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Abstract. Boiling water reactors, BWR, commercially use fuel rods with a circular cross section. Set the operational
conditions as well as the distribution of these rods, a specific power is established. Changing this form while conserving
the cross sectional area may deliver a better performance. This fact is investigated here for a family of elliptic forms, in a
thermal sense, using the finite element method. Two limiting values are considered: the melting temperature of the fuel
and the critical flux rate. For 2d models, gains of the order of twenty percent in performance are estimated. It is also
perceived the advantage of this alteration in other form of reactor, and discussed means of addressing other aspects of
the problem.
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1. Presentation

Commercial nuclear reactors use fuel rods of uranium oxide, U 02 , of circular cross section, followed by

a gap filled with nuclear combustion gases, helium mostly, and protected by cladding material, responsible for
the final heat exchange with the cooling fluid, the water. These rods are distributed in many bundles, arranged
in a regular form, inside the core of the reactor. Once initiated the nuclear activity in the reactor, water in
liquid phase enters at prescribed temperature and pressure, flows along the length of the rods, leaving in a
boiling state (Glasstone & Sesonski, 1994) Maximum temperature position in each rod, as well as heat flow
lines set the field for circular rods. And consequently its specific power capacity. However in peak demand it
is important to be able to get some additional power output, reason why a different form of cross sectional
geometry for the rods, hence with different thermal fields, is devised.

Here a family of forms is proposed, having the same cross sectional area of commercial circular rods.
Finite element modeling is used to obtain the temperature and heat flux field, in a two-dimensional case,
observing the same physical restrictions of maximum temperature and critical heat flux, section 2. Under the
typical operating conditions of a BWR, section 3, the physical limits are evaluated and the numerical
procedure discussed. Results are presented in section 4 for diverse forms and, in particular, the circular form
is checked, for the accuracy of the discretized solution. Analytical results for this case are also restated.
Characteristics of better forms are analyzed then.

2. Model
2.1 Geometry

Proposed new format for the transversal sectional forms of the fuel rods, Fig. 1, will derive from a family
of curves defined from elliptic jacobian functions (Milne-Thomson, L.M.,1950) resultant from the transform:

z=acn(w); zZ=x—iy w=u+iv (1)

between the w-plane and the z-plane. From the addition formula of the cn function, geometric locus in the
< x,y > plane for every equipotential v =v value at different settings of parameter m , is:
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cn(u/m)en(v/1—m)

cnz(vll—m)+msn2(u/m)snz(v/l—m) )
a sn(u !/ m)dn(u !/ m)ysn(v/1—m)dn(v/1—m)

cnz(v/m)—i-msnz(u/m)snz(vll—m)

where the elliptic functions cn and dn:

cn(u,v/m) =3 l—snz(u,v/m)

3

dn(u,vim)=3% l—msnz(u,v/m)

derive, for every U or Vv, at each value of m from the sz function, defined according to the integral:

sn_l(u,v/m)z.[

# (4)
o VA—t2)(A—mt?)

This function is known as Jacobian elliptic function. It is a Legendre elliptic integral of the first kind.

v-curve
z u'Iurve Region IV
Region 111

2l 7y
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Region I

Fig. 1 Element of the family of new forms showing the diverse regions of the problem

A part this geometric form, the common circular rod of radius a :

<x,y>/ y=+a*-x* &)

X
.. -t . . .
that can also be represented in integral form from y = I—dt , in the first quadrant, will be used as a
ovVa z_ t 2
comparison form for evaluation of the new format.
2.2 Energy Equation

Local rate form of the energy equation relates the rate of variation of the internal energy to the rate of
external work and heat exchange:
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pi=-o:D+Divq+gq,; Div=_Grad- ©)

Here the internal energy per unit volume [ is a function of the point and temperature ® p =[i(.,0), p stands
for the mass density, q is the heat flux vector, supposed independent of strains or displacements, q = (., 0)

and ¢, represents the internal heat generation rate, obtained from the solution of the neutron diffusion
problem, (Winterton, R.H.S.,1981)

For the plane problem, unit thickness, under permanent conditions while disregarding coupling caused by
the work termo : D, being ¢ the stresses and D the deformation gradient rate, in integral form:

jq.ndA+jqde=0 )
s v

Here latent heat effects and phase changes are disregarded. Surfaces S include temperature specified
surfaces S as well as flux specified surfaces S, .

As a general arrangement, fuel rods comprise an inner region, region 1, surrounded by an almost empty
space, region 2, followed by a protection cladding, region 3, in contact with the cooling fluid, region 4. Fuel
rod is made up of uranium oxide, UO, , material 1, which is separated from the protection material, in our

case Zircaloy, material 3, by means of gases resulting from nuclear reactions. These gases are mostly helium
but also criptonium and xenonium, depending on the reactor considered, occur, material 2. For the first body,
symmetry boundary conditions as well as continuity in the first interface impose that:

q=0; 0<y<;y A 0<z<z
29 (®)

k- =——=1q5 on S,

on

being k =l:1(6) the matrix of thermal conductivity, term of Fourier’s law. In the intermediate sector, as
passage region, net flow is null:

jq ‘ndA =0;
152+253 )

q=0; y<y<,y A z25z5,2
where the horizontal y and vertical z limits for the S =0 surface, symmetry, have been established.

As there is no generation in the outer region, Iq ‘ndA=0 and q=0 for , y<y<;y A ,252z5:27.

283435,

For the outer interface, ;k ‘3—9236];{ on 38, where ;¢4 =q, +q, +q, being:
n

q, =k -Grade; Grad=%; X" =|x,v,z]

q,=A®*-0})=r(0-0.) (10)
q. =h(6-0%)

Of the diverse components of heat transfer, thermal conductivity ¢, dominates, mostly in the core region.
It is function of the conductivity matrix k , supposed isotropic and dependent upon temperature. It is followed
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in importance, by the convection heat transfer ¢, for the interaction with the refrigerant, function of the
conduction coefficient h_.and reference temperature in the fluid cell8S . Also the radiation component

q, appears, which involves direction and form coefficient A in addition to the reference temperature 0, .

2.3 Principle of Virtual Temperatures

The principle of virtual temperatures (Bathe, K.J.,1995), which is a variational statement of energy
balance, may be obtained directly by the standard Galerkin approach. Applied to the problem at hand, entails
us to write:

Icmdse-qu—J'aeqbdv=I69q-ﬁds=0 (11)
\%4 \4 N

where 80 is an arbitrary variational field satisfying the essential boundary conditions. In order to solve for the
0 field, the body is approximated geometrically with finite elements, so that the temperature is interpolated
as:

0=N"o" (12)

being 6N the nodal temperatures. The Galerkin approach assumes that the variational field is interpolated by
the same function. With these interpolations, the variational statement produces the system of equations:

FY =0

N N
FszNN-qu—J'GradN .qu—J'N g,dV (13)
S \4 1%

that can be solved for the nodal temperatures, if a Newton type of solutions is employed. Allowing for the
diverse surface forms of heat transfer, Eq. (10), it leads to:

(K, +K,+K,)0=Q, +Q, +Q, (14)

where the matrices of conduction, convection and radiation are defined as:

K,:jBNTkBNdV; B=GradN"; V=V, +V, +V,
\%4
N
K, :IN hNdS;  S°=,S,+,55+55, (15)
g
K, = INNrNNdS

NG

with no conductivity contact surface. The source terms are:

N ~
Q. = [N"necds (162)

s¢
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N
Q,= J'N 07 dS (16b)
5
N
Q, =jN q,dV (16¢)
|4

where §¢, S”"are convection and radiation surfaces. Furthermore, with diverse bodies, boundary and
continuity conditions, will add the corresponding matrices in Eq. (14).

2.4 Physical Limits

In order to determine the real temperature field, Eq. (14), in the discretized problem, the free parameter
g, has to be set at every iteration of the solution process. Two physical limits have to be observed however.

The first relates to an upper value of the temperature field, 6, =6 of the core material. The other is

melting

related to the maximum allowable heat flow rate ;¢ , the critical flow rate to the surrounding water, ¢_,.....;

3. Model Parameters
3.1 Input Values

A series of geometric forms were considered in the analysis. Forms depend upon the pair of parameters
vand m .For both the set of values <0.2; 0.4;0.5;0.6;0.7;0.8 > was taken in a one-to-one combination. In

every case the same cross sectional area of the circular element, D=11.4 mm; A= TED% was imposed.
Once set the cross sectional form of the fuel element, a gap f of values in the interval 0.25< f <0.73 mm

was taken. External cladding, following the same contour had value ¢ =0.81 mm. In some constructions no
gap was considered. In others an external protection layer wasn’t present as well.

Some thermal material properties are shown in table 1, for the representative values in the range
encountered in the problem. In particular the coefficient of conductivity of the fuel, assumed isotropic,
depends on temperatures. For it an approximate relation for the dependency in W/cm °C is:

404 0
k() =———+0.132¢-03exp(0.001880); "C 17
©=rsare ¢ P ) (17
Table 1 Some physical properties of the materials
p [k%unJ kf [%moc] CP [m%gnK]
Uraninum oxide 10.980e-06 2.60e-03 0.31
Helium 0.0973e-09 0.211e-03 5.20
Zircaloy 6.5600e-06 16.5e-03 0.33

Coefficients of convection in the outer interface also depend upon local temperature. A range of variation
exists, 4.0e—03 </, <6.0e—03 W/°Kin the interval 285<8, <350 °C.

3.2 Numerical Scheme
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In order to apply the linear thermal procedure associated with the finite element discretization, a Newton-

Raphson scheme for the iterations has to devise. For every value of the free parameter g b(") , corresponding to

iteration 2 , and fixed the solid-fluid interaction parameters, a temperature field 8 may be obtained. For this
solution however, in general, there is an unbalance of the vector F®, Eq. (13), that has to be dealt with. If it

is assumed that in the next iteration, an increment of the heat generation rate Ag, will be set so as to clear this

unbalance, F"' =0, then:

Aqh == >n (17)

F
o,F
in a forward fashion. Evidently this increment, and the solution derived from it, has to satisfy the physical
limits imposed to the problem. Moreover, as a one term expansion only is under consideration, care must be
taken in the setting of an error value, for closure of the procedure. The initial trial point may be taken directly

from the solution of the circular rod case. This has conducted, in general, to a few iterations.
The iterative scheme to be employed may be best described from the incremental form of Eq. (13):

_ [NV 3a.ds — N oo 90y [N
aF_J'N dqds J' GradN" -3[k <21V jN g, dV (18)
S \%4 \%
where:
0
3q= k22 1 k-"_90+9q.n, +d 19
q 8X+ °X +dg.n. +dg.n, (19)

being N _and N, normal unit vector in the S, and S, partitions of the heat transfer .S surface. Introducing

Taylor expansions to the first order of the expressions above, in a Euler forward manner, the incremented
form of F will be such that:

N N
lhs=JBT -kiaedij haedS+IN r08dS
\%4 aX S N
‘ ' (20)
N N N 20
rhssz h[(ec+aec)—e]ds+jN r[(e,+ae,)—e,]ds+jN [qb+8qb]dV+IB-k&dV
S. S \4 Vv

¢ r

where [hs = rhs . Referring the known quantities to iterationi , and the unknown quantities to iteration i +1,
Eq. (20) can be rewritten as:

[K!+K.+K 100 +[K. +K.]0' = Q)" +K 0" + Ko’ 1)

where 02” and 0",“ are the updated external convection/radiation fields. Q;}“ refers to the incremented body

generation heat vector.

3.3 Physical Limits
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Determination of the critical heat flux rate at the outer surface of the fuel rod requires coupling to the water
flow problem, or use of some experimental formula. Though developed for BWR reactors and circular rods,
Biasi formula may be used for the present case:

.y =15.048¢+7(100D) " G " H(1-x) (22)
where:
H =-1.159+0.149 p exp(=0.019p) +9p /10 + p?) (23)

for pressures p expressed in bars, and fraction:

. Ah
x= 9 crit _ sub

mhfg hfg

(24)

with Ahy, =0.398¢+06 J/kg and h, =1.5le+06J/kg. Typical reactor conditions were assumed: p =70

bar; 0,, =204 °C, G =2.e+03kg/m’. A rectangular arrangement of the bundle of rods supposes a center to

center distance / =18.82 mm, used in finding the hydraulic diameter to be used above. Rods had an height of
3.2 m, Fig. 2.

The other limit, the melting point of the fuel rod, set at 8,,,,, =2800°C. 1In the model running,

temperature at the surface of the cladding shell was fixed at ;05 =300 °C.

9.5

Fig.2 Typical cell distribution of fuel rods

4 Results
4.1 General Response
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Implementation of the above scheme of solution for the different sectional forms led to a series of temperature
and flux fields. Discretization involved different elements and densities, according to the region,

and some times added to more than a thousand elements. Maximum temperature and critical heat flow limits
have been used in determining the solutions.

In Figs. 2 and 3, as an example, temperature and heat flux fields in the case of the elliptic form characterized
by the <0.7;0.5>pair is shown. In it surface temperature at the outer cladding is fixed.. Maximum

temperature obtained, in the core region, is close to the maximum allowable, 6, = 2800°C , and appears in

the central region of the rod. Many times maximum temperature will not occur at the origin. Moreover, flux
values vary along the outer surface of the cladding, being larger in the points of the surface closer to the
center of the rod.

As the response of the rod should change, if the slice being taken is changed along the length of the rod,
because the internal heat generation rate, as well as the heat transfer limit, the most critical combination was
considered. Position of maximum heat generation, in general occurs at middle length of the rod. Heat flow to
the water, initially in liquid state, changes along the length of the rod, passing to a two phase flow and a final
boiling condition. Convection coefficient, as such, changes as well. Formally this coefficient could be
obtained experimentally and numerically. In the last case a fluid flow analysis would have to be run, so as to
generate the velocities gradients, in a 3D model. Therefore setting , in the 2D model, the external surface is an
approximation. The chosen temperature compares well with simulations and measures reported in the
literature, and was therefore used in some analysis. Moreover, critical heat flux limits, used for the new forms,
in the same amount as in the case of the circular rod, is another sort of approximation, used as an initial
estimate.

