e as equagdes
resultantes trazem explicitamente as influéncias combinadas dos
gradientes de temperatura e conteido de umidade em ambos os
processos de transferéncia.

A parede multicomposta investigada estava sujeita a condi-
¢oes de contorno convectiva em ambos os lados. sendo que na
face externa a temperatura T.. foi tomada varidvel com o tempo.
Para o problema mdssico assumiu-se que as duas faces eram im-
permeaveis ao fluxo de massa. As propriedades térmicas e difusi-
vas dos materiais que compdem a parede foram assumidas cons-
tantes. As equagdes diferenciais governantes do problema. equa-
¢oes da conservagdo da cnergia e da massa. foram resolvidas nu-
mericamente utilizando o Método dos Volumes Finitos com inte-
gragdo temporal totalmente implicita.

Os resultados para o fluxo de calor na fronteira interna reve-
laram a natureza periddica do fendmeno ¢ mostraram que ocorre
uma aumento nos valores do fluxo quando o processo de trans-
porte de massa esta acoplado ao térmico. Este aumento foi da
ordem de 20 % e ¢ conseqiiéncia da inclusdo das contribuigdes do
transporte de calor latente pelo vapor e do transporte de massa
decorrente do gradiente de umidade no transporte de energia.
Para os valores do fluxo de calor junto a superficic externa. a
inclusdo do transporte de massa teve pouca influéncia nos resul-
tados em decorréncia da condigdo de impermeabilidade a passa-
gem de umidade.

Nas curvas de distribuigio de temperatura ficou evidenciado
a variagiio dos perfis em fungdo da temperatura T. externa varia-
vel com o tempo. A comparagio dos resultados para os dois mo-
delos utilizados neste trabalho mostrou que a inclusio do trans-
porte de umidade ndo modificou o padrio dos perfis de tempera-
tura. apenas alterando os valores brandamente. Para as distribui-
¢oes de conteido de umidade obteve-se pouca variagio para as
diferentes horas do dia. indicando que csta variavel possui uma
resposta mais lenta ao tempo quando comparada as distribuigoes
de temperatura. Uma andlise mais rigorosa. envolvendo a varia-
¢do das propriedades difusivas com o conteado de umidade. de-
vera ser feita para se ter resultados mais conclusivos com respeito
as distribuigoes de umidade.
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ABSTRACT

In the present work. the thermal performance of a building
wall 1s simulated considering the combined cffects of moisture
and energy transport through the wall. The classical model by
Philip and De Vries is used to describe the simultaneous process
of heat and mass transfer in a composite wall with a transient
convective boundary condition. The results for the coupled proc-
ess are compared with those obtained by using a model that takes
in to acount only the cfect of the energy transport.
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SUMMARY

This paper investigates an air fed supersonic combustor of dual type using a solid fuel
which is burmed in a secondary combustor chamber under oxidizer starving conditions, with a small fraction of
the main feeding air stream decelerated to subsonic conditions. These combustion products, consisting of a
mixture of combustible gases and active radicals, are then accelerated buck to sonic conditions and injected in
the primary combustor chamber where it is mixed with the main supersonic air stream and burmned under
supersonic conditions. The solid fuel is a polyester enriched with a small fraction of ammonium perchlorate.
The secondary chamber was designed as a subsonic solid fuel ramjet combustor and the primary combustion
chamber design followed a simple and well known model which assumes a one dimensional, steady state flow
with Crocco's relation to describe the pressure (ield and uses the Reynolds' Analogy to describe the coupling
between the heat flux and the wall friction. Experiments with five different combustor configurations were
performed using a vitiated air, direct connected, kerosene-fed testing facility for scramjet combustors.

INTRODUCTION

Supersonic Combustion Ramjets - Scramjets - are a
likely option for the next decade hypersonic (light vehicles as
these air breathing propulsion systems are operated under flight
Mach numbers above the range of 6-7, leading them to be
known as Kinetic Energy Machines (Pratt, 1994). The fuel most
commonly used in scramjets is the hydrogen (Billig, 1988:
Cookson, 1968; Ferri, 1964, 1968: Villasenor et al., 1992),
although there are systems which use aviation kerosene, JP-4,
among other options (Waltrup, 1987 Schetz et al., 1980).
however, 1t is expected that, in the next decades. other liquid
hydrocarbon based fuels with high specific energy values and
easy handling will be available (Lindn and Williams, 1993),

As far as the combustion chamber fuel feeding technique is
concerned, supersonic combustors can be classified as single
mode (or direct mode) or dual mode. In the former one the fuel
is injected directly in the supersonic air stream arriving to the
combustion chamber (Ferri, 1964); while in the later the fuel is
injected in a pre-chamber and burned (fuel rich) with a small
fraction of air bled from the mainstream and brought to subsonic
conditions, generaling a gaseous mixture rich in free radicals.
This mixture is then accelerated and injected in the combustion
chamber along with the supersonic air flow mainstream and
burned under supersonic regime :
It should be noticed that scramjets have been using gas or liguid
phase fucls only, independently ol the combustor type
(Cookson, 1968: Alves et al, 1988; Billig, 1988). However, a
lot of work has been donc with solid fueled subsonic
combustion ramjets (Boaz and Netzer,1973; Campbell et
al.,1992; Silva, 1995; Netzer,1977). This is to be expected, for
these fuels can offer high combustion efficicncies (specially if
metallic) , high impulse density and low storage costs, besides
being a lot simpler than the ones with gaseous or liquid fuels

These solid fuels have not been used in supersonic combustors,
for the low residence time in those combustion chambers
preclude the opportunity for sustained burning to occur within
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reasonable lengths prior to the arrival of the combustion
products at the exit nozzle. Besides, the obvious strong crosive
cffect the supersonic air stream will cause on the fuel surface,
may consist in a problem of difficult handling for the solid fucls
now being used in ramjets (nearly all of them a plastic or rubber
impregnated with up to 25% of ammonium perchlorate (AP) and
aluminum powder).

However, if the solid fuel is burned in a secondary combustion
chamber under lean oxidizing conditions with a small fraction of
the feeding air (which has been decelerated to subsonic
conditions) the above listed disadvantages do not occur
anymorc. These combustion products, consisting of a gaseous
mixture rich in free radicals would then be accelerated and
injected back into the supersonic main air stream where the
main combustion process would take place just like in the above
described dual mode combustor nowadays used with liquid and
gaseous fuels only. This work investigates the feasibility of a
dual mode supersonic combustor using a solid fuel.

PROBLEM DESCRIPTION

The apparatus used in this investigation is sketched in figure |
and the processes taking place there can be roughly described in
the following steps : a - The supersonic air generated in the
laboratory vitiated air facility (Guimaries et al, 1997) is brought
to the combustor through the feed duct  pick-up; b - a small
amount of this air flow is captured, decelerated to subsonic
regime and fed into the secondary chamber which houses the
solid fuel ; ¢ - The solid fuel undergoes an incomplete
combustion process under subsonic conditions and the
combustion products (combustible gases plus active radicals) are
accelerated and fed back into the main supersonic flow stream;
and d - These combustion products are mixed and burned in the
combustor under supersonic conditions and the products are
discharged through a divergent nozzle.
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Figurel - Combustor Schematics:
1 - Feed Duct; 2 - Secondary Chamber (Gas Generator);
3 - Combustor; 4 - Nozzle; 5 - Shock Wave

Therefore it is convenient to consider separately the following
interdependent combustion mechanisms: 1- The incomplete
burning of the solid fuel taking place in the secondary chamber,
gencrating a combustible gas mixture and, 2 - The supersonic
combustion of this gaseous mixture in the combustor.

SOLID FUEL COMBUSTION MODELING

The most important aspect burning mechanism of the solid fuel
is the burning surface regression rate, r.  The composite solid
fuel used in the tests consisted of cylindrical (internal/external
buming) grains of polyester with 25 % AP, with the
characteristics shown in Tablel. This composition 15 quite
similar to the one used by Raghunandam et al. (1985).
investigating burning grains at low temperatures. That author
obtained the following expertmental relation:

r=0.0068 - ¢‘: ) po_m -

where (pm_ is the air flux in gem” s.

It has been shown experimentally ( Migueis, 1986) that the
influence of the air temperature, T, in the regression rate on a

grain of composition identical to the one used in this
investigation could be given by;
r=c-p"-¢, T, @
where ¢, n and s are constants.
Table 1: Fuel Characteristics.

Phase Weight Fr. | Molar Fr. Enthalpy

kcal/mole

CJ_.]H,uO; solid 0.75 0.511 - 30.00
NH,CIO; | solid 0.25 0.489 - 70.69

Silva (1985) found the following experimental expression for a
polyethylene grain:

08 035

r=0.000967514-p " -9, -TO'38

ar ( 3]
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and Boaz and Netzer (1973) obtained the following cmpirical
expression for a methil metachrilate grain:

041 034
j

. 051
r == (" ¥ p . ¢Cl.l' ) ar l4)

In this investigation one used an expression similar to the one
used by Raghunandam et al. (1985). modified to include the
influence of the incoming air temperature, T, heated by the
shock wave at the lip of the gas generator pick-up duct

r=0.0068-0°° - p** - (T/T" ) i

where T#* is a reference temperature, here chosen o be 900K,
following the work of Shulte (1986).

SUPERSONIC COMBUSTION MODELING

The burning of the combustible gases generated at the secondary
chamber takes place in the combustor. There these gases are
mixed with the supersonic air main flow and heated by oblique
shock waves. Following the procedure suggested by Waltrup
(1979), of considering two regions in the combustor: a - a non-
reactive flow region, where reflecting oblique shock waves heat
the mixturc and induce the effective flow cross section as
suggested in figure 2 and b - a reactive flow region which is
analyzed solving the control volume conservation equations
along with the equation of state, Crocco's relation for the wall
pressurc distribution and the strong simplification that the
Reynolds™ Analogy remains valid in the supersonic flow regime.
Therefore, using Waltrup's (1979) approach, one can write:

Ohlioge Shoek
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Figure 2 - Supersonic Combustor

Mass:
Pat, A, + WS = p A, (6)
Momentum:

1 4
PA + jphsiua “dA, — pA, —JT“. cosat-dA, + p, A, -cosff =
=pJ:cjlfL—p:u::A:—J[),M:AI L‘G_Sﬁ (7)




Energy:

u Hf . 2 w0 1% _
h?+?+f h, s =(1+f h,+? +‘;—$‘J.§5-(m,‘ (8)
Equation of State;

Ps=pa (pg.hy) (9)

Crocco's Relation:

p, A" = cte = (p,/ p. )p, AT (10)

where p,, 1s the wall pressure, s the fuel to air ratio and € an
arbitrary constant. Equations (6) to (10) with the assumption that
the Reynolds Analogy remains valid under supersonic flow
conditions plus the boundary conditions, were solved using the
code developed by Campos (1994), yielding the thrust level vs
the combustor divergence semi-angle for several combustor
lengths,

EXPERIMENTAL RESULTS

The Dual Combustor was then installed downstrcam the
Laboratory Direct-Connected Vitiated Air Generator as shown
in figure 3. That apparatus fed the combustor with 396.8 g/s,
Mach 3 supersonic air flow through a 0.044 m diameter duct.
This stream had stagnation and static temperatures of 2400 K
and 1053.8 K, respectively. A nearly steady stale operating lime
of 14 seconds was expected for each run.

n

Figure 3 — System directly coupled to the Vitiated Air Heater

=

Solid fuel grain regression rates were measured using the facility
developed by Migueis (1986), shown in figure 4.
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Figure 4 — Apparatus for Regression Rate measurement

Table 2 shows some of the results. The working pressures were
selected after the usual calculation to guarantee choking flow
regime. Notice that the regression rates measured values were
compatible with Raghunandan model (Raghunandan, 1985).

Table 2 — Regression Rate Measurement Results,

Test No. p (bar) Glg/lem -s) | Temp. (K) | r (mm/s)
01 2.0 950 - 0.19
02 - P - 0.19
03 3.0 1.55 - 0.12
04 2.6 1.36 - 0.14
05 1.8 1.10 798 0.10
06 1.8 1.00 798 0.14

Tests 1 to 4 correspond to an equivalence ratio, ER, nearly unit
while the remaining ones correspond to fuel lean mixtures
(ER<I) and were obtained by lowering the injection pressure of
the reactant gases in the secondary chamber.

Figure 5 shows a test with ER = 1.0

Figure 5 - Regression Rate Measurement Test (ER = 1.0)

Several configurations were tested for the positioning of the
secondary chamber (combustible gas  generator, CGG).
Unfortunately the characteristics of the vitiated air heater did not
allow, for instance, the its positioning inside the main chamber
as originally intended. The solution then was to install the CGG
outside the main combustion chamber. The air capture process
was tried with different pick up probes made out of Columbium
alloys. Figures 6 and 7 show one of those probes and the
combustible gases injection section, respectively. As the air
caplure process was not satisfactory it was decided to bleed the




air for the CGC straight from the vitiated air heater, VAH. This
led to the set up shown in figure 3. This system operated for a
limited amount of time as shown in figure 8 but developed a

thrust level of 0.13 N only. Table 4 shows results of the tests

Figure 6 — Air capture pick up unit

Figure 7 — Combustible Gases Injection Head

—— - ——

Figure 8 — System Operating Test

Table 4 — Test Results

VAH Temperature at nozzle exit 487.1°C
Supersonic Combustor Nozzle Exit Temperature | 279.2 °C
CGG exit Temperature 453 C
VAH pressure 4.00 bar
CGG pressure 0.606 bar
VAH pressure at nozzle exit 0.247 bar
VAH total mass flow rate 0.103 kg/s

CONCLUSIONS

The low thrust level measured was due to the fact that during
these tests the ejectors for the low pressure discharge chamber
(designed to keep the chamber at 0.5 atm abs), were not
operating so that the exit nozzle was over expanded, leading
then to the thrust loss, as expected. Regardless of this, it seems
important to seek solid fuels with high regression rates at low
pressures. Korting (1987) describes a few of these composite
solid fuels which, while keeping reasonable mechanical
properties, still present high regression rates at fairly low
pressures.
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NOMENCLATURE

c cmpirical constant
f air-fuel ratio
h specific enthalpy
pressure
heat flux per unit mass
regression ralce
velocity
Arca
Coefficient associated to Diffusive Effect
Mach Number
Temperature
Heat Flux
Combustor Divergence Semi-Angle

b i

2w >

Fuel Injection Angle
Specific Heats Ratio
Coelticient defined in Crocco’s Relation
Combustion Efficiency
Gas Mass Flux
thermal conductivity

- Yo S M= RO

density

Subseripts, Superseripts and Special Symbols:
( )* - Reference Value

(G) - Time rate of G

(G) Mean Value of G
(), —air
() - fuel
( )y —wall

2 - Condition at the Supersonic Combustion Chamber Entrance
4 - Condition at the Supersonic Combustion Chamber Exit

ER - Equivalence Ratio
CGG - Combustible Gas Generator
VAH - Vitiated Air Heater
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RESUMO

No presente trabalho é avaliada a influéncia das perdas de energia por radiagdao na formacao de NO em

chamas difusivas twrbulentas de hidrogénio. O maodelo termoquimico é construide com

Irés parametros:

fragao de mistura, grau de reagdo e grau de perda de calor. Sao estudadas duas chamas com diferente grau
de diluicao de nitrogénio no combustivel. Da comparagao entre similacdo e dados experimentais conclui-se
que, para o calculo da temperatura, a radiagdo pode ser desprezada. Entretanto, para a simulagdao de NO, em
chamas com menor grau de dilui¢ao do combusitvel, a radiagao deve ser considerada.

INTRODUCAO

O consumo mundial de energia primdria atingiu ecm 1994
aproximadamente 7.8 bilhdes de toneladas de equivalente cm
dleo, segundo dados da International Enecrgy Agency (1997).
Deste montante quase 90% ¢ suprido por combustiveis fésscis.
No Brasil, ainda segundo a mesma fonte, estes combustiveis
representam  55% da matriz energética. Como  parte  das
estratégias de racionalizagio no uso de combustiveis {dsseis, bem
como de protegiio ao meio ambiente, ¢ extremamente importante
o desenvolvimento de equipamentos e processos de combustio
com adequados cocficientes de eficiéncia e de emissao de
poluentes. Especial atengdo deve ser dada aos métodos de
minimizacao da emissio de poluentes jd durante o processo de
combustio, uma vez que equipamentos de retirada de poluentes
apds a combustio sdo extremamente caros. Neste contexto de
procura da otimizagio econdmica ¢ ambicntal da conversio de
energia, a simulagio numérica tem representado e continuard a
fazé-lo uma valiosa ferramenta para o engenheiro. A descrigio do
processo de combustio em sistemas técnicos ¢. entretanto,
extremamente complexa. Isto se deve aos virios parametros de
entrada e & natureza nao linear e até mesmo cadtica dos processos
turbulentos envolvidos. Por esta razdo a modelagem eficiente da
formagio de poluentes em sistemas de combustdo turbulentos é
ainda um dos maiores desafios na pesquisa de combustio.

OBJETIVO DO TRABALHO

No presente trabalho faz-se uma avaliacdo da influéncia da
redugio da temperatura. por radiagio, na formacio de 6xido de
nitrogénio (NO) em chamas difusivas de hidrogénio em regime
turbulento. Atengdo especial é dada & formulagdo do modelo
termoquimico da combustdo turbulenta, incorporando as perdas
de calor por radiac@o que ocorrem na chama.

Sao encontrados na literatura muitos trabalhos nos quais é
analisado o modelo de reacdes da combustao de hidrogénio e da
formagao de NO (Janicka et al., 1979; Maas and Pope.1992;
Chen and Driscoll, 1990). Nestes estudos é dado prioridade ao
estudo e a defini¢io das reagOes elementares de maior
importincia para a formagio de NO. A formulagio dos termos de
fonte das equacdes de espécies ¢ energia em sistemas turbulentos,
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utilizando-se modelos termoquimicos complexos. ndo ¢é tarcfa
stmples (Pope, 1997; Chen, 1997). Por esta razdo faz-se muitas
vezes uso da hipdtese de que a chama ¢ adiabdtica. Desta forma
nio sdo consideradas as perdas de calor por radiagio em chamas
difusivas em jatos livres. Esta hipdtese tem sido utilizada com
sucesso na simulagdo de componentes principais e alé da
temperatura, Isto se justifica pelo fato de que as perdas de cnergia
por radiacio nestas chamas sio pequenas. Neste trabalho é
investigada a influéncia das perdas de energia ¢ consequente
redu¢io da temperatura da chama na formagio de NO. A
motivagio para este estudo estd no fato que as taxas de formagio
de NO em fungio das concentraghes ¢ temperatura sao altamente
ndo lincarcs e por conscguinte extremamente sensiveis. Este
aspecto do problema serd discutido no item relerente ao modelo
termogquimico.

CHAMAS ESTUDADAS

Neste trabalho foram estudadas duas chamas difusivas
turbulentas tendo como combustivel misturas
hidrogénio/nitrogénio nas propor¢oes volumétricas indicadas na
Tabela 1. O arranjo fisico é esquematizado na Figura 1. Por um
tubo vertical de 8 mm de didametro é soprado o combustivel.
Externa e concentricamente a0 tubo é soprado ar coflow a baixa
velocidade (0.5 m/s). Este ar coflow ¢é utilizado para dar
condi¢des de contorno bem definidas ao escoamento do jato de
combustivel. Na Tabela 1 estiio resumidos os principais dados
das chamas estudadas.

Tabela 1 - Chamas estudadas - dados principais.

Chama | H, /N, | @ tubo | Re Uair | &y Da
vol. % mm m/s

A 50/ 50 8 10000 35 0.3 2

B 83/17 8 6500 ] 46 0.1 8

E importante ressaltar que, devido ao diferente grau de
dilui¢do de nitrogénio no combustivel, obtém-s¢ chamas com
diferentes caracteristicas tais como: comprimento da chama,
mistura estequiometrica (s, ), temperatura adiabdtica e niimero
de Damkohler (Da). Este dltimo identifica a relagdo entre as
escalas de tempo caracteristicas do escoamento turbulento ¢ das




reagoes quimicas de interesse (Kuo, 1986). Assim nestas duas
uma

chamas  pode-se  esperar diferente

turbuléncia/reagdes de combustao.

interagio

Figura 1 - Arranjo fisico de uma chama difusiva

MODELO TERMOQUIMICO

0O modelo da combustio de hidrogénio adotado é 0 modelo
one step utilizado entre outros por Janicka (1979) e Chen (1987).
Nestes trabalhos a combustio ¢ considerada adiabditica e,
seguindo o formalismo conserved scalar proposto por Bilger
(1980), a entalpia ¢ obtida com a solugio da equagao da fragio de
mistura, definida a seguir. No presente trabalho a entalpia é
formulada como parimetro livre, ou de entrada, do modelo
termoguimico. Assim pode-se incorporar ao modelo as perdas por
radiagdo que ocorrem na chama.

O mecanismo do sistema  hidrogénio/ar adotado neste
trabalho € constituido das scguintes reacoes elementares:

H + 0 €204+ o0 (RI)
0O + H, $20H + H {(R2)
H. + OH €?H0+ H (R3)

200 €20 + HO (R4)
H+OH+ M €2H0+ M (RS)
H+0+M €200 + M (R6)
H+H+M H + M (R7)

Neste sistema aparccem scis espéeies quimicas (Hi, Os,
H,O, OH, O e H), para as quais seria necessdrio resolver seis
equagdes de transporte. Em se tratando de combustdo em regime
turbulento, a solucio destas equagbes com os métodos hoje
disponiveis, basicamente com métodos de momentos (Janicka,
1979) ou com métodos de PDF (Pope, 1985) ¢é bastante
complexa. Nos métodos de momentos isto se deve & necessidade
da formulagio ¢ modelagem dos termos de fontes médios. No
método de PDF tem-se o problema do armazenamento ¢
gerenciamento das tabelas onde as composigoes e temperatura
sdo pré-calculadas para seus valores instantineos. Assim,
procura-se sempre fazer uma redugio das reagodes clementares a
um nimero minimo, levando-se em consideracio que esta
redugiio compromete a exatidio da descrigio cinética das reagdes
de combustiao. O formalismo adotado para redugdo deste
mecanismo ¢ descrito a seguir.

i

O primeiro parimetro do modelo termoquimico € a fragio
de mistura, Bilger (1980) propde a formulagdo de uma dnica
equacdo de transporte para todas as grandezas que ndo possuem
termo de fonte. Dentre as equagOes de transporte para as espécies
quimicas, verifica-se que as dos elementos quimicos tém ecsta
caracteristica, uma vez que os clementos se conservam durante as
reacdes de combustio. E feita também a hipétese de que todas as
espécies 1€m iguais coeficientes de difusdo. A concentragio Z de
um elemento a é normalizada com as concentragoes deste
elemento no centro do jato R, e num ponto na regidao do coffow
R _no plano de saida do bocal (veja Fig. 1). A fracdo de mistura &
¢ entao definida como:

Za 'ZO:.RM
ZJ.R{} F—ZG"RM

(1)

Com esta normalizagdo, a fracao de mistura varia sempre
entre 0 <& < 1. A fragio de mistura ¢ uma medida do grau de
mistura entre o combustivel e oxigénio. & = 1.0 significa que s6
combustivel estd presente no volume de controle e £ = 0.0 56
OX1génio.

O segundo parimetro do modelo termoquimico € o grau de
reagio. O grau de reagio ¢ o dnico parimetro do modelo que
descreve a cinética das reacoes de combustio dentro do
escoamento turbulento. Por isso este modelo ¢ chamado one step.

As duas idéais bdsicas do modelo one step sio: a
formulagiio de uma varidvel combinada, a qual descreve o grau de
cvolugiio de certas cspécies selecionadas e a aplicagdo da
hipitese de que as espécics intermedidrias, os radicais, se

*
encontram em regime permanente. A varidvel combinada Yy, ¢é

definida pela combinagdo lincar das concentragdes Y, das
espécics Ha, OH, H e O, de acordo com:

. 1
Yy =YHy t5—Yon +
- OH i
My, 3Mpy,
=Yo+5—=Yy
Mo 2 My

onde M_¢ o peso molecular da espécie o

A aplicagio da hipdtese de que os radicais O, H ¢ OH estdo
em regime permanente (Chen, 1997; Krieger, 1997: Neuber et al.,
1998) leva a expressdes para os termos de fonte oriundos das
reagoes quimicas da forma:

%- =R|w]=0

ot
onde o representa um dos radicais acima citados. R/w] € o
operador que relaciona as taxas das reagdes clementares w, que
participam na formagdo ou destruicio do radical em anilise.
Combinando-se as expressoes dos termos de fonte das espécies
que compOem a varidvel combinada, obtém-se a expressio para o

(3

seu termo de fonte wy | :
Hy

pry . ==2plws +wg +w7)
Ha

(4

onde ws, wg e wy silo as taxas liquidas das reagdes clementares

(R5), (R6) ¢ (R7) e p é a densidade da mistura. Nesta equaciio ¢



interessante observar que $6 contribuem para a taxa de formagdo
da varidvel combinada as reagoes clementares (R5). (R6) ¢ (R7),
ditas lentas. As taxas liquidas das outras reagdes, ditas rapidas, se
anulam ¢ para o termo de fonte da variavel combinada ¢ como se
estas reagdes estivessem em equilibrio quimico.