Temperature
2191.08

e e s SR
LoUoOounwnou . —ocy
SN _ it —~ LO—

—I— _Coo oo
_IJ:_'I.DD"IL-IJIZIIJJU"DHJLD-_lc

Fig. 3 Flux magnitude for the m =0.7 and v = 0.5 format
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4.2 Comparisons and Conclusions
The temperature field and the flux magnitude, as generated by the numerical procedure presented above,
were compared to the results provided by the analysis of a known solution to this problem: the case of the
circular rod. Local form of the energy equation, Eq. (6), in cylindrical coordinates, under permanent
conduction conditions, gives:

Div(k.V0)+q, =0 (25)

or, considered the symmetry of the problem:

2
d9+ld_9+Qh

=0 26
dr? rdr ke (26)
whose solution is:
1 0
o=@, Tt )2, (pZ—IK(G)dG; 0=9®) 0<r<R 7)
4k, Ke ;

where 0, is a reference temperature, possibly 8  =0°C, and %, is the corresponding core material
conductivity. Values of the ¢ integral are tabulated results, (Tu. C.C., 1974).
For the gap region, R<r <R+ f, aaverage conductivity may be assumed, so that continuity of heat flux

R
makes —k2ﬁ =D

= and therefore:
dr ryy 2ky &

2
qpR r
0(r)=0; — In—; 0,=0 28
(=05 "3 —Ingi 05 =0, (28)
while for the cladding sector:
0(r) =0y, ——2 R(R+ f)ln——; O, =6 g (29)
T 2k, R+f 203

Set a value for the temperature of the cladding-fluid interface, 6 S, = 0 Iz convection conditions will lead to
¢ 20,-6.) R+c+f

water. Corresponding results obtained under more general conditions, is shown in Fig. 6 and Fig 7, using the
finite element method.

R .. -
and a flux g, =g, B that may compared to the critical flux g, for the boiling

A 3D model of this problem, including fluid flow would entail a verification of the thermal coefficients
used in the analysis. Here experimental values were used, as the problem was treated as 2D. Complications
were caused by the boiling effect ,that PWR reactors do not have. For them, the same kind of analysis would
produce very much similar temperature and flux distribution, as shown ahead.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006 — Paper CIT06-1060

Temperature
1194.04
1119.53
1045.03
970.530
B96.021
821.523
Ha.020
B12.517
598.013
SEB.SIE
449 00
3714.503
300

oL =LMoo=
Emmmmmmmmmmmﬂ

Fig. 7 Heat flux distribution for the circular rod

4.2 Optimum Form

More than 30 elements of the family of formats proposed were analyzed in what says respect to the
thermal performance. Sometimes there was improving of performance, sometimes not. Thinner formats,
tending to the thin plate, showed better gains. Of all cases, in BWR reactors the one corresponding to the
pair< 0.8;0.2 > represented the best gain. Maximum temperature was not always the limit. In this case this

occurred.
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Fig. 8 Heat flux distribution for the < 0.6;0.6 > format

5. Conclusions

Flux distribution along the outer surface of the family of new formats is never constant, even when
temperatures are fixed. Critical flux points, in general occurred in the thinner regions. Once obtained this
point performance was measured through the g, value. However as only the local capacity of heat transfer is
exploited, additional gains could be obtained if the full capacity, corresponding to the setting of this limit to
the whole surface of the element, was attained. Also use of pressurized vessels, PWR, would improve gains as
the critical flux values could be increased.
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Francisco Domingues Alves de Sousa

Instituto de Pesquisas Tecnoldgicas do Estado de Sdo Paulo — IPT
Cidade Universitaria, CEP 05508-901, Sa6 Paulo - SP

fdasousa@ ipt.br

Sandro da Silva Aguiar
Braskem - Unidade de Vinilicos — Alagoas

José Carlos Lourenco
Braskem - Unidade de Vinilicos — Alagoas

In this paper a real case study is presented in which three different burner sizes of mural flat flame type were optimized into a test
bench, using a technique involving the measurement of boundary variables: gas and air mass flow rates, temperatures and
pressures, flue gas composition and the wall radiant emerging power, this one determining the so called radiation zone efficiency.
Radiant emerging power was measured from treated images of the wall obtained by CCD cameras, thus allowing to establish
comparisons between its values for different operating conditions and finally to determine the optimal ones (those maximizing the
emerging power corresponding to a fixed power released by the burner). Application of the adjustments obtained in the bench to the
burners installed in two pyrolysis-furnaces, resulted a significant reduction in specific fuel consumption.

Mural flame burners, burner test, burner optimization, still furnace optimization, pyrolisis furnace optimization

1. Introduction

During the last decades considerable amount of work has been applied to improve industrial processes efficiency,
mostly on those that intensively use work and heat, frequently involving combustion equipment. The adopted measures
has been: to improve equipment insulation, to tight the regulation of steam traps, to recuperate heat from processes
streams early wasted, to reduce the air excess in combustion processes and so on. Even though, the industrial processes
still remain very inefficient.

To follow obtaining efficiency improvements one needs to apply energy conservation measures that are no longer
of quick insight, quantification and implementation. In a word, they require deeper analysis of the involved phenomena.
This paper reports just one of these cases.

Still furnaces in refineries and petrochemical plants and large reheating furnaces in rolling sectors of steel plants are
equipped with large number of inspirator burners (where gas jet drags the combustion air) that produce flat mural
flames over surfaces of refractory walls which then transfer heat, mainly by radiation to the coils inside which the
streams to be heated flow, or to the steel plates correspondingly.

Each furnace is frequently equipped with tenths of burners from two or three different sizes which renders their
individual optimization, while installed, very difficult or even impossible. In these cases, establishment of adjustments
that lead to the best performance must be carried out in an apparatus external to the furnace, in which each burner is
installed rendering possible to measure the following parameters:

e Fuel gas mass flow rate, temperature and pressure

e Air mass flow rate, temperature and pressure (not possible to measure when the burner is installed in the real
furnace)

® Radiative heat power leaving the refractory wall on which the burner is attached
Formerly it is important to emphasize what means to seek for an optimal operation condition. This optimization
involves several aspects like:

e To fit the burner to the power range that it must release, in other words utilizing it within its operational limits.
There are two important limits: the stoichiometric one, beyond which the gas jet does not aspirate enough air
for completing the combustion reaction and the dynamic one, above which the flame blows-out. During
experimental work, these limits were determined just at its beginnings.

e For a determined value of the released power, to increase or maximize the useful fraction (power transferred to
the product’s main stream)

e  For the fuel being used, to reduce or minimize pollutant emission rates, choosing adequate air/fuel ratios.

The radiative power emerging from the wall, which determines the so called radiation zone efficiency can be
measured from treated images of the wall obtained by CCD cameras, thus allowing to establish comparisons between its
values for different operating conditions and finally the determination of the optimal ones (those maximizing the
emerging power corresponding to a fixed power released by the burner).
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2. Equipment description

Figure (1) shows one of the furnaces to which this methodology was applied. It is equipped with four rows of
burners in each side of the radiation zone, totalizing eighty burners. At its central plane, parallel to the sides that contain
the burners, there is a coil built by 6 inches diameter tubes with 32 passages (horizontal tubes) inside which flows the
fluid to be heated. The fluid, Ethylene-dichloride (EDC) enters de coil in the liquid phase, being successively
evaporated, superheated and finally cracked, resulting the final product, Vinyl chlorine monometer (MVC).

4% row of burners
Type 3

3" row of burners
Type 3

2" row of burners
Type 2

e e e e e e e

1* row of burners
Type 1

Figure 1 — Cracking furnace with four rows of burners

Figure (2) shows a schematic drawing of the burners and Fig. (3) shows schematically the several heat interactions
among the furnace elements
In the present case it is fundamental to optimize QgrapwarLcom (power exchanged by radiation between the furnace
wall and the coil), maximizing QraprLamewarLL (power exchanged by radiation between the mural flame and the wall)
and Qconv rLamewaLL (power exchanged by convection between the mural flame and the wall).

Secondary air inlet

Primary air inlet ﬂ

U N

Gas inlet I

WW///[/”””’””"”---,, -

B Burner
i front end
e rrrrrreser e
Secondary air register Mural
. . . flat flame
Primary air register

Refractory wall

Figure 2 — Schematic drawing of the mural type burners
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Figure 3 — Heat interactions among furnace elements
3. Laboratory apparatus used for carrying out the trials

3.1. Primary air temperature, pressure and flow rate measurement

For getting information about the performance of each burner it is necessary to measure gas and air flow rates. The
last one is practically impossible of being measured given the original configuration of the burners. For this a plenum
was built around the air register, provided with a grate that regularizes air entrance across it. Air supplied by one blower
passes through a measurement system composed by an orifice plate and pressure transducers before entering the
plenum. A valve allows the flow rate adjustment, while maintaining the pressure inside the plenum at zero value to
simulate the aspiration of atmospheric air that occurs in a real operation. Resuming, the blower is used only to
overcome the pressure drop across the flow rate measurement device.

Figures (4) shows the plenum and the gas plus air supply and measurement system. Figure (5) A and B show the
combustion chamber inside just after the burner lightning and at steady state respectively.

Primary air blower
Test furnace y

Primary air

Plenum pressure,
bounding the flow rate and
burner primary temperature
air register measurement
before
plenum inlet
Access for
primary air
register
adjustment

Natural gas
supply

Natural gas pressure and
temperature measurement

Figure 4 — Primary air and natural gas supplying and flow rate measurement
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Burner
front end

Furnace front
wall

Furnace
lateral wall

Figure 5 — Pictures of the combustion chamber inside

3.2. Measurement of radiative power emerging from the wall

The technique used in this work for measuring the power emerging from the wall over which the flame develops
was the computerized inspection. The images were grabbed by a system composed of the following items:

a) An optical set composed by interference filter (900 nm), made by Corion; 12 mm lens with manual adjustments
for focus and obturator , type H12-1.2, made by Rainbow and monochromatic CCD camera, type V-1070, made by
Marshall. This set was lodged into a cooled device as shown in Fig. (6). The resulting set was mounted onto the rear
part of the furnace flue gases channel, as shown in the right side of the same figure.

I Cooling air entrance I Tube for lodging the CCD l

camera
Cooling
water
exit
Cooling water inlet Two quartz
' ) glasses water
Wires for camera electric cooled Flue gases rising base for mounting
supply and video-signal output to the stack the optical set

Figure 6 — Optical set mounted on the rear end of the flue gases channel

b) A set of wires for the camera electrical supply and for the signal conduction from it up to the acquisition board
which was installed into the computer.

¢) The frame acquisition and dispatching board, made by Coreco Imaging.

d) A computer program for automatic visual inspection, called SCIVA, developed by another IPT group, detailed
described by Martins (2004), provided with a large tool menu for acquisition, storage in BITMAP file and treatment of
images.

3.2.1. Power measurement method validity

A question that certainly one can argue is: if the objective is to shoot images from the internal surface of the
furnace front wall where the burner is installed but the optical set is located in the opposed end of the furnace, as shown
in Fig. (6), the mural flame interposes between them. As the CO, and H,O (gases that absorb and emit radiation)
contents in the flame region and in the resulting combustion gases volume are quite high, radiation intensities that strike
the optical system may be different from those emerging from the wall thus the obtained images would not correspond
to the real situation, being not comparable as well.

In the present case this is not a problem once both gases do not have emission/absorption bands for wave lengths
bellow 1600 nm, as shown in Fig. (7) for CO,. For steam the lower band is located near the correspondent for CO, and
the others are located at higher wave lengths. As the radiation crossing the interference filter has wave length close to
900 nm, only this radiation (not intervenient with the combustion gases) strikes the camera sensor device (CCD). This
fact validates de calculations presented in item 4.
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Figure 7 — Emission/absorption bands for CO, (Siegel & Howell 1992)

3.2.2. Image comparisons

The black and white images obtained correspond to a wave length narrow range around 900 nm and they have 256
gray tons from black (0) to white (255). Each one of these tons, called threshold, is proportional to the radiation
intensity emerging from the corresponding point of the front wall internal surface, for the considered wave length. This
assumption is detailed discussed by Dewitt and Nutter (1989).

It is important to notice that, inside the proportionality constant there are, among others, the effects by attenuation
introduced by the interference filter, by the image grabbing time (lower the exposition time, lower is the power striking
onto the CCD), by the opening area of the lens obturator (lower the opening lower is the power striking onto the CCD)
and the effect of wall emissivity.

The grabbing time is inversely proportional to the acquisition frequency that can be: 60 s, 125, 250, 500, 1000,
2000, 4000 and 10000 s™', depending on the shutter adjustment, for the camera used.

In this work all images were made with the higher frequency to avoid the saturation of large fraction areas in the
images (these areas become completely white, despite their different temperatures, if lower frequencies are used). The
obturator was adjusted in a previous experiment also to avoid the saturation.

Obviously the comparisons between images that will be done lately are only valid if the interference filter, the
camera, the image acquisition frequency, the lens and the obturator adjustment are the same as well as the emissivity of
the surface being observed. Each image is composed by 307200 pixels distributed into 480 rows and 640 columns,
having a threshold comprised between the before mentioned limits.

4. Calculation procedure

Beforehand it is important to notice that this procedure is not a novelty; in fact a procedure, utilizing image
acquisition equipment similar to the present one and part of the assumptions made here, was used by Huang (2000) for
calculating the temperature distribution in flames inside a test furnace.

Each elemental area of the wall internal surface emits radiation for all directions of a semi-space, as shown
schematically in Fig. (8).

Figure 8 — Radiation emerging from an elemental area, around direction r
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The power emerging from dA, inside the solid angle dQ2, centered into the direction r, with vertice at the point P,
with wave length A, called d* g;, may be expressed as:

2 — k % %
d Cl/z—lz,r dA *cos @ * dC) (1)
Thus the radiative power emerging from dA to all the directions of the semi-space may be calculated as:
dq, = [I,,*dA*cos6*dQ 2
Q=27

The radiative power emerging from an area at the wall surface is then:
q;, = J dq, 3)
A

As long as some assumption is made about the I, directional variation the integral in Eq.(2) involves only
geometry. If one admits that I, ; is constant for all directions (isotropic emission) then it can be took outside the integral
and it is straight to conclude that dq; is proportional to I ;.

Considering that the threshold of each pixel is proportional to I, ; of the corresponding point in the wall surface, one
can conclude that the power emerging from each elemental area is proportional to its image’s corresponding pixel. This
conclusion will be extensively used when comparing the images obtained. Additionally the assumption that the wall
internal surface is gray is equivalent to impose that the emerging radiation intensity from each of its points, at the wave
length A is proportional to the blackbody one at the same wave length.