O grau de reacdo € obtido com a normalizacdo da varidvel
combinada em dois estados. O primeiro estado é quando o
sistema reage até atingir o equilibrio quimico. A varidvel

1 = b
combinada assume entdo o valor Y,_L . O segundo ocorre quando

combustivel e oxigénio se misturam a nivel molecular entretanto
nao ocorre reagdo alguma. A varidvel combinada assume o valor

=
YH

)
el

. O grau de reagdo 1 ¢ entdo definido por

& icU

YH‘E _YH';
n= 2 5
YV U ”

Hy ~'H,

Com esta normalizagdo, o grau de reagdo varia sempre entre
0<n<1. O grau de reacio rcpresenta uma medida para
afastamento do equilibrio quimico. n = 1.0 significa que o
sistema atinge o cquilibrio quimico e para n = 0.0 o sistema nao
reage, sO ocorrendo a mistura entre combustivel e oxigénio.

QO terceiro pardmetro do modelo termoquimico € o grau de
perda de calor. Este parimetro ¢ simplesmente a entalpia da
mistura normalizada com seus dois valores extremos discutidos a
scguir. A entalpia i da mistura combustivel/ar € normalizada de
acordo com a expressio

y= h=hgq (&)
’JIITM;J\.' (‘59’?)“ had (é)

(6)

onde ¥ representa o grau de perda de calor, 1,4 ¢ aentalpia da
mistura no caso adiabdtico. hTMfN ¢ a entalpia que a mistura

teria, caso, apds reagir até um determinado grau de reagiio, fosse
resfriada até uma temperatura minima definida para o sistema,
temperatura ambiente, por exemplo. Com esta normalizacio, o
grau de perda de calor varia sempre entre 0 <y <1. O grau de

perda de calor € uma medida para a energia perdida por radiagao.
y =0 significa que a mistura ndo perde calor e para Yy =1 a
mistura perde, por radiaciio, toda a energia de reagio liberada
durante a combustio.

No mecanismo de reagdes adolado aparecem  como
incognitas seis espécies, a densidade ¢ a temperatura. O sistema
de equagdes do modelo termoquimico € entio resolvido
utilizando-se: os trés parametros livres, quais sejam, a fracio de
mistura, 0 qual substitui dois clementos. o grau de reacdo e o grau
de perda de calor, a equagio de estado de gas ideal e ués
expressoes algébricas deduzidas a partir da hipdtese de regime

permanente para os radicais O,H ¢ OH, conforme Eq.(3).

Na equagio de transporte da entalpia aparece o termo de
lonte representando as perdas por radiagao na chama. O modelo
de radia¢io adotado neste trabalho fundamenta-se na hipdtese de
que 0§ gases sdo transparentes, sendo somente considerada a
parcela de energia emitida em um volume de fluido. Assume-se
ainda que soémente o vapor d'dgua emite radia¢io térmica. O
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termo de fonte §* na equagio da entalpia ¢ entdo formulado
como:

§< -4K ,0T* 7
onde K, ¢ o coeficiente de absorgiio do vapor d’agua ¢ ¢ ¢ a
constante de Stephan-Boltzmann. T ¢ a tlemperatura.

O mecanismo de reagdes adotado para a formagio de
Nitrogénio ¢ o mecanismo cxtendido de Zeldovich (Kuo, 1986}

0, + N <£9NO + O (RY®
N, + O €2>NO + N (RY)
OH + N <€2NO + H (RID)

Para redugio deste mecanismo ¢ feita a hipdlese de regime
permanente para o radical N. Desta forma o termo de fonte

(8 yo ) para NO sc reduz a

SNo =2w(ro) (8)

onde “‘(RQ) ¢ a taxa liquida da reagdo elementar (R9).

Do fato de que as concentragdes de NO que ocorrem na
chama sdo muito menores que a CONCEentragiio que VCorrera se o
equilibrio quimico das reagoes (R8) - (R10) fosse atingido, so &
considerada a taxa de formagao da reagiio (R9). Assim o termo de
fonte de NO ¢ calculado com a expressio:

Sno =2kfro¥YNn, Yo M o 9

Os coeficicntes das velocidades das reacoes para a direita e
para a esquerda, kf ¢ kb respectivamente. foram extraidos de
(Janicka, 1979).

A Figura 2 mostra o termo de fonte. ou taxa de produgiio,
de NO para a chama A, em fungiio da fracio de mistura ¢ do grau
de perda de calor. Nesta figura o grau de reagio é mantido
constante e igual a um, ou scja, em equilibrio quimico. Observa-
se que a formacgio de NO se di guase gue exclusivamente em
torno da fragdo de mistura estequiométrica (0.3). Interessante é
observar também que o grau de perda de calor, em outras
palavras, a diminuigdo da temperatura da chama por radiagao,
reduz drasticamente a taxa de formagdo. Para ¥y 2025 a
influéncia da temperatura ¢ tal que & taxa de formagio de NO se
reduz praticamente a zero. Pode-se ver ainda gue a taxa de
formagdo € altamente nio lincar em fungdo da fragio de mistura
bem como do grau de perda de calor. O mesmo acontece em
fun¢io do grau de reagio, nio mostrado agui. Estu dependéncia
nao lincar do termo de fonte gera a necessidade de uma fungao
densidade de probabilidade multidimensional, veja flem seguinte,
o que nio ¢ trivial (Pope, 1985). O termo de fonte para a chama
B tem as mesmas caracteristicas discutidas para a chama A. A
formulagao do modelo de combustao turbulenta envolvendo o
método de solugio das equagdes de transporte para a fracio de
mistura, grau de reagdo, grau de perda de calor ¢ para NO ¢
discutida no item seguinte.



Production of NO [kg/m3/s]

3e-05
2e-05
1e-05

Figura 2 - Taxa de formagdo de NO - Chama A

MODELO DE COMBUSTAO TURBULENTA

No item anterior foi discutido o modelo termoquimico. Este
modelo constitui-se de relagdes algébricas, cnvolvendo  os
parametros livres, ou de entrada, ¢ as incognitas. Assim ¢
necessdrio o conhecimento do valor instantineo dos parimetros
livres. Em escoamentos turbulentos as varidveis de interesse sio
entretanto de naturcza cadtica. Normalmente os métodos de
simulagdo de tais escoamentos fazem uma abordagem estatistica
do problema e s6 sdo conhecidos os momentos estatisticos das
varidveis, basicamente valor médio ¢ variancia. A utilizacio do
modelo termoquimico requer assim a definicdo de uma fungio
densidade de probabilidade (PDF). que considere a influéneia das
flutuagdes das varidveis. Esta PDF faz assim o acoplamento entre
o modelo termoquimico ¢ o modelo do escoamento reativo
turbulento. Com o conhecimento da PDF pode-se obter valores
médios de acordo com:

[ ow)say

‘5 = (10)
onde y € o espago amostral (no modelo termoguimico adotado
E, mey. S ¢a fungio densidade de probabilidade, ¢(|,’!) ¢ o

valor instantineo da varidvel @, dado pelo modelo termoguimico
ed ¢ o valor médio desta varidavel. A integragio da PDF
multidimensional sobre os espagcos amostrais de velocidade ¢
escalares, H_MK(IW . ¢ a probabilidade de no instante ¢ ¢ na

posi¢ao x o vetor velocidade V assumir um valor no intervalo
V+dV e das grandezas escalares  estarem no, intervalo y+dy.

Para a construcio desta fun¢io densidade de probabilidade
sdo utilizados dois métodos: PDF com formas pré-assumidas
(Janicka, 1979; Kuo, 1986) e solucio da cquagio da PDF (Pope,
1985). No presente trabalho ¢ utilizado o segundo método, que é
brevemente comentado a seguir.

No método de PDF é formulada uma equagio de transporte
para a fungao densidade de probabilidade f. A partir das equagoes
momentaneas de conservagio da massa, da quantidade de
movimento, da energia ¢ de transporte de espéeies oblém-sc a
equagio de transporte de [
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Na Eq. (11) o primeiro termo do lado esquerdo representa a
variagdo temporal da fdentro do volume de controle, o segundo o
transporte convectivo da f no espago fisico, o terceiro descreve o
transporte da f no espaco de velocidades e o quarto o transporte
no espago de grandezas escalares. E importante ressaltar que,
para cada valor de f todos estes termos do lado esquerdo sao
conhecidos. No lado direito da equagio aparecem dois lermos de
transporte nos espagos dos ecscalares e de velocidades. Estes
lermos por envolverem valores médios condicionados de
gradientes, nio sio conhecidos e necessitam ser modelados. Estes
termos sido onundos dos termos de transporte molecular ¢ do
gradiente da flutuagao da pressao. A modelagem destes termos €
um dos mais importantes desafios do método PDF ¢ tem sido
objeto de estudo de muitos pesquisadores (Correa, 1995;
Subramaniam, 1997). Neste trabalho ¢ utilizado o modelo IEM
para o termo relativo as grandezas escalares ¢ o modelo
implificado de Langevin para o termo relativo as velocidades
(Pope, 1985; Krieger, 1997).

A PDF utilizada neste trabalho requer uma discretizagdo em
oito dimensoes: duas no espago fisico, duas no espago de
velocidades e quatro no espago de escalares (€, n, vy e NO). Por
esta razdo a utilizagdo de métodos convencionais como diferengas
ou volumes finitos ¢ impraticivel. A equagiio de transporte da
PDF ¢ resolvida entdo com métodos estocdsticos. Nos métodos
estocdsticos, f ¢ discretizada por um conjunto de particulas que
representam eventos e que evoluem de acordo com equagdes
diferenciais envolvendo processos estocisticos. Pode-se mostrar
(Pope. 1985) que a equacdo da PDF deduzida a partir das
equagoes diferenciais estocdsticas tem a mesma forma da Eq,
(11). As particulas estocasticas evoluem de acordo com as

equagoes  estocasticas  diferenciais  para  posigdo,  grandezas
escalares e velocidades. Para posicao tem-se:
&=
dX (f) *
—==U (1) (12)
dt
* : 3
onde X representa o vetor posicdo da particulae U scu vetor

de velocidades. Para grandezas escalares utiliza-se:

ddg (1)
dr

_—;—C¢(m){¢;[r)—(¢a)]+s(¢a (13)
onde q‘b; ¢ o vetor das grandezas escalares, C@ ¢ a constante do
modelo IEM, (m) ¢ a freqiiencia de trbuléncia, tﬁ; ¢ o valor
da propriedade o da particula e <¢};> ¢ o valor médio. § é o

termo de fonte oriundo das reagdes quimicas, sc o for uma



espécie reativa e oriundo da radiagdo, se « for a entalpia da
particula. Para as velocidades tem-se:

dU*(f] = .3 ( ))a’r -

() 2
(3+ 3 Jolu - @)+ (ol 2w

(14)

onde Co € a constante do modelo simplificado de Langevin, k é a
energia cinética turbulenta e dW € a variagdo no processo
estocdstico, aqui um processo de Wien.

A avaliacio da PDF em um volume do dominio
computacional se dd pela classificagdo das propriedades das
particulas, que, num determinado instante, sc encontram dentro
do referido volume. No instante seguinte as particulas evoluem
suas propriedades posiciio, velocidade e grandezas escalares de
acordo com as equagdes ja mostradas. As condigdes de entrada e
saida das particulas sdo definidas pelas condigoes de contorno do
problema fisico.

Uma variante do método de PDF, como mostrado, € a
utilizagdo de um método hibrido: método de momentos para
solugio das equagdes médias de quantidade de movimento e
continuidade e o0 método de PDF para evolugiio das propriedades
escalares. A grande vantagem deste modelo hibrido estd no fato
de que pode-se utilizar modelos de turbuléncia jd bem conhecidos
e testados, evitando-se a modelagem estocdstica do campo de
velocidades e pressao e com o método de PDF evita-se a
dificultosa e imprecisa formula¢io de termos de fontes médios
para as grandezas escalares reativas. No método hibrido trabalha-
se com dois codigos computacionais: um codigo convencional
{CFD) bascado em volumes finitos para a solugdo da equacdes de
quantidade de movimento ¢ continuidade, bem como as equagdes
do modelo de wrbuléncia e o cddigo (PDF) para evolucdo ¢
gerenciamento das particulas estocdsticas. Hd uma iteracio entre
os codigos de forma que a densidade e propriedades escalares sdo
calculadas no cédigo PDF e passadas para o cddigo CFD, que
avalia entdo os campos de velocidade, pressao e varidveis do
modelo de turbuléncia. Estes dados sio entiio passados de volta
ao codigo PDF para mais um ciclo do processo iterativo. Quando
a PDF nos volumes de controle atinge o regime permanente,
pode-se avaliar entdo as grandezas fisicas como concentragoes e
temperatura.

RESULTADOS

Os resultados da simulagdo numérica com o modelo
descrito  serdo comentados a scguir. Sao mostradas  as
distribuicoes de fragio de mistura, temperatura ¢ NO ao longo do
cixo de simetria da chama. A coordenada axial (x) é normalizada
com o diametro do tubo (D). Os dados experimentais sio
extraidos de Neuber (1998). A fracio de mistura e temperatura
sao  medidas usando-se  espectroscopia  RAMAN.  As
concentracoes de NO foram obtidas com a técnica Laser Induced
Fluorescence - LIF.

Na Figura 3 verifica-se que a simulagdo reproduz
satisfatortamente os dados experimentais da fragcio de mistura.
Observando-se a posigio (x/D=30) da fracio de mistura
estequiométrica (0.3), nota-se que a simulagdo prevé uma chama
um pouco mais curta. Os resultados da chama B, ndo mostrados
aqui, mostram também uma boa concordincia com os dados
experimentais, inclusive quanto ao comprimento da chama.

Nas Figuras 4 e 5 sao mostradas as distribuicoes de
temperatura ao longo do eixo de simetria para as chamas A ¢ B
respectivamente. Pode-se ver que para a chama A a simulagio
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simetria - Chama A

reproduz os dados experimentais de forma excelente. Para a
chama B observa-sc uma discrepincia de aproximadamente 100
K. Interessante nestas duas figuras ¢ o fato de que a inclusio ou
nio do modelo com radiagio pouco altera os resultados
numéricos. Assim confirma-se a hipdtese de que, para o cilculo
da temperatura na chama turbulenta, o modelo adiabitico pode
ser empregado.
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Figura 4 —“Temperatura ao longo do eixo de simetria — chama A
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As distribuigoes da concentragio de NO ao longo do eixo
de simetria para as chamas A e B sdo mostrados nas Figuras 6e 7
respectivamente. Para a chama A a simulagio prevé valores
extremamente baixos, se comparados aos dados experimentais.
Basicamente pode-se ver gque o local de maior produgio de NO ¢
na regido (x/D=35) da fragdo de mistura estequiométrica.
Observa-se que a inclusdo das perdas por radiagio praticamente
nio altera os resultados.. Na chama B, mostrada na Figura 7,
nota-se que a concordincia entre resultados numéricos ¢ dados
experimentais ¢ bem melhor. A simulagao adiabdtica e medicoes
atingem o mesmo valor maximo {(aprox. 100 ppm). Quando a
diminuigdo da temperatura por radiagdo ¢ considerada, hd yma
queda de aprox. 50% no valor mdximo de NO. Disto se conclui
que guanto menos diluido for o combustivel e por conseguinte

maior a temperatura da chama, mais forte € a influéncia da -

radiacdo na formagio de NO.

Embora as discrepincias entre os resultados numéricos ¢
dados experimentais impossibilitem uma avaliacdo mais
abrangente da eficiéncia do modelo de combustio turbulenta
proposto, pode-se conslatar que radiagiio deve ser incorporada ao
modelo. Duas proviveis causas destas discrepincias seriam:
imprecisio dos dados experimentais ¢ ou necessidade de inclusio
de difusao diferenciada no modelo de combustao turbulenta
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ABSTRACT

In this paper the influency of radiative heat loss on the NO
formation in hydrogen turbulent non-premixed flames is
investigated. The thermo-chemical model is constructed with
three input parameters: mixture fraction, reaction-progress
variable and heat loss grade. Two flames with diferent fuel
dilution ratio are studied. By comparing numerical simulation
and experimental data one can conclude that, in order to simulate
the temperature, radiation can be neglected. However, by the
prediction of NO in flames, with lower dilution ratio, radiation
effects have to be considered.
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RESUMO

Este trabalho apresenta os primeiros resultados consistentes obtidos com wna sonda de emtalpia
projetada e construida para medigao de temperatura de chamas  de até 2500 °C, como decorréncia de
convénio firmado entre o IPT, a Finep e a White Martins Gases Industriais. A medicao é baseada nos balangos
de massa e energia na sonda, que sao utilizados para o cdlewlo da temperatura do gas coletado (temperatura
local da chama). A execugao dos balangos de massa e energia ¢ viabilizada pela medigao dos fluxos ¢
temperaturas dos gases coletados e da dgua de resfriamento.

INTRODUCAOQ

Como decorréncia de convénio firmado entre o IPT, a Finep
(PADCT Il - Subprograma de Instrumentagiio) ¢ a White Martins em
fevereiro de 1996, o Agrupamento de Engenharia Térmica aperfeigoou
e ensaiou uma sonda de entalpia construida com o objetivo de
determinar o perfil de temperaturas em chamas de dleo a oxigénio.

Em queimadores a oxigénio sdo atingidas temperaturas de até
2200 °C ou mais, sendo impossivel a sua determinagio
experimental com uso de termopares convencionais. Com o aparato
desenvolvido, viabilizou-se a medi¢io destas temperaturas. Para
validagdo do instrumento, foram realizados ensaios comparativos
com um pirdmetro de sucgdo, com resultados que sio apresentados
neste trabatho e que foram considerados adequados.

Em 1962 foi apresentada, em um artigo de J. Grey(l), a
concepgao de uma sonda para efetuar medigdes intrusivas de
temperatura em tochas de plasma de pequenas dimensoes, cujos
valores estavam na faixa de 2.000°C a 15.000°C, inacessivel aos
termopares usualmente disponiveis no mercado. Esta sonda acabou
por scr conhecida como sonda de entalpia ou sonda calorimétrica.

Em 1986 a Divisio de Eletricidade Industrial do IPT
construiu, com auxilio do Agrupamento de Engenharia Térmica,
um prototipo de cobre similar & sonda de Grey, que foi utilizado
em uma tocha de plasma a Argonio (3).

A partir de 1988, o Agrupamento de Engenharia Térmica
iniciou o desenvolvimento de uma nova versio da sonda de
entalpia, voltada para a medi¢io de temperatura cm chamas
industriais a oxigénio. Esta sonda diferia das desenvolvidas
anteriormente por suas dimensdes (muito maiores) adequadas ao
novo uso proposto, ¢ também por estar destinada & medigio de
temperaturas abaixo de 3000 °C, faixa de temperaturas em que 0s
cfeitos de ionizagio e dissociagio ainda nao sdo significativos.

i1
l';:l_b

A figura | acima representa, esquematicamente, uma sonda de entalpia.
Construtivamente cla consiste de um tubo, resfriado com uma camisa de

MEDICAQ

_b[

gas aspirado

Figura 1 - Esquema para uma sonda de entalpia.

dgua, pelo qual o gds cuja temperatura se quer medir ¢ aspirado. A camisa
de refiigeragio tem duas finadidades: manter a integridade da sonda (o
material utilizado na sua construgdo € aco inoxiddvel), ¢ também resfriar
bruscamente o gds aspirado paracongelar” as reagdes quimicas que podem
estar ocorrendo no ponto de coleta.

A sonda € introduzida no interior da chama com sua
extremidade localizada no ponto cuja temperatura se quer medir.
Efctuando um balango de massa ¢ energia, nas condigdes ““sem
fluxo™ e “com fluxo” de gds na sonda chega-se & expressio (1)

Cs @a?T .=

M, .
= . *Cp—r*(A]{T_AT.\'F)-FCP--I;-(T“ﬂ)*T.\—H-FH“‘"

M,

(1)
onde:

T ¢-g: Temperatura de entrada dos gases na sonda (que se deseja
determinar);

Cpg(Teg) Calor especifico do gis dmido aspirado &
temperatura T e-g)

T 5-g: Temperatura de saida dos gis aspirado;

C p-o(T g.0): Calor especifico do gis aspirado na saida da sonda &
temperatura T g.p;

C p-rt Calor especifico do fluido refrigerante (dgua liquida no
presente caso);

M, :Vazio missica do fluido refrigerante;

M, : Vazio mdssica do gis aspirado;

ATer: Diferenga entre a temperatura de saida e a de entrada do
fluido refrigerante (Ts.-Te), na condigo de aspiragio do gds;
ATgg:

fluido refrigerante (Ts_-Te.r), sem aspiragio do gds;

Diferenga entre a temperatura de saida ¢ a de entrada do

H,yv: produto entre a massa de dgua condensada no resfriamento
por sua entalpia especifica de condensacio média.




O termo que expressa a entalpia dos gases na saida da sonda
inclui a parcela de energia transferida para a dgua de resiriamento
pela condensagio do vapor d'dgua presente nos gases coletados,

Considera-se que os gases suem da sonda saturados e
consequentemente a massa de dgua condensada serd fungdo
apenas da temperatura de saida dos gases.

Verifica-se que a sonda de cntalpia determina a temperatura
dos gases (representado por Teg) de forma indireta, sendo
necessiria a monitoragdo das diversas grandezas, representadas
na Figura | e na expressio (1).

Quando o gds cuja temperatura se quer medir € uma
substancia pura, o que normalmente ocorre numa tocha de
plasma, o calor especifico dos gases Cpg(Ty) € fungdo apenas de
sua temperatura. No caso de queimadores industriais, onde os
combustiveis utilizados siio hidrocarbonctos que produzem na
combustio CO, CO,, H.0, CH,, H., Na, NO, ¢ SO,, em teores
que variam com o lipo de combustivel, tipo de queimador ¢
condi¢io de operagio, ¢ necessdrio lazer uma monitoragdo
continua da composi¢io guimica dos gases de combustdo. Desta
forma a sonda de entalpia, guando utilizada na medi¢io de
temperatura em chamas produzidas por queimadores industriais,
necessita dos periféricos representados na Figura 2, abaixo:

sistema medifor anal i‘sadorcs
—— | de — de vazao continuos
limpeza de gis dos gases de
(sonda de de gases combustao
entalpia) (CO, CO,,
HEO. CH_1
H,) N», NO,
¢ SO‘)

Figura 2 — Esquema do sistema de coleta, limpeza e andlise dos

gases)

Com o sistema de periféricos acima, o calor especifico dos gases
de combustio imidos na entrada da sonda (dgua na fase vapor
superaquecido) Cp.g(Ty) € determinado a partir de:

C,.T)=2f, C.T) @

onde:

fi: fragio molar da i-ésima espéeie quimica;

Cp . (Ty): calor especifico molar da i-ésima espécie quimica.

PROTOTIPOS CONSTRUIDOS .

A primeira sonda de cntalpia construida no AET, tinha
exatamente a mesma configuragio das sondas utilizadas para
medigbes de composigao de espécies quimicas em chamas, cuja
caracteristica construtiva bdsica ¢ apresentada na Figura 3.

A sonda ¢ constituida de wés tubos de acgo inoxiddvel
concéntricos. Pelo tubo central o gds cuja temperatura se deseja
medir é aspirado, ¢ os dois tubos restantes formam a camisa de
agua.,
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Figura 3 - Esquema do primeiro protétipo construido.

O teste feito com o prototipo acima descrito foi realizado no
Laboratério de Combustiao do IPT, utilizando uma fornalha de
testes na qual for instalado um gueimador de oleo a oxigénio
fabricado pela White Martins. Escolheu-se uma regido da chama
de menor temperatura, que pudesse ter sua temperatura medida
por um pirdmetro de sucgio (instrumento normalmente utilizado
para  medigdes e¢m  chamas com  temperaturas inferiores a
1700°C). O valor medido com o pirometro de sucgdo foi utilizado
como referéneia para avaliagio da sonda de entalpia. Este método
de calibragio (verificagio contra um pirdmetro de sucgio que é
considerado padrao primdrio para este tipo de medigio) também
foi o wutlizado para todos os protétipos  construidos
posteriormente.

Os resultados destes testes indicaram uma grande dispersio
dos valores de temperatura obtidos com a sonda de entalpia, com
a média dos valores medidos muito distante daquela obtida com o
pirometro de sucgio.

Nos testes realizados, as condigdes de operagio  sc
mantiveram estiveis. Como os valores de vaziio de gis aspirado e
vazdo do luido refrigerante (no caso dgua) independem das
condigoes de operagdo da fornalha de testes, ¢ a composi¢ao
quimica dos gases de combustio ndo apresentou alteragdcs
significativas, concluiu-se que, dentre todos os parimetros que
entram no balango de energia da sonda de entalpia. o principal
responsdvel pela grande dispersio dos resultados obtidos é o
termo (A Tep—A Tgy) na equagio do balango de cnergia.

Uma andlise detalhada mostrou que. cmbora as condigoes de
operagio do ensaio, tais como vazio de combustivel, de
comburente e temperatura do combustivel ao entrar no queimador
estivessem estivels ao longo do tempo, ocorriam flutuagdes
instantincas das mesmas, e a sonda de entalpia respondia a esses
transitérios. Em trabalho publicado por 1. Grey(2), este efeito ja
havia sido estudado em termos de uma parimetro denominado
sensibilidade (¢ ) da sonda de entalpia, definida por :

o =(A T(_‘F"A Tsp WA TCF (3)



Um valor de sensibilidade considerado bom estaria entre 0,15
e 0,20. No primeiro protétipo construido pelo Agrupamento de
Engenharia Térmica acima descrito, o valor da sensibilidade
ficou entre 0,04 e 0,08.

Os resultados dessa primeira tentativa davam indicagdes dos
préximos passos, que concretamente poderiam ser traduzidos em:
procurar uma configuragdo de sonda com a menor drea externa
possivel e redugdo das trocas de calor entre a sonda e a chama ao
seu redor. O aumento da vazdo de gds aspirado pela sonda
deveria ser objeto de estudo, além da implantagio de um sistema
de aquisi¢ao de dados acoplado a um programa de computador,
que permitisse o cdlculo da temperatura em tempo real.

Foi entdo projetada e construida uma nova versio de sonda de
entalpia, com objetivo de aumentar a sua sensibilidade, e resolver
alguns problemas mecinicos de alimentagio de dgua de
resfriamento e montagem dos termopares para medigio das
temperaturas de entrada e safda de dgua e saida de gases. A
Figura 4 mostra a se¢io transversal do canal principal em gue a
dgua entra pelos tubos menores e sai pelo tubo maior, enquanto
que os gases escoam pelos outros dois tubos internos.

retorno de ﬂuigjg?'
refrigerante ’]

aspiragio dos
gases

entrada de
fluido

refrigerante

Cilindros _de

cerdimica

Figura 4 - Esquema da secio transversal da sonda de atual.

Para aumentar a sensibilidade da sonda de entalpia foi
utilizado um sistema de isolamento externo com tubos cerimicos
resistentes as temperaturas encontradas nas chamas estudadas
conforme se observa na Figura 4. Com o arranjo proposto foi
obtido um aumento da sensibilidade para valores entre 0.4 ¢ 0.7.

Foram instalados medidores de vazio de dgua (medidor
magnético) e gases (placa de orificio) calibrados ¢ com sinal de
saida adequado para sistemas de aquisi¢io de dados.

Um novo sistema de aquisi¢do de dados, com velocidades
compativeis com os fendomenos cm estudo, foi implementado em
conjunto com um programa de computador desenvolvido pelo
IPT para cdiculo da temperatura em tempo real. Todos
instrumentos foram adquiridos com recursos do PADCT.

CALCULO DA TEMPERATURA DOS GASES

O cdlculo da temperatura dos gases em tempo real, efetuado
pelo programa de aquisi¢do de dados, se dd a partir da execugio
do balango de energia do sistema de refrigeraciio ¢ coleta dos
gases e com o seguinte procedimento:

1. Posiciona-se a sonda no interior da fornalha no ponto em
que se descja fazer a medi¢do. Ao lado da sonda, ¢é
posicionado o pirdmetro de sucgio.

2, Apenas a dgua de resfriamento é alimentada inicialmente,

ndo sendo acionada a coleta de gases.

Medem-se a vazio e a variagdo de temperatura entre a

entrada e saida da sonda, da dgua de resfriamento,

calculando-se entdo o calor trocado nesta condigdo entre a

chama e a sonda. denominando-a ** sem fluxo”.

4. Inicia-se a coleta de gases.

5.  Medem-se a vazio e a variagciio de temperatura entre a
entrada e saida da sonda, da dgua de resfriamento, calcula-se
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entdio o calor trocado nesta condi¢io entre chama e gases
coletados com a sonda, denominando-a “*com fluxo™.

6. A diferenca entre o calor trocado com a dgua nas condigdes
“com” e “sem” fluxo expressa o calor trocado pela sonda
com os gases coletados.

7. Medem-se a vazio de gas coletado e a sua temperatura de
saida.

8. Mede-sc a composicio dos gases e determina-se o seu calor
especifico a pressio constante.

9. Com os valores obtidos nos itens 6, 7 ¢ 8 calcula-se a
temperatura de entrada dos gases na sonda. A rotina de
cilculo ¢ iterativa ¢ com ripida convergéncia.

RESULTADOS E DISCUSSOES

Foram conduzidos vérios ensaios com objetivo de se testar o
desempenho da sonda frente ao pirdmetro de sucgio.

No terceiro conjunto de ensaios conduzido no periodo de
agosto de 1997 demonstrou-se finalmente a viabilidade técnica da
utilizagdo da sonda de entalpia.

Com a execugdio de um “Projeto de experimento”, foi
possivel determinar a influéncia de cada uma das varidveis
envolvidas sobre o valor calculado da temperatura.

Identificou-se que a maior fonte de incerteza estd na vazio de
gases coletados, e que existe uma faixa de valores (préxima de 5
kg/h de gases secos) em que os valores calculados pelo programa
convergem para os medidos com o pirdbmetro de sucgdo
(diferenga de 19%).

Atribui-se esta influéneia & presenga de dgua nos gases de
combustio  condensando no interior da sonda em  grande
quantidade (a fragio molar de vapor d'dgua em gases de
combustao em chamas a oxigénio puro pode chegar a 48%). Este
problema serd eliminado com a utilizag¢do de éleo térmico como
fluido de refrigeracio (temperatura de saida dos gases da sonda
acima de 95 °C evitando a condensagio).

A Figura 5 apresenta um grifico em que se observa a
convergéncia dos valores medidos com os dois instrumentos, a
redurida dispersio (relativa) dos valores medidos com a sonda de
entalpia ¢ a estabilidade do sinal obtido ao longo do tempo.

Projeto de expanmento - Vazio de gases colstados “media™
ensao relizado em 2810897

|estabilidade dos sinais em 10 minutos)
.njl_. e e e AR P A
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Figura 5 — Resultados obtidos com a sonda de entalpia em
teste comparativo com o pirdbmetro de sucgio.

CONCLUSOES

Portanto, conclui-se que uma vez solucionado o problema
refativo a condensagio de dgua dos gases de combustio no
interior da sonda, a sonda de entalpia poderd ser utilizada




rotineiramente como instrumento de medigio de temperatura,
dispensando calibragdes com um pirémetro de sucgdo, ao inicio
de cada conjunto de medigdes como ocorre neste momento. Para
tanto, dleo térmico ¢ vapor saturado seco serdo testados como
fluidos de refrigeragio mantendo todo o sistema em lemperaturas
acima de 100 °C
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ABSTRACT

This work presents the initial results obtained with an
entalphy probe idealized for the measurement of high flame
temperatures (up to 2500° C). The measurements are based on the
mass and energy balances in the probe, used to calculate the
entering gas temperature (local flame temperature). The mass
and energy balances are determined by the direct measurement of
the fluxes and temperatures of gases captured by the probe and
refrigerating water.
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SUMMARY

First, a one-dimensional steady inviscid flow analvsis on the combustion driven process in a ram accelerator operating in the
subdetonative mode was made. This analvsis includes a balance between frozen and equilibrium flow properties, in order to obtain a
result equivalent to the calculation performance with real gas effects considerations. Second, a computational fluid dynamics code
using an unstructured, triangular, adaptive grid, was used to numerically stuey the reacting flowfield arownd a flight model in a ram
accelerator. It was considered a single-stage configuration operating with a methane based combustible mixture. Using an Euler code,
the most important fluid dynamics characteristics of the flowfield were reasonably reproduced in a wide range of flight Maclh numnbers.
Combustion could be numerically simulated only with a Navier-Stokes formulation, when the interaction region shock-wave/boundary-
laver was considered, i.e., the caleulation grid near the wall was finely discretized and the laminar viscous stresses calculated.

INTRODUCTION

The present paper was inspired by the work developed at
University of Washington [1] and motivated by the ongoing
supersonic combustion research at LCP [2].

The problem of obtaining hypersonic velocities in the process
of projectile acceleration has been studied over the last decades
and, particularly, the recent relcased technique called "ram
accelerator” or "ramjet-in-tube” has been studied since mid 1983,
In this system a flight model, resembling the center body of a
conventional ramjet, is injected with supersonic speed in a
stationary tube filled with a pressurized combustible mixture. To
accelerate the flight model to such high velocity, many devices
can be used. for example, a light gas gun, where the expanding
gas pushes an obturator attached to the flight model into the pre-
launcher section, which is filled with pressurized combustible
mixture. During its flight an oblique shock is created at the nose
tip and successive oblique reflected shocks appear between the
flight model and the tube wall. heating the combustible mixture
until combustion is established in the aftbody. The energy thus
released travels with the flight model, generating a high pressure
zone behind the midbody and imparting thrust to the model.

Ultimately being a ramjet, where the central body (projectile)
is free to move and its cowl (tube wall) is fixed, the ram
accelerator enables the study of the supersonic combustion
problem in ground facilities. The problem of getting the fucl
mixed and burned with the incoming air is bypassed due to the
fact the projectile (central body) travels in a premixed
homogeneous medium. As a consequence such a concept would
complete the already operational LCP facility for testing
supersonic combustors for scramjets.

Another application of this concept is motivated by the use of
low earth orbit satellites (LEO) in scientific and commercial
missions that are becoming more and more common, To reduce
their launching costs, ground-based launchers seem to be a good
alternative [3], resembling the "Columbiad” from the visionary
writer Jules Verne in De la Terre a la Lune.

In principle, the acceleration process could be described, at
least in a ram accelerator operating in the subdetonative mode, by
a steady one-dimensional analysis as showed here and also in
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previous works [4,5].  However, the complex interaction of
obligque shock waves, boundary layer and expansion waves in the
ram accelerator tube could be only simulate with the solution of
the conservation equations provided by detailed chemical kinetics
mechanisms [5,6].

ONE-DIMENSIONAL MODEL

A one-dimensional steady inviscid (low analysis on the
combustion driven acceleration process in a ram accelerator
operating in the subdetonative mode was made. The conservation
equations were solved with the help of a modified version of the
cquilibrium calculation Fortran package code NASA SP-273 7).
This modified version includes a balance between the frozen and
cquilibrium flow properties. in order o obtain a result equivalent
to the caleulation performance with real sas effects flow
consideration.  Numerical simulations  for the combustible
mixture, projectile characteristics and mitiul conditions that had
heen studied and presented in other articles, taking into
consideration ideal and real gas flow hypothesis were performed.
The following assumptions was made:

e the ram accelerator is operating in the subdetonative mode,
1.c.. the velocities achieved by the flight model are below the
Chapman-Jouguet detonation velocity ol the combustible
mixture, calculated  for the initial  conditions of the
undisturbed {low,

e a pre-lancher section pushes the projectile plus obturator
combination to the required injection velocity and the
combustion was then initiated by the stagnation flow
conditions on the obturator before it was discarded by
gasdynamic drag.

o reference frame is fixed in the flight model body.

e the [Tow is one-dimensional. steady, adiabatic and paralell to
the freestream (x-dircction).

e all the properties of the Tow upstream of the projectile nose
tip are known,

e the undisturbed combustilble mixture behaves as an ideal
gas.




s With these assumptions the mass, momentum, energy and
species conservation are written as:

____d(p”)zo ()
dx

pugﬂ+@—=0 (2)
X dx

undﬁ—-p—1 ugﬁ =0 (3)
de  p- | dx

di -E

u—=x(l-A)ex 0 “)
ol p{ RT]

where

e= ! ﬁ— (5)
y=1lp

p=pRT (6)

Eq. (1) describes the conservation of mass, where p and u are
the flow density and the velocity in the x-direction, respectively.
The conservation of momentum in the x-direction is given by Eq.
(2), where p is the static pressure. Eq. (3) describes energy
conservation, where ¢ is the internal energy. Eq. (4) describes
the species conservation with a Arrhenius law expression, where
A is a reaction rate-of-progress (A =0 corresponding to no
reaction or "frozen" flow and A =1 corresponding to complete
reaction or equilibrium flow), «® kinetic frequency factor
(collision factor, sce [8], for example) and Ey, R, T are,
respectively, mixture activation energy, universal gas constant
and temperature. [t was assumed a simple, irreversible, one-step
chemistry. Egs. {5) and (6) are the caloric and thermal equation of
state, where ¥ is the ratio of specific heats and g is the reaction
heat.
The flight model acceleration was described by:

F= j p(x)dA, (7
au __F_ )
dx m,U

where F is the thrust magnitude, A, is the variable cross section
of the flight model body in the x-direction, U is the projectile
velocity in the x-direction and my;, its mass body. )

In order to simulate the real gas effects in the flow, a balance
between the calculation made with A = | (infinitely fast chemical
kinetics) and with A = 0 (infinitely slow chemical kinetics) was
made.

One-Dimensional Results

Three cases were selected from the work of Buckwalter et al.
[8] in order to get a comparison. That work taken into account
the gas compressibility via an equation of state with a

compressibility factor correction and fitted well with ram
accelerator experiments in the subdetonative mode.

The first configuration (case 1) chosen was a 2.8CH, + 20, +
5.7N> combustible mixture pressurized to 25 bar, with projectile
mass of 63g, and a velocity of injection in the ram accelerator
tube section of 1100m/s.

The second configuration (case 1) chosen was a 6CHy4 + 20,
+ 2H, combustible mixture pressurized to 51 bar, with projectile
mass of 84g, and a velocity of injection in the ram accelerator
tube section of 1500m/s.

The third configuration (case [11) chosen was a 3CH; + 20, +
5.7N; combustible mixture pressurized to 50 bar, with projectile
mass of 109g, and a velocity of injection in the ram accelerator
tube section of 1100m/s.

In all cases the undisturbed temperature flow was fixed to 300
K.

Figures 1-3 shows the results obtained here (continuous lines)
and the superposition of the results extracted from Buckwalter et
al. [8] (dotted lines) for the acceleration profile of the flight
model in the ram accelerator, i.e, the projectile velocity (U)
versus the distance (x) travelled in the tube.
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Figure 1 — Comparison between the acceleration profile obtained
in this work (continuous line) and the extracted from {8] (dotted
line) for the case I.
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Figure 2 — Comparison between the acceleration profile obtained
in this work (continuous line) and the extracted from [8] (dotted
line) for the case II.




200000 _I:___ . IR, S| (S I [N vea—

r
160000 ~ s ——————
s
_ P
i) /p”
E 180000 "’ s
3 ] /l{’ 3CH,+20,+5.7N, |
CIERT LI 300K @ 50 bar -
| f mp = 109g L
| 4 U(0) = 1100 m/s
120000 —“ =
] L
100000 J I T T T T i
000 400 8m 1200 1600

Distance (m)
Figure 3 — Comparison between the acceleration profile obtained
in this work (continuous line) and the extracted from [8] (dotted
line} for the case 111

It can be seen from the Figures 1 and 2 that the results
obtained in this work correlated very well with the Buckwalter's
calculations for the cases I and I1. However, for the case 1, as 1t
can be seen from Figure 3, there is a significative difference
between the two results. This discrepancy is explained by the
lack of compressibility factor correction in the present work. The
compressibility gas effects becomes more pronounced in the
higher pressures regimes (above 25 bar) where the combustible
mixture is very diluted in an inert gas, as in the case 111

PLANAR FLOWFIELD SIMULATIONS

The two-dimensional conservation for a chemically reacting
gas mixture can be written in integral form as [9]:

—a——§Q_dxd_\' + §[( E—E )dy—(F-F)dx]= §!§ﬁi¥d_\'
ory, 1 ol

(9

where the conserved variables vector QQ and their axial and

vertical flux components E, E,, F and F, over the boundary S of
the control volume V are given by:
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Here p is the local flow density, u and v are the axial and vertical
cartesian velocity components respectively, e is the total gas
internal energy per unit volume and Yy is the local mass fraction
ol species k. The chemical source vector at the right side of
Eq.(9) represents the production/destruction of the chemical
species in edch cell volume:

0000 oW oW . .o W, (13)

where the @y are the molar production/destruction rates of species
k, which are given by Arrhenius law expressions. Eq. (9) must be
supplemented by equations of state

p= pRTi—Y‘E— (14)
i W,

P I nl o)
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p 2

where
4

¢, =hi+ [c, dT-L£ (16)

T p

and where Wy is the molecular weight of species k. p and T are
the local static pressure and temperature, R is the universal gas
constant and ¢, h," e ¢k the internal energy, the standard-state
enthalpy and the specific heat at constant pressure per unit mass
of species k, respectively.

The above governing equations were discretized in a cell
centered  based finite  volume  procedure on  unstructured
triangular mesh and solved with an adaptive grid refinement
solver code [6]. This code adopted a first-order upwind scheme
for the spatial discretization, a sccond-order, five-stages Runge-
Kutta method for the time advancement of the "gasdynamic” part
of the equations and a special tailored solver [10] for the
“chemistry” part. It was also used a adaptive mesh refinement
routine to better capture the flowlield gradicents.

In the initial simulations the influence of viscosity was
neglected by setting the viscous flux components equal 1o zero,
i.c.. using the Euler formulation for the momentum equation.

Then the influence of the momentum diffusion on the
computational results was evaluated by introducing the molecular
viscosity for the computation of the laminar viscous stresses, i.e.,
using the laminar Navier-Stokes formulation for the momentum
equation,

An implementation of a turbulence model is out of the scope
of this paper and was left to be implemented in future work.

Chemical Kinetics Model

In this present study we considered a premixed combustible
eas formed by 3CH,; + 20, + 7.5Ns at 300 K and 2.5 MPa. As a
chemical kinetic model, the reduced reaction mechanism due to




Peters and Kee [11] with 14 species, 18 reactions was used in the
Euler code. Later, with the Navier-Stokes code, only a one step,
simple model could be considered due the high CPU time
required. The molar production rates are given by Arrhenius law
expressions and caleulated using the Fortran  package
CHEMKIN-IT [12].

Planar Flowficld Results

The ramjet-in-tube tlight model geometry studied in this work
(Figure 4), was based on the first benchmark test proposed for the
3% International Workshop on Ram Accclerators, Tohoku
University, Japan, July, 1997 [5]. To simulate the flow around it.
a calculation mesh was initially defined with 722 nodes and 1229
volumes. This grid was refined by the adaptive refinement
subroutine to enhance the spatial resolution in regions where the
density gradient was higher than 5% of the largest difference of
density observed in the flowfield. The first adaptive grid
refinement was done after the first 1000 iterations, the sccond and
third refinements after 500. As an example, Figure 5 shows the
final numerical grid obtained by a simulation with flight Mach
number 7.0. It can be clearly seen that this refinement marks the
position of the shock and expansion waves.

During the initial phase of this work, numerical simulations
were done without considering momentum diffusion. It could be
observed that combustion didn't take place anywhere in the
flowlield, even for Mach numbers higher than 6.0, as it can be
seen in Figure 6 that, for Mach numbers 4.0, 5.0 and 6.0, the
highest temperature is no greater than 600 K., which is not hot
enough for ignition of the diluted methane mixture o occur.
Actually, for the configuration studied here, with inviscid
computations, combustion only takes place above Mach number
15.0. The flowfield began to "burn” only after the molecular
viscosity 18 introduced in the calculations and the boundary layer
region was finely discretized. As it 1s shown in Figure 7 the flame
becomes attached to the flight-body just behind the region where
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Figure 4 - Flight body model

CONCLUSIONS

An one-dimensional steady inviscid flow analysis on the
combustion driven acceleration process in a subdetonative mode
ram accelerator was made. The conservation equations were
solved with the help of NASA SP-273 Fortran code. This
analysis includes a balance between the infinitely fast
{equilibrium flow) and the infinitely slow (frozen flow) chemical
kinetics, in order to simulate the real gas effects. 'The results
abtained here was compared with others results encountered in
the literature.  The results correlated well, except for high
pressurized combustible mixtures with large amount of inert
diluent gas. such as nitrogen.

Also. the flowfield simulation around the flight body in a ram
accelerator was achieved through numerical solution of the mass,
momentum, energy and species conservation equations in a
bidimensional cartesian coordinates, over an unstructured

triangular mesh. It was adopted a first-adaptive mesh refinement
routine to better capture the flowfield gradients.

The obtained results (pressure, temperature and velocity fields
distribution) through these simulations showed a global view of
the compression process in the ram accelerator tube.

Figure 5 - Initial and final calculation grid after three adaptive refinements

the interaction oblique shock-wave/boundary-layer takes place.
Figure 7 also shows the temperature distribution over the
flowfield. The very hot portion of the {low localized in the
bondary layer ensures the onset of combustion, as it can be scen
in the water molar fraction distribution for the case of flight Mach
number 7.0. From this Mach number and on, the water molar
fraction gradient although small is not insignificant anymore.
This result agrees with the one obtained by Yungster [13,14].

Comparison among the several methane  oxidation
mechanisms showed no significative differences in the level of
the present paper, thus requiring further studies.

The complex interactions between the flow, the tube wall and
the flight maodel's fins were not considered in the present work,
due to the planar character of the solutions obtained here.
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The first approach was done using the inviscid formulation of
the momentum equation (Euler equation). No chemical reaction
was observed anywhere in flows with Mach number in the range
considered. A second approach, using the viscous formulation,
without any turbulence model (Navier-Stokes equations in a
laminar regime), showed that high temperatures were attained in
the viscous boundary layer. Both the temperature and the water
molar {raction distributions showed that the onset of combustion
takes place n viscous boundary layer.

The next steps in this research will be the use of a 2™ —order
upwind scheme and a detailed kinetic mechanism like the one
proposed by Petersen, Davidson and Hanson [15].
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Figure 6 - Effect of flight Mach number on the temperature flowfied.

H,O mol. fraction

Figure 7 - Water molar fraction and temperature distribution obtained with laminar viscous computations,
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ABSTRACT

The influence of pressure on the fate of fuel nitrogen evolved during devolatilization of a single particle is
studied by modeling. The study is more concentrated on the processes that take place in the gas surrounding
the particle. The conservation equations for energy, species and momentum are solved numerically in the
boundary laver. Since the rate of volatiles release affects the relevant processes of NO conversion, particles
are treated as non-isothermal. Temperature gradients inside the particle are determined as to calculate the
local release of volatile matter. In the boundary laver, destruction or production of the species under study are
calculated using global reaction mechanisms reported in literature. Total gas pressure affects the
stoichiometry of the main reaction zone in the gas phase, thus NO formation and reduction. The conversion of
HCN and NH; to NO in the boundary layer is studied.. To lelp explain the trends, detailed chemical kineticy is
emploved using the CHEMKIN computer code. Particles burning histories at different gas pressures are
dynamically predicted. The experimenial trends that as pressure increases less NO is formed is demonstrated
by the calculations and explained by the detailed mechanisms.

INTRODUCTION

Different conversion methods to produce clectric energy
from solid fuels that are based on pressurized combustion have
been investigated. Such processes given for example, by
combustion in slagging MHD (Cheng et al., 1996), circulating
fluidized bed (Recker and Bauer, 1994), pulverized fuel combustors
(Reichert et al., 1990; Anagnostopoulos and Bergeles, 1997) and
combustion in packed beds (Purmomo et al.,, 1990). Pressurized
fluidized bed combustion is already in commercial operation (La
Nauze, 1986). It has been shown by experimental research (Aho et
al., 1995; Hamildinen and Aho, 1996; Mallet et al., 1997) that the
conversion of fuel nitrogen to NO is reduced when the total
pressure is increased while the composition of the gas is kept
constant. This trend will be justified here by modeling calculations.

The release of nitrogen and NO formation during the
devolatilization stage of a single pulverized particle has been
studied extensively during the past two decades (Pohl and
Sarofim, 1976; Solomon and Colket, 1978; Beck and Hyhurst,
1991; Niksa, 1995). The effect of pressure on the ignition
(Essenhigh and Mescher, 1998) and swelling (Lee et al., 1991)
and on the temperature and reactivity (Lester et al., 1981; Miihlen
and Schulte, 1989; Saastamoinen et al., 1996) of combusting
single coal or char particles has been studied to some extent.
Also, the effect of pressure on devolatilization of pulverized coal
(Anthony and Howard., 1976: James and Mills. 1976) was
studied.  Essenhigh and Mescher (1998) using measurements
presented in the literature (Tidona, 1980: Monson et al. 1995)
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concluded that the rates of reaction of carbon-oxygen are
independent of absolute pressure. They criticized the empirical n-th
order assumption which predicts pressure dependence at different
temperatures and bulk oxygen concentrations. They used the
experimental results of Monson et al. (1995) to test their analytical
model based on the equations presented by Langmuir-Nusselt-
Thiele. In the experiments of Monson et al. (1995) the oxidizing
gas was {ree of any traces of water vapor and the char samples were
completely dried. Our numerical model was able to reproduce the
same trends with great confidence (Gurgel Veras et al., 1997) .
However, we have shown that the model proposed by Essenhigh
should not be extended if small concentrations of water vapor exist
in the bulk gas due to the strong influence of the gas phase reactions
in the vicinity of the particle when pressure is above | bar. The
relatively fast oxidation of CO, a primary product of the char
heterogeneous reaction, at high pressure, prevents oxygen to reach
the particle surface. The heterogeneous leading reaction is then the
gasification of char by carbon dioxide. The influence of pressure is
weakened in the regime of diffusion control, which is characterized
by high temperature buming, large particles and very reactive fuels,
such as bituminous coals. Saastamoinen et al. (1996) have shown
that under diffusion control the combustion rate of bituminous coal
is not much influenced by pressure. They used a simplified flame
sheet model for the pyrolysis stage of a particle in which the
infinitely fast gas phase reactions reduce the flame region 0 zero
width.

In the continuous model, the width of the gas phase
reaction zone is determined by the combined processes of



reactant diffusion and chemical gas phase reaction rates.
Homogeneous reactions take place when the mixture is within the
flammability limits and the rate of reactions depends on the local
concentrations of the reactants and gas temperature.

For bituminous coal, the model used in this study has
shown that in spitec of the weak influence of pressure on the
overall particle reaction rate, the mass and heat balances in the
flame region are substantially affected as pressure is increased for
a constant gas composition. These changes, in wrn, will certainly
affect the conversion/reduction of nitrogen species in the vicinity
of the burning particle. Westbrook and Dryer (1984) observed
that the competition for key radicals that alters the laminar
burning velocity of hydrocarbon flames exerts also influence on
other N-H species, such as ammonia. These trends will be
examined using detailed chemical kinetics with the help of the
CHEMKIN I1 computer code (Kee et al., 1989).