I,=€¢*I,, )

Where I, is the emerging radiation intensity of the wall surface (with emissivity €) and I, ; is the blackbody spectral
intensity at the same temperature, expressed by the Planck equation.

2% C,
2/5 * (ecz/ﬂ*T _ 1) (5

I1,,(A,T)=

Where

C, = first Planck constant (0,59552197*10™'® W.m?/sr)
C, = second Planck constant (0,01438769 m*K)

3 = wave length [m]

T = absolute temperature [K]

Thus the gray tons distribution also allows to immediately verifying the temperature distribution on the internal
wall surface (contacting the mural flame). As closer to the white, the higher the threshold, the higher is the temperature
of the corresponding region.

As long as this brief conceptual introduction is made one considers two typical images obtained during the burners
hot tests. The interest is to compare both under two aspects: wall surface temperature uniformity and power emerging
from them (at the wave length A = 900 nm)

Higher or lower temperature uniformity may be quantified by the application of a tool existing in the program
SCIVA, called histogram.

The emerging power from a selected region in the wall, around the burner quarl can be quantified as described on
the following, using two images corresponding to two different tests (means of 3600 instant images). Due to space
limitations the procedure will be applied to two tests carried out with the type 2 burner for verifying the effect of the air
excess on these emerging powers. Tests where numbered as 6B (air excess around 20%) and 6C (air excess around 5%).
The mean global images are shown in Fig. (9).

These images show the inner surface of the flue gases channel and the lateral surface of the furnace. In fact, the
interest for this work is to compare only the central circle corresponding to the wall in which the burner is mounted and
whose front end appears as black (low temperature) in the center of the circle.

For this the program is provided by a tool that allows to separate a definite region, for instance by the squares (in
white) in Fig. (9). The sub-images are shown in Fig. (10) (left sides).
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Test 6B (O, ~ 4,5%) - burner type 2 Test 6C (O, ~ 1,0%) - burner type 2

Figure 9 — Mean global images — Tests 6B and 6C — burner type 2

The inspection of these images allows the immediate conclusion that the wall temperature uniformity in the test 6C
is slightly worse than that of the test 6B. This quality may be better expressed by the application of the histogram to
these sub-images. Its horizontal axis refers to the thresholds and over the ordinate axis the heights are proportional to
the number of pixels in that threshold. The histograms corresponding to those sub-images are shown in Fig. (11) (right).

The inspection of the histograms allows the conclusion that in the test 6C there exist regions on the wall emitting
radiation in a broader range of intensities (the base of its histogram — threshold values - is larger) compared to the test
6B.

On the sub-images of Fig. (10) it can be applied another tool, existing into the program SCIVA, called
THRESHOLDING. Briefly, given a definite threshold I, this tool applied to an image does the following: assigns value
0 (zero) to all the pixels which threshold is lower than I and value 255 to all the pixels which threshold is higher than I,
generating thresholded images as shown in Fig. (11). These images are just an example, they do not correspond to those
of Fig. (10).

For each thresholded image it is possible, using another tool from SCIVA, to calculate the white part area — set of
pixels which threshold value is higher than that indicated in the label. For instance, referring to the threshold value I;
one can calculate the areas Appyy for both the tests 6B and 6C; for the threshold value I, the process can be repeated
and so on. For each initial sub-image one can calculate the difference (Api - ALmr) Which represents an area (part of
the sub-image) corresponding to a emerging radiation intensity comprised between I, and I, (thresholds I; e I,).

As was seen early, power emerging from the wall region corresponding to (Api - ALvp) can be calculated as:

9 Aami-ALiv 2y = K*(A 1 —Apy,) "THRE MEAN ,1-2 (6)

Where THREy\gan 12 1S @ mean value between I; and I, and K is the proportionality constant (see item 3.2.2).
Eq. (6) is a discretized form of the Eq. (3).

0 255

Sub-image histogram Sub-image histogram

Test 6B (O, ~ 4%) burner type 2 Test 6C (O, ~ 1,5%) burner type 2

Figure 10 — Sub-images and histograms — Tests 6B and 6C — burner type 2
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Figure 11 — Appearance of a sub-image after thresholding

Table 1 presents, in a condensed form, the values calculated for the tests 6B and 6C. The values SOMA(d(AREA) *
THREp\aN) are proportional to the emerging powers from the regions inside the squares (sub-areas) of Fig. (10) for the
corresponding tests. It is important to notice that these last values are expressed in arbitrary units.

Areas of the thresholded images, Arpy, from the table are represented into Fig.(12), being straightforward to
conclude that the area under the red curve (corresponding to test 6C), which is equivalent to SOMA(d(AREA) *
THREgaN), is considerably higher than that under the blue curve (corresponding to test 6B). In this figure it is
possible to appreciate the internal surface wall temperature uniformity. If the curve presents, in its initial region, small
values of (d(AREA)/d(THRE)), the uniformity is high and vice-versa. In the tests being shown the uniformity is lower
in both cases.

Table 1 — Effect of the air excess on the wall emerging power — burner type 2

TEST 6B - BURNER TYPE 2 TEST 6C — BURNER TYPE 2
HIGH AIR EXCESS ( 4,5% 02) LOW AIR EXCESS ( 1% 02)
THRE ALlMi d(AREA) THREmgan THREmgan THRE ALlMi d(AREA) THREMgan THREMgan
X d(AREA) X d(AREA)
100 | 30410 3765 110 414150 | 100 | 31893 654 110 71940
120 | 26645 | 15216 130 | 1978080 | 120 | 31239 1720 130 223600
140 | 11429 8911 150 | 1336650 | 140 | 29519 7104 150 | 1065600
160 | 2518 2126 170 361420 | 160 | 22415 | 11712 170 | 1991040
180 | 392 195 185 36075 | 180 | 10703 4081 185 754985
190 | 197 92 195 17940 | 190 | 6622 2745 195 535275
200 | 105 71 205 14555 | 200 | 3877 1725 205 353625
210 34 31 215 6665 | 210 | 2152 967 215 207905
220 3 3 225 675 | 220 | 1185 607 225 136575
230 0 0 2325 0| 230] 578 578 2325 134385
235 0 0 2375 0| 235 0 0 2375 0
240 0 240
SOMA(d(AREA) * THREygan) 4166210 SOMA(d(AREA) * THREygan) 5474930
DIFFERENCE RELATED TO THE LOWER VALUE (%) 314
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Figure 12 — Thresholded image areas — tests 6B and 6C — burner type 2

5. Additional aspects studied by means of images

Beyond the air excess effect, shown in item 4 for the case of type 2 burner, the following additional features were
verified:

e  Effect of the type 2 burner operation above its upper stoichiometric limit

e  Effect of the substitution of type 2 burners by type 1 burners

e Effect of excessive gas jet momentum for the type 3 burners

5.1. Effect of operating the burner above its stoichiometric limit

During the preliminary tests it was verified that the upper stoichiometric limit for the type 2 burner was 17,8 kg/h,
which corresponds to the natural gas pressure (Pgy = 2,6 kgf/cm” gauge) ahead the injector nozzle. Nevertheless in each
extremity of rows 3 and 4 of the furnace one burner of this burner type was originally installed, operating at gas
pressures Pgy = 3,4 kgf/cm?, corresponding to a flow rate of 22,4 kg/h and these burners often presented stability
problems. By this motive the burner was operated in the test furnace at both described conditions. At the higher
throughput additional air was supplied externally to the burner body, simulating the real furnace operation.

The results of the tests 7A (stoichiometric limit) and 7B (above stoichiometric with tertiary air supply) show clearly
the harm derived from this. In fact the power supplied to the burner in the test 7B was 25,8% higher than that supplied
in the test 7A, but the emerging power from the wall had an improvement of only 9,5% as shown by a calculation
similar to that explained in item 4. The wall sub-images for these tests are shown in Fig. (13) and the thresholded areas
versus thresholds are shown in Fig. (14).

E | B

3 | B A

Figure 13 — Wall sub-images — tests 7A (left) and 7B (right) —burner type 2
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Figure 14 - Thresholded image areas — tests 7A and 7B — burner type 2

5.2. Replacement of type 2 burners by those of type 1

The bare visual inspection of the three burner models made at the work beginnings show clearly that the divergent
throats and the outlet areas of the burner types 1 and 3 had been well designed but the same had not occurred for the
type 2 (it clearly seems an improvisation). In fact the performance of that burner model was worse under several aspects
(operation limits — dynamic and stoichiometric — and wall emerging power) when compared with the other two.

By this motive a test was carried out in which it was verified that the type 1 burner could replace the type 2,
installed at the furnace row 2, with advantages. In this case the existing burners operate at 1,4 kgf/cm® gas pressure with
12,0 kg/h gas flow rate. To obtain the same gas flow rate, the type 1 burner would operate with 0,8 kgf/cm® gas
pressure. The reference test with type 2 was numbered 6A and that carried out with the type 1 was numbered 2A. Both
of them were carried out with the same air excess. Fig. 15 shows wall sub-images for the tests.

TEST 6A

TEST 2A

Figure 15 — Effect of replacing the burner type 2 by the type 1 on the refractory wall thresholds

These images show clearly the improvement on the emerging power when the burner type 1 is operated at the same
conditions of the burner type 2. Fig. (16) quantifies this qualitative impression.

Using the calculation procedure presented in table 1 it is possible to conclude that the proposed replacement implies
an increase of almost 17% on wall’s emerging radiative power.
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Figura 16 - Effect of the replacement of burner type 2 by the type 1 on the areas of the thresholded sub-images

5.3. Effect of the excessive momentum of gas jet

During the field work it was verified that type 3 burners installed at the levels 3 and 4, Fig.(1) were operating under
the following conditions: PGN = 3,40 kgf/cm” (gas flow rate, Qgy = 12,4 kg/h) and with 10 mm openings of the
primary air register. The operators reported serious difficulties in their operation mainly related to flame’s instability
(blow-out).

For that throughput and taking into account the results of the preliminary tests carried out in the test furnace it
became clear that the adjustment originally applied implied high air excess and high propensity to flame blow-out. It
must be noticed that in the test furnace the primary air register had to be adjusted for 3,0 mm opening (being the
secondary register completely closed) in order to achieve O, contents in the flue gases between 1,2 and 1,4% (best
condition for economy).

This problem is clearly due to the excessive gas jet momentum implying, additionally to a high air trust rate, a non-
symmetric exiting velocity profile for the gas-air mixture as shown in Fig. (17), promoting the trust of large low
temperature gases into the flame, thus lowering its temperature and hence decreasing Qgaprramewarr and
Qconv rLamewaLL (see Fig.3).

Due to this problem, a modification was introduced into the gas nozzle consisting in a increasing of its diameter
from 2,65 to 3,5 mm. This allowed the gas pressure to be lowered from 3.4 to 1,6 kgf/cm” and the primary air register
opening to be increased from 3,0 to 10,0 mm, improving its switching. After this the test number 10 was carried whose
results are to be compared with those of test 9, made previously the modification, both with the same throughput and
same air excess.

Velocity profile very

. Low temperature
non symmetric

flue gas mixture
trusted into the flame
by the eddies

Low temperature

Burner exit port flue gas mixture

Figure 17 — Effect of excessive gas jet momentum on flame temperature
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TEST 9 (ORIGINAL BURNER) TEST 10 (MODIFIED BURNER)

melm""

Figure 18 — Wall sub-images and their histograms - tests 9 and 10 — burner type 3

The bare visual inspection of the Fig.(18) sub-images, allows the conclusion that the temperature uniformity was
improved due to the modification done. This is quantified by the histogram area reduction. It must be observed that the
uniformity enhancement is an important goal of the work as it contributes to uniformize the heat flux striking the
furnace coil. Nevertheless the most important improvement was the increase of wall emerging power, as shown in
Fig.(19). The application of the calculation procedure shown in table 1 lead to a power increase of 18%.
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Figure 19 — Effect of the gas jet momentum decrease on the areas of the thresholded wall sub-images — Burner type 3

6. Conclusions

Using the proposed technique it was possible to identify and apply considerable improvements either on the burners
operational stability or in the wall temperature uniformity with benefic consequences onto the furnace campaign and
additionally to increase substantially the radiation zone efficiency. The application of the recommendations shown in
Sousa (2005) to the whole furnace lead to a reduction of natural gas consumption around 15%. Finally it is important to
stress that a technologic tool was developed, able to be applied for similar cases.
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Resumo. O trabalho enfoca a analise de sensibilidade na modelagem dos processos de combustéo em um reator de misturaideal. O
meio reagente gasoso é considerado ao nivel da cinética quimica detalhada. Na pesquisa € utilizada uma nova técnica para o
calculo analitico dos coeficientes de sensibilidade no codigo RISL. No presente trabalho foram realizadas comparactes dos
coeficientes de sensibilidade com os dados do codigo conhecido “ Aurora” , do pacote CHEMKIN e foi observada uma concordancia
satisfatoria entre eles. Também foi pesquisado o meio reagente complexo “S+ O + H + (N)” e foi estabelecido que o seu
mecanismo de reagdes pode ser classificado em 3 grupos: dois grupos com peguenos coeficientes de sensibilidade (com altas e
baixas vel ocidades das reacdes) e um grupo de reacdes“ criticas’ . E observada também a seguranca no calcul o destes coeficientes.

Palavras chave: Combustdo,Cinética Quimica, Modelagem Matemética, Andlise de Sensibilidade.

1. Introducéo

A andlise de sensibilidade da composicdo e da temperatura em relacdo as constantes de velocidade das reactes

guimicas é uma importante ferramenta para modelar os processos de combustéo e permite:

- avaiar ainfluéncia das constantes nas principais caracteristicas da combustéo;

- revelar as reagdes para as quais é necessario determinar as constantes ks com erros minimos;
- otimizar 0s mecanismos das reagdes.

A eaboracdo da técnica da andlise de sensibilidade foi iniciada j& a dezenas anos atras e atualmente existem
diferentes pesquisas publicadas sobre esta temética (Oran et al., 1987; Rabitz et al., 1983; Glarborg et al. 1986; Brown
et al., 1995; etc.). Nestas publicacdes sdo consideradas vérias abordagens para realizar esta andlise e uma das mais
eficazes entre elas € o modelo de misturaidea (Alzuetaet al., 2001 e Kee et al., 2000).

i

”f h 0
r-i+ MV
TP <—>Q

Figura 1. Esquema da combustdo no reator R1.
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O esquema deste reator (R1) esta mostrado naFig. 1 (onde: B — pressio; O —temperatura; m', m —fluxo na entrada
e nasaida; r;", r; — fragdes molares do fluxo na entrada e dentro do reator; h*, h — ental pias méassicas correspondentes;
Iy, V — massa e volume do meio reagente dentro do reator; Q — perdas de calor do meio reagente por unidade de
massa). No reator R1 se considera que m" = m~ e que inicialmente o meio reagente, com parametros r;° e T,, estd em
equilibrio quimico. No andamento da substituicdo da mistura inicial pelo fluxo de entrada dos reagentes, ocorrem
processos de combustao. Estes processos séo limitados pelo tempo de permanéncia (6,), fazendo com que o sistema
reagente ndo esteja mais em equilibrio quimico. Quanto menor o 8, maior é o grau do desvio do equilibrio. A aplicagéo
do esquema R1, devido a propriedade do “desequilibrio estacionério”, permite mais facilmente (do que, por exemplo,
para o reator de deslocamento idea) determinar a influéncia de qualquer reagdo na combustéo, nos intervalos
pesquisados da temperatura, da pressdo e da composi¢éo.

A etapa mais importante da andlise de sensibilidade é a determinagéo dos coeficientes de sensibilidade, ou sgja, das
derivadas:

T /9k¢ e 1/ (1)

para cada s-ésima reagdo no estado estacionario do reator R1 (ki — constante de velocidade de reagdo, no sentido
direto).
Na técnica tradicional de determinacdo destes coeficientes sdo calculados dois estados estacionarios do reator R1

com valores diferentes de kg elogo apos sdo cal culadas numericamente as derivadas das Eq. (1) (Alzuetaet al., 2001 e

Kee et al., 2000). Em Spilimbergo et al. (2005) foi proposta outra abordagem de determinacdo dos coeficientes de
sensibilidade, baseada no célculo analitico das derivadas. Considera-se que a hova técnica é mais econdmica e segura

pois ndo envolve o incremento Dk, , que n&o é de simples determinagéo, de uma maneira geral, para qual quer reagéo.

No presente trabalho é dada continuidade a pesquisa desta abordagem, verificando e investigando o meio reagente
complexo “S+ O+ H + (N)".

2. Modelo do reator de misturaideal

O modelo matemético do reator R1 baseia-se nas seguintes admissOes:
- as espécies que entram no reator (0s reagentes) misturam-se instantaneamente com o meio reagente, dentro do reator;
- apressdo P no reator durante o andamento da combust&o néo se altera;

- 0s fluxos méssicos na entrada e saida de reator 30 iguais (m*=m™ );

- 0 melo reagente submete-se as leis de cinética quimica detalhada;
- 0 meio reagente inicial estd em equilibrio quimico com os parametrosr;°, T, e hy;
- entre 0 meio reagente e 0 meio ambiente ocorre transferéncia de calor (com fluxo de calor prescrito Q);
- as entalpias massicas do fluxo (h*), do meio reagente (h) e do estado inicial (h,) s30 ligados entre si (h, = h=h") e
ndo se alteram durante da combustéo.
As equagdes da cinética quimica deste modelo sdo utilizadas na forma exponencia (Spilimbergo et al., 2005):

+ +
i i I r
B Fangw; +LIE s aangw; va-le g 2
dt : m't i it
! p o adl q D
m.
ep ol 0 _ . .
Onde W]_kjgﬁé eXpQ- aF,)angp y I’T]J :m] +a an 1, '—'lnri,
[}
Vi =vE- Vg omj=vg =S s=Llmg;
Vij :Vg-V@ X nij :V& ) J=S+mc : S=1,...,rTb;

n& .n& — coeficientes estequiométricos no conjunto das reagdes reversivels.

éngBiO angB.;; i=1,..n s=1,..m (3)
| |

onde: A, — simbolo dai-ésima substancia; m — indice de participago da particula catalitica M na j-ésima reagéo (m =1
se a particula M participa da j-ésima reagdo e caso contrario my = 0); m — massa molecular da i-ésima espécie; n. —
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numero de substéncias no meio reagente; t =MV/m+ ; mg=4arjm — massa molecular média do meio reagente no
[

reator; m. — nUmero de reacOes reversiveis no meio reagente.
Nestas equagdes o conjunto das constantes de velocidade k; (j = 1,...,2m) inclui as constantes kg e kg tanto na
direcdo direta (j = 1,...,m;) como nadiregdo inversa (j = me+1,...,2m,) que sdo ligadas entre si pelaférmula

ks =k& /K s=1,..m. (4)
Estas constantes sdo fungdes de temperatura e sdo apresentadas naforma de Arrenius
ks=AgT"'S exp(- Eg/RoT) (5)

onde: A, ns e Es s80 parémetros constantes.
A deducdo das Eq. (2) é apresentada em Spilimbergo et al. (2005). A egquacdo de energia é utilizada na forma
algébrica (Krioukov et al., 1997) considerando que hy =h:

o fo o ~If
FroT-Tye-a8m-H' Tr-/ac-r-_o (6)
r i?‘ I zI : p||
onde
éHiri
h:émr- i=1,...n (7)
i |

sendo: H; a entalpia molar de i-ésima espécie, que é funcdo de temperatura e habitualmente apresentada na forma
polinomial (Gordon et al., 1971). Para diminuir o volume computacional, a entalpia H; é apresentada por um conjunto
de funcgdes lineares:

Hi=H/T +Cgi(T-Trf) (8)

onde o indice “rf” corresponde aos pontos de referéncia e Clrofi € o calor especifico molar da i-ésima substancia, com

pressdo constante.

Assim, 0 modelo de reator R1 é descrito pelas Eq. (2) — (7) com asincégnitas g; e T, e é necessario determinar a
evolugdo destas incognitas até o estado estacionario que praticamente ocorre paraum tempo t¢ »10t .

As Equagdes (2) sdo rigidas e para resolvé-las é necessério utilizar um dos métodos numéricos implicitos com uso
do Jacobiano. No algoritmo de célculo é aplicado o método de spline-integracéo (Durigon et al., 2003) que é mais
econdmico em comparacdo com o e-método conhecido (Oran et al., 1987). De acordo com este algoritmo foi criado um

codigo “RISL", que € invariante em relacdo aos meios reagentes como o codigo semelhante “Aurora’, do pacote
NIAIEIN (Kee et al., 2000).

3. Célculo dos coeficientes de sensibilidade

A andlise de sensibilidade para o estado estacionario da mistura reagente é realizada quando as partes direitas das

Eq. (2) so zeradas. Os par@metros para quais se executa esta andlise s3 somente kg (s = 1,...,m), pois as constantes

das direcdes inversas das reacBes sdo calculadas pelas EQ. (4) e ndo sdo pardmetros independentes. Neste caso 0s
coeficientes de sensibilidade (Glarborg et al., 1986):

_ fing _ ke figk 6 R.o TInT _ks T ©

°ankd *inkd TR

sd0 determinados pela resolucdo do sistema (Eg. (10)), m. vezes:

AXX g =Bg (10)
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onde
i Tt g U L K g U
— — 1 . -
::: gk L ! Tk !
| | . .
A:.:,. ;,/ BS::II, 1);/ I’k: 11"'1nc; S= 11"'!”1: (11)
| | | |
: : : :
(lad Alad) L
i Tok T p i ks b
P o o € : ok + TT u
com as grandezas incognitas: Xs° [Xis, Xts] g(s e ke m .
S S
Daqui s&o determinados:
Ris =- Xis € Rys = X7s/T i=1,..0n (12)

O principal momento que caracteriza a técnica do calculo dos coeficientes Rs € Ry, € a determinacéo andlitica da
matriz A e dos vetores A, cuja deducéo detalhada é apresentada em Spilimbergo et al. (2005), pelas férmulas

it & rFmg 9 ot rPmen & @ ramery 9
_9 - dli(eglgé..nijo + ':TS% + egigé,nij nkjo + 27 -I;Tk k - éganankjo + 4 + (13)
Tok ) Mty & mty 5 afi mtp &
f . B m; 0 m;
ﬂ—g_egt;an”wj —L7 - aangw; = 14)
ﬂT & TS ai T
TFr & rf g rf U /s ~rf
— = -H, 2rg - C re({T-Tys J5/& Cpgr 15
19, ?‘”k kK gk ™ “pk k( rf)ﬂ/q pa'q (15)
T, T, (16)
T ke

Eoi, _an 2
Bis = (Ws - Ws+mc)"§e Nis-aNgs Brs =0. (17)

q %)

4. Verificagdo dos coeficientes de sensibilidade

No algoritmo, a verificagdio do calculo dos coeficientes Rs e Ry, foi realizada pela comparagdo com os mesmos
coeficientes obtidos numericamente (Kee et al., 2000) para as mesmas condic¢des, a saber: o meio reagente “H + O +
(N)” descrito por 8 espécies (O, O,, H, H,, OH, HO,, H,0, H,0,) e 19 reacies, apresentadas na Tab. 1, onde simbolos e
nimeros entre “/ /" (barras) significam a espécie e 0 seu fator catalitico. Por exemplo, na reacdo 9 o fragmento
“IH,O/21/" significa que a espécie H,O é 21 vezes mais eficaz do que a particula comum M. Outros dados iniciais

foram: rJ,=013051 r;,=031324; rJ,=055625; as concentracBes das substancias de entrada restantes foram

negligenciadas ( r; =10"1°); a temperatura dos reagentes na entrada do reator (T*) foi 298K; P = 1 atm; t ,=0340"*s.

Os resultados do calculo para o estado estacionario obtidos pelo cadigo “Aurora’ (Kee et al., 2000) e RIS1 estéo
mostrados na Tab. 2.

Observa-se que ambos os codigos possuem resultados bastante proximos se for considerado que:
- 0s modelos mateméticos usados em “Aurora’ e em RIS1 sdo diferentes. O codigo “Aurora’ utiliza as equagfes da
cinética quimica na forma tradicional e a equacédo de energia na forma diferencial. Enquanto que no codigo RIS1 sdo
aplicadas as Eq. (2)-(7);
- as bases de dados para as espécies também sdo diferentes. O codigo R1SL1 é apoiado na base de Alemassov et al.
(1971), e 0 “Aurora’ nabase de Gordon et al. (1971).
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A comparacdo dos coeficientes de sensibilidade é mostrada na Tab. 3. Os coeficientes Rs € Rys com valores
|Ris| <001 e |Rys| <001 foram omitidas. Pode-se considerar uma boa concordéancia entre os dados obtidos por ambos

0s codigos.

Tabela 2. Comparacdo de estados estacionérios cal culados pelos codigos “Aurora’ e RISL.

Tabela 1. Mecanismo de reacbes usado parao meio “H + O + (N)”.

N° | Reages Ig As Ns =R
1 H+02=0+01H1 16,707 -0,82 16510
2 H2+0O=H+01H1 10,255 1,00 8830
3 H2+0O1H1=H201+H 9,079 1,30 3630
4 0O1H1+01H1=H201+0 8,778 1,30 0
5 H+O1H1+M=H201+M 23,875 -2,60 0
H201/ 20
6 02+M=0+0+M 11,279 0,50 95560
7 H2+M=H+H+M 12,342 0,50 92600
H201/6/H/2/H2/3
8 H2+02=01H1+0O1H1 13,230 0,00 47780
9 H+O2+M=H102+M 18,322 -1,00 0
H2/3/H201/21/02/0/N2/0
10 H+02+02=H102+02 19,826 -1,42 0
11 H+O2+N2=H102+N2 19,826 -1,42 0
12 | H102+H=H2+02 13,398 0,00 700
13 H102+H=01H1+0O1H1 14,398 0,00 1900
14 |H102+0O=01H1+02 13,681 0,00 1000
15 H102+01H1=H201+02 13,699 0,00 1000
16 H102+H102=H202+02 12,301 0,00 0
17 H202+M=01H1+O1H1+M 17,079 0,00 45500
18 H202+H=H102+H2 12,230 0,00 3750
19 H202+01H1=H201+H102 13,000 0,00 1800

Codigo Ts o oz MH MH2 l'oH lHo2 20 I'H202
Aurora | 1429 0,632.102 0,263.10*" 0,616.10* 0,872.107 | 0,565.10% | 0,126.10" | 0,2156 | 0,192.10°
RIS1 1426 0,619.102 0,262.10*" 0,620.10* 0,867.10* 0,630.102 | 0,117.10% | 0,2152 | 0,173.10%

5. Determinagéo dos coeficientes de sensibilidade para o meioreagente“S+ O + H + (N)”

Atualmente sdo publicados numerosos trabalhos sobre a combustdo no meio “S+ O + H + (N)”, 0 que mostra a
importancia deste problema. E estabelecido que o mecanismo de combustdo das espécies que contém enxofre (S) é
bastante complexo e inclui até 30 substancias e 130 reacdes. Este mecanismo se encontra em trabalhos como por
exemplo Alzueta et al.(2001) e LEEDS (2005). Assim, existe o problema de otimizar este mecanismo, ou sgja, “reduzi-
lo sem perda consideravel da precisao de previsdo” e, a aplicacdo da andlise de sensibilidade pode gjudar aresolver este
problema

Mas primeiramente € interessante verificar a possibilidade do cédigo R1S1 dominar um meio tdo complexo como o
“S+ O+ H+ (N)", no sentido de seguranca na obtencdo dos resultados. Para isso usando o mecanismo de LEEDS
(2005,) foi realizada uma série de calculos pelo codigo “RIS1” considerando 27 espécies e 121 reacoes.

Os dados iniciais foram: r3,=01842 r/j,5=01228; ry,=06930 (mistura estequiométrica); P = latm; a

composicdo iniciadl no reator foi considerada em equilibrio quimico com as temperaturas no intervalo
To =1200K,...,2000K e com o tempo de permanéncia 6, = 10%s,...,1s.