MODEL DESCRIPTION

The model has been used for the prediction of single
particle burning rates in a broad range of gas temperature,
composition and particle size (Gurgel Veras, 1997; Gurgel Veras
et al,, 1998a, Gurgel Veras et al., 1998b). The heat transfer inside
the particle and the transient diffusive chemically reacting flow
around the particle during devolatilization are described by a set
of conservation equations and the appropriate initial and
boundary conditions. One-dimensional  flow and  spherical
symmetry arc assumed. The dynamic conservation of total mass
and energy inside the particle and total mass, species, energy and
momentum in the gas phase in one-dimensional geometry are
solved along with appropriate initial and boundary conditions by

Py, +L§_(rrpmr) ’ i[,‘rr aﬁ)w,, (1)

a o or T arl or

Table 1 lists the particular equation being solved, the
respective transport coefficients and source/sink terms.

The boundary conditions at the particle surface are

aT, aT,
A =L =) | —£ veolT =T+ Y m&an
[T

T.‘\ = T‘;.rzﬁ’ (2)

(Ji‘ﬁ -.l-.liﬁ.)}’\k =p Yy +p,D, [%};—]
) r r=R

Symmetry conditions for heat and mass transfer are applied
for the particle center. The temperature, specics mass
fractions and pressure far from the particle are constant. The
gas density is related to temperature, pressure, and
concentration by the equation of state for a gas mixture. The
transport parameters in Table 1 arc locally calculated. The
Chapman-Enskog theory (Bird ct al., 1960) and a correlation
for the collision integral (Neufeld et al., 1972) are employed
to calculate the transport properties ol a gas mixture. The
specific heat of a gas mixture is calculated by polynomial
expression for which the coefficients were taken from the
NASA SP-273 computer code (Gordon and McBride, 1971).
To accelerate convergence, such coefficients are updated only

after the iteration procedure has changed both temperature
and gas concentrations in the control volume to a significant
degree.

Table 1: System of equations.
Conserved Variable o, I 5
Mass (solid) l 0 0
P,
Energy (solid) T, A, ?Nﬂ-
Mass (gas) ] 0 0
Energy (gas) T, A, > Fcan,
Momentum (gas) V u —(;l
or
Species* Y, pD; A<
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“k = Hs, NH3, HCN, €O, COz, CHy. CyHs. Oz and H-0.,

In the solid phase, two distinct processes are identified
namely, particle thermal degradation and heterogeneous surface
reactions. We assumed the fuel to be a bituminous coal which
density was set to 1350 kg m™ In this work, the product
composition from the pyrolysis of coal is a mixture of H,, NH;,
HCN, CO, CO., CH,, CgH, (tar). O, and H-O at proportions
based on data found in the literature of coal pyrolysis. Suuberg et
al. (1978) have presented an extensive study on the product
composition of pulverized coal. The lignite volatiles were
dominated by CO, CO, and H,0, while the main products from a
bituminous coal are tar and light hydrocarbons. Heat of
combustion of char and the endothermic pyrolysis reaction are
32.82x10" and 0.25x10° J kg, respectively. We have assumed
light gases and tar to be dominated by methane/hydrogen and
benzene/hydrogen, respectively, thus, a correction for the heat of
combustion of such volatiles must be made. The reaction
parameters of Westbrook and Dryer (1981) for the two-step
global combustion of volatiles are applied. Their mechanisms are
suitable for hydrocarbon oxidation at clevated pressure. To keep
the heat of the CO reduction unchanged, the heat released in the
first step of any hydrocarbon oxidation is then adjusted.
Therefore, the total heats of combustion are 17,7x10° for volatiles
1 (CH, + Hs) and 22.2x10%) kg" for volatiles 2 (C4H,, + H,). The
rates of coal devolatilization were calculated using the parameters
fitted in two competing overall reactions as proposed by
Kobayashi et al. (1976). At high devolatilization tcmperatures, an
enhancement  in volatiles yicfd‘s? is expected which was
accommodated in their pyrolysis model. The majority of the coal-
bound nitrogen will be released with the volatiles as NH; and
HCN where the latter appears in much higher concentrations.
Any heterogencous reactions are assumed to take place at particle
surface. At high pressure. the burning is controlled mostly by
boundary layer diffusion of oxygen. The surface reaction rates of
Hobbs ct al. (1993) are used for the consumption of char by O,
and CO,, and that proposed by Chelliah (1996) for the
gasification of char with water vapor. The correlation of Monson
et al. (1995) was used for the ratio CO/CO; formed on the
particle surface in the reaction of O, with C. The temperature
dependent correlation for heat conductivity and specific heat
(Agroskin, 1957, 1970) of coal are applied. The equations are



solved numerically by using the control volume method presented
by Patankar (1980).

In addition to the two step global mechanism for hydrocarbon
oxidation the model also employs a set of global reaction for the
oxidation of hydrogen, conversion of nitrogen species by the
thermal and prompt mechanisms, heterogeneous NO formation.
Besides, the gas shift reaction is also present in the model. The
Arrhenius form of the reactions are summarized bellow. The
hydrogen oxidation rate is in the form (Jansen et al., 1995),

d[H,]

= = =1631x10°T"[H,] *[0, |exp(-2843% 10°/ R,T) (4)

The formation of thermal NO (kmol m™s™) is calculated by the
equation (38)

d[NO] _ 4545x10’

dr Jr

The rates (kmol m™s™") at which ammonia is reduced to NO and
destruction of NO by ammonia are calculated by using the global
cquations of Mitchell and Tarbell (1982);

[NJJO. ] exp(-5774x10°/ R,T)  (5)

0 6 r
348 10™ Xy Xyoexp(-4184x10°/ R, T)F

d[NO] _ T 6
di 1+69x10° XN(,exp[IT’S.S x10°/ R, T)
d[NO
-—[———]=—6.22>< 10™ X w1, X o exp(-230.26x 10/ RBT)—f—
dr ' " IR,T
(7)

The global rate (kmol m7s') of NO formation from HCN
proposed by de Soete (1975) with a modification to account for
elevated pressures (Anagnostopoulos and Bergeles, 1997) is
applied:

(LR
d[NO] 5 : ; » )
2 = 0% 10 X oy X expl—=2800x 10"/ R T} =

dt HEN NG, p( % 2 R.T
(8)

d[NO] - . 5 . P 0% 3
~o—t = =30 x10% Xy X§, exp(-25001x10° / R,T) e |
)

The heterogeneous production of NO due to fuel (char) nitrogen
oxidation at the particle is assumed to be direct, without any
intermediate species at a rate proportional to the char oxidation
rate as proposed by Wendt and Shultze (1976). Thus, the rate
(kmol m?s™) is given by

d[NO]  (N,)
d  (c)

5

B (10)

In pulverized coal combustion, the amount of fuel N released as
volatiles accounts for about 70% of the total fuel nitrogen
present in the coal. The nitrogen containing species, generally
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assumed to be released in parallel with the volatiles, are mainly
NH, and HCN, being the latter the most significant for
devolatilization of coal. The proportion of HCN and NH,
released as a function of temperature was taken from the
experiments performed by Phong-Anant et al. (41). In their
experiments, NH, release dominates at low temperature (1000 to
1400 K) and HCN accounts for about 80% of the nitrogen
relcased in the volatiles at high pyrolysis temperature. Such
trends were made possible through an adjust in the composition
of the volatiles 1 and 2 in the Kobayashi’s devolatilization
model. The effect of pressure on the proportion of nitrogen
remaining in the char (Nichols et al., 1987; Laughlin et al., 1994)
is assumed to be negligible. The general trend of decreasing
amount of volatiles with increasing pressure has been reported in
the literature. Here it is assumed that the effect of pressure in the
range studied is negligible compared to the effect of
temperature.

particle

NUMERICAL FORMULATION

The set of conservation equations is discretized through the
well known method described by Patankar (1980), resulting in a
system of algebraic equations which are solved in sequence by a
Thomas-algorithm. At elevated pressure, if oxygen concentration,
is high. convergence is very difficult to be achieved. However, in
pulverized coal flame, the particles burn very much as clouds.
The process of volatiles combustion, thus, takes place in an
environment which, usually, is lean in oxidizer.

DISCUSSION

Several factors that affects the conversion of fuel to NO in
the burning of solid fuel particles have been identified. This work
will be concentrated, mostly, on the intluence of pressure. Figure
1 shows the effect of pressure on temperature and oxygen mass
fractions in the vicinity of a 100 pm bituminous coal particle
burning in a gas containing 7% wt. O, at 1400 K. The shapes of
the O, curves arc substantially dissimilar and, consequently, the
conversion of nitrogen species should therefore be different for
the cases shown. [t can be seen that oxygen is consumed almost
completely as it diffuses from the bulk to about 5 particle radii in
the high pressure combustion case. At 1 bar, oxygen is found in
relatively high concentrations in the region between particle
surface and 5 particle radii. As a consequence, nitrogen species
released by devolatilization will mix with oxygen, in a high
temperature reaction zone, as they diffuse away from the surface.
This greatly favors NO formation. In the high pressure situation,
however, this zone plays a major role as to reduce NO due 1o
reactions 7 and 9. The NO is produced far from the particle,
where oxygen is available, and diffuses towards particle surface
where HCN is found in high concentrations. On the other hand,
oxygen is mostly consumed by the two step hydrocarbon
oxidation reactions far from the particle where HCN
concentrations are low. In addition to this differences in the mass
and heat balances surrounding the particle, the global reaction
mechanisms employed here have a pressure correction for the
oxidation of HCN that take into account the competition for key
radicals, due to the increase of total gas pressurc, that ultimately
leads to a decrease in NO formation. This competition will be
explained here using detailed chemistry. Besides pressure, there




are many other factors that influence the formation of NO in
pressurized pulverized coal combustion. For instance, Wang et
al. (1994) found conversion of char-N to NO to incrcase with
increasing rank. which they considered to be due to the NO
reduction with the char having higher reactivity. In addition to
the coal rank, the particle size has an effect on the surface
reaction rate. Experimental results on the decrease of NO
formation with increase in particle size has been reported
(Hayrust and Lawrence, 1996; Reuther ct al., 1985). This
abatement can be due to the decrease of the conversion of fuel N
in volatiles and/or in char or also due to processes taking place
outside the boundary layer of the particle. Recent modeling
studies on formation of NO from char-N showed that less NO is
formed with increasing particle size (Visona and Stanmore,
1996), since less oxygen could penetrate the particle.
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Figure 1. Boundary layer temperature (X) and mass fraction of
volatiles (M), CO, (@) and O, (A) distributions at 1 (55 ms) and
10 bar (40 ms).

Figure 2 shows the boundary layer mass fractions of
HCN and NO for a 80 pm bituminous coal particle burning at 12
bar with the oxygen mass fraction at the bulk set to 10% and
1350 K at about 20% burnout. The fuel N (HCN) released from
particle surface has an intense decay up to 5 particle radii. In this
region, a peak in the NO mass fraction is seen. Since the rate of
devolatilization at this conversion level (20% burnout) is nol
high enough to prevent oxygen from reaching the region of high
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HCN concentrations, NO profile shows a peak. A decay towards
the particle surface is observed since there is no oxygen to react
with HCN to produce NO. Consequently, NO is reduced to N, by
the HCN where O, is absent.
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Figure 2: Boundary layer mass fractions of HCN and NO.

Nitrogen oxide formation in the boundary layer of solid
particle, in the range of 10 to 50 mm, during pyrolysis has been
studied by Visona and Stanmore (1996), who found less NO
formation with larger particles. The effect of particle size on the
production of NO has already been addressed in many works.
Onc interesting result was obtained by Abbas et al. (1994) who
found decrease in NO emissions with both an increase and
decrease in particle size. Their experiments were made in a large-
scale pulverized coal-fired laboratory furnace. They explained the
trends suggesting that, by virtue of the aerodynamic transport,
particles burnt in environments which may favors either,
reduction or formation of NO.

Pressure also has a great effect on the combustion of the
remaining char after the devolatilization phase. Our calculations
have shown that, in the presence of small traces of water vapor,
the CO oxidation in the boundary layer. very close to particle
surface, enhances in such way that the lcading heterogeneous
reaction is no longer oxidation of carbon by oxygen. These trends
can be seen with the help of Figure 3. This figure shows a
comparison between boundary layer temperature and mass
fraction of CO, O, and CO; for atmospheric and high pressure
(10 bar) combustion of char. Diffusion of oxygen to the particle
surface is substantially reduced by the gas phase CO oxidation
zone. The CO, produced in this region diffuses towards the
particle surface enhancing the gasification process (CO; + C—
CO reaction). This high consumption of the oxidizer (O.) near
the particle surface brings the combustion mode to be controlled
by boundary layer diffusion of oxygen. Since less oxygen
penetrates into the pores of the coal particle a decrease in the
fraction of char nitrogen transformed into NO is expected. Visona
and Stanmore (1996) have found a decrease on the conversion of
fuel N to NO with increase particle size. The predictions were
made for a lignite char. They claimed that less oxygen was able to
penetrate the particle. In addition, they also observed that as
particle size increases, the combustion regime controled by
diffusion is more pronounced, thus diminishing the possibility of
oxygen to reach the surface of the particle. As it is shown on
Figure 3, increasing pressure has the same effect as increasing the



size of the particle in the sensc that the burning is limited by the
diffusion of oxygen to the vicinity of the particle where gas
temperature is high. However, this work intends to show the
effect of gas phase reactions in devolatilization phase at high
pressures. The effect of pressure on the reactions in the boundary
layer has not been studied eariier. In pressurized conditions
problems arise, because some reactions are pressure dependent,
and their values are not well-known at present (Aho et al., 1995).
Here it 1s assumed that the global nitrogen chemistry is also valid
in pressurized conditions except the small pressure correction in
equation {8). The modification of the standard de Soete’s model
recovers the experimental trends observed, for instance, by Aho
et al. (1995). Thercfore, our predictions will include such eflects
plus other possible influences of the pressure, some of them
already mentioned.
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Figure 3: Temperature (x), O. (&), CO (H) and CO; (@)
distribution in boundary layer.

Figure 4 shows the conversion of fuel N to NO as well as
particle peak temperature at different pressures. The conversion
of fuel N (HCN) to NO is given as the ratio of average mass of
NO, after the main conversion zone of NO, to the mass of NO if
all HCN would be converted to NO. This average is taken both in
the boundary layer as well as in time. Complete conversion
(100%) means that all the nitrogen volatile was converted to NO
in the boundary layer. Refering to Figure 2 it would be like after
the peak in the NO curve, towards the free stream. the curve of
HCN would go to zero mass {raction. As it can be seen, for that
case, there is stll HCN to be converted to NO since O, is
present. On the other hand, HCN is also reducing NO to N, in
that region. The fate of this HCN in the frec stream is very
complex and it is out of the scope of this work. The results in
Figure 4 show that increasing pressure from | to 5 bar greatly
decreases NO formation. Also, particle peak temperature
becomes high due to the increase in pressure. A further increase
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in total pressure has only a small effect on the NO formation.
These predictions are in very good agreement with the
experimental results of Aho et al. (1995). Anagnostipoulos and
Bergeles (1997) found the same trends in calculations performed
with a numerical code (CFD) for pulverized coal combustion.
Given that devolatilization rates are high enough to lift the flame
off the particle surface, a gas phase reaction zone will be well
established near the particle surface. The complexity of the
processes would be better understood with the help of detailed
chemical kinetics in the CHEMKIN computer code.
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Figure 4. Particle peak temperature () and conversion of fuel N
to NO (@) for different pressures under devolatilization in
oxidizing gas containing 10.0 wt.% O, at 1350 K, particle
diameter 80 pm.

The kinetic mechanism employed here was taken from
Glarborg and Hadvig (1991) and consists of 49 chemical species
with 253 clementary rcactions, including the oxidation
submechanisms for C,-C, hydrocarbons. HCN, and NH,, as well
as the submechanisms describing the interactions between
hydrocarbon (CH;, HCCO) and nitrogen {NO, NH;, N.) species.
The kinetic mechanism and its submechanisms have been
validated against a body of experimental data during the years,
and the mechanism has been shown to describe the hydrocarbon
and nitrogen reactions satisfactorily at a number of combustion
conditions (Glarborg and Hadvig, 1991, Kilpinen and Leppalahti,
1992). Due to space limitations it is not possible to list the
complete reaction mechanism.

Calculations were taken as initial value problem using a
code which handles stiff problems. The chemical kinetic rates
were taken from CHEMKIN 11 library. In all cases presented
here, pressure was varied while initial gas composition and
temperature (850 "C ) were kept constant, Gas composition was
estimated on the basis of the coal’s elemental composition and on
the assumption that all the hidrogen and oxygen are released in
the volatiles. The volatiles species were assumed to be Ha, H,0,
CO and C;Hy. The O, concentration was chosen to be 5 vol.%
and all the coal-nitrogen was treated as HCN. Finally, small
concentrations of O, H, OH, and HO- were assumed to exist. The
mass fraction of chemical species are the same used by Aho et al.
(1995) (Xeo=0.0071, Xu=0.0011, Ku20=0.0004,
Xcg}{4=0.00085, XOQZO.{)S, Xu('N=0.(}O{)1. XOZ
Xpa=0.00001 and Xy,;=0.94041).

XEI: XOH:




Figure 5 shows the pressure effect in NO formation, At 1
bar, in particular, the O concentrations is high due the oxygen-
rich condition. Almost all HCN is converted to NO by the
reaction path

HCN + O — NCO + H, (11)

NCO + O — NO +CO. (12)
Reactions (11) and (12) show the HCN conversion dependence
on O concentration. However, as pressure increases O
concentration becomes lower than at 1 atm. The trends can be
seen in Figure 6. At low pressure, O 1s generated motly by the the
dissociation of O, through the reaction
H+0,— 0+O0H. (13)
At high pressure, reaction (14) becomes strongly important in the
competition of H radical, as pointed by (Westbrook and Dryer,
1984). As a consequence, less O radicals are formed by reaction
(13), which in turn, decreases NO formation.
H+0,+M— HO:+M (14)
Predictions presented in Figures 5 and 6 are in accordance with
the experiments as well as the calculations carried out for a plug
flow reactor presented by Aho et al. (1995).
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Figure 6 - Predicted concentrations of O.
CONCLUSIONS

[t has been shown by modeling work that the conversion
of volatile fuel N to NO in the boundary layer decreases with
increasing total gas pressure at constant gas composition. In the
char combustion stage, the increase in the pressure, increases the
ratc of reactions and boundary layer temperature forming a
reducing zone on the particle surface and less char-N is converted
to NO. Besides the direct effets of pressure in the heat and mass
balances around a burning paricle, detailed kinetic modeling has
shown that pressure also contributes indirectly to reduce NO
formation since atomic oxygen is consumed by other competing
reactions.
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NOMENCLATURE

¢ specific heat, ] kg 'K
D diffusivity, m*/s

[ geometric factor, 0 for a plate, 1 for a cylinder and 2 for a

sphere
m mass, kg
A< mass flux. kg ms!
Ah heat of reaction, J kg"
p  pressure, N m*
R particle radius, m
R, universal gas constant, 8.314 J mol 'K
r - radial distance, m
#¢ char oxidation rate kmol m’s’

3




T temperature, K

1 velocity, mass velocity (mass flux/density of volatiles) inside
particle, m s

Y mass fraction

€ emissivity

% thermal conductivity, W m 'K’

B viscosity, kg m''s™

p  density, kg m™

@ volumetric source or sink of species, kg ms!

o Stefan-Boltzmann’s constant, 5.67x10* W m~ K *

Subscripts

0 inital

¢ char

g gas

k  species

n  heterogencous surface reactions (C-O,, C-CO,, C-H,0)

P particle

s surface

v volatiles

wall, radiation source
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RESUMO

Um modelo foi desenvolvido para a vaporizagao de uma gota de emulsao isolada, com propriedades fi-
sicas constantes. A velocidade de difusao relativa entre as duas fases liguidas é levada em conta, sendo a
composigao no interior da gota varidavel no tempo ¢ no espago. As equagoes de conservagio de massa e de
energia, acopladas a um modelo para a fuse gasosa, foram discretizadas pelo método das linhas usando vo-
lmnes de controle. O modelo prevé o comportamento transiente da gota durante a sua vaporizagio (raio,
temperatura, composicdo) e a existéncia dos limites de vaporizagao preferencial ¢ de vaporizagiao com com-
posigao uniforme. Dados experimentais de microexplosoes, sob certas condi¢oes, podem ser parcialmente in-
terpretados pelo modelo através de uma previsao do limite de superaquecimento da emulsdo. A discrepancia
entre modelo ¢ dados experimentais é atribuida ao efeito de propriedades varidveis na fase liquida.

INTRODUCAOQ

O uso de combustiveis emulsificados é uma alternativa para
aumentar a eficiéncia da combustdo de fragdes pesadas de petré-
leo. Em um combustor, as gotas de emulsio formadas pela atomi-
zagio do combustivel emulsificado podem explodir espontanea-
mente quando aquecidas. Esse fendmeno, conhecido como mi-
croexplosio ou atomizagho secunddria, fragmenta as gotas de
emulsdo em gotas menores, que vaporizam rapidamente. Como a
vaporiza¢io ¢, geralmente, o processo que limita a taxa de reagio
de combustdo de hidrocarbonetos pesados, a ocorréncia de mi-
croexplosoes pode facilitar a queima do combustivel ¢, consc-
quentemente, diminuir a emissdo de fuligem e hidrocarbonetos
ndo queimados pelo sistema.

Combustiveis liquidos pesados sao emulsificados com a adi¢io
de dgua ou dlcool e de um tensoativo. Em uma emulsao do tipo dgua
em Gleo, a dgua encontra-se na forma de microgotas dispersas na fase
combustivel. Durante a vaporizagio da gota, as microgotas gque estao
no interior da gota de emulsio podem, dependendo da temperatura ¢
da pressdo no combustor, atingir o limite de superaquecimento. Neste
ponto gue ocorre a temperaturas relativamente altas, a probabilidade
de formagiio e crescimento de micleos de vapor dentro da gota torna-
se significativa. O crescimento rapido dos nicleos, causado pela
vaporizacdo do componente superaquecido, provoca a microexplosio.

Virios trabalhos experimentais tém estudado a microexplo-
sdo em gotas de combustiveis emulsificados vaporizando & pres-
sdo atmosférica (Lasheras et al., 1979, Yap er al., 1984). Esses
estudos mostram que a composicio da emulsiio e a diferenca de
volatilidade entre os componentes sio fatores determinantes para
a ocorréneia de microexplosoes.

Law (1977) desenvolveu o primeiro modelo para a vaporizagio e
combustio de gotas de emulsdes. O modclo descreve os processos de
transporte de massa ¢ calor na fase gasosa e a mudanga de fase na
interface liquido-gds. A composi¢io da fase liquida é mantida cons-
tante e, como nio ¢ considerado nenhum processo de transporte no
interior da gota, 0 comportamento transiente durante a vaporizagio
nao pode ser avaliado. Entretanto, a previsio de que o aumento da
pressdo ambiente poderia favorecer a microexplosio foi conformada
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experimentalmente (Wang e Law, 1985). Recentemente, Leite ¢ Lage
(1997) desenvolveram um modelo para a vaporizagio de gotas de
emulsoes incluindo o aquecimento transiente da gota, mas desprezan-
do qualquer variagio de composigdo no seu interior. O modelo prevé
qualitativamente as tendéneia gerais do processo de microexplosio.

Law (1977) formulou a hipétese de que o deslocamento das
microgotas da fase dispersa é desprezivel para o caso de vaporiza-
¢do a altas temperaturas (T > 1000K) de gotas de emulsio de dgua
em n-hexadecano. Neste caso, a alta viscosidade desse hidrocarbo-
ncto e o grande tamanho das microgotas de dgua contribuiriam para
o estabelecimento de um transporte de massa lento, cujo tempo
caracteristico seria bem menor do que o da vaporizagio da gota.
Esta hipdtese estaria também apoiada na existéncia de microexplo-
530 nestes casos, jd que uma alta taxa de transferéncia de massa
levaria uo limite de destilagio, no qual o componente mais voldtil
vaporizaria primeiro, dificultando o processo de microexplosio.

Entretanto, existem observagdes experimentais que demons-
tram a possibilidade da ocorréncia da vaporizagio preferencial do
componente mais voldtil durante a vaporizagao de gotas de emul-
sdo dgua/dleo sobre uma placa quente (Avedisian e Fatchi, 1988).
Embora em outra configuragéo, estes resultados mostram a possi-
bilidade de vaporizagio preferencial, principalmente & baixa
temperatura, quando nio ocorre a microexplosio da gota,

Neste trabalho, foi desenvolvido um modelo de vaporizagio
que considera o transporte transiente de calor ¢ massa no interior
da gota de emulsio. A sua aplicagdo & vaporizagio de gotas de
emulsdo de dgua/hexadecano permitiu simular 0 comportamento
da vaporizagdo nos limites opostos de vaporizacao preferencial e
de composicio uniforme no interior da gota. Além disso, foi
possivel realizar algumas comparagdes quantitativas com resulta-
dos experimentais de microexplosio.

MODELO DE VAPORIZACAO

Modelo da Fase Gasosa. O transporte de massa e energia na
fase gasosa ao redor da gota € descrito de acordo com a teoria de
filme estendido. que € vilida para ambicntes estagnados ou con-
vectivos, incorporando o espessamento do filme causado pelo




fluxo massico origindrio da vaporizagio (fluxo de Stefan). Origi-
nalmente aplicada por Abramzon ¢ Sirignano (1987) para a vapo-
rizagio de gotas de uma substincia pura, foi estendida a gotas
multicomponentes por Lage (1992) ¢ Lage er al. {1993a),

O modelo para a fase gasosa desenvolvido por Lage (1992) e
Lage et al. (1993b) admite as hipotese de gases ideais, transferén-
cia de calor ¢ massa quase-estaciondria e propriedades fisicas
avaliadas nas condigdes de filme, através da “regra de 1/37
(Hubbard er al.. 1975).