Para todas as variantes do calculo, o codigo RIS1 mostrou seguranca de obtencéo dos coeficientes de sensibilidade
exceto nos casos do término da combustdo, quando a temperatura do meio reagente foi menor que 400K. Um dos
resultados (variante V1 com T, = 1600K; 8, = 1s; T" = 298K; Q = 670kJkg) estd mostrado nas Tab. 4, 5a e 5b. Devido
a grande quantidade de coeficientes de sensibilidade das Tab. 5a e 5b foram excluidos:

- as colunas das espécies (H,S,, H,SO, H,0,S, HO;S, H,0,, N) cuijas fragdes molares foram pequenas (r; < 10°%);
- as colunas com os coeficientes Ry, e Rys devido aos seus pequenos valores (somente Rrsg = 0,01);
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- as linhas das reagbes com R < 1072,

Tabela 3. Comparacéo dos coeficientes R;s e Ry, calculados pelos codigos “ Aurora” e RISL.

N° | Reagdes Cadigo Coeficientes de Sensibilidade
0o O, H H, OH HO, H,O | H,O, Ts
1 | H+O2=0+OH1 R1S1 044 | -032 | 009 | -018 | 0,34 | -0,34 | 0,06 0,39 0,02
Aurora | 041 | 029 | 009 | 017 | 031 | -0,31 | 0,05 0,37 0,02
2 | H2+O=H+O1H1 R1S1 -013 | -009 | 005 | -008 | 013 | -0,11 | 0,02 0,11 0,01
Aurora | -0,14 | -0,10 | 0,06 | -008 | 0,14 | -0,12 | 0,03 0,12 0,02
3 | H2+O1H1=H201+H R1S1 001 | -015 | 009 | -012 | -0,06 | -0,15 | 0,04 | -0,21 0,01
Aurora | 003 | 0,15 | 0,10 | 0,13 | -008 | -0,16 | 0,04 | -0,24 0,01
4 | O1H1+0O1H1=H201+0 R1S1 -0,03 | -0,01 - -0,01 | 0,03 | -0,01 - 0,03 -
Aurora | -0,02 - - - 0,02 - - 0,02 -
5 | H+O1H1+M=H201+M R1S1 -0,05 | -0,05 | -006 | -0,01 | 0,05 | -0,13 | 0,02 | -0,07 0,03
Aurora | -0,04 | -0,04 | -0,06 - 005 | -011 | 0,02 | -0,08 0,03
7 | H2+M=H+H+M R1S1 -0,06 | -0,04 | -0,09 | 0,01 0,07 | -014 | 0,02 | -0,06 0,04
Aurora | -0,06 | -0,04 | -0,09 - 0,07 | -014 | 0,02 | -0,07 0,05
9 | H+O2+M=H102+M R1S1 - -0,13 | -0,05 | -0,05 | 0,18 0,59 0,03 0,06 0,05
Aurora - -0,14 | -0,05 | -0,06 | 0,19 0,58 0,04 | 0,05 0,05
11 | H+O2+N2=H102+N2 R1S1 - -0,03 | -0,01 | -0,00 | 0,03 0,12 0,01 0,01 0,01
Aurora - -0,03 - -001 | 004 | 011 - - 0,01
12 | H102+H=H2+02 R1S1 -001 | 001 | -0,00 | 001 | -0,02 | -0,11 - -0,02 -
Aurora - 0,02 - - -0,02 | -0,11 - -0,02 -
13 | H102+H=01H1+01H1 R1S1 001 | -002 | 001 | -000 | 0,02 | -0,85 - 0,02 -
Aurora | 0,01 | -0,02 - -0,01 | 0,02 | -0,85 - 0,02 -
14 | H102+0=01H1+02 R1S1 - - - - - -0,02 - - -
Aurora - - - - - - - - -
15 | H102+01H1=H201+02 R1S1 - - - - - -0,02 - - -
Aurora - - - - - -0,02 - - -
17 | H202+M=01H1+0O1H1+M | R1S1 - - - - - 0,01 - 0,83 -
Aurora - - - - - - - 0,82 -
18 | H202+H=H102+H2 R1S1 - - - - - - - -0,36 -
Aurora - - - - - - - -0,37 -
19 | H202+01H1=H201+H102 | R1S1 - - - - - - - -0,43 -
Aurora - - -0,40 -

Obs.: Asreacdes 6, 8, 10 e 16, com valores | Rs | < 0,01 e | Rys | < 0,01, ndo sdo apresentadas.

Tabela 4. Caracteristicas do estado estaciondrio no reator (variante V1).

T S S H H, o} 0,
1572 0,272.10° 0,1664.10° 0,2891.10" 0,2524.10° 0,2917.10° 0,232.102
N, H,0O OH HO, HS H,S SO
0,7369 0,1278 0,7720.10" 0,221.10° 0,7538.10" 0,1923.10° 0,7096.10°
SO, HS, SO, HO,S HOS HSO H,0S
01292 | 0,1216.10° 0,1015.10° 0,9052.10°® 0,3771.10° 0,5194.10° 0,6833.107

Obs.: As substancias com fragdes molares r; < 10 néo sio mostradas.

Analisando as Tabelas 5a e 5b pode-se fazer as seguintes observactes:
a) os valores pequenos de R mostram que a alteragio das constantes kg ndo influi nas caracteristicas do meio

reagente. Por exemplo, o valor Rs = 10 significa que a dteracdo de ke em 2,73 vezes provoca ateragio relativa ar;

em 0,1%. Isto pode ocorrer em dois casos.
- quando as velocidades das direcdes direta (W) e inversa(W) da s-ésima reac&o sdo muito pequenas ou entéo,
- guando estas velocidades sdo muito altas;

b) em ambos os casos pode-se considerar que na determinagio da constante ki sdo admitidos erros consideraveis

(10,...,100 vezes), mas isto ndo significa ainda que a s-ésima reacdo deva ser excluida do mecanismo. E necessario
avaliar também os valores W' e W. Se estes valores forem pequenos, a reagio pode ser excluida;
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c) os altos valores de Rs e Ry significam que a s-ésmareag8o é “critica’, ou sgja, aalteragdo ks influi essencialmente

nas caracteristicas da combust&o e entfo a constante ky deve ser determinada com erro minimo;
d) navariante V1 (Tab. 5a e 5b) somente uma reacéo influi natemperatura T; (Rys [0,01 para s = 48) o que conduz a
avaiacao:

1T _ooe 2 =001DInk;z ® DT=16K eT; = 1600K (se Dink5=1)
Tink,g T

0uU sga, 0 erro em 2,73 vezes pela constante de vel ocidade k:[B provoca o erro hatemperatura DT =16K ;

Tabela 5a. Coeficientes de sensibilidade R;s (espécies S, S, H, Hy, O, O,, H,0, OH, HO,) paraavariante V1.

N° | ReacBes S S2 H H2 O] 02 H201 O1H1 H102
1 | H2S1+M=H2+5+M - - - - - - - - -
2 | H281+S102=H2+5+S102 - - - - - - - - -
3 | H2S1+H201=H2+5+H201 - - - - - - - - -
4 | H2S1+H=H1S1+H2 -0,07 0,80 -0,57 -0,03 -0,25 0,10 - -0,41 -0,01
5 |H2S81+O=H1S1+O1H1 - 0,04 - - -0,03 - - - -
6 |H251+0O1H1=H1S1+H201 - 0,12 -0,08 -0,02 -0,04 - - -0,07 -
7 | H2S1+S=H1S1+H1S1 0,02 -0,12 - 0,02 0,02 - - - -
8 |H251+S5=H1S2+H - - - - - - - - -
9 | StH2=H1S1+H 0,06 -0,18 -0,15 0,04 - 0,01 - -0,14 -0,01
10 | H1S1+O=S101+H -0,06 -0,06 - 0,05 -0,07 0,01 - -0,04 0,03
11 | H1S1+O1H1=H201+S 0,08 -0,16 -0,13 - - - - -0,13 -0,02
13 | H1S1+02=H1S101+0 - -0,12 0,03 -0,02 0,03 -0,04 - 0,05 -0,04
14 | S+O1H1=S101+H -0,02 - - 0,01 - - - - -
15 | $+02=5101+0 -0,07 -0,17 0,09 -0,02 0,05 -0,05 - 0,09 -0,05
16 | 2H1S1=S2+H2 -0,06 0,49 0,06 -0,03 0,05 0,03 - 0,08 0,03
17 | H1S1+S=S2+H - -0,02 - - - - - - -
19 | S2+H+M=H1S2+M - -0,03 - - - - - - -
20 | S2+0=S101+S 0,05 -0,46 -0,06 0,04 -0,06 -0,02 - -0,09 -0,02
21 | H1S2+H=S2+H?2 - 0,01 - - - - - - -
23 | H1S2+01H1=S2+H201 - - - - - - - - -
45 | S1I01+H+M=H1S101+M - - - - - - - - -
47 | S101+0O1H1=S102+H -0,19 0,07 0,02 0,19 -0,08 0,10 - -0,17 0,17
48 | S101+02=S102+0 -0,40 -1,42 0,68 -0,24 0,48 -0,51 - 0,82 -0,51
49 | 25101=S102+S -0,20 -0,29 0,16 0,04 0,07 -0,04 - 0,09 -
52 | H1S101+H=H201+S 0,01 - - - - - - - -
55 | H1S101+H=S101+H2 - - - - - - - - -
57 | H1S101+0=S102+H - - - - - - - - -
59 | H1S101+0O=H101S1+O - - - - - - - - -
60 | H1S101+O=01H1+S101 - - - - - - - - -
62 | H1S101+O1H1=H102S1+H - - - - - - - - -
63 | H1S101+01H1=S101+H201 - - - - - - - - -
64 | H1S101+02=S102+01H1 - - - - - - - - -
65 | H201S1=H1S1+O1H1 - - - - - - - - -
66 | H201S1=H201+S - - - - - - - - -
69 | H+S102+M=H102S1+M - - - - - - - - -
71 | H102S81+H=S102+H2 - - - - - - - - -
73 | H102S1+01H1=S102+H201 - - - - - - - - -
77 | H1S102+02=H102+S102 - - - - - - - - 0,02
78 | S1IO2+H+M=H1S102+M - - - - - - - - -
90 | S+O1H1+H1S1+0 0,06 -0,04 -0,08 -0,01 -0,20 - - -0,07 -0,02
91 | H1S1+02=S101+0O1H1 -0,02 -0,08 0,03 - - -0,02 - 0,03 -0,02
94 | H+O2=0+O1H1 -0,02 -0,35 0,15 -0,13 0,14 -0,16 - 0,25 -0,18
95 | H2+O=H+O1H1 - 0,02 0,01 - -0,03 - - 0,01 -
96 | H2+O1H1+H201+H 0,09 0,01 0,05 -0,12 - -0,06 - -0,02 -0,03
97 | O1H1+O1H1=H201+0O -0,04 0,31 0,12 -0,05 -0,43 - - 0,17 -
111 | H+O2+H201=H102+H201 - - - - - - - - 0,85
113 | H102+H=H2+02 - - - - - - - - -0,07
114 | H102+H=01H1+O1H1 - - - - - - - - -0,47
116 | H102+0O1H1=H201+02 - - - - - - - -0,32

Obs.: Na Tab. 5a 0s valores onde |R¢| < 10, sdo substituidos por “-".
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€) amesma reagdo possui influi consideravel mente nas concentragdes dos reagentes (H,S e O,) e nas concentracdes das

substancias intermediarias (até R > 1). Por exemplo, tem-se: Rs,48=

IInr

S+2 =- 142, entdo o aumento da K,; em
ﬂlnk48

2,73 vezes (Dinkzg=1) provoca a redugéo de rs, em: drs, =Dinrs, :(Inrg2 - Inrg, J=- 142, ou seja, areducéo de rs,

em 4,14 vezes.

Tabela 5b. Coeficientes de sensibilidade R (espécies HS, H,S, SO, SO,, HS;, SOz, HO,S, HOS, HSO, H,0S, HSO,),
paraavariante V1.

N° H1S1 H2S1 S101 S102 H1S2 S103 | H102S1 | H101S1 | H1S101 | H201S1 | H1S102
1 - - - - 0,01 - - - - - -

2 - - - - 0,01 - - - - - -

3 - - - - 0,01 - - - - - -

4 0,28 -0,08 -0,04 - 0,54 0,14 0,66 0,62 0,67 -0,05 -0,57
5 0,01 - - - 0,01 - 0,02 0,01 0,02 - -

6 0,04 -0,02 - - 0,08 0,01 0,08 0,08 0,09 - -0,08
7 -0,07 0,04 0,01 - - - -0,05 -0,07 -0,07 0,02 -

8 - - - - -0,14 - - - - - -

9 -0,15 0,11 0,03 - 0,17 0,01 - -0,05 -0,05 0,05 -0,15
10 -0,05 - -0,01 - -0,07 -0,05 -0,06 -0,06 -0,05 -0,06 -
11 -0,14 0,08 0,04 - 0,15 - -0,03 -0,06 -0,06 0,06 -0,12
13 -0,05 -0,05 - - -0,10 0,02 0,40 0,55 0,54 - 0,03
14 - - - - -0,02 -0,01 -0,01 - - -0,02 -
15 -0,05 -0,10 -0,02 - -0,23 0,01 -0,10 -0,12 -0,13 -0,07 0,09
16 -0,08 -0,09 -0,04 - - 0,02 -0,07 -0,08 -0,09 -0,06 0,06
17 - - - - - - - - - - -
19 - - - - -0,26 - - - - - -
20 0,05 0,09 0,04 - - -0,03 0,04 0,05 0,07 0,04 -0,06
21 - - - - -0,11 - - - - - -
23 - - - - -0,02 - - - - - -
45 - - - - - - 0,02 0,03 0,03 - -
47 | 005 | 005 | -014 - 009 | 020 | -0,08 0,03 0,05 -0,17 0,03
48 | 045 | 085 | -032 - -1,77 | 022 079 | 099 | -1,10 | -047 0,67
49 | 008 | -017 | 004 - -046 | -007 | -021 [ 019 | 020 | -020 0,16
52 - - - - 0,02 - 027 | 037 | 037 - -
55 - - - - - - 007 | 009 | -0,09 - -
57 - - - - - - -002 | 002 | -002 - -
59 - - - - - - - 0,21 - - -
60 - - - - - - -003 | -004 [ -003 - -
62 - - - - - - 0,66 -004 | -004 - -
63 - - - - - - -005 | 007 | -007 - -
64 - - - - - - -002 | -003 [ -003 - -
65 - - - - - - - - - 0,02 -
66 - - - - - - - - - -0,04 -
69 - - - - - - 0,13 - - - -
71 - - - - - - -0,74 - - - -
73 - - - - - - -0,07 - - - -
77 - - - - - - - - - - -0,03
78 - - - - - - - - - - 0,04
9 | 012 | 005 0,03 - 013 | 001 002 | -009 | -005 0,05 -0,08
91 | 004 | -004 - - -0,09 - -005 | -006 | -006 | -003 0,03
94 | 012 | -021 | 0,02 - 036 | 013 015 | 024 | 027 | -004 0,14
95 - - - - - - - - - - 0,01
9% - -006 | 0,06 - - -007 | -011 | -007 [ -007 0,07 0,05
97 | 006 | -010 | -0,04 - -009 | 0,05 0,04 -0,05 0,04 -0,04 0,12
111 - - - - - - - - - - -
113 - - - - - - - - - - -
114 - - - - - - - - - - -
116 - - - - -

Obs.: Na Tab. 5b os valores onde |R,¢| < 107, 30 substituidos por “-”.
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6. Conclusdes

1. No resultado da comparagdo com os dados do codigo “Aurord’ foi verificada uma nova técnica de cdculo dos
coeficientes de sensibilidade (codigo RIS1). A comparacdo mostrou uma boa concordancia entre os coeficientes
determinados por ambos os codigos.

2. Para 0 meio reagente complexo “S + O + H + (N)” foram determinados pelo cadigo RISL os coeficientes Rs € Rys
(nas condicBes do reator de misturaideal) em amplos intervalos de temperatura e tempo de permanéncia. Os calculos
mostraram alta seguranca no cdmputo dos coeficientes de sensibilidade.

3. No mecanismo de combustao das espécies do enxofre, do ponto vista da analise de sensibilidade, tém-se trés tipos de
reacOes.

- com pequenos valores R e atas velocidades de reagdes Wy ou Ws , onde as constantes de velocidade podem ser
determinadas com erros notaveis;

- com pequenos valores R e baixas velocidades de reagdes Wg' ou W , onde as constantes de velocidade também

podem ser determinadas com erros notaveis e estas reacGes podem ser eliminadas do mecanismo;
- com consideraveis valores R;s (reacOes criticas), onde as constantes de vel ocidade necessitam serem determinadas com
alta preciso, pois essas reacoes influem essencialmente nas caracteristicas da combustéo.
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Abstract. The problem of the sensitivity analysis at combustion modeling processes in reactor of ideal mixtureis
considered. The reagent gaseous medium is considered at the level of the chemical kinetics. In the research a new
technique was used for the analytical calculation of the sensitivity coefficients in the code RIS1. In paper is
presented the comparison of sensitivity coefficients with the data of the “Aurora” code of a package CHEMKIN
and a satisfactory agreement was observed among the codes. It also was considered complex reacting system S+ O
+ H + (N) and was established, that mechanism of reactions can be classified in 3 groups: two groups with small
sensitivity coefficients (with high and low reactions rate) and one group of “critical” reactions. Besides, is noted
safety in the analytical calculation these coefficients.
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Abstract. Studies on the explosibility and ignition characteristics of air and pine bark dust mixtures were carried out in a semi-
spherical 22.7 L reactor using 2500 J pyrotechnic ignitors. The uniformity of the dispersion of the pine bark dust particles inside the
chamber was detected through optical probes and during the explosion the pressure evolution inside the reactor was measured.
Four particle sizes with 51.3 gm, 88.4 um, 104.2 xm and 180.2 pm of mass median diameters were tested and the covered dust
cloud concentration went from 60 g/m® to 600 g/m*. Measured explosions parameters included minimum explosible concentration,
maximum explosion pressure and maximum rate of pressure rise.

The effect of dust particle size on the explosibility was evaluated and it was found that minimum explosible concentration was
relatively independent of particle size below 100 um. The highest explosion pressures and rates of pressure rise were detected for
the finest tested sizes.

The limitations on the devolatilization rate of the solid particles are the rate controlling phenomena at high dust loadings and large
particle sizes.

Keywords. Dust explosion, explosion development, two-step dust explosion, pine bark
1. Introduction

Process industries which have in some steps of their production cycles the presence of dusts are risky institutions as
far as fire and explosion hazardous are concerned. As such, the knowledge of the menace of the materials involved in
the production cycle is fundamental for the industrial safety of the plants. One industrial sector highly dependent on the
handling of organic dusts is the wood and wood derivatives segment.

An explosion can be defined as propagation, in a closed vessel, of a flame in a pre mixture of suspended dust in a
gaseous oxidant such as air. During the explosion there is a rapid and abrupt energy release which produces a pressure
wave. The resulting rapid oxidation of the fuel dust leads to a rapid increase of the overall temperature and pressure.
The combustion properties of a dust depend on its chemical and physical characteristics, especially on the particle size
distribution (Eckhoff, 1997).

For a two phase mixture of dust in air, the perfect mixture is impossible, and at least one additional variable is
required in order to define composition on the macroscopic scale, which determines its combustion behavior. That
additional variable is the particle diameter. In other words, a given amount of solid material, suspended in air inside a
container presents no explosion hazard; however, the same amount when pulverized into a fine dust of less than 100 pm
in diameter and uniformly dispersed in air, inside that same volume, may become an explosive mixture. The
thermodynamic states of those two systems are essentially identical, but their dynamic behavior is vastly different.
Thus, the state of the heterogeneous system is not uniquely defined by its macroscopic composition, temperature and
pressure; the particle diameter is critical in defining the fuel concentration on the microscopic scale that determines its
dynamic combustion behavior (Hertzberg et al., 1986).

This paper concerns a small part of the study and definition of explosion characteristics of air pine bark dust
mixtures and is oriented towards the analysis of the influence of particle median diameter on the minimum explosible
concentration, on the maximum explosion pressure and on the maximum rate of pressure rise, for dust explosions at
initial normal pressure and temperature.

The chemical composition of pine bark (Pinus pinaster) was investigated by Fradinho et al. (2002). Pine bark is
being composed mainly by lignin (33.2%), tannins (10 % w/w), polysaccharides (39 % w/w), formed essentially by
cellulose and hemicellulose, 17 % (w/w) of other components (like ethanol, water and dichloromethane) and 1% (w/w)
of ashes.
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2. Experimental set-up

Pine bark dust explosibility results discussed in this paper were obtained in a near-spherical 22.7 L test chamber, as
shown in Fig. (1). This chamber is made of stainless steel and is a standard laboratory test chamber (ASTM E1515;
ASTM E1226), used extensively for dust explosions studies of carbonaceous and elemental dusts (Hertzberg et al.,
1986; Cashdollar et al., 1988 and Cashdollar, 1994). Its dimensional characteristics were provided by the Pittsburg
Research Laboratory formerly part of the US Bureau of Mines (USBM) and now at the National Institute for
Occupational Safety and Health (NIOSH).

Figure 1. Semi-spherical test chamber of 22.7 L.

One optical dust probe (Conti et al., 1982 and Cashdollar et al., 1981) was used to evaluate the uniformity of the
dust dispersion by measuring the light transmission over a 38 mm path length through the dust cloud.

The evolution of the explosion pressure and rate of pressure rise during the explosion was measured with a pressure
transducer with internal diaphragm for absolute pressures in the range of 0-10 bar, make IMT, model 3245, with an
accuracy of 0.5 % (F.S.), reproducibility <+ 0.05% (F.S.) and a response time < 1 ms (within 10 to 90 % of F.S.).

The data acquisition system was composed by a personal computer of 66 MHz inside of which it was installed a
data acquisition board from Keithley-Metrabyte, model DAS-1601. The experimental dust concentration reported for
the chamber is the mass of dust divided by the chamber volume.

3. Experimental procedure

After the dust batch and the ignition device have been placed in the chamber, the top lid is bolted on and the
chamber is partially evacuated to an absolute pressure of 0.20 bar. Then, a short blast of dry air from a 16 L auxiliary
dispersing tank with 0.3 seconds duration disperses the dust and raises the chamber pressure to about 1 bar. The ignitor,
located in the centre of the reactor, is activated after an additional delay of 0.1 s resulting in a total ignition delay of 0.4
s, from the start of dispersion until ignition, as suggested by the standard test procedure (ASTM E1515; ASTM E1226).
The ignition sources used were electrically activated pyrotechnic ignitors composed of 40% (w/w) zirconium, 30%
(w/w) barium nitrate and 30% (w/w) barium peroxide and were supplied by Fr. Sobbe, from Germany. They deliver
their energy in about 10 ms and when ignited they produce a dense cloud of very hot particles and little gas (Hertzberg
et al., 1986a). The 2500 J ignitors by themselves produce a pressure rise of about 0.27 bar in the chamber, as verified in
calibration and set up experiments (Pildo, 2002; Pildo et al. 2002a, 2002b, 2004, 2006).

4. Results

In order to study the overall explosibility characteristics of pine bark dust, tests were made over a range of
concentrations that went up to 800 g/m® for four different particle diameters. Experiments were carried out with pine
bark particles of 51.3 um, 88.4 um, 104.2 pm e 180.2 pum particle diameters. Particles were screened with ASTM sieves
and the particle sizes referred above are the mass median diameters obtained through LASER dispersion. From these
tests, traces representing the evolution of explosion pressure as function of time are obtained.

4.1. Explosion development
The configuration of the traces of explosion pressure as function of time have shown that pine bark has a normal

development of the explosion, with a typical profile of pressure time trace for near spherical flame propagation
(Amyotte et al., 1989 and Hertzberg et al., 1987), only for the two smallest particle sizes (51.3 um and 88.4 um), while
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a two-step flame propagation process, in the explosion development, was detected for the particles with 180.2 pm of
diameter. The transition between these two explosion processes occurred for the particles with 104.2 pm.

Figure (2) has examples of the evolutions of explosion pressure and rate of pressure rise during the explosion of
clouds with particle diameters of 51.3 um. The explosion pressure increases quickly with the explosion time and higher
values are obtained for higher loaded dust concentration. The violence of the explosion, increase with the dust
concentration. In this figure, the first 15 ms are concerned with the activation of the ignition source and the creation of
an initial fire sphere, whose volume is dependent upon the energy of the ignition source used. This fire ball generates
heat and assures the initial flame propagation. Then, the flame speed increases resulting in the rapid increase of pressure
inside the reactor. The inhomogeneities in the concentration and dust particles distribution inside the reactor inevitably
generate noncontiguous flame fronts, and propagation occurs in streaky filaments or patches of flame that follow those
regions that have slightly higher dust concentrations (Hertzberg, 1986).

The results of the explosions obtained during the tests carried out with particles of 104.2 um do not have a
systematic behavior. For some tests, carried out with concentrations near the lower flammability limit, an explosion
development in two phases was observed. This two-step flame propagation process is characterized by the appearance
of two ramps on the explosion pressure curve and two peaks in the rate of pressure rise curve, Fig. (3). The first step of
this process, represented by the first pressure rise after ignition, is associated with small initial burning velocities and
with the upward and horizontal direction of flame propagation, while the second step, represented by the subsequent
pressure rise, is associated with downward flame propagation at a fast burning velocity (Linnett and Simpson., 1957
and Cashdollar et al., 2000). In Figure (3), results of explosions for clouds of particles of this size with dust
concentration of 200 g/m3 and 700 g/m3 are presented. The explosion development carried out with suspension of 200
g/m’ follows a two-step flame propagation process. In this test, the first 100 ms are concerned with the first phase of the
process characterized by the first smooth pressure increase and the first peak in the rate of pressure raise trace. The
second phase of the process was initially developed at constant rate of pressure rise after which there is a further
increase on the flame speed causing a second rise of the explosion pressure and the appearance of the second peak in
the trace of the rate of pressure rise. This flame speed acceleration results from the compressing effect promoted by the
burned gases from the first phase of the process (Cashdollar et al., 2000). This two-step behavior for the flame
propagation process has the tendency to disappear with the rise of dust concentration. For the test with 700 g/m’ no
clear transition in the flame direction propagation, between ascending and descending displacement , was detected, as
can be observed in Fig. (3).

In Figure (4) there are examples of results obtained for the particles with 180.2 um. The explosion development
follows a two-step flame propagation process, for all tested dust concentrations. The traces of explosion pressure have
two distinct zones of pressure increase and the traces of rate of pressure rise have two peaks with the second phase of
the process characterized by higher flame propagation speeds, associated to the descending flame propagation.
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Figure 2. Effect of dust concentration, on the explosibility of bark dust particles, with 51.3 um of mass median
diameter.
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Figure 3. Effect of dust concentration, on the explosibility of bark dust particles, with 104.2 um of mass median
diameter.
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Figure 4. Effect of dust concentration, on the explosibility of bark dust particles, with 180.2 um of mass median
diameter.

4. 2. Explosion parameters

The study of the explosibility of pine bark dust/air mixtures comprises the experimental determination of the
minimum explosible dust concentration, the maximum explosion pressure and the maximum rate of pressure rise.

From the traces representing the evolution of explosion pressure as function of time, obtained during the
experimental tests, the pressure ratio PR and the steepest slope of the rising portion of the curves (dP/dt) can be both
represented as function of concentrations, for each one of the studied particle sizes.

PR is defined as PR:(P -AP. ) /Pi where APj,, is the pressure rise promoted by the activation of the ignition

max 2 Lign
source, P; is the initial pressure in the reactor and Py, is the peak of the traces.

The criteria for significant flame propagation were the same as used previously at USBM (Hertzberg et al., 1986b;
Cashdollar et al., 1992 and ASTM E1515). These criteria are that the maximum explosion pressure PR>2 bar and that
the volume normalized rate of pressure rise (dP/dt)V1/3 >1.5 bar.m/s. Applying these criteria to the obtained results, the
minimum explosible dust concentration can be determined for each one of the tested particle sizes. Maximum values of
explosion pressure PR and rate of pressure rise dP/dt are also obtained from these traces.

Data showing the effect of particle size on the minimum explosible concentration, C,,, of pine bark are shown in
Fig. (5), together, with the information concerning cork dust and Pittsburg coal dust.