A taxa de transferéncia d calor para o aguecimento da gota ,
0. e a taxa de vaporizagio. A< sdo calculadas por este modcelo
como fungdes dos mimeros de Nusselt, Nuy,, ¢ Sherwood, Shy,,.
avaliados para o filme estendido. As equagdes que determinam
m<e () sao dados por (Lage. 1992):

W= 2nRp, D, Sh,, (B )B, . i=1.2 (1)

w<2mRk | Se €, | Ny (B, )B (2)
=l

, =fH - L) (3}

onde p, ¢ &, sdo, respectivamente, a densidade ¢ a condutividade
térmica da fase gasosa. D, ¢ o coeficiente de difusio da espéeic @
na fase gasosa, Cpy € 0 L‘L’I!Ul’ especitico do componente ¢ puro, R
¢ o raio da gota, e B; ¢ o nimero de transteréneia de massa da
espéeie 1, que ¢ definido por B, = (Y =Y. ]/(E ~Y ). onde ¥, éa
fragao massica da espéeie ¢ (s indica a superficie da gota ¢ = 0
ambiente) e €, = WS/ ¢ a fragio vaporizada da espéeie i A
entalpia de vaporizagio, L, ¢ dada por L=¢ L, +¢,L,. cnquanto
que H ¢ a entalpia cletiva de vaporizagio, fungio do nidmero de
transferéncia de calor, B, =C, (1. -7 )/H(T,)

no calor especifico a pressio constante da mistura gasosa, C
Eq. (2). B = (E|( et £,C 52 )’”r /( re
transferéncia de calor,

Correlagdes  empiricas  vilidas  para o estado  quase-
estaciondrio sio usadas para o cileulo de Nug, ¢ Shy,, para o filme
estendido. Essas correlaghes podem ser obtidas experimental-
mente ou por cileulo tedricos, gue sio baseados na solugio nu-
mérica das equagoes de conservagio ou na aproximagio  por
camada limite (Lage, 1992). Neste modelo, as seguintes correla-
¢oes obtidas por Lage ct al. (1993u) serdo usadas:

. que € baseado
e Na
¢ um outro numero de

NH”/NH;I, = (l + b.r ) a1 II. /Sn"f : (] + Br ) ) 4)

onde Nu'(Re,)c 5111,,(&»,,) sdo obtidos a partir de correlacoes

para uma gota sem vaporizagio, considerando tal gota como uma
esfera solida (Clift ef al., 1978). -

Modelo da Fase Liguida. O modelo desenvolvido utiliza o
conceito de fases interpenetrantes, cada fase tendo o seu proprio
campo de velocidade. Este conceito de interpenetragio origina-se
através de uma aproximacio em uma escala mator que a molecu-
lar (Stewart ¢ Wendroff, 1984).

Com as hipoteses de simetria esférica, circulagio interna
desprezivel, tase liquidas puras ¢ imisciveis ¢ em equilibrio tér-
mico local, propricdades fisicas constantes para cada uma das
fases liquidas, com valores iguais para a densidade, p;. ¢ termo de
interdifusio desprezivel, as equagoes de conservagio de massa ¢
energia para um modelo unidimensional de vaporizagio de gotas
de emulsao bifidsica ¢ bicomponente podem ser eseritas como:

i}_p_ ]a(
ot ar

ov)=0 = v=0 (5)

pois, como p, =p, ,adensidade p=p,0+p, (1-o) ¢ constante, ¢

aq> d
3': re df[ o ] @

ar _a 9 .aT
et e el (7)
o torl or

onde 1 € o tempo, r ¢ a coordenada radial, o indice numérico (1,
por exemplo) indica cada uma das 1'u~;u; ¢ representa a fragio
volumétrica da fase 1, v —[p ov, +p (]J)\ ]/p ¢ a velocidade
média mdssica. T ¢ a temperatura, u:k/(pC*.} ¢ a difusividade

térmica do combustivel emulsificado, sendo & =k._q)+k:(l - é) a

_¢km l/p ¢
o calor especifico a pressio constante avahiado em uma condigiio
de referéncia,

Definindo a velocidade relativa v, =v, —v,, obtém-se, a

= v+ (p. /PN~ 0 = (-0

p-. Esta expressio pode ser substituida na Eq.

condutividade térmica efetivae C, = [pld_)(_.',.l +p:(l

partir da definigdo de v, que v,
poisv=0¢cp=
(6), levando a

20,19 b1-g)v,]=0 (8)
N or o

Assim. a consideragio de um campo radial de velocidade
para cada fase introduz na equagiio de conservagio de massa para
a espécie 1, um termo em vya. Dependendo do valor deste pari-
metro, o modelo pode simular desde casos em que nio existe
deslocamento relativo entre as fases. vy = 0 (Law, 1977), até
casos em que pode ocorrer a vaporizagio preferencial do compo-

nente mais voldtil, |v,,|>>0. E importante observar que o com-

portamento fisico esperado para o transporte de massa dentro de
uma gota de emulsio bifdsica vaporizando deve situar-se entre
esses dois extremos, sendo dependente, principalmente, da tem-
peratura do ambiente (T ) ¢ dos componentes da emulsio.

Como a movimentagio das microgotas da fase dispersa du-
rante a vaporizagio da gota de emulsio ainda ndo € bem compre-
endida, admitiu-se um modclo difusivo em que v|5 é proporcional
ao gradiente de fragio volumétrica da fase dispersa no interior da
gota de emulsiio. ou seja,

09
=—f (9
o dr

onde b ¢ um parimetro de prupurummhdade que possui unidade
de difusividade (por exemplo, m/s) que deve ser ajustado, a
principio, a partir de dados experimentais para a vapoﬁzage’lo de
gotas de emulsio isoladas. O gradiente de concentragio ¢ gerado
devido & diferenga de volatilidade entre os componentes da emul-
54d0.

Utilizando a Eq. (9), pode-se escrever a Eq. (8) na forma

% 10 ).,

- 0 CD)J h

= (10
o r r).i'

O modelo de vaporizagio ¢ entdo formado pelas Eqs. (7) e
(10), com as seguintes condigodes iniciais e de contorno:

1=0. o=0,(r) T=7,0). (1n




r=0, %9 . (12)
dr  dr
¢ <
=R(), 0,1-0, p— =——(0, -¢,). 13
r=R() p:0,( "’*)’a,-, el (13)
4ankgT =H - L)=0, . (14)
:

i

Estas condigbes de contorno foram obtidas a partir das con-
di¢des de simetria no centro da gota ¢ de balagos de massa e
energia na superficie da gota. As varidveis O, (ou H). g ¢ 74 sio
obtidas através do acoplamento com o modelo da fase gasosa.

Completando o modelo da tase liguida. a taxa de variagao do
raio da gota ¢ dada pela hipdtese quasc-cstacionina, que leva a:

dR m<

s (15)
di 4mp R°

Modelo da Interface. O modelo utilizado para a mudanca de
fase na interface foi desenvolvido por Leite ¢ Lage (1997). que
descreve o fendmeno tridimensional de vaporizagcao através de
um modelo unidimensional, no qual a fragio de cada componente
vaporizado presente num filme gasoso interfacial ¢ suposta como
sendo proporcional & fragio voluméirica do respectivo compo-
nente na superficie da gota. Assim as condi¢des do gids na interfa-
ce sdo dadas por:

y,=00, =peT)P, i=12 (16)

N L=y g (17)

onde y;, € a fragio molar do componente / na mistura gasosa
sobre a interface e ¢, € a fragio volumétrica do componente ¢ na
superficie da gota (¢, + ¢-, = 1).

SOLUCAQ NUMERICA

Para facilitar a solu¢iio do problema de fronteira livre dado
pelas Egs. (7) ¢ (10), o problema foi adimensionalizado usando
n= :‘/R(r), rzar/[R[{J}]" o que leva ao raio adimensional
B= R(.')/R{O), fixando a posigio da superficie da gotaemny = 1.

As equagoes do modelo de vaporizagio para a fase liguida,
em forma adimensional, foram discretizadas pelo método das
linhas usando volumes de controle. A malha utilizada foi nio
uniforme, concentrando os volumes na superlicie da gota, onde,
devido a vaporizagdo. existem os maiores gradientes. Os detalhes
dos processos de adimensionalizagio ¢ de discretizagiio sio apre-
sentados por Leite (1998),

O sistema de equagoes diferenciais ordindrias resultante da
discretizagdo em 1 do modelo da fase liquida, no qual as condi-
¢oes de contorno, Eqs. (11-14), foram incorporadas, foi acoplado
ao modelo para a fase gasosa. ao modelo da interface. ¢ 4 Eq.
(15). Em cada instante de tempo, a taxa de vaporizagiio é calcula-
da pelo modelo da fase gasosa igualando a Eq. (1), cscrita para o
componente mais volatil (dgua), com essa mesma equagio para 0
hidrocarboneto. A partir dessa igualdade, e com a utilizagio da
Eq. (16), o valor de ¢, é calculado iterativamenie ¢, entdo, as
varidveis Y. B, e i< sdo determinadas. Apds o calculo de m<, H.
By e @, sio obtidos a partir das Egs. (2) e (3).

A integracio do sistema completo de equagoes diferenciais
ordindrias no tempo foi realizada pela rotina DASSLC (Secchi,
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1992), que resolve problemas de valor inicial em sistemas algé-
bricos-diferenciais, utilizando os métodos BDF (Backward Diffe-
rentiation Formula) com passo ¢ ordem variiveis. Utilizou-se a
opgio de matriz de iteragio cheia ¢ a inicializagio foi realizada
pela propria rotina.

As simulagdes da vaporizacio de gotas de emulsoes utiliza-
ram propriedades fisicas para os componentes gasosos e liguidos
hascadas em dados experimentais ¢ em métodos de predicio de
propriedades fisicas. As propricdades das fases liguidas foram
avaliadas a uma temperatura média entre a temperatura inicial ¢ a
temperatura de ebuli¢io do liguido i pressio do ambiente. Maio-
res detalhes sobre a determinagiio das propriedades fisicas ultili-
zadas no modelo de vaporizagcio podem ser obtidos em Leite
(1998).

RESULTADOS DO MODELO DE VAPORIZACAQ

O modelo de vaporizagio desenvolvido neste trabalho per-
mite avaliar a importancia do processo de transferéncia de massa
dentro da gota, através da movimentagio das microgotas de
emulsio, Para valores de b abaixo de um certo valor minimo,
atinge-se o limite no qual a transferéneia de massa pode ser des-
prezada (as microgotas ndo se movimentam), Esta ¢ a hipotese
adotada no modelo de Law (1977), que nio considerou a transfe-
réncia de calor dentro da gota. ¢ mo modelo de Leite e Lage
(1997). Neste limite. espera-se gque o modelo reproduza os resul-
tados do modelo de Leite ¢ Lage (1997), o que permite confirmar
a determinagiio do valor limite de 5. Por outro ludo, para valores
elevados de b, existe um outro limite no qual a transferéncia de
massa ¢ muito mais ripida que o processo de vaporizagio. Neste
caso. o deslocamento das microgotas da fase dispersa é limitado
apenas pelo gradiente de concentragio na gota de emulsio que é
gerado devido & diferenga de volatilidade entre seus componen-
tes. Na realidade, a resisténcia i difusio das microgotas da fase
dispersa no combustivel ndo deve ser nem tio grande, a ponto de
impedir um deslocamento da fase dispersa, e nem tdo pequena, a
ponto de ser possivel desprezar totalmente a resisténcia & movi-
mentagdo da fase dispersa.

Infelizmente, nio existem na literatura dados experimentais
suficientes para permitir uma estimativa direta de b. nem mesmo
para as cmulsoes mais estudadas, como as de dgua em n-
parafinas. A Talta de dados para a vaporizagio de gotas isoladas
nao impede. entretanto. a verificacio da importancia desse pari-
metro dentro do processo de vaporizagio ¢ a sua determinagio
indireta a partir dos poucos dados experimentais disponiveis.

Os resultados apresentados nas figuras a seguir referem-se i
vaporizacio de gotas de emulsiio de dgua em n-hexadecano, com
raio inicial de 130 pm. temperatura inicial de 300 K, ¢ fragio
volumétrica inicial de dgua de 25% (4, = (.25). vaporizando em
ambiente estagnado composto de ar (¥, = 1) a 1400 K ¢ | bar,

A Figura | mostra o resultado do modelo de vaporizagio
para b = 0.1 e¢m¥/h, ilustrando a convergéncia do método de
solugdo aplicado a0 modelo. usando malhas com 11, 21 ¢ 41
volumes de controle. Todas as curvas representadas sdo coinci-
dentes.

Os dois limites relucionados a0 transporte de massa sio
apresentados na Figura 2: um em que ndo ocorre qualquer deslo-
camento das microgotas de dgua durante a vaporizagao, obtido
com b= 0,1 cm’/h (ou blo. = 0,023); ¢ outro em que a resisténcia
a essc deslocamento ¢ praticamente nula. ¢ que foi aproximado
com b =400 cm/h (ou bl = 93). E importante esclarccer que o
comportamento previsto pelo modelo para valores do parametro
b < 0.1 cm*/h ndo difere significativamente daqueles previstos
para b = 0.1 em*/h. O mesmo ocorre no caso de b > 400 cm¥/h,
em que os resultados ficam bem proximos daqueles obtidos com
b = 400 cm*/h. Assim, para ir do primciro limite até o segundo,



foi necessdrio variar o valor do pariimetro b em, aproximada-
mente, trés ordens de grandeza.

No caso em que a resisténcia & movimentagio da fase disper-
sa ¢ praticamente nula (h = 400 ¢m™/h). a diferenga de volatilida-
de entre os componentes da emulsdo ¢ o fator determinante do
comportamento da vaporizacao. Para emuisdes gue apresentam
uma grande diferenga de volatilidade entre 0s componentes (por
ex., dgua-hexadecano). o gradiente de fragio volumétrica gerado
dentro da gota permitird a vaporizagio preferencial da fase mais
voldtil (dgua), devido & baixa resisténcia ao deslocamento da
mesma, Observando as curvas para a vaporizagio de gotas com,
praticamente, um Gnico componente (representadas na Figura 2
como gotas com 1% e 99% de dgua em volume), pode-se obser-
var as semelhancas entre as inclinagdes dessas curvas ¢ as incli-
nagdes apresentadas pela curva referente ao limite de resisténcia
nula ao transporte de massa (b elevado). Essa semelhanga indica
gue, num primeiro momento, a dgua vaporiza preferencialmente,
mantendo a inclinagdo da curva de vaporizagio da emulsio igual
i inclinagdo da curva de vaporizagao de uma gota com dgua pura.
Apds a vaporizagio da dgua. o n-hexadecano restante vaporiza
como uma gota de n-hexadecano puro.

As diferengas de comportamento apresentadas pela vapori-
zagio de gotas de emulsdo nos dois limites estabelecidos acima (b
= 0,1 e 400 cm*/h) podem ser ainda ilustradas pelos perfis de
concentragdo no interior da gota ¢ pelas taxas de vaporizagio de
cada componente, dados nas Figuras 3,4, 5¢ 6.

Na Figura 3 é mostrado o perfil de concentragiio no interior
de uma gota de emulsio que vaporiza sem permitir o desloca-
mento da fase dispersa em relagio ao combustivel. Como pode
ser observado, no interior da gota (1 £ 0.96) nio ocorre nenhuma
alteragao substancial na composicao inicial da emuisio. A peque-
na oscila¢io sofrida pela composicio em 11 = 0,96 ¢ causada pela
rdpida vaporizagdo da fragao mnicial de dgua na superficie da gota.
Assim, a gota de emulsdo permancce essencialmente com a com-
posicao inicial, durante todo o processo de vaporizagio.

Na Figura 4, nota-se uma pequena oscilagdo na taxa de vapo-
rizagdo, M, no inicio do periodo de aguecimento. Essa oscilagiio
¢ provocada pela ripida vaporizagio da dgua que estd inicial-
mente na superficie da gota. Como as microgotas de dgua no
interior da gota praticamente ndao s¢ Movimenlam, 0 Mecanis-
mo para sc levar dgua a superficie consiste na redugio do
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Figura 1 ~ Convergéncia do método de solucio. Comportamento
transiente do raio adimensional da gota.
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Figura 2 — Influéncia do valor do parimetro b: casos limiles.
Comportamento transiente do raio adimensional da gota,

tamanho da gota. Entretanto, a taxa de vaporizagio do combusti-
vel é inicialmente pequena devido & temperatura relativamente
baixa da sua superficie. Logo, a gota permanece com aproxima-
damente 0 mesmo tamanho nesse periodo inicial, o que resulta na
queda da taxa de vaporizagdo da dgua. Essa taxa volta a subir a
medida que a temperatura da superficie da gota aumenta, provo-
cando o aumento da taxa de vaporizacio do combustivel e, con-
sequentemente, a redugio do tamanho da gota.

A Figura 5 apresenta o perfil de concentragio para uma gota
de emulsio em que as microgotas da fase dispersa podem se
movimentar liviemenie no sentido de anular o gradiente de con-
centragio provocado pela diferenga de volatilidade entre os com-
ponentes. Como a redugio do gradiente de concentragio implica
em uma menor velocidade de deslocamento da dgua no interior
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Figura 3 — Perfil de fraciio volumétrica no interior de uma gota de
emulsio durante sua vaporizagio. Transferéncia de massa
desprezivel (b pequeno).
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Figura 4 — Perfil das taxas de vaporizagio de uma gota de
emulsdo durante sua vaporizagio. Transteréncia de massa
desprezivel (b pequeno).

da gota, alguma quantidade de dgua serd cncontrada no seu inte-
rior mesmo ao final da sua vaporizagdo. Na Figura 6, é possivel
observar que a taxa de vaporizagio da gota de emulsao € contro-
lada inicialmente pela vaporizagio da dgua ¢, em seguida. pela
vaporizagdo do n-hexadecano. Na Figura 7 ¢ aprescntada uma
comparagdo entre 0 modelo desenvolvido no presente trabalho e
o de Leite ¢ Lage (1997). Os resultados referem-se & vaporizagio
de uma gota de emulsdo sem transporte interno de massa. ou scja,
sem deslocamento das microgotas de dgua em relagdo ao n-
hexadecano. O valor de b foi fixado no seu limite inferior (b =
0,1 em*/h ou blo = 0,023). A nio coincidéncia perfeita das curvas
se deve a uma diferenga na modelagem da fase gasosa. No mo-
delo de Leite e Lage (1997), a gota de emulsio vaporiza manten-
do a fracio mdssica de dgua na taxa vaporizada, €, =mS/B¥¢,
sempre igual & fracio mdssica inicial de dgua no interior da gota.
Desse modo, a energia transferida para a gota no inicio da vapo-
riza¢ao ¢ usada para aquecer a superficie até uma temperatura em
que tanto a dgua como o combustivel possam vaporizar, manten-
do vilida a relagio acima. Jd no presente modelo, em que o
transporte de massa ¢ desprezado atribuindo-se um valor baixo ao
pardmetro b, somente a dgua que estd no interior da gota pode ser
impedida de se deslocar e vaporizar junto com o combustivel,
Como a Figura 4 mostra. a dgua que se encontra na superficie da
gota vaporiza logo no inicio do periodo de aquecimento, consu-
mindo parte da energia que seria usada para aquecer a gola nesse
instante inicial e, consequentemente, causando um pequeno
retardamento da redugio do tamanho da gota em relagio aos
resultados previstos pelo modelo de Leite e Lage (1997).

Utilizando o modelo desenvolvido por  Avedisian ¢
Glassman (1981), Leite (1998) determinou o limite cinético de
superaquecimento para emulsdes de dgua em n-hexadecano sob
diversas condig¢des, utilizando uma tlaxa de nucleacio de 100
niicleos/cm?. O valor do limite de superaguecimento praticamente
ndo varia com o didmetro da gota, com o didmetro da microgota
de dgua e com a fragdo méssica de dgua, que afetam a drea inter-
facial, variando basicamente com a pressio. Para | atm, o limite é
basicamente igual a 540K,

Dados experimentais da microexplosio de gotas de emulsio
de dgua (¢, = 0,18, 1 atm) e n-hexadecano em ambicnte estagna-
do foram obtidos por Lasheras er al. (1979) e Yap ef al. (1984).
Lasheras et al. (1979) obtiveram a microexplosio de uma gota,
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Figura 5 — Perfil de fragio volumétrica no interior de uma gota de
emulsiio durante a sua vaporizagio. Transferéncia de massa mais
ripida que a vaporizagio (b elevado).

com 260 pum de diimetro inicial em um ambiente a 1500K, em
100 ms ¢ com um diametro de microexplosdo de 140 um (B, =
0.538). Yap et al. (1984) obtiveram a microexplosio de uma gota
(2R(0} = 250 um) a 1200-1400K, em 140 ms ¢ com f,, = 0,52. O
modelo de vaporizagao foi utilizado para simular estes casos (T
= 300K; T_= 1300K no scgundo caso), estimando-se o valor de
blo: necessdrio para gue, para os valores de B, dados, a tempera-
tury da gota fosse igual a 540K em um dado ponto do seu interi-
or. Para bloe = 10, T(n = 0,75) = 540K nos dois casos. Entretanto,
os valores obtidos para o tempo de microexplosio (84 ¢ 97 ms,
respectivamente) ndo concordam com os valores experimentais.

A concordincia entre 3, ¢ T(n = 0.75) = 540K nos dois
casos para bloe = 10, contradiz a hipétese de Law (1977) de que
a movimentagio das microgotas da fase dispersa seria despre-
zivel nestes casos. Para estas simulagOes, cxiste vaporizagio
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Figura 6 — Perfil de vaporizagiio de uma gota de emulsao durante
a sua vaporizacdo. Transferéncia de massa mais rdpida que a
vaporizagdo (b elevado).
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Figura 7 — Comparacio entre modelos de vaporizagio.

preferencial da dgua, ¢ ¢(m = 0,75) = 0,02-0,03 no instante da
microexplosio (estimado quando B = B, ¢ T(n = 0,75) = 540K).
Tais valores sdo baixos, o que deve dificultar, mas ndo impedir a
ocorréncia de microexplosoes.

Assim, experimentos ¢ simulagdes tem apenas uma concor-
dincia parcial. Como efeitos de circulagio interna sio desprezi-
vels para gotas sem velocidade relativa (condigoes estagnadas), a
discrepincia entre os lempos de vaporizagio experimentais e
simulados deve ser origindria de efeitos de propricdades varia-
veis, desprezados no presente modelo, Note que Lage er al.
{1993b) mostraram que o efeito de propricdades varidvels au-
menta o tempo de vaporizagio de gotas de solugdes na faixa de
10-50%. Este efeito também influencia o valor determinado para
bloc pelo procedimento descrito acima. Como o modelo prediz
que a temperatura da superficie aumenta conforme b/o aumenta,
¢ como 0 aumento do tempo de vaporizagdo leva a uma menor
necessidade de um gradiente de temperatura para que a gota
atinja o limite de superaquecimento, o cfeito de propriedades
varidveis devera levar a menores valores de bfo

CONCLUSOES

Um modelo de vaporizagio de gotas de emulsio foi desen-
volvido, incluindo o transporte transicnte de calor ¢ massa no
interior da gota, cujas propricdades siio consideradas constantes.
O modelo foi capaz de representar dois tipos diferentes de vapo-
rizagdo: a vaporizagio preferencial (limite de destilagio) ¢ a
vaporizagdo com composicao constante (limite de transferéncia
de massa desprezivel). Resultados cxperimentais da literatura
para a microexplosio de gotas ¢ scus valores simulados mostram
concordincia parcial. A discrepancia ¢ atribuida a cleitos de
propriedades varidveis.
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ABSTRACT

A constant property vaporization model has been developed for
cmulsion droplets. The relative phase diffusion velocity has been
considered in the model, and the emulsion composition inside
the droplet varies with time and space. The mass and energy
conservation equations, coupled with a gas-phase model, were
discretized by the finite volume method of lines. The model
predicts the transient behavior of the droplet vaporization (ra-
dius, temperature and composition). The distillation limit and the
constant composition limit are also predicted by the model. Ex-
perimental data on droplet microexplosion could partially be
interpreted by the model. Existing discrepancies were attributed
to effects of liquid variable properties.
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SUMMARY

The effects of differential diffusion on unsteady diffusion flames are considered for one-dimensional geometri-
es. A Stefan problem is obtained for a single planar flame separating two semi-infinite regions containing fuel and
oxidizer. Non-unity diffusivity ratio and the stoichiometry affect strongly the flame evolution and determine the
conditions to obtain a stationary flame. A fuel strip surrounded by an oxidizer is considered and its burning can
represent the burning of a gas pocket or supercritical droplet. It is demonstrated for a fuel strip that increasing
O/F diffusivity ratios decrease the maximum flame expansion and decrease the burning times, while increasing
initial equivalence ratios will increase the maximum flame expansion and will increase the burning rimes.

INTRODUCTION

Analytical and numerical solutions for unsteady diffusion
flames are usually modelled by adopting several simplifying
assumptions. Constant density, constant specific heat and
constant diffusion coefficients are common assumptions, as
made by Marble (1983), Linan (1993) and Candel (1993).
Since there is mostly of fuel on one side of the flame and oxidi-
zer on the other side, the governing diffusion coefficients on
the two sides of a diffusion flame can be vastly different.