Figure (5) shows that for fine particles of pine bark, with mass median diameters smaller than 100 pum, the
minimum explosible dust concentration is relatively independent of particle size assuming the value of 90 g/m’. Above
this diameter, defined as the characteristic diameter, the size dependence appears.
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According to the flame propagation mechanism proposed by Hertzberg et al. (1982) and Hertzberg et al. (1990), the
flame propagation is a sequential process starting by the devolatilization of the particles followed by the mixture of the
emitted volatiles with the air, and finally by the combustion, in the gaseous phase, of the resultant air combustible
mixture. This theory stated that the reaction time of an explosion is composed by two essential components: the
devolatilization time of the particles and the combustion time. The time of devolatilization depends on the particle size,
while the combustion time is independent of the dimension of the particles, because the combustion process is a
gaseous phase phenomenon. This means that, a process controlled by the reaction rate is independent of the size of the
particles, while a process controlled by the devolatilization rate is dependent on the dimensions of the particles. The flat
region of the curves in Fig. (5) means that, for particles with sizes smaller than the characteristic diameter, the explosion
process is controlled by the chemical reaction rate. However, in the case of pine bark dust, this flat region does not
correspond to situations of complete devolatilization of the particles within the flame front, as is commonly admitted for
dust of small sizes, (Hertzberg et al. 1986b). In fact, it was observed that a significant amount of particles remains
unburned in the final of the explosion tests, which can be confirmed by the evolution of the burning efficiency, defined
as n=(m;-m;)/m, . In the previous definition m; and my are the initial and the final mass of pine bark dust batch. The

results have shown that the combustion efficiency increases with the rise of the dust concentration until it attains the
maximum value of 67 %. The stabilization of this value is related with the oxygen content inside the reactor, which
imposes the maximum burnable volatile content.
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Figure 5. Effect of particle median diameter on minimum explosion concentration of pine bark dust air mixtures.

In conclusion, the flat region of the curve obtained for pine bark dust in Fig. (5) represents situations where the
quantity of the volatiles generated is independent of the dimension of the particles and the explosion occurs, if in
gaseous phase it will be present a minimum necessary volatile content. For larger particles, only the particle surface is
de-volatilized and consequently a higher mass of dust must be loaded to reach, in the gaseous phase, the minimum dust
concentration.

The devolatilization of the particles can be confirmed by their observation before and after explosion. Figure (6)
shows scanning electron microscope (SEM) photomicrographs of pine bark dust particles with 88.4 um mass median
diameter before and after explosions of a dust cloud with a concentration of 400 g/m’. This figure shows the
morphological changes resulting from dust explosions, and it is clear that the structure of the surface of the residues is
strongly altered, when compared to the unburned particle. Some particles form cenospheres, and the volatiles are
emitted through the holes seen in the residues. These photomicrographs provide evidence that the pyrolysis process
proceeds like a devolatilization wave front that is initiated at the exposed surface and then propagates towards the
particle interior. This behavior confirms that the flame propagation process during the pine bark dust explosion is
preceded by the devolatilization of the particles (Hertzberg et al., 1982 and Hertzberg et al., 1990).

In Figure (7) maximum explosion pressure and maximum rate of pressure rise, as a function of the pine bark dust
particle size, are presented. The two curves show that the maximum pressure and rate of pressure rise are found at the
smallest tested size and have the maximum values of 5.5 bar and 42 bar/s respectively. Then, with increasing particle
size, the pressure values decline slowly, whereas the decrease of the rate of pressure raise is stronger.
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Figure 6. Scanning electron microscope (SEM) photomicrographs of pine bark dust particles of 88.4 pm diameters
before and after explosions for a dust cloud concentration of 400 g/m’.

The evolution of the maximum explosion pressure curve with the increase of particle diameter is an indication that
there are not significant changes in the volatile concentration of gas phase. At elevated concentrations, at which are
obtained the maximum explosion pressure and the maximum rate of pressure rise, the burning velocity is high but the
depth of penetration of the combustion wave, which varies inversely with the burning velocity S,, decreases and
becomes less than the average particle radius (Cashdollar et al., 1988 and Smoot et al, 1976). The excess
undevolatilized mass fraction of pine bark plus the residual char, at the higher dust loadings, makes no contribution to
the flame propagation process; it begins to absorb a large fraction of the heating flux of the flames (Hertzberg et al.,
1982) and the effective heating flux, that drives the fresh pyrolysis wave ahead of the flame front, is diminished. As the
particle diameter increases still further, the pyrolysis wave progresses more slowly into each particle, and this effect is
accentuated with the increase of particle diameter. As a result, there is a smaller contribution of volatile from each
particle that is compensated for by the higher surface area of the particles.
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Figure 7. Effect of particle diameter on maximum explosion pressure and maximum rate of pressure rise, for pine bark
dust air mixtures.

The strong dependency of the maximum rate of pressure rise relatively to the particle diameter is caused by the
accentuated diminution on the velocity of the devolatilization process, when the particle diameter increases. The
burning velocity S, is strongly dependent on the rate of volatiles generation and decreases with the reduction of the
progression of the devolatilization wave through the particles. As the maximum rate of pressure rise is proportional to
S., dP/dt diminishes drastically with the increase of the particle diameter, as is shown by several models (Bartknecht,
1981 and Nagy and Verakis, 1983).
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5. Conclusions

Particle size and dust concentration have an important effect on the explosibility behavior of pine bark dust.

Small particles of pine bark dust follow a near spherical flame propagation while larger particles follow a two-step
flame propagation process.

The results obtained show that finest particles produce more violent explosions than the larger ones, and the
evolution of the explosion parameters with the particle diameter show that the explosion pressure is essential a
thermodynamic component, while the maximum rate of pressure rise has a strong kinetic component.

The explosion of pine bark dust follows the propagation flame mechanism proposed by Cashdollar and Hertzberg.
In these theories, the flame propagation in the gaseous phase combustion is preceded by the devolatilization process of
the dust particles. For the smaller particles, the combustion process is controlled by the combustion velocity, whereas
for the bigger particles, the combustion process is controlled by the devolatilization rate.
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Resumo. Este trabalho estima a concentragao do poluente NO, gerado no processo de combustdo do coque de petréleo e pneus em
fornos rotativos para producgdo de clinquer na industria de cimento. Utilizando uma mistura de coque de petréleo e pneus no
processo de queima, serdo avaliadas as concentracdes de NO, e de CO em fornos dotados de precalcinador com ar terciario. Serdo
analisadas as emissdes neste tipo de instalagdo considerando ainda a combustao escalonada como forma de reducéo das emissdes
de NO,. O modelo proposto fundamenta-se no conhecimento das concentragfes das espécies quimicas envolvidas no equilibrio
quimico e também no conhecimento da cinética das reacdes de formacao de NO, e de CO no processo de combustdo. Também é
feito neste trabalho uma revisao sobre o NO,, SO, e CO, abordadando questdes relacionadas a sua formagdo e apresentando as
principais tecnologias de controle destes poluentes utilizadas na indUstria cimenteira.

Palavras chave: NOy, SO,, combust&o, fornos rotativos, inddstria do cimento
1. Introducéo

O clinquer, principal constituinte do cimento, € produzido por transformacdo térmica a elevada temperatura em fornos
rotativos, a partir de uma mistura de material rochoso contendo aproximadamente 80% de carbonato de calcio (CaCOs),
15% de dioxido de silicio (SiO,), 3% de éxido de aluminio (Al,O3) e quantidades menores de outros constituintes, como o
ferro, o enxofre, etc. Estes materiais sdo normalmente extraidos em pedreiras de calcario, ou margas, localizadas nas
proximidades dos fornos de producéo do clinquer.

Existem basicamente dois tipos de processos de producdo de clinquer, o processo por via imida, € processo por via
seca. No processo por via imida, a carga do forno rotativo € uma pasta com, aproximadamente, 40 % de agua; no processo
por via seca, a carga € seca ou com baixissima porcentagem de agua. O processo por via Umida tem sido pouco utilizado
nos dias atuais, devido ao maior consumo energético necessario para a evapora¢do da umidade na matéria-prima. No
entanto, ambos os processos, passam pelas seguintes operacfes unitarias: etapa de moagem, mistura e aquecimento das
matérias-primas — calcério, argila e outros materiais contendo silicio, aluminio e éxidos de ferro — a aproximadamente
1450 °C para formar clinquer, que é, entdo, resfriado rapidamente e misturado ao gesso para formar o cimento.

O sistema de producéo de cimento necessita de uma grande quantidade de energia térmica sendo suprida pela queima
de combustiveis fosseis, sendo os principais o carvao mineral, 6leo combustivel, gas natural. A substituicdo de parte dos
combustiveis tradicionais por combustiveis alternativos derivados de residuos industriais na industria cimenteira mundial,
tem chamado muita atencdo da comunidade cientifica e industriais do setor, pelas contribuicbes que se verificam. A
utilizagdo de combustiveis alternativos além de vantagens econémicas, pela reducdo de custos, pode se ressaltar o fato de
que a maioria dos subprodutos solidos resultantes da queima acabam incorporados ao clinquer, minimizando as suas
emissoes.

A indstria cimenteira pode apresentar altas taxas de emissdes de NO, e SO, nos gases de exaustdo dos fornos
rotativos sob determinadas condi¢Bes. O grau dessas emissdes depende do tipo de combustivel utilizado e do processo
produtivo (Silva, 1994). As altas temperaturas necessarias ao processo de producédo do clinquer favorecem a formacéo de
NO,. Por sua vez, as emissdes de SO, estdo associadas & presenca de enxofre nas matérias-primas e no combustivel
utilizado no processo de queima. As emissdes de SO, nos fornos para producdo de clinquer na industria do cimento
consistem principalmente de SO,.

Este trabalho apresenta uma revisdo sobre a formacdo e as principais tecnologias de controle dos poluentes NOy
SO, e de CO nos fornos de producéo de clinquer. Propde uma modelagem para o calculo da concentracdo do poluente
NOy gerado no processo de combustdo do coque de petréleo e pneus em fornos de produgéo de clinquer, utilizando o
equilibrio e a cinética quimica das rea¢des envolvidas, assim como, avalia a contribui¢do da combustdo escalonada pela
geracao de CO no processo de queima como forma de redugdo da formacdo do NO.
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1.1 Formacao e controle das emissdes de NOy

O oxido de nitrogénio é formado durante a combustéo, onde ha a formacdo de NO térmico, a partir da reagdo entre o
nitrogénio atmosférico e o oxigénio atdbmico, em temperaturas acima de 1500 °C (Hill e Smoot, 2000), bem como, a partir
do nitrogénio contido no combustivel (NO¢my), 0 qual pode ocorrer mesmo em temperaturas relativamente baixas. O NO
térmico € a principal rota do mecanismo de formacéo das emissdes de NO, na fabricacdo do cimento, devido as altas
temperaturas envolvidas na queima ou nas etapas de formac&o do clinquer, juntamente com a atmosfera oxidante no forno,
contribuindo assim para a formagdo de grande quantidade de NOy

Nas zonas de baixa temperatura do forno, ocorre a oxida¢do do NO em NO,, contudo, 0 NO, normalmente aparece em
porcentagens menores que 10% do NO, emitido por um sistema de exaustdo de um forno rotativo (U.S. EPA, 2000). Altas
temperaturas e alta concentracdo de O, sdo fatores que favorecem a formagdo do NO térmico e prevenir estes fatores é
basicamente a melhor tecnologia de controle. Entre os fatores que influenciam a formacéo do NO do combustivel estdo: a
geometria do queimador, técnicas de contato entre 0 combustivel e o ar, altas taxas de misturas, concentracéo de nitrogénio
no combustivel, ritmo de volatilizacédo e queima do combustivel e temperatura da fase gasosa.

Os fatores que determinam a concentracdo de NO nos gases de combustdo do forno de produgdo de clinquer sao: a
temperatura de chama, o tipo de chama, a relagdo de excesso de ar na combustdo e o tempo de residéncia do gas e do
material na zona de queima em altas temperaturas.

As principais tecnologias de controle das emissdes de NO, estdo apresentadas na Tab.1.

Tabela 1 - Técnicas de controle de NO, aplicéveis aos fornos da industria do cimento.

. Sistema de Forno Eficiéncia de Emissdo Relatada
Técnica L ~
Aplicabilidade Reduggo mg/Nm® ® kg/ton ®
Resfriamento da todos 0.a50% 400 0,8
chama
Queimador de
baixa emissdo de todos 0a30% - -
NO, (LNB)
Combustdo Preaquecedor e
escalonada ou em quec 10 a 50% <500 a 1000 <10a20
Precalcinador
etapas
Reducéo seletiva Preaquecedor e
ndo catalitica Drecaloirador 10 a 85% 200 a 800 04a16
(SNCR)
Reduc&o catalitica
seletiva (SCR) Possivelmente 85 2 95% 100 2 200 02204
Apenas para planta todos
piloto

# Normalmente referido a média diéria, gas seco 273 K, 101,3 kPa e 10% de O,.
® kg/ton de clinquer é baseado em 2000 m®/ ton de clinquer.
Fonte: U.S. EPA (Environmental Protection Agency).2000

1.2. Formacao e controle das emissdes de SOy

Devido a crescente preocupacdo com a ndo agressdo ao meio ambiente, o estudo sobre as emissGes dos Oxidos de
enxofre (SO,) nos fornos rotativos da inddstria de cimento tem ganho maior importancia, principalmente devido a atual

tendéncia de se utilizar combustiveis com baixo contetido Calorifico e altos teores de enxofre. Dependendo da temperatura,
0 nivel de excesso de oxigénio (O,), nivel de alcalis, nivel de cloro, presenca de mondxido de carbono (CO) e outros
elementos menores, a formacgéo de 6xidos de enxofre no forno de cimento pode sofrer uma grande variagdo. A formacéo
do enxofre no forno de cimento também é determinada por considerac6es termodinamicas e pela cinética das reagdes
quimicas envolvidas de acordo com Seebach et al. (2001).

A Figura 1 apresenta 0 mecanismo de formag&o do dioxido de enxofre no forno de cimento. A formagao desses Oxidos
nesse processo deve-se a presenca de sulfatos e de sulfetos no material usado na pasta, e também devido ao uso de
combustiveis com altos teores de enxofre. O enxofre é absorvido em grande parte pelos materiais dentro do processo, e sai
do sistema como um componente do clinquer, como emissdo de material particulado do resfriador de clinquer, material
particulado do forno (CKD) ou como emissdo de material particulado pela chaminé do forno. Parte do enxofre é retido
dentro do sistema na forma de incrustacdes ou como parte de um ciclo volatil. A quantidade de enxofre introduzida é
usualmente absorvida dentro da faixa de 50 a 90% da quantidade inicial. Na combustdo, praticamente todo o enxofre
presente no combustivel sera oxidado a SO,.