To analyse the effects of this difference on unsteady diffu-
sion flames, simplified analytical and numerical solutions for
diffusive bumning with different diffusion coefficients using the
fast chemistry or flame sheet model of buming have been de-
veloped. The resulting problems are classical Stefan problems,
similar to moving boundary problems arising in the theory of
solidification and melting, as described by Crank (1956) and
Carslaw and Jaeger (1959).

0) C. I

Initially the effects of different diffusion coefficients on a
single planar diffusion flame with two characteristic diffusion
coefficients are considered. The assumptions for this analysis
are constant binary diffusion coefficients for the fuel side (Df)
and the oxidant side (D,); constant and equal densities for both
fuel and oxidizer; unity Lewis numbers, i.e., AdCp =pDf and
Ao/Cp.o =pDp; the same initial temperatures, T, for both fuel
and oxidant; fast chemistry and a single step reaction with s Kg
of oxidant reacting with 1 Kg of fuel; no thermal diffusion;
instantaneous ignition at all points of the fuel-oxidant interface;
fuel is in the negative half-space with initial mass fraction Yrg
while oxidant is in the positive half-space with initial mass
fraction Y, 4; the flame is planar, horizontal and uniform. Fig.1
shows a scheme of a planar flame.

The Schvab-Zel'dovich (SZ) formulation, as presented by
Williams (1985), is applied separately for fuel and oxidant,
since each side has a characteristic binary diffusion coefficient.
The following system of partial differential equations, with
respective initial/boundary conditions, is then obtained:

ap! B! B(r>0,t=0)=0

g i U 1
E Do or? Blr 5 e,¥1)=0 W
ap? ap? Bl(r<0,=0)=1

R i 0 2
or b ar’ Bl (r— —o,V1) =1 &

where B are the normalized SZ variables or, equivalently,
the mixture fractions for the oxidant (superscript 1) and fuel

sides (superscript 2):
Leote Yo
g Yeo Yoo, 0 ¥ Yo
! I+¢ (I+3) Yo Yy
C(T-T,
=.Y;+ﬂ_*’_(_____°)_ (3)
Yeo Yy o0

where ¢ =s¥, , /Y, , is the initial equivalence ratio.

Ar
OXIDIZER , Yogo
Tfame
t=0
Tmz
FUEL, Ygp

Figure 1 - Scheme of a planar flame.
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Since there is no fuel-oxidizer interpenetration for the fast
chemistry limit, the SZ variables can be simplified further.
There are two interface conditions which couple the two equa-
tions. The first condition corresponds to zero mass fraction of
oxidant or fuel at the flame position:

Bl (rpun) = B (ren ) =1/(1+0)= B, (4a)

The second interface condition is ohtained by setting the
diffusive fluxes in stoichiometric proportion at flame position:

ay, aY
.DDG_”{ =—spD; =+ (4b)
ar f'fh & -‘-fﬁ—

-2 two ordina-

Using the similarity transformation, y = rt
ry differential equations are obtained for B!’ and, after

applying the initial, boundary and first interface conditions, the
following solution is obtained:

B = 1 [l-ed{’/m)}
146 1-erl/ 4D, )

P ¢ lter r/ 4D, &
‘ 1+¢ | 1+erflc/|4D,

The constant ¢ results from the requirement that the form of
the flame position coordinate has to be rum = ct'? to yield
B!? = B, =constant at the flame position, as can be seen from

(5)

direct substitution in the given solutions. The value of c is
calculated by using the second interface condition; yielding the
following expression:

3333

Ja exp(y) 1-erf(y) .
¢ explar’) 1+ erflyyar)

where ¥ = c(4Do)™' is a non-dimensional coefficient for the
flame position, and @ = Dy/Dy is the ratio of the diffusion
coefficients. Equation (7) indicates that if the flame is stationa-
ry, with ¥=0, then @@ = ¢>. For reactants with equal diffusion
coefficients, the stationary flame occurs for ¢ = 1.

M

Figure 2 displays the variation of ¥ versus diffusivity ratio
a, for initial equivalence ratios ¢ = 0.5, 1.0 and 2.0. [t is seen
in Fig. 2 that increasing values of ¢ yield increasing values of
non-dimensional flame position coefficients 7, while increasing
values of a give decreasing 7, except for the leaner flame, with
¢ = 0.5, which presents a minimum ¥ at, approximately, a =
1.5. In the case of equal diffusion coefficients, the’ non-
dimensional flame position coefficient is simplified to

T |
=erf [¢+!] : (8)

and, if ¢ > 1, the flame burns towards the oxidizer or ¥ > 0.
Thus, for reactants with equal diffusivities, rich flames bum
towards the oxidizer while lean flames burn towards the fuel.
In the case of a small difference in diffusivity between fuel and
oxidizer, @ =1 + & with lg << 1, and for 0 < y < 1, the non-
dimensional flame position becomes

Y 9)

p+l+e

and, consequently, y=0if ¢ =1 + &2, and a stoichiometric
flame will not be stationary. For y>>1, it can be showed that

(a+e)y = (i1 +9) - £12)/[2y ), which is true only if ¢
>>1, i.e., for very rich flames. And finally, in the case of
y<<-l, it can be showed that y’zin[—(]+il¢)/2y\/;).
which is true only if ¢ — 0, i.e., for very lean flames.

The mass fraction and temperature profiles are given by the
following expressions:

Yo _1+¢ Y B

=—=(B'-B,) fo=]-=L (10)
Yru [ 4 yu.u ﬁ;
Yor =1 0-p Yro =(1+5)B (1
YFI} ¢ F.0
T.-T, 1-8 L-%,_B8 a2
T,-T, -8, T,-T, B,
Yerer =1=Y, =Y, Yeso =1-Y =Y, (13)

It can be seen that the product mass fraction profiles and
the non-dimensional temperature profiles are proportional to
each other, This is a consequence of assuming unity Lewis
numbers and equal diffusivities for all components in each side
of the flame sheet. The values of specific heats of fuel, Cpf,
and oxidant, Cp g, must be equal at the flame position in order
to avoid a jump discontinuity in the flame temperature, as is
evident from the relation:

Q.Fﬂ

T,=T+ QY”
i

B, =T+—=—=8, (14)

rF [

obtained from the SZ variables for both sides of the flame.

It should be noted that for equal thermal diffusivities for
both oxidizer and fuel, the diffusivity ratio is equal to the Lewis
number ratio, Dg/Dgo= Leg/Leg and the previous results can be
extended to analyze the effects of non-unity Lewis numbers.

Figure 2 — Non-dimensional flame velocities ¥ versus
diffusivity ratio @, for a single planar flame
and for various equivalence ratios.




DIFFUSION LAYER THICKNESS

The effect of the difference in the diffusion coefficients on
the mass fraction profiles can be quantified, by defining a
diffusion layer thickness, with the edge determined by the
requirement Y, /Y, =1-€ , withi=For O and lel << 1. The

following expressions were then obtained, for the fuel and
oxidizer diffusion layer thicknesses 6 and 8,

5,.=r!—r“=c:—ﬁed"(E(l+e:j‘(}'JE))—l)M (15)
8y =1, =1, = WaDyers - li-erf (- i (16)

In order to compare the above diffusion layer thicknesses
with the effects of different diffusion coefficients it is necessary
to calculate these thicknesses for the case of equal diffusion
coefficients, with same initial conditions, The fuel diffusion
thickness, for equal diffusion coefficients, is then given by:

ool

1+¢

and the oxidizer diffusion thickness, for equal diffusion coeffi-
cients, is given by:

=lerf™ —ﬂ am g u
5%.9,—{ f [1 l+¢] erf [¢+I]P4D" (18)

The ratios between the respective diffusion layer thickness
of fuel and oxidant, with equal and different diffusion coeffici-
ents, are then given by the expressions:

o

8  _

br 0,0, ef (@-1)(0+1))-erf (2£/(1+9)-1) o
8, __ ol fi-el-erl-y]
80,0, €f (1-2e0/(+0))-erf"((p-1)(0+1))

These expressions are not time-dependent, and can be
applied, e.g., if it is necessary to estimate the area affected by
the variation of the diffusion coefficients. In several practical
problems this variation can be significant.

A simpler method to evaluate the effects of differential di-
ffusivity is to consider the ratio of fuel mass consumption rates
per unit area for flames with equal and different diffusion
coefficients. The following expression is obtained, after diffe-
rentiating Egs. (5) and (6) at flame position:

z exp(-r’]ex [644(3—_1)]’ a1

m [ _2
me (1+¢ |[I-erf(y) o+1

where m, and m, are the fuel consumption rate per unit area
with different and equal diffusion coefficients, respectively.
For given values of a and ¢, Eq. (7) yields ¥, which can be

substituted into Eq. (21), giving the ratio of fuel mass con-
sumption rates. '
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ONE-DIMENSIONAL GEOMETRIES

Analytical solutions for the Stefan problem with two diffe-
rent diffusion coefficients can be easily obtained only for single
planar flames. In the case of fuel strips, cylinders or spheres, it
is necessary to apply a numerical method to solve the gover-
ning equations, given by

9’ _129 , 98!
?‘Fg{‘)f’ ‘5;‘] > ] @)
3! 19 , 9B}

a r 8r(DFr —a}_] H <]rﬁm| K

with initial and boundary conditions

Bllrkar=0)=1 (24a)
Bl(ri>ar=0)=0 (24b)
Blir1=se,Y1)=0 (24¢)

where j = 0,1,2 for a fuel strip, cylinder or sphere, respectively,
and a is the initial semi-width of the fuel strip or the initial
radius of the cylinder or sphere. The interface conditions
include no reactants and stoichiometric diffusion fluxes at
flame position, as given by Egs. (3) and (4), respectively.

Several plots for the evolution of the flame position with
time on a fuel strip were obtained, using a finite difference
scheme. A front tracking method was employed to determine
the flame position in a fixed grid, using Lagrangian interpolati-
on, as described by Crank (1984).

Figure 3 shows the effects of the diffusion coefficient o on
a fuel strip, for several values of the initial equivalence ratio. In
Fig. 3 the initial fuel strip semi-width is given by L. It can be
seen that the diffusion coefficient ratio o has a significant
effect on the total burning time, that is the time required to 1
reach a value of zero. Assuming that the fuel diffusion coeffi-
cient is constant, then Fig. 3 also shows the influence of the
oxidizer diffusion coefficient on the evolution of the flame
position. If the oxidizer diffusion coefficient is smaller than
the fuel diffusion coefficient, that is a < /, flame expansion
will be larger, since fuel molecules diffuse further into the
oxidizer, to mantain the stoichiometric ratio of diffusion flux.
The opposite happens if the oxidizer molecules have higher
diffusivity than the fuel molecules, i.e., the flame expansion
decreases.

CONCLUSIONS

The effects of differential diffusion on unsteady diffusion
flames were considered. An analytical solution was obtained
for a single planar flame separating two semi-infinite regions
containing fuel and oxidizer with two different diffusion coe-
fficients, assuming an infinitely thin flame. Expressions for the
diffusion layer thicknesses and for the increase in fuel mass
consumption were obtained. The effects of differential diffusi-
on on the burning of a fuel strip surrounded by oxidizer have
been studied numerically. Fuel strips can represent the burning
of gas pockets or supercritical droplets. It has been demons-
trated that, for a fuel strip, increasing O/F diffusivity ratios will
decrease maximum flame expansion and will decrease the
burning times, while increasing initial equivalence ratios will
increase the maximum flame expansion and will increase the
burning times.
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Figure 3 - Effects of diffusivity ratio a, on the non-
dimensional flame position, 1 = r/a, for a fuel strip and for
different values of the initial equivalence ratio.
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RESUMO

Neste wrabalho propée-se wm modelo matematico destinado a combustdao de carvao pulverizado em wm
escoamento regente. O modelo é composto por equacées da cinélica quimica na forma exponencial, equagies
concomitantes e de troca de massa. Leva-se em conta a composigao da particula, a devolatilizagdo ¢ a
transformagao de CO ¢ CO; como fungdo da temperatura. As pesquisas numéricas indicam: maior rapidez de
consunio para os voldtets em relagdo ao carbono; brusca passagem da formagao de CO, para formagdo
exclusiva de CO; alias taxas de concentragao de NO, CO ao final do processo.

INTRODUCAQ

Estudos  recentes  (Theis.  1996) comprovam que o
crescimento do consuma energético per capita tem alcangados
niveis surpreendentes em todos os continentes, especialmente nos
paises industrializados. onde acredita-se que este consumo tenha
aumentado em 100 vezes. Face a este fato, tém-se buscado
incessantemente tanto a utilizagdo de fontes renovdveis, como
uma melhor exploragdo e aproveitamento das fontes ndo
renoviveis como o petroleo ¢ o carvio, por exemplo.

Porém, quando sc trata dc modelar um fendmeno deste
género, aparecem indmeras dificuldades. devido a complexidade
do processo propriamente dito: da composi¢ao do combustivel:
voliteis, residuos, carbono puro, cte.: decomposigio dos voldteis
no inicio da combustdo; ao aquecimento da particula ndo ser
uniforme, cte. Durante a combustio, imaginamos que o carvio
seja composto por particulas. na superficie das quais realiza-se a
combustao do carvio, podendo formar CO e CO, como fungio a
temperatura da superficic da particula, O calor oriundo da
combustao difunde-se por convecgio e por radiagio entre
particulas e 0 meio gasoso.

A figura 1 apresenta um esquema da particula de carvio em
condigoes de combustio.

Figura | - Esquema de combustio da particula

A figura 2, representa em campo de escoamento composto
por combustivel (carvdo), oxidante, zona de reacao e produtos de
combustio.

A

Figura 2 - Esquema de combustio em luxo @ | - escoamento do
ar quente; 2 - carvio pulverizado: 3 - meio reagente; 4 - produtos
de combustio com residuos incombustiveis

No inicio do processo, imaginamos o fluxo composto apenas por
oxidante, para dai entio receber pequenas particulas, as quais podem ter
vinos tamanhos. Por ser abundante, o oxidante (jd a uma temperatura
elevada) difunde-se pela superticie das particulas, produzindo CO ¢ CO,
. Enguanto isso, aceleram-se as reagdes quimicas do {luxo, em primeiro
lugar por causa dos voldteis emitidos pelas particulas ¢ depois pelos
demais produtos de combustio, o gue proporciona aumento  de
temperatura ¢ velocidade das reagoes quimmicas.

ESQUEMA FISICO E ADMISSOES DO MODELO

O esquema fisico elaborado considera os seguintes fendmenos:
- reagdes quimicas no meio gasoso, no nivel da cinética guimica
formal e sua influéncia mitua na temperatura do gds (T,);
- alteragao da temperatura do fluxo ¢ sua velocidade:
- velocidades diferentes de devolatilizagiio ¢ queima do carbono;
- aguecimento das particulas durante o processo de combustio;
- influéncia da concentragio de oxidante na  velocidade de
combustio da particula;
- particula contendo substincias voldteis, inertes ¢ carbono;
- a emissdo de matéria voldul dependendo da temperatura da
particula (T,):
- a transmissdo de calor entre particulas ¢ gis ocorrendo por
condutividade térmica ¢ por radiacio;
As hipdteses simplificadas sdo: o gds ¢ as particulas possuem

a mesma velocidade (W) ¢ o fluxo ¢ unidimensional;  as




particulas possuem forma esférica e todas com o mesmo didmetro
(dy): a condutividade térmica dentro da particula € infinitamente
grande: nio hd interagio entre particulas; o consumo de residuos
serd considerado proporcional ao consumo de carbono e pressio
(P) € constante.

MODELO MATEMATICO

Submodelos. O modelo matemitico elaborado inclui como

submodeclos:
1. A devolatilizagio do carvio (Kobayashi et al., 1976):

dmy,

=—my (04K, +0.8K,) (1

dt

onde: K; = Byexp(-E; /R,T;): i=12: B,, E - parametros
cinéticos; 1 - tempo; R, - constante universal de gis no sistema
SL

2. A oxidagiio do carbono na superficie externa do carvio
(Monson et al., 1996). Esta reagiio superficial heterogénea para
uma tnica particula é representada pela equagio do consumo de
carbono:

dme “Ey Los,
==Ap exp n 0, Tep

dt R, T, | °

onde: A, e E| - parimetros cinéticos: my, Mg, My - mMassas
dos voliteis de carbono ¢ de residuo em uma particula,
recpectivamente; Py, - pressio parcial do oxidante; A, - drea
do carbono na superficie da particula.

3. A transformacio do “char” em CO ¢ CO; na superficic da
particula. Esta transformagiio é uma fungio da temperatura ¢ ¢
refletida pela reagio heterogénea (Monson et al., 1996 ¢
Saastamoinen et al., 1996):

1+
C+—0, = ¢9CO, +(1-9)CO (3
2
onde a razao entre CO e CO; () ¢ dada por:
-9
—=A exp(-E, /R T;) (4)

¢

sendo A. ¢ E_ parimetros cinéticos.
4. A alteragio da composigio do
Onde um sistema reagente ¢
individuais A, A, ... A, entre
elementares reversiveis:

meio gasoso (Krioukov, 1995).
composto de n  substincias
as quais ocorrem  m - reagoes

i=l.ni =l (5)

P—
Zvi_iAj T ZVIJAI
I i

i

(Vi . v - cocficientes estequiométricos dos reagentes y ¢ r

i
reagdes unilaterals que imitam a troca de massa:
Z\"isAi —)EV-HAE; s=(m+ 1)...im+r)

1 1
as equagoes da cinética quimica sdo apresentadas na forma:

(6)

dy, 1

dx

~e" Ty, 0, + LT, Q, 7

W 1 qJ

Er] 5= EC_?l =1 (8)

i i
onde:

m,
P
Qj=kjl— | exp-Lngy j=1... 2mer);
I RT q
E 4
Yi=-Inr;; W =m —]+Zn‘”-: i,q=l...n
q

m; - indice de participagio da particula catalitica M na reaciio j
(m; =1 ou m; =0); R - constante universal de gds na sislema
tradicional de unidades para a cinética quimica (R=1987): r, -
fracoes molares do meio gasoso;

Vii =Vis ~Vist 0y =Vis J=S s=l.m
Vi SV~ Vil My =Ves  jEstm 8= lo.m;
Vi =Vi =V 's By = Vs jEshm s=(m+1}),...,(m+r);

De acordo com estas designagdes as diregdes diretas t&m os
nameros j = l....,m; as dirc¢des inversas: j = (m+1),....2m e as
reagdes de troca de massa j = (2m+1),....(2m+r).

Equacdes Principais. Bascando-se nestes submodelos foi
criado o modelo matemdtico. As suas principais equagdes foram
obtidas com algumas correlagbes auxiliares:

Consumo de particulas (G;) e de nimero (N) de particulas por
unidade de drea:
N (9)

pW=f

= const.
P

Gy,

= W:
m, My

onde: my, - massa da particula.

Consumo total (G, ) por uidade da drea: carvio (G, ) + meio

gasoso (G,):

Gz={GI’+Gg)=L‘(1nsl_ (10}
Consumo relativo de voldteis, de carbono, de residuos:
- fomy fome I‘me
Gy=—"i Geg=—"1 Gg=—"71 (D
Gy Gy Gy
Utilizando estas correlagoes pode-se escrever:
1) Equacio do consumo de matéria volitil :
dG, Gy
=———(04K, +0,8K, ) =f; (12)
dx )

onde: x - coordenada corrente a0 longo de canal.
2) Equagio do consumo (queima) de carbono. Baseando-se na
equagdo (2) e sabendo que:

| —

]qu
2— S
s Ps

mC
A =4836-— (13)

Pc

onde: se V,C, R - indice generalizado das fragdes do carviio
(V - voldteis: C - carbono: R - residuos).

Utilizando (9-11) ¢ simplificando obiém-s¢ a equagio da
queima do carbono:



dG 4836 -E, £, |3
__C_=_____Pg‘quk exp) S ) it
dx 5 olp L E§
G G
x| =S/ 2—= = 1c (14)
pc 5 ps

3) Equagio do consumo de residuos. Como o consumo de
residuos é proporcional ao consumo de carbono pode-se escrever:

dG Ga p
T - (15)

4) Equagdo da temperatura da particula. Foi obtida baseando-se
em Tang et al. (1988). Levando em conta que :

2 =
o IR 216, -C,
P g Gs $ s
A, =483 B § My sy
Gf. s Py st
5
onde : C, - calor especifico médio da particula; C; - calor

especifico da s-ésima fragdo da particula;
particula; pode-se escrever (sem dedugio):

A, - drea total da

|
4836 I, Pl _G, |

[R®]

L

— | [E— [E(Tg —Tp)—GE{T: <
dTp ~ W GE s Py
dx Cs(Gy +G¢ +Gy)

[ + ]

. AHgo  AHco,

+iy Ly = o] (I=@)——+0

\_ g He
+ e =fr: (16)

r

onde : h - coeficiente de transmissio de calor; @ - constante

de Stefan - Boltzmann: € - emissividade; Ly - calor latente de

voldteis; Ty - temperatura das paredes; He - massa molecular
+ + . -

do carbono;  AH ,AHCO! - calores de formagdo das

substancias CO e CO,.
5) Equagdo calorifica. Apresentada em Krioukov (1995), liga
temperatura, composi¢do (r;) ¢ entalpia do gds (Hy) :

ap
= P _M

T
: Ao

=0 (17)

onde : H?P . Cyi e 1 - entalpia de “apoio™ . calor especifico e
massa molecular de i-ésima substancia gasosa.

6) Equacio da conservagdo de massa para toda a mistura, Para o
consumo de gas tem-se:

Gy =p,W(l=A, ): (18)

onde: Ay, € a drea ocupada por particulas de carvio numa
unidade da drea do canal.

Entdo na base da correlacdo (10) e da equagio de estado
pode-se escrever :

Pu, w Pu, G
L B2 ¥t =0; (9

FWEEGS+
Gy RuTg s Py

s R, 1T

nog
7) Equagdo da energia para todo o fluxo. Deduzida como sendo o
somatério dos produtos das entalpias pelos respectivos consumos

por drea, isto é:

TH,G +H,pW(1-A, )=H.G, +H G} =Hy: (20)

5

onde o indice 0" corresponde ao estado inicial.
Transformando (20) para consumos relativos, pode-se escrever:

H,Pu,W H,pPu, G. H
£E Lt b L. B
RyT, s« B O

Fy =ZHG, +
5 3 R,T,Gy

onde : H; - entalpia de s-ésima fragio do carvio.
8) Equagio da formagio de CO e CO- (4) na superficie da
particula. Reescrita na forma preferivel para algoritmizagdo:

o _ a4 ]
F,= —Agexp(-E /R T )=0; (22)

9) Equagdes da alteragio da composigdo no meio gasoso (7-8);

No resultado o modelo matemdtico contém (n + 8) equacdes
diferenciais-algébricas((12), (14), (15), (16), (17), (19), (21), (22)
e n-equagdes da alteragio da composigio no meio gasoso (7), (8))
com 0 mesmo nimero de incognitas:
¥ Mg 8 et O (W T W

Reagdes de Troca de Massa. No meio reagente ocorrem
alguns processos de troca de massa entre 0 carvio ¢ 0 meio
gasoso, a saber: devolatilizagdo, combustio do carbono com
liberagao de CO e CO, , absorcido de O, e liberagdo de residuos
para 0 meio gasoso. Neste modelo estes processos estiao
representados por “reagdes” de troca de massa para encaixd-los
nos quadros da cinética quimica. Este modo possui uma
vantagem considerdvel pois viabiliza a invaridncia do algoritmo
em relagdo a composic¢do do carvio. Faz-se necessdrio escreve-las
em forma simbdlica e deduzir as férmulas para suas constantes de
velocidade. Tem-se que assumir trés tipos de reagoes:

1. Reagdes de troca de massa para a matéria voldtil. Considerando
; i dm,
que a velocidade de devolatilizagio de uma particula é .
dt
que o nimero de particulas por m® ¢ N, ¢ o volume do gis cm
Im* & dado por: 1—265 para a velocidade total da
5

devolatizacao (W) pode-se escrever:

dm
v N,
dt Ke
Wy s - (23)
1-XG, m’s
5
Levando em conta que :
dmy Wdm, WGy dG
i = vo_ z V; (24)
dt dx fp dx
obtém-se:




(25)
A" ks
1- st dx m's
5
Daqui para i-ésima substincia voldtil obtém-se:
Wy, =g, Wy (26)

onde : g, - fragdo mdssica da i-ésima substancia volatil;
ou no sistema tradicional utilizado na cinética quimica:

dG \,'
¢ Cs ]
Ev, = 4x gmol
Wy =-0,00 = [ : J; (27)
' g, 1-3G, Lem's

A férmula (27) ndo inclui as concentragbes das substincias
gasosas, por isto, o processo de devolatilizagio apresenta-se pelo
o conjunto de reagdes: — V, de ordem zero com as constantes
“de velocidade de devolatilizagao™: k; =W ..

2. Reagdes de troca de massa para a combustdo do carbono.
Baseando-se na equagiio (2) para uma particula pode-se escrever,
que a velocidade de queima do carbono(W,) numa unidade de
volume do meio reagente €:

We =A A exp

RT,

SR r
RoCo, Tg) L 3 J
onde : A, ¢ a superficie total de carbono na superficie de todas as
particulas de carvio na unidade de volume (P, foi substituido

pela concentragio C o, ) A cquagio (28) estd escrita no sistema

SI. E preciso transformd-la para o sistema tradicional utilizado na
- e 3
cinética quimica (gmol, cm’, s, cal).

—F

LA
We =9.06-107 =LA (T, expl —= O (29)
He RT, -

p

onde: W édado em gmol/(cm’s); Cp, ¢dadoem gmol/em’

. Nestes termos, W pode ser interpretada como a velocidade de
alguma reagfio quimica de ordem 0,5 e pode ser escrita como:

We =KeC (30)

com

-Ec

2 A
A CT:'5 exp
He RT

ke =9,06.10 ; @1

P

Neste momento, é necessario escolher a forma simbdlica
para as reacOes de troca de massa que simulam: o processo de
combustio do carbono; a absor¢io de O,; a formagio de CO e
CO, ¢ ainda determinar as constantes de velocidade
correspondentes. Para que isto seja possivel deve-se utilizar o
valor de ke, jd conhecido, as leis da cinética quimica e a
expressio (3) para a reagio total de combustio.

Sendo assim, deve-se ter as seguintes velocidades:

1+¢ 0.5
Wo_q = "(T}‘ccoz :

0.5
Weo, =9kcCo,

Weg = (1= @k Col (32)

Analisando-as pode-se escrever as férmulas das reagdes de troca
de massa :

k] kl
050, —»0.5C0, ; 0,50, —CO; (33)
com constantes
kI :2(pkc; k2=(]—(p)kc; (34

Entao, escolhendo k; e ks na forma de (34) obiém-se

consonancia com a rea¢ao (3).
3.Reagoes de troca de massa para a liberagio de residuos. Podem
ser apresentadas (sem deducio ) na seguinte forma:

k?,
050, — R, +0,50, : (35)

com a constante de velocidade k 5 .
%

Gy e |
ks, —L(‘gR [i‘.—__'_li.f.@__ (36)
ULR Ge Pr

onde : R, € o simbolo da i-ésima substincia dos residuos.

ALGORITMO DE RESOLUCAQ

Na descrigio da aplicagio do método admite-se que o
sistema de cquagdes algébrico-diferenciais seja:

dx;
——Ifcxh »); i=L.n, k=14
dt

F(<x, >)=0 i=n+l,..q; (37)

com dados iniciais: x; (t =0} = x?, onde : <Xp>=Xj, Xge Xg

De acordo com o esquema de Pirumov (Pirumov e
Kamsolov, 1966), que ¢ andlogo ao método de Gear(1971), as
equagdes diferenciais do sistema (37) no n-ésimo passo de
integrag@o tornam-se:

B M oxX e hSTie x] )+

(38)
+(1=-S)f.(<x}" >N =0

n n+ = A

onde: x; ¢ x; sao os valores de x; no inicio e no fim do
passo “h": S & o parametro de aproximagdo (S=0.4 para diminuir

as oscilacdes provocadas por erros de resolugbes em passos

anteriores da integracdo). Como as eguagdes (38) sdo algébricas
. . - n+l = =

ndo lincares com incégnitas X;  para resolvé-las utiliza-se o

método de Newton:

n+l.m+l n+l.m n+l.m

i =X - Ax; ; Lk=l...q (39
n+i.m . .
onde Ax; serd determinado por:
[op |
dF. 3
N TS (40)
gx



PESQUISAS NUMERICAS

Com base no algoritmo for criado o aplicativo e foram
realizadas pesquisas numéricas. O oxidante € o ar. O combustivel
¢ o carvao do tipo linhito, composto por 20% de matéria volatil,
70% de carbono fixo e 10% de residuos. Propde-se que a matéria
voldtil seja composta por : CH, = 70% ¢ C,H, = 30% ¢ os
residuos formados por: Al,O;%=60% ¢ Si0,*=40%.

Na fase gasosa, inclui-se no meio reagente as substincias:

N, N., NO, NO, , NH. NH, , NH; , HNO, H,0, . N-O, H. H, O,
0, ., C, CO, OH. CH, , CH; , CH; , HCO, H,CO, C;H, HO, .
CiHg, . C:Hs . CoHs |, CoHy , CGHs - €O, L AL S1, ALO G *,
Si0, * (* - indice de substincia condensada) ¢ o mecanismo das
transformagdes inclui 120 reagdes . O mecanismo foi escolhido
bascando-se nos trabalhos Westbrook et al. (1984) ¢ Aravin et al.
{1982). Entre as reagdes foram incluidas as reagdes de combustio
do carbono na superficie da particula (33) ¢ as de liberagio de
residuos (35) :

050, =050, +Al,0,% 0,50, =050, +8i0, *;
a devolatilizagio é representada pelas “reagdes™ :
—=CH, ¢ -C,H,

Como regime bdsico foram escolhidos pardmetros com os
respectivos valores: G, = 001 Kg /st o, = 1.2;

d, =100um: T, =1200K: T; =300K.
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Figura 3 - Alteragao das caracteristicas do fluxo ao longo do
canal (regime bdsico)

Na figura 3 observa-se que para a queima total da particula é
necessdria a distincia de 65 cm. Mas a matéria voliul ¢
consumida nos primeiros 25cm. Como pode-se observar, o
aquecimento inicial da particula T, , ocorre por conta da redugiio
da T, . Nesta etapa ocorre a devolatilizagio do CHy ¢ CoH,; . Eles
saindo para 0 meio gasoso comegam reagir com o oxidante,
aumentando a temperatura do gds. Gracas ao aumento da T, , tem
infcio a combustio do carbono na superficie da particula que
aumenta a temperatura da particula e do gds. Também devido ao
gradiente considerivel da temperatura a fungio @, que mede a
razdo entre CO, ¢ CO na superficie da particula , cai rapidamente
(de 1 4 0) na regido da T,=1500..2000K. Entdo no inicio do
processo forma-se principalmente CO; ¢ no final somente CO,
mas CO nio ¢ encontrado em concentragdes grandes no meio
£asoso, pois com a alta temperatura a sua conversao para CO,; ¢
facilitada. O ponto Ty ( temperatura de equilibrio quimico dos
produtos de combustdo) indica que o processo de combustio na
fase gasosa encerra-se no fim do canal.

Na figura 4 ¢ mostrado a alteracdo das fragoes molares das
substincias CO, CO. . NO, H, |, e O; ao longo do canal. Também
evidencia-se que a combustio encerra apos 60cm . devido ao
oxidante O, ndo sofre alteragoes.

03
182
= )
502 g
3 184 2
& g
201 -
T ’ (-
oy 0,
00 k= — - 168

0,0 02 04 06 08 10

Comprimento do canal(m)

Figura 4 - Alteracio da composigio do meio gasoso ao longo do
canal (regime bdsico); T escala(1); ©  escala (2)

Pereebe-se ainda na figura 4 uma grande concentragio de
NO — 7400 ppm, pois a temperatura ¢ alta no fim do canal.
Observa-se facilmente onde estd a zona de combustio, devido as
grandes mudangas nas fragdes molares das substincias, No final
da combustio, o carbono reduz a velocidade de queima (Fig.3,
distincia entre 0,4...0,0m) devido a redugdo na concentragdo de
0, no meio gasoso (de 22% a 4%).

Mantendo os parimetros jd citados no regime bisico, efetua-
se virias simulagoes varnando o didmetro das particulas de
100uwm até SO0pm.
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Figura 5 - Comparacdo no periodo de combustio ¢ fungio
¢ para particulas : T 100ume 7 300um.

A figura 5 faz uma comparagio entre a distincia necessdria
para a devolatilizacio, a queima completa do carbono ¢ a fungio
¢ para o fluxo com particulas de 100um ¢ 300um. Pode-se
observar gue o processo ocorre mais  lentamente, sendo
necessdrios praticamente 2m para que a combustdo se complete.
A fungiio @ para 300pm permanece estivel para distincia longa,
se comparado com @ para o caso de 100pm, mas possui cardcter
semelhante no intervalo de T a ().

Na figura 6 observa-se variagoes das temperaturas do gds e
particulas ao longo do canal para virios valores do d,. Como
pode-se notar, para 300um as temperaturas evoluem bem mais




lentamente. no entanto a lemperatura do gds atinge o mesmo
valor final para ambos os casos. Existe diferenga ATFp :T‘2 — TP
mais considerdvel entre as temperaturas do que no caso d, =
100pum. No intervalo de x=0...0,8m tem-se AT,;>0; no intervalo
de x=0,8...1.2m ji AT,, <0 c nointervalo de x=1,2..1,6 de
novo AT, > 0.

2500
2000
2
E
Z 1500
g
E
P
o
1000
— — temperatura da particula
- - - temperatura do gis
500 4~ . - .
0.0 0,5 1,0 1.5 2,0
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Figura 6 - Evolugio da T, ¢ T, (para as variantes d, = 100pm ¢
d{. = 300um).

Estas particularidades pode-se explicar do seguinte modo:

a) intervalo x = 0..0,8m: ocorre principalmente o processo de
devolatizagio que provoca a combustio somente no meio gasoso
com aumento da T, , e o aguecimento da particula (que possui
tamanho relativamente considerdvel) realiza-se lentamente por
transferéncia de calor do meio gasoso. que condiciona AT, > 0:
b) intervalo x = 0.8..1.2m : a devolatilizagio pralicamente
terminou ¢ o fendmeno predominante ¢ a combustio do carbono
da particula (¢ = [) com a formagio de CO; na sua superficie.
Neste caso o calor gerado ¢ consumido para o aquecimento da
particula ¢ o COs (sendo produto de combustio como H-O)
saindo para 0 meio gasoso ndo provoca reagdes com geragio de
calor. No resultado T, aumenta rapidamente e tem-se¢ AT, < 0.
c)intervalo x = 1,2...1,6 : devido ao alto nivel da temperatura a
funcdo @ — 0. Neste caso a combustdo do carbono realiza-se com
a formacido de CO e o calor gerado na superficie da particula ¢
menor do que no caso do CO; . Ao mesmo tempo o CO (sendo
substancia intermedidria) saindo do meio gasoso provoca reagoes
com O, (com geragio de calor dentro do gis). No resultado T,
aumenta ¢ condiciona AT, > 0.

CONCLUSOES

1. Foi criado o esquema fisico dos processos de combustio do
carvao pulverizado  em  fluxo  reagente que  considera a
devolatihzagiao, combustio do carbono, libertagio de residuos,
reagdes quimicas em fase gasosa, elc.

2. Foi realizado o modelo matemitico, o algoritmo ¢ o aplicativo,
0s quiis s3o invariantes cm relagio 20 meio gasoso ¢ a
composigido do carvio.

3. As simulagdes numéricas mostraram a utilidade do modelo e
como resultados pode-se destacar : a possibilidade de prever a
emissio de poluentes; a passagem brusca de fase da formagao do
CO, a fase de formagio do CO (na superficie do carvio) ¢ a
existéncia da zona quando T, supera T, .
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4, E necessino melhorar o modelo para considerar. o vanedade
de diametros das particulas: a diferen¢a entre a velocidade do
carviio e do meio gasoso e a mistura com pedras calcdrias.
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ABSTRACT

In this work propose a mathematical model destined to the
pulverized coal combustion in a reacting flow. The model is
composed by equations of the chemical kinetics in the
exponential form, concomitant cquations and of mass change. In
him we took into account the composition of the particle, the
devolatilization and the transformation of CO and CO- as
function of the temperature, as well as the detailed mechanism of
the chemical reactions in the gaseous way. The numeric
researches indicate: larger consumption rate for the volatile ones
in relation to the carbon; abrupt passage of the formation of CO,
for exclusive formation of CO: great rates of concentration of NO
and CO at the end of the process.
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RESUMO

Este trabalho destina-se ao estudo das propriedades dos produtos de combustdo de  diferentes
combustivels wiilizados em instalagdes energéticas como fornalhas para a secagem de grdaos ¢ propulsores.
Para calewld-las aplica-se o modelo de processos quimicamente equilibrados em conjunto com o método das
“grandes moléculas” e com o método do “meio local reagente”. Foram realizados cdleulos para produtos de
combustio de vdrios bipropelentes em intervalo amplo do cocficiente de excesso do oxidanie, da pressao na
camara e da taxa de expansao do fluxo em uma tubeira. Também foram obtidas informacaes sobre as
propriedades dos produtos de combustdo com “ar"” de alguns combustiveis de biomassa e madeira.,

INTRODUCAQ

Os processos de combustio em diferentes instalagdes
energéticas, como por exemplo propulsores e fornalhas para
secagem de graos, sao descritos freqiientemente por modelos
quimicamente equilibrados. Entre esses modelos os  mais
conhecidos sio Alemassov et al. (1980) e Gordon ¢ McBride
(1971). Para a elaboracdo do projeto e conscqientemente a
construgdo dessas instalagdes € necessdrio o conhecimento das
principais propriedades dos produtos de combustio e para
calculd-las, neste trabalho, foi utilizado o modelo Alemassov ct
al. (1980) em conjunto com os métodos do “meio local reagente™
(MLR) e das " grandes moléculas™ (GM).

DESCRICAQ DO MODELO

O modelo *“Alemassov et al. (1980)" estd descrito
detalhadamente, na lingua portuguesa, em Spilimbergo e
Iskhacova (1996) e em Auth e Iskhacova (1996). Ele ¢
constituido basicamente por trés tipos de equagoes:
- da dissociacdo das moléculas (e radicais) nos dtomos:

)
InP— Y a;-InP;+InK;=0 (1

i=l

wen
i

onde P, e P, sio as presses parciais dos dlomos e moléculas

(radicais) )", a, numa

i € a quantidade de dtomos tipo “i”

molécula (radical) *j" e K; € a constante de dissociagio.

- da conservagdo da quantidade de dtomos nos produtos de
combustio:

In(X a-l_l-P_1-+P-,}—lnMi,—Inb-iP= 0

onde M, ¢ a quantidade de moles do bipropelente que sio

necessdrios  para assegurar Py =n, (P, e n; sdo
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respectivamente, a pressao parcial ¢ a quantidade dos moles da g-

¢sima substancia dos produtos de combustio) e h.p

é a
quantidade do dtomo " na férmula condicional do bipropelente.
- de Dalton:

m+n
In{ ¥ P))-InP=0
gy=l

(3)

onde P ¢ a pressao total do sistema.

Se sdo conhecidos os valores P e T (temperatura) ¢ possivel
determinar as grandezas Py, Pj ¢ Mp. e a seguir determinar
também as  propriedades  dos  produtos
(Spilimbergo. A. P. ¢ Iskhakova, R. L., 1996).

Para determinar o conteddo da fase condensada, Alemassov
et al. (1980) e Gordon e McBride (1971), tradicionalmente, ¢
utilizado o método “clissico™ De acordo com cle, a fase
condensada surge se a pressio parcial da substancia for maior que

de  combustio

a pressao do vapor saturado ( Py > P," ). quando isto acontece
considera-se que a pressao parcial da substiancia € igual a pressio
do vapor saturado (P, =P.") ¢ que, o restante da substidncia
forma a fase condensada. Por exemplo, para um meio reagente
que contém, cntre oulras, as substincias CO,,CO, C, (vapor) ¢
C* (o simbolo * indica substincia condensada), a equagio da
conservagio dos dtomos C ¢ dada por:

In(Pe, +Peg +Pe, +Pe.)=InM, ~In be, =0
¢ além disso a relaciio

-

5S¢, ~Se« He ~H
R R,-T

(4]

InP. = 4)

(H e S - entalpia e entropia molar; R - constante universal de
gas) deve ser incluida no sistema formado pelas equagdes (1)-(3).
A equagio (4), distingue-se da cquagdo tipica da dissociagio (1) e




ocasiona dificuldades no algoritmo. Devido a isso, foi incluido na
resoluciio do sistema (1) - (3) o “método das grande moléculas™
(GM), que elimina esta dificuldade.

Para niio piorar a convergéncia ¢ ndo complicar o algoritmo,
¢ razodvel apresentar a equacdo (4) na forma correspondente a
das equagdes de dissociagio. Imaginando-se que uma fase
condensada (esta fasc possuindo os valores H* e 5%) esteja no
“estado gasoso™ C;* (ou seja, as moléculas separadas umas das
outras) ¢ esta “fase” esteja em equilibrio com a fase gasosa real
{ C, ), neste caso pode-se escrever formalmente uma equagio “da

dissociagio™ da fase C, * na fase C:

o ol
Se, =S¢y

R

InFe —InF..=InKq .=

" [l

A cquagio (5) corresponde, completamente. @s regras de
formagdo das equagoes de dissociagio (1) ¢ asscguram boa
convergéncia dos cilculos e invaridncia do modelo, em relagéo as
substincias condensadas. Mas comparando (4) ¢ (5), obtém-s¢
um erro nos resultados, pois o valor de InPq . ¢ considerivel.
Admitindo-se entio. que. cada molécula condensada consiste de
n-moléculas do tipo C* (ou seja, condensada ¢
representada pelas moléeulas  do SR

a fase

Lipo tem-se

He o =n Hei 8 - =n-Sg e a equagio de dissociagio €, *
pode ser escrita na forma:

InP,

Ca” -S¢

s

R

o4 He, —He

R,-T

" 0

InPF. - (6)

Sen — e a equagio (6), serd idéntica d equagio (4).

No modelo Alemassov (1980) foi incluido o conceito de
“meio local reagente” (MLR). Fregiientemente em camaras de
combustdo, ¢ como conseqiicnecia em fornalhas e tubeiras, o
processo de combustido nio se realiza totalmente devido a mistura
ndo ser uniforme, ou scja, alguma parte do combustivel e/ou do
oxidante pode nao participar do processo de combustio. Por
exemplo, para fornalhas € possivel ocorrer cste fato quando
alguma parte do carbono ndo queima, mas cai junto com a cinza
na fase condensada; para tubeiras, como regra, no fuxo reagente
quase-regular existem jatos finos (até 10% do consumo total) os
quais contém oxidante ¢ combustivel em diferentes proporgoes.
Nestas situagdes surge o problema de avaliagio da alteragdo de
vdrias caracteristicas, como por exemplo r, ¢ T entre outras.

Tradicionalmente, a avaliagio destas alteragdes ¢ realizada
com base na diminuicio da entalpia do bipropelente, admitindo
que, parte da cnergia “desaparcce”. Este procedimento pode
avaliar a temperatura dos produtos de combustio, mas apresenta
erros considerdveis, na composi¢io dos produtos de combusiio.
O método do MLR nio apresenta esta falha.

O método do MLR seri mostrado no exemplo do
bipropelente: ™ Qs+ Ha 7. Admite-se que, além do meio reagente
principal (H, O, H.. O,, OH, H-0), existe na cimara de
combustdo uma pequena zona de escoamento que contém
somente o combustivel ( H: ) ¢ que possui temperatura igual a do
meio principal. Admitindo-se que 90% do H. fica no meio
principal e 10% no meio local. € evidente que o meio local inclui
s6 os dtomos (H) e moléculas (H.) do hidrogénio. Para
distingui-los das mesmas substancias que estdao no meio principal
sao utilizados novos simbolos:  Hx ¢ Hx,. A entalpia do
combustivel (I.) ndo se altera mas sua IGrmula condicional

deverd se apresentar na forma: [H, Hx,.] ¢ o meio reagente
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total (principal + local) fica sendo: H, O, H,. O, ,OH, H,O,
Hx e Hx,.

O algoritmo e o aplicativo sdo invariantes e por isso
automaticamente o sistema de equagdes (1) e (2) serd
complementado pela:

a) aequagdo da dissociagdo do Hx,:

InPy,, —2InPyc+InKy,, =0

b) aequagio da conservagio do dtomo Hx:
In (2Ppyy, +Pyd) =10 My = Inby, = 0

¢ a equacao de Dalton sera alterada para:
Pus+Pu+Po,+Po+ Pyso+ Py + Py, =P

Resolvendo o sistema  formado, obtém-se os valores
necessirios  para a determinagiio da composicio e das
caracteristicas dos produtos de combustdao do meio reagente total
{principal + local).

Este excmplo mostra que 0 método do MLR ¢é de simples
utilizacdo, praticamente ndo exige alteragdes no aplicativo e
amplia a zona de aplicag@o.

Entretanto, as propriedades do MLR (P, P, ) sio calculadas
no meio local para P, e as propriedades do meio principal
(P5,.Py;) para P, onde: P e P, - pressdes parciais do MLR ¢

do meio principal. respectivamente, e

P=EP. P, =3P, P=P +P, (7

Mas a dissociagdo em cada meio reagente ocorre com pressio
P. ¢ por isso, ¢ necessdrio avaliar o erro ocorrido. As equagoes
corretas do equilibrio quimico para ambos meios reagentes com
pressao P sio dadas por:
a) meio local reagente

”.F;:”/ﬁn = Kll

i=l....my; =l

]

1 Ny,
Py

(f - indice de uma substincia bdsica, como por exemplo N, )

£

1

(8)

Yan,.+n;=b, =
5 1 b
I L My

LB, =P g=l,...,(m, +1,)
y
b} meio principal

1=l my s =l

I_—[ﬁ;i”/ﬁh = K2]

Yagny; +ny = b:ip

—=— )
i Py

g=l....(m; +1,)

B, =P
q

¢) Equagdo da energia para o meio total




ZnH, +Xn, Hy,
y y
In +Xny,

=H, (10)

onde P.B.n;.n; e Py,Pyn, . n, sfo, respectivamente,

propriedades dos meios local e principal com pressdao P; m,. 1, ¢

m,, 1, sdo, respectivamente, nimeros de dlomos e substancias

moleculares nos meios local e principal.

Para resolver o problema utilizando o aplicativo disponivel
(sem a utilizagdo do MLR) ¢é necessdrio realizar as seguintes
operagoces:

1. Para determinada temperatura T resolver separadamente os

sistemas (8) e (9), determinando as propriedades do meio

local e do meio principal, respectivamente.

Utilizando a equagio (10) determinar o incremento AT da

temperatura ¢ corrigi-la.

3. Novamente resolver as equagdes (8) ¢ (9) e determinar as
propricdades.

4. Novamente determinar o incremento da temperatura ¢ corrigi-
la, e assim por diante, até que o valor AT <3 (onde & é
determinado previamente).

5. Determinar os valores das pressdes parciais Py P Py, e Py,

v

no meio total pelas relagcdes:

P, =P, P /P Py, =Py Py [P

Realizando a renumeracio dos tipos de dtomos ¢ de
moléculas (radicais), depois de transformagdes simples reescreve-
se (8) ¢ (9) na forma:

e’ _. .(5]%_“ i=1,...m,
P; \p FE Ll
P3‘|u K (P:- }(Lm—!l i=(m +1)..(m +m,)
P LR j= (0, + Dol +1,)

S ep = i=1..m,

: il ™ Pl j= I ,|]

=(m; +1),....(m +m,)

Ya.n. +n, =bh, )
R S S O

P, +EP”+ZP3‘- +2P3-_ =P

qu ny,

—_— == +1 N 2f

B q m;+1) q

P, n;

L =m +1, +1.... +l+m,+1.) q&f
B, g=m,+l, (m +1,+ms+15), q

enguanto que a equagdo (10) nio s¢ modifica. Pode-se observar
que este sistema de equagoes distingue-se do sistema de equagbes
que utiliza 0 MLR pelos multiplicadores

[ P| }tf_uii-h [ P. ]{S.du—i?

et ] [l nas cquagdes de  dissociacio.

p P

Exatamente essa distingdo condiciona o erro do método do MLR

¢ para elimind-lo pode-se propor o seguinte algoritmo:

1. Cilculo utilizando o méodo MLR com as constantes
Kij Ky

1j?
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2. Determinagio de P, e P, pelas correlagdes (7).
3. Corregdo das constantes de dissociacio:

p Y-t P, \Lagi-l
K= K,]{—F—,'-] v K= Kz][?J

4. Cileulo com constantes K7, K3, ¢ assim por diante.

Entio, para buscar a resolugio correta, ¢ necessdria a
aplicagao reiterada do método MLR com a corregio  das
constantes de dissociagio em cada iteragio.

Estes cilculos foram realizados para diferentes bipropelentes
e verificou-se que apds a primeira iteragdo as alteragdes na
composigdo ¢ caracteristicas dos produtos de combustdo sio
msignificantes (em intervalos reais de existéncia de meios locais).
Devido a isso, ndo tem sentido corrigir o aplicativo de acordo
com o algoritmo acima. Mas para controlar o erro, ¢ necessirio
ter alguma forma de avalid-lo utilizando as informagoes do
cilculo tradicional do equilibrio quimico. Uma das variantes
possiveis de avaliacio do erro pode ser com base na férmula de
alteragdo das fragoes molares em fungiio da pressio:

Mg = Mgl 1

P, —P((2InP i
P dinP s

onde k=1 para o MLR ¢ k=2 para o meio principal.

SIMULACOES NUMERICAS

Foi realizado um considerivel volume de  simulagoes
numéricas ¢ alguns dos resultados obtidos estdo descritos a
seguir,

1. Bipropelente *lenha-cucalipto + ar™

Para esse  bipropelente  as  [drmulas  condicionais  do
combustivel c do  oxidunte  sdo respectivamente
[ Cy2Hs 9505 46Ny Sig g Te [ NiyO AR, 5 | Jenkins, 1990).

Freglientemente, parte  do  combustivel utilizado  nas
instalagdes  energéticas nio  queima  devido a  defeitos  de
construcio. Em particular, em fornalhas, como regra, nem todos
os componentes da lenha que poderiam queimar, queimam.
Normalmente a parte ndo queimada contém apenas carbono (C), é
conveniente considerar a influéneia deste tipo de combustio nas
propricdades dos produtos de combustio.

2000 120
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— Tilum=1) 15 4
150 - P (T = 440K) E
= he)
i > 1oz
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£ 1000 £
o 105 @
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0,00 400 8,00 12,00 16.00

%Cx

Figura 1 - Influéncia da combustio incompleta na T(K) e
Pd ( kg, /kg, ) dafornalha

Com base no mélodo do MLR realizou-se cilculos para a
combustdo incompleta deste bipropelente considerando o MLR
formado por carbono, com uma variagdo de 5 a 15%, ¢ 0 mcio
reagente total formado por: meio principal - H, O, N, C. Ar, Si,




CO. OH, NO, S, H,, H,0, CH,, N,, CO,, SiO,. SO;,
Si0; * ¢ C* ¢ o meio local - Cx e Cx*.

Os cdlculos foram realizados para P = 10°Pa, I
=-5786 KJ/kg (1, - entalpia do oxidante).

A Fig. 1 mostra a influéneia da combustdo incompleta do
carbono nas caracleristicas; temperatura (T) ¢ produtividade da

fornalha (Pd). Observa-se que a influéncia do carbono nio
queimado ¢ considerdvel para a temperatura,

. =1KJ/kg

[0

el

2

Bipropelente “lixo urbano + ar”.

Devido a urbanizagio do pafs, aumenta o volume de
produgio de virios tipos de residuos vegetais (papeldo, papel,
cartolina, etc.) que podem ser utilizados para a queima em
instalacdes. Em maior cscala tem-se a quantidade de lixo urbano,
como resultado da vida em sociedade nas grandes cidades. Um
dos destinos possiveis é queimd-los. Para construir instalagoes
com esse ohjetivo ¢ necessdrio conhecer as propriedades dos seus
produtos de combustao.

Neste trabalho foram realizados cileulos considerando como
oxidante o ar e como combustiveis dois tipos de lixo urbano: lixo
municipal 1 (L1) ¢ lixo municipal 2 (L2), cujas formulas
condicionais (Jenkins, 1990} sio dadas por:

e LE [Ci.‘.lﬁ“h.moﬁ.-ﬁNn.H Siu.:n]?
o L2 [CJ.H.\ H, 00506 Nu_:mSiu_M]-

Todos os cilculos foram realizados para P = 10°Pa ,
I, =1Ki/kg , I, =-6542Ki/kg ¢ I, =-10612Kl/k¢g co

=

meio reagente composto por: H, O, N, C, Ar, Si, CO, OH. NO, §,
H,. H.0, CH,, N,, CO,. 8O, , 80, Si0, * ¢ C*.

e, 2
Qs

0 n
800 800 1000

-1000

1100 1200 1300

Temperatura de aguecimento

Figura 2 - Alteragio das propriedades dos produtos de
combustio, em aquecimento (o, = (.2)

Pelos resultados, das pesquisas realizadas, ¢ evidente que.
para o, <<] (o, - coeliciente de excesso do oxidante) forma-
se uma quantidade considerdvel de gases combustiveis (CO. Ha.
CH,), que podem ser utilizados como combustivel gasoso, ou
para outros objetivos industriais. E evidente, que sobre
temperaturas ndo altas (700,..900 K) ¢ dificil organizar a
combustdo dos combustiveis sélidos (lixo), em condigdes de falta
de oxidante. E necessirio realizar esle  processo  sobre
temperaturas mais altas, quando pode ocorrer o deslocamento do
equilibrio quimico e a mudanga na composigiio. Por isso, hd
sentido em determinar as propriedades dos produtos de
combustao, quando o <<l com aumento de temperatura

T,, (admissio independente do calor no processo de combustio).
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A Fig. 2 apresenta a mudanga da quantidade total de gases
combustiveis: Iy = feqy+ fua) * Tony) Gue surgem (quando fica

uma quantidade pequena de ar) com aumento da temperatura,

Como ¢ visivel, r¢ aumenta essencialmente, com aumento da
temperatura, e a fase condensada diminui. Mas, neste caso é
preciso alguma quantidade de encrgia, para aumentar a
temperatura dos produtos de combustio.

Nota-se que L2 exige volume maiorQ, do que L1, mesmo
que o somatério da composigio dos gases combustiveis para
ambos os lixos sejam aproximados.

3. Bipropelente ~ O, +C, . H 55, (Querosene)”

Para csse bipropelentc foram realizadas simulagoes numéricas
para avaliar a influéncia da mistura incompleta nas propriedades
dos produtos de combustio. Admitiu-se que 10% do querosenc
nio participa da combustio formando o MLR. Devido a isso, a
férmula  condicional do  combustivel € dada  por
[CpasH o CxonHX 3] € a formula do oxidante ndo sofre
alterag@io. No meio reagente total foram incluidas as substancias:
meio principal - C. H, O, H,,0,, OH, H,0,CH,,CH;, CO,
CO, e C* e meio local - Cx, Hx, Hx, , Cx Hx, ¢ Cx*,

Os foram para; o, =[0]1:2],
P.=510Pa, 1, =-398 Kl/kg 1, =-1948 KJ/kg
subscrito “oc” indica pardmetros na cimara de combustio).

A comparagio das caracteristicas T, {1, (massa molecular)

cilculos realizados

e (o

ux

e I.(e=100) (impulso especifico, onde € ¢ a taxa de expansio
do fluxo ao longo da tubeira) para misturas completa ¢
incompleta estd representada na Fig. 3.
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Figura 3 - Influéncia da combustao incompleta do querosene

Pode-se observar que no intervalo o, =[04:06] os
valores de T,. e[, em condigoes de mistura incompleta sio
maiores do que na mistura uniforme. Por cexemplo  para
o, =05 tem-se 8T =—-4% ¢ 8, =-2% (8T, e 8l - erro
relativo em relagio a temperatura na climara e ao impulso
especilico). Mas com o aumento de o estas diferengas sofrem

alteragdo de sinais, em particular:

para o, =1: 8T, =3% e Ol =25%:

para o, =15 8T, =4% ol =3% .

Na Fig. 4 estiv representadas as dependéncias de Z e das
fracdes molares (ry, +1,,, ) em fungio de a . Para as

b €

s

condigdes da mistura completa, conforme a variagio de o



estas caracteristicas diminuem até zero, mas para a mistura
incompleta estas grandezas estio manifestadas até o =2 .
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0.2 0.6 1.0 14 18

Coeficiente de excesso do oxidante

Figura 4 - Dependéncia de Z e fragdes molares para misturas
completa e incompleta

O MLR pode simular também situagdes em gue somente uma
parte do combustivel (ou do oxidante) forme o meio local. Por
exemplo, para o bipropelente ** O, + querosene”™ pode-se simular
a hipétese que 10% do carbono do querosene forma o meio local.
A parte restante do querosene (incluindo todo o hidrogénio)
inclui-se no meio principal. Neste caso, a formula condicional do
combustivel se apresenta como [C, ; H,45,Cx;, ;] e 0 conjunto

de substancias do meio local é Cx e Cx*,
Na Fig.5 estdo representados os resultados do cdlculo das
caracteristicas T, ., u,. e 1,(€ =100} em fungdo do o, para

0w
as variantes: mistura uniforme e mistura incompleta (meio local
formado por 10% do C).

4000 35
o 3000
L
2 5
E il
- &2
4] 5]
5 2000 E
m @
P4 v
g @
E =
3
1000 cembustao completa
- - - combustdo incompleta (10% C)
0 10
0.0 05 10 15 20

Coeficiente de excesso do oxdante

Figura 5 - Influéncia da combustao incompleta do C

No intervalo o, =[03:0,6] tem-se a

T, el, para a mistura incompleta em comparagio com as

superacio de

condigdes da mistura uniforme. Por exemplo: para o, =04
tem-se 8T, =-8% ¢ 3l
o

0x

-15% . Mas com o aumento do

ocorre uma “inversao” .

4. Bipropelente * CoH N, +N,O, "

Para este bipropelente foram simulados diferentes tipos de
MLR, sendo que o primeiro deles foi formado por 10% do
combustivel, ou seja, formados por 10% do C,HgN,.
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Neste caso, a formula condicional do combustivel assumiu a
forma [ C,  H, N, ,Cx; - Hx yNx;, . No meio principal foram

consideradas as substincias: C, H, O, N, H,.0.. OH, H,O,
CO, CO,,NO, N,.NH;,NO,,CH, ¢ C* ¢ no meio local foram
consideradas: Cx, Hx, Nx, CxHx,, Hx, ,Nx,,NxHx; e Cx*.
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Figura 6 - Influéncia da combustio incompleta do combustivel

Na Fig.6 estd representada (P, =5-10"Pa) a comparagio
de  combustio

para  misturas

das

(T

e

caracteristicas  tipicas  dos  produtos
Ml (=100)) em fungio de o

"y
completa ¢ incompleta.

Em todo intervalo de vanagio de o a massa molecular

ot

média praticamente ndio se altera [Bum —-O,5‘Xr-]_ Para o

0wy

variando de 0.2 a 0,7 tanto T,

L« como I, sdo maiores para a
mistura incompleta do que para a mistura uniforme. Mas com o
aumento de o, a situagao ¢ alterada.

A Fig. 7 mostra a comparagio das mesmas caracleristicas
para a mistura completa ¢ mistura incompleta (sendo agora o
MLR composto por 10% do oxidante). Nesta situagiio a férmula
condicional do oxidante se apresenta como
[N 4O (Ny,-O0y, 4] ¢ o MLR ¢ composto por: Ny, Oy,

Ny:,Oy..NyOye NyOy, .

=
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Figura 7 - Influéncia da combustao incompleta do oxidante




Observa-se que (diferentemente dos resultados mostrados na
Fig. 6) para o, variando de 13 a 2 as caracteristicas
T, .H, el praticamente nio se distinguen: 0T, < 1% ,
8, £03% ¢ 8, <03%. Mas com a diminuigio de o,

surgem diferengas considerdveis:

s sea, =l &8T=25% ¢ &l ,=2%:
o sco, =03 8T=I11% ¢ &, =3%;

Para o, variando no intervalo de 1.3 a 2, existe 0 excesso

de oxidante ¢ os produtos cm decomposi¢do deste excesso
praticamente ndo distinguem-se dos produtos de decomposigio
do MLR, como conseqiiéneia ndo  distingue-se também  as
propriedades T, .1, e I, . Poroutro lado para @, variando no

i
intervalo de 0,1 a 0,3 o oxidante influi pouco nas propriedades
dos produtos de combustio pois a quantidade de oxidante €
pequena no meio reagente € o combustivel ¢ propelente unitério,
ou seja. os produtos de sua decomposi¢io determinam as
caracteristicas: T, el
Devido a isso a distribuigio do oxidante entre o meio local e
o meio principal, ndo influi nestas caracteristicas para o <<1.
0O MLR pode simular niio $6 um meio mas virios meios
locais (mas somente um serd o principal). Por exemplo, € possivel
que devido a mistura imperfeita alguns pequenos jatos do
combustivel e do oxidante ndo participem no processo de
combustio ¢ s6 decomponham-se. Para simular esta varianie ¢
necessdrnio alterar as férmulas condicionais do oxidante e do
combustivel, para que os simbolos dos dlomos iguais em
diferentes meios locais ndo coincidam. Admitindo-se entdo, que
na camara de combustio além do meio principal €ém-se dois
meios locais, o primeiro incluindo 5% do combustivel ¢ o
segundo incluindo 5% do oxidante. Neste caso, as férmulas
condicionais sdo apresentadas como:
Combustivel - [C4H; 5N, Cx Hx, (N, ]
Oxidante - [ N ,O; Ny, ,Oy,,, ]
e as substincias que constituem os meios locais serio:
a) meio local reagente 1 - Cx, Hx, Nx, Cx, Hx;, Hx., Nx, e
NxHx;;
b) meio local reagente 2 - Ny, Oy. Ny, Oy, .NyOy ¢ NyOy., .
A Fig8 mostra a influéncia da mistura incompleta nas
caracteristicas principais T, . 1. e [, (€ =100). Como ¢ visivel,
a diferenga entre as caracteristicas dos produtos de combustio na
mistura uniforme e na mistura incompleta ¢ praticamente
constante em todo intervalo da alteragio o .
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Figura 8 - Influéncia da combustdo incompleta do combustivel e
oxidante
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Este trabalho foi desenvolvido partindo-se do problema da
modelagem  matemdtica  dos  processos  quimicamente
equilibrados. em instalagdes energéticas. De acordo com o gstudo
realizado é possivel fazer as seguintes consideragdes finais:

- 0 modelo {Alemassov et al., 1980) foi complementado com o
método do “meio local reagente”. Ele é mais correto (do que o
método da diminuigdo da entalpia) para avaliar a influéncia da
mistura incompleta de combustivel efou oxidante nas
caracteristicas termodindmicas e encrgéticas;

- 0 método das GM faz com que ao surgir fase condensada, nio
se tenha que fazer alteragbes no aplicativo disponivel, pois
através dele cada fase condensada comporta-se como na fase
gasosa, ou seja cada fase condensada simula um conjunto de GM;
- foram realizados cdlculos para determinar as propriedades dos
produtos de combustio de alguns bipropelentes entre eles:
“lenha-cucalipto +ar”. “lixo urbano+ar”, 0, +C,,H 3, " e

“ C,HN. +N,0, .
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ABSTRACT

This paper aims at studying the combustion byproducts
propertics of different fuels used in energetic installations such as
furnaces for drying the grains and turbo-propellers. In order to
calculate them it is used the model of chemically balanced
processes together with the method of “great molecules” and
with the “reacting local environment” method. Calculation were
carried out to combustion byproducts of several bipropelles in
long interval of the oxidating excess coeficient. of the pressure in
chamber and of the flow expansion rate in a nozzle. Information
were also obtained about the combustion byproducts properties
with “air™ of some biomass fuels and wood.
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SUMMARY

To studyv the effects of pressure and oxygen concentration: of ambient gas on droplet burning
characteristics, microgravity experiment was carried out by using a drop 1ower. To change the ambient
oxvgen concemtration, nitrogen-diluted air was used. The ambient pressure was varied from 0.1 to about 3.5
MPa.  N-heprtane was wsed as a fuel. Droplet burning features, flame diameter and burning time were

considered in the study.

INTRODUCTION

Studies on the spherically symmetrical burning of single
fuel droplet have been conducted for decades, both
experimentally and theoretically in view of their usefulness to
gain insight on mechanisms governing complex heterogeneous
combustion systems (Williams, 1973: Faeth, 1977 and Law,
1988). A significant amount of these studies has been devoted
to the processes occurring under high temperature and high
pressure  conditions, which simulate the environment of a
practical combustor (Givler and Abraham, 1995). However,
considerable uncertainty and unexplored subjects still remain
mainly due to the difficulties to carry oul experiments
stimulating these ambient conditions.

Faeth et al. (1969) showed that the measured burning time,
the time from ignition to burnout. for n-decane droplet with
initial diameter of 0.6 to 1.0 mm burning under microgravity
condition in quiescent air at ambient pressures up to around 14
MPa, exhibits a minimum near the critical pressure of the fuel
and increases as the pressure is changed in either direction. Sato
et al. (1990) studied experimentally  s-octanc  droplet
combustion employing similar techniques and the same initial
droplet size range, and confirmed the former results. Shuen ct
al. (1992) performed numerical simulations of a burning n-
pentane droplet in quiescent air using a single-step global
reaction mechanism. Calculations for 1 mm droplets were in
agreement with previous experimental results, indicating a
minimum burning time near the critical pressure of the fuel.

Daou et al. (1995) performed numerical simulation  of

supercritical burning of liquid oxygen droplet in quicscent
hydrogen and found that the burning time was almost
independent of the ambient pressure.

The trends observed expenimentally for n-octane and n-
decane and theoretical predictions for n-pentane indicate that
minimum in burning time occurs near the critical pressure of the
fuel. This trend, however. is not followed by liquid oxygen case
and therefore can not be considered as general, This peculiar
phenomena for burning time with ambient pressure indicates
that a rather complex transition of controlling processes is
occurring under these conditions.

Taking into account that all the previous works (Facth et
al., 1969 and Sato et al., 1990) considered only air as the
ambient gas, the present microgravity experiment was

conducted to explore the effect of dilution of high-pressure
ambient air with inert gas on droplet burning time. Droplet
burning features and flame diameter were also considered at
these conditions.

EXPERIMENTAL APPARATUS AND METHODOLOGY

General Description. Microgravity conditions of 1.4-s
duration were attained by using KONSTUM H-2 drop tower of
10 m in height, of Department of Acronautics and Astronautics
of University of Tokyo. The experimental apparatus and
methodology used here follow basically those of previous works
(Sato et al., 1990 and Mikami et al., 1994), and thus, only a
short description 1s provided.

Fuel droplet with initial diameter of about 0.8 mm was
suspended at the tip end of a 0.125-mm diameter silica fiber.
The suspended droplet was nearly elliptical i shape, therefore
an equivalent diameter was used as the droplet diameter; d =
(a’h)"™. where « and b are the maximum diameters of the
droplet. in the directions perpendicular and parallel to the
longitudinal axis of the silica fiber, respectively. The initial
temperatures of the droplet and the surrounding gas were about
298 K. A hot wire was used to 1gnite the droplet. Ambient gas
pressure was varied from 0.1 to about 3.5 MPa. Pure air and
nitrogen-diluted air was used as the ambicnt gas.

A 16-mm cine camera of 60 Irames per second was used
for shadow photographs of droplet and soot, and for direct
photographs of flame.

In the present work, ignition was defined in the photograph
as the instant of appearance of any luminosity that surrounds the
droplet, and burnout as the instant when the luminosity became
invisible.

RESULTS AND DISSCUSSION

Droplet_Burning Features. The cvaluation of flame
diameter and burning time required systematic changing of
the ambient gas conditions, by increasing the pressure and
{or) diluting the air with nitrogen. The comparison of the
pictures obtained at these different conditions have shown that the
flame  charactenstics change considerably in several aspects,




namely in luminosity of yellow luminous flame, in opacity of
dark soot layer in the region between the flame and the droplet
surface (soot shell) and in shape duc o partial deformation of
spherical flame.

In gencral, it can be smd that for n-heptane droplet burning
in air or nitrogen-diluted air, an increase in ambient pressure
tends to increase the opacity of soot shell. For example, for
droplet burning in air at pressures above 0.5 MPa bright yellow
luminous flame and opaque soot shell do not allow droplet
viewing. For pressures above 1.0 MPa, approximately, the flame,
initially spherical. is deformed during the burning. The limit for
droplet viewing can be shifted to a higher pressure condition by
reducing the ambicent oxygen concentration. The condition for
sootless burning however, can be attained only at narrow
combinations of ambient pressurc and oxygen concentration.

Figure 1 shows a typical casc where droplet viewing through
the soot shell became possible duc to a reduction in ambicnt
oxygen concentration. This result is valuable because it confirms
the possibility to evaluate the droplet burning rate constant at
high pressures, for sphencally symmetncal flame. Former similar
result (Chauveau et al., 1993) was obtained during a parabolic
flight, where the measurement of droplet size was possible
because the residual gravity was strong enough 1o sweep the soot
away from the droplet surface. In Figure 1. the pictures (a) and
(¢} show the direct photographs of flame (yellow luminous flame)
and (b) and (d) the shadow photographs of the soot shell
topaque} and the droplet with soot shell, respectively.

To complete the understanding ol the relation between the
ambient gas condition and the droplet burning features however,
further detailed experiment is necessary.

21% 0,

(a)
0.500 s

(b}
0.517 s

{c)
0.333 s

(d}
0.350 s

Figure 1 - Two sequential photographs of burning droplet. (The
number under the pictures indicates the time from 1gnition).

Flame Diameter. The blue flame was too faint to be observed
in the pictures throughout the ambient conditions considered in
the experiment. In some ambient conditions, the intense
luminosity of yellow luminous flame worsened the conditions for
identification of blue flame position.

In our previous work (Mikami et al., 1994), a study was
made on location of blue flame relatively to yellow luminous
flame. According to this work, the relative position between blue
flame and outer edge of yellow luminous zone presents pressure
dependence, mainly for normalized pressure P/P. (ambient
pressure by critical pressure of fuel) below 0.4. For the
qualitative analysis of flame diameter conducted here, this
difference in position 1s negligible, therefore diameter of outer
cdge of yellow luminous zone instead of blue flame was taken as
the flame diameter D). As discussed previously, the flame was not
completely spherical in some ambient conditions. In this case the
mean diameter of yellow luminous flame was taken as the flame
diameter.
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Figure 2 — Variation of normalized flame diameter with time for
different ambient pressure.
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Figure 3 — Effect of ambient pressure on normalized maximum
flame diameter.



Figure 2 shows the variation of flame diameter with time for
different ambient pressure. The flame diameter and the time
counted from ignition are normalized by the initial droplet
diameter o, and the burning time f,, respectively, where #, is
defined as the time clapsed between ignition and burnout. The
flame diameter increases with time, reaches a maximum, and then
decreases. An increase in ambient pressure tends to shift the plots
downward keeping the same trends. The effect of an increase in
ambient pressure on maximum f{lame diameter is showed in
Figure 3.
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Figure 4 — Varation of normalized flame diameter with time for
different ambicnt oxygen concentrations.

Figure 4 shows the variation of flame diameter with time for
different ambient oxygen concentration at a fixed ambient
pressure. The trends are similar to those observed in Figure 2. An
increase in ambient oxygen concentration tends to shift the plots
downward, for the range of pressure considered in the tests. The
effect of an increase in ambient oxygen concentration on
maximum flame diameter is showed in Figure 5.
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Figure 5 — Effect of ambient oxygen concentration on normalized
maximum flame diameter.

Droplet_Burning Time. Figure 6 shows the variation of
burning time with pressure for three different ambient oxygen
concentration. The burning time decreases with an increase in the
ambient pressure, reaches a minimum value near the critical
pressure and then increases, for all three conditions of ambient
oxygen concentration. The plots for oxygen concentration of 21%
include the burning regime with soot shell for all pressure range
and flame deformation for F/P. above 0.4, approximately.
Similar burning regime is attained for oxygen concentration of
17%, however, in this case the luminosity of yellow luminous
flame is weakened. Further reduction in luminosity of yellow
luminous flame occurs for burning regime with oxygen
concentration of 13% and in this case, soot is almost absent.
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Figure 6 - Effect of ambient pressure on corrected burning time
at three different ambient oxygen concentrations. (Corrected to an
initial droplet diameter of 0.8 mm).

As suggested by Faeth et al. (1969), in the case of oxygen
concentration of 21% (Figure 6), the minimum in the burning
time curve near the critical point may be due to the overlupping
cffects of an increased rate of droplet vaporization and reduced
gas-phase diffusion rate with increasing pressure. A change in
ambient oxygen concentration however. can affect the flame
structure and hence. the burning time in several aspects.
Although the classical quasisteady theory (Williams, 1985)
becomes inaccurate at high pressures, some results are adopted
here because they are helpful as a basis for qualitative discussion
about the parameters that can affect the burning process.
According to this theory, for infinite reaction rates and zero
buoyancy, the value of burning rate constant & for a liquid fuel
droplet in a stagnant ambient of temperature T, pressure P and
oxygen mass fraction ¥y, can be expressed as

(1)

where the transler number B is given by




B = L Y{,jq

L — Cp (Th - Trr)

(2)

Here ¢ is the heat of combustion per unit mass for the fuel at
temperature T, i 1s the stoichiometric oxygen-fuel mass ratio, L is
the latent heat of vaporization of the fuel at its boiling point T}, p
is the liquid fuel density at 7}, ¢, und A arc the specific heat at
constant pressure and the thermal conductivity respectively, for
the gases in the mner region of the flame.

In our previous work (Mikami et al., 1994), the dependence
of flame temperature on ambient oxygen concentration was
studied experimentally. One of the results showed that a change
in ambient oxygen concentration from 21% to 14%. ftor pressure
fixed at 0.8 MPa, reduces the flame temperature in about 18%.
Reduction in flame temperature not only can affect the
temperature in the inner region between the flame and droplet
surface, but also the gas composition in the region. Therefore,
both ¢, and A are affected and consequently, the burning rate
constant given by Eq. (1) is also affected.

Similarly, generation or  climination of soot shell by
changing the oxygen concentration can also affect ¢, and A, as a
result of large radiation and heat capacity introduced by soot in
the region. Furthermore, as suggested by Shaw et al. (1987), if
the hot particles from the soot shell reach the droplet surface,
their contact with the cold droplet can lead 1o immediate boiling
of the droplet.

Besides the effects of  ambient oxygen concentration,
ambient pressure also produces several effects on the flame
structure. A change in ambient pressure alone affects T, and
consequently p. ¢,. and A. A change in pressure affects also L and
this can be one of the main reasons of the dependence of droplet
burning rate on pressure. Equations (1) and (2) show that the
effect of L can be small at low pressures but as ambient pressure
approaches the critical pressure of the fuel, L decreases to zero
and hence & rises to inlinity.

In spite of all these changes in the properties in the region
between the flame and the droplet surface, the results of Figure 6
suggest that the controlling processes that affect the burning time
and lead to the transition near the critical pressure of fuel, are not

affected qualitatively by a reduction in ambient oxygen
concentration.

CONCLUSION

To study the effects of pressure and oxygen concentration of
ambient gas on n-heptane  droplet  burning characteristics,
microgravily experiment was conducted by using a drop tower.
Air and nitrogen-diluted air were used as the ambient gas in the
pressures ranging from 0.1 to about 3.5 MPa. The main
conclusions are as follows:

I. Reduction in ambient oxygen concentration can reduce or
eliminate the opacity of soot shell, allowing the viewing of
burning droplet at high pressures.

2. For a fixed ambient pressure (oxygen concentration), an
increase in the ambient oxygen concentration (pressure)
decreases the maximum flame diameter.

3. For ambient oxygen concentrations considered in the
experiment, 