As principais tecnologias de controle das emissdes de SO, estdo apresentadas na Tab. 2.
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Material
Matéria-prima Particulado (CKD) S0, (9)
S (s) SO,% (s) S0O,2 (s) SO, (9)
Combustivel
Forno » Coletc?r de » Chaminé |—>» HZSS4 O
S (s) po SO,% (s)
A, z
Clinquer - Gas (9)
Resfriador —» 2 - Liquido (1)
J S04 (9) -sélido (s)
P6
S0,2 (s)

Figura 1. Mecanismo de formagdo do SO, (Greer, 1989)

Tabela 2 - Tecnologias de controle de emissdo de SO,

Tecnologia de fe . Eficiéncia de
Controle Principio do Metodo Remocao de SO,
Mudanca de Mudando a fonte de aditivos secundarios da mistura crua ou extraindo -
matéria-prima | calcario de minas seletivas
Utiliza o 6xido de calcio(CaO) livre formado no calcinador. Cerca de
5% do gas de exaustdo do calcinador é desviado do duto de saida do
Ciclone de calcinador e sobe para o ciclone de D-SO,® que separa a maioria do o
remocéo de SO, | material particulado em suspensdo no gas. O material particulado 25-30 %
capturado é alimentado no duto de saida do ciclone onde ocorre a
conversdo do enxofre piritico(FeS,) em SO, que é parcialmente
absorvido pela cal livre (CaO).
Adicéo de cal | Injetar a cal hidratada no duto de saida do estagio do preaquecedor
hidratada onde o enxofre piritico esta sendo convertido a SO,. A quantidade de 45-70 %
(Ca(OH),) cal hidratada injetada varia ente 3.0 - 5.0 moles de cal (CaO) por mol
de didxido de enxofre (SO,) a ser absorvido.

Lavador imido | O SO, entra no fundo do lavador em dire¢éo ao topo sendo “lavado”

(Wet scrubber) | em contracorrente com lama de calcario pulverizado. O gas passa por o
um separador de umidade e ja sai limpo do lavador. O sulfeto de célcio 90-95 %
precipitado no fundo do lavador reage com o O, fornecido por uma
corrente de ar formando gesso (CaSQOy,), que é removido do processo.

Combustiveis | Uma alternativa de reduzir as emissfes de SO, é a utilizacdo de )

com baixo teor | combustiveis com baixo contetdo de enxofre na sua composigéo.

de enxofre

(1) - Ciclone D-SO, é 0 2° estagio da torre de ciclones de 4 e de 5 estagios de preaquecedores ou no 3° estagio de uma torre de
ciclones com seis estagios.
Fonte: (Miller e Hansen, 2004)

1.3 Formagao e controle das emissfes de mondxido de carbono (CO)

Atualmente nos modernos sistemas de queima as emissdes de CO sdo geradas a partir de duas possiveis fontes: do
carbono organico na matéria-prima e da combustdo incompleta no calcinador ou forno rotativo. De acordo com Bech e
Gundtoft (1998) freqiientemente a emissdo de CO é relacionada com a granulometria do combustivel pulverizado, o
sistema de alimentacdo do combustivel, o queimador ou ao tempo de retencdo no calcinador. Uma razdo muito comum
para a formagdo de CO na entrada do forno é a granulometria do combustivel e este problema deve ser corrigido na
moagem do combustivel.

O formato da linha de alimentagdo ou o fluxo insuficiente de ar podem também contribuir para a formagéo de CO.
Estes fatores fardo freqlientemente o combustivel entrar no forno em um fluxo oscilante. Isto faz o sistema de forno oscilar
entre uma situacdo de uma mistura ar-combustivel muito rica em combustivel, gerando CO e uma situagdo de mistura
muito pobre em combustivel que produz um excesso de oxigénio. Frequentemente pode ser observado que os fornos de
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producdo de clinquer tende a operar com um nivel mais alto de O, (excesso de ar) que 0 necessario para evitar a formagao
de CO.

Dentre as tecnologias de reducdo das emissdes de CO dos novos sistemas de queima destacam-se as seguintes: a
mudanca de matéria-prima, o tipo de calcinador, o tempo de retencéo, a alimentagdo do componente da mistura crua com
alto teor de carbono diretamente no calcinador e o oxidante térmico regenerativo. Além disso, boas préaticas de combustao
devem ser usadas durante a operagdo em conjunto com qualquer método de reducéo de CO empregado.

2. Combustiveis utilizados nos fornos de producao de clinquer

Na busca da redugao do custo do combustivel em seu processo de producdo, a inddstria cimenteira nos Gltimos anos
vem utilizando a queima de combustiveis alternativos em seus fornos rotativos em substituicdo aos combustiveis
tradicionalmente usados destacando-se entre eles, o coque de petrdleo e pneus.

A industria do cimento pode contribuir significativamente para a solugdo de um problema que afeta a maioria dos
paises industrializados, que é o crescimento continuo de residuos que devem ser dispostos adequadamente, e dentre eles
destacam se os pneus. A Resolugdo N° 258 (CONAMA), de 26 de Agosto de 1999, estabelece a obrigatoriedade do
recolhimento dos pneus usados pelos fabricantes ou importadores os quais sdo obrigados a dar-lhes uma destinacdo final
adequada. Por outro lado a Resolucdo N° 264 (CONAMA), de 26 de Agosto de 1999, estabelece as condi¢des para o co-
processamento de residuos em fornos de clinquer. O co-processamento de pneus nos fornos das fabricas de cimento é uma
alternativa viavel tanto para as industrias de pneus quanto as cimenteiras.

2.1. Coque de petréleo

Quando o 6leo cru é refinado, as fragdes mais leves séo retiradas, restando um 6leo residual de menor valor. Em
algumas refinarias, este éleo residual é processado novamente, a fim de se produzir maior quantidade de produtos leves,
gerando o coque de petr6leo como residuo. A producdo de coque de petréleo tem aumentado em funcdo do aumento do
processamento de petréleos pesados e da necessidade de maior quantidade de fracdes leves. Dependendo do petréleo que
foi processado o coque de petréleo pode apresentar teores de enxofre de 0,7 a 7,5 % influenciando o seu valor de mercado
tornando atrativo o seu uso. O coque de petréleo é usado principalmente como combustivel em sistemas de geracdo de
vapor e nas industrias cimenteiras. Para 0 uso como combustivel em fornos de produgdo de clinquer utiliza-se
principalmente o coque verde de petréleo. Em indUstrias de cimento o coque de petroleo vem sendo usado unicamente ou
em misturas com carvao mineral, carvdo vegetal, gas natural, 6leo combustivel ou pneus como combustivel no forno
rotativo.

2.2. Pneus

Os pneus usados, embora sendo um material residual especial, sdo excelentes fontes de energia, principalmente
quando utilizados como combustiveis secundérios. A alta temperatura, o elevado tempo de residéncia, o alto efeito de
absorcdo da matéria-prima no pré-aquecimento e a incorporacéo das cinzas geradas ao clinquer, sdo condicfes favoraveis
para que a queima de pneus em fornos de producdo de clinquer seja uma forma de disposicdo final ideal para estes
residuos. Além disso, devido ao alto poder calorifico do pneu seu co-processamento contribui para a diminuicdo do
consumo de combustiveis ndo renovaveis (carvao e 6leo), poupando assim 0s recursos naturais (Souza, 2000). Os pneus
podem ser introduzidos no sistema de alimentacdo de combustivel do forno inteiro, picado, ou em raspas. Neste trabalho
usou-se como combustivel uma mistura de 80% de coque de petr6leo e 20% de pneus (40% de coque queimado no
queimador primario do forno rotativo e o restante queimado no queimador secundrio do precalcinador juntamente com 0s
pneus), cujas principais caracteristicas estdo apresentadas na Tab. 3.

Tabela 3 — Caracteristicas dos combustiveis usados na indistria cimenteira.

Composicéo elementar do combustivel Coaue de Petrdleo (%) Pneu (%)
C 88,4 72,15
H 3,7 6,74
O 0 9,67
S 1,56 1,23
N 1,56 0,36
PCI (kJ/kg) 34350 32580

3. Sistemas de fornos utilizados no processo de producao de clinquer
3.1 Forno com preaquecedores em suspensdo com queima em duto de elevacao
Nos fornos rotativos dotados com sistemas de preaquecedores em suspensdo (SP) até 25% do calor necessario ao

processo pode vir da queima de pneus introduzidos no duto de elevagéo, reduzindo as emissdes de NO,. Esta reducéo esta
associada possivelmente a atmosfera redutora criada pela introducdo direta do combustivel na regido de entrada do
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material no forno rotativo, na extremidade oposta ao queimador primario, no qual, o NO, formado na zona primaria é
reduzido. Entretanto, quando as particulas de combustivel finamente triturado é queimado no duto de elevagéo do forno, a
concentracdo de NO, nos gases de exaustdo que passam por este duto poderdo aumentar. A taxa de excesso de ar também
contribui para um pequeno aumento das emissdes de NO, no sistema do forno (U.S. EPA, 2000).

Um esquema de forno rotativo dotado de preaquecedor de 4 estagios é apresentado na Fig. 2.

GASES DE
EXAUSTAOD

CRU

PREAQUECEDOR DE
QUATRO ESTAGIOS

ALIMENTAGAO
DE COMBUSTIVEL

U LJ U

FORNO ROTATIVO COM PREAQUECEDOR
E RESFRIADOR DE GRELHAS

RESFRIADOR
DE CLINQUER

Figura 2. Esquema de uma instalacdo de um forno rotativo com preaquecedor de 4 estagios.
3.2. Fornos com precalcinador - queima secundaria

O precalcinador usa cerca de 60% da demanda total de calor necessario para produgao de clinquer, em um sistema de
queima secundaria, reduzindo os requerimentos do queimador primario no forno rotativo para cerca de 40%. A combustio
do combustivel na zona de queima secundaria fornece o calor necessario para a calcinagédo endotérmica do carbonato de
calcio (CaCQs) dado pela Eq.(1).

CaCO,(s) — CaO(s) +CO,(g) @

O cru ja calcinado é levado pelo fluxo de gas ao ltimo ciclone onde é descarregado. Em um forno com precalcinador
com duto de ar terciario, consome-se cerca de 40-50% do calor total requerido no processo e a quantidade de gases de
combustéo da zona de queima do forno é reduzida proporcionalmente. Por outro lado, as concentragfes de NO, nos gases
vindos do forno rotativo podem ser significativamente maiores que as concentragdes de NO, nos preaquecedores do forno.
A explicacdo para este fato € provavelmente atribuida a pouca quantidade de material e ao tempo de retencdo dos gases na
zona de queima do precalcinador, combinada com a alta temperatura do ar secundario. Um esquema de forno rotativo
dotado de preaquecedor de 4 estagios com precalcinador é apresentado na Fig. 3.

GASES DE
EXUSTAD

CRU PREAQUECEDOR DE
QUATRO ESTAGIOS

CALCINADOR

COMBUSTIVEL
SECUNDARIO

DUTO DE AR TERCIARIO COMBUSTIVEL
) PRIMARIO

FORNO ROTATIVO COM PRECALCINADOR
E RESFRIADOR DE GRELHAS

RESFRIADOR
DE CLINQUER

Figura 3. Esquema de uma instalacdo de um forno rotativo com preaquecedor de 4 estagios e precalcinador.

4. Combustao escalonada como forma de redugédo das emissdes de NO,

Neste método além da combustdo primaria no forno rotativo (formagdo do clinquer 1200-1480°C), ocorre uma
combustdo secundaria no precalcinador, a uma temperatura mais baixa (600 - 900°C) com um suprimento de ar terciario de
combustdo através de um duto externo ao forno rotativo, com a finalidade de completar o pré-aquecimento e calcinacdo do
material cru. Normalmente nesta queima sdo usados retalhos ou raspas de pneu, borra oleosa, residuos de solventes, etc,
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como combustiveis complementares. Na zona secundaria ocorre a combustdo do combustivel secundario (uma mistura
contendo 20% de pneus e 40% de coque de petr6leo), numa atmosfera constituida pelos gases de exaustdo do forno
rotativo e o ar tercidrio quente a 964 K (691°C) vindo do resfriador de clinquer. O mecanismo principal deste tipo de
reacdo de acordo com Thomsen e Jensen (2006) é descrito pela a formacgdo do radical CHie proveniente da combustdo
escalonada do combustivel. O NO, formado no combustor primario no forno rotativo reage rapidamente com radical CHie,
convertendo-o a HCN, NH; ou N,, como visto a seguir nas reagdes representadas pelas Eq. (2) a (15):

Inicialmente o NO ¢é reduzido por radicais de hidrocarboneto (CHie) ou pela reacdo entre 0 CO ou H, e NO que é
catalisado pela farinha crua ou pelo char (parte sélida do combustivel carbonizado ap6s a remocéo dos volateis):

CHie +NO — HCN,i=123 @)
CO + NO Catalisador %NZ +COZ (3)
H2 + NO Catalisador %Nz +HZO (4)
%Hz + NO Catalisador NH3+H20 (5)

A reacdo representada pela Eq. 2 é favorecida pela alta temperatura e necessita de uma pequena concentracao de
oxigénio para continuar a formacéo do radical CHi . Como mencionado anteriormente as reacdes representadas pelas Eq.
(3), (4) e (5) sdo catalisadas pela farinha crua, e também sdo inibidas pelo oxigénio; a reacdo (3) é completamente inibida
se houver um excesso de oxigénio. Os compostos HCN e NH; sdo formados das pir6lises e da degradagdo do NO. O NH;
ou 0 HCN reagem catalisados pelo 6xido de ferro normalmente presente na farinha crua (Syverud e Tomassen, 1994) de
acordo com reacoes representadas pelas Eq. (6) e (7); ou reagem com NO ou O,, ou ainda, através das reacbes em fase
gasosa. Desta maneira 0 NO, é eliminado ou formado de acordo com as rea¢@es simplificadas apresentadas a seguir.

2HCN +20, —&i=tor_, N+ CO+CO, +H,0 (6)
2NH, —Sdalisdor N4 3H, (7
2NH,; + 3NO — 2,5N, +3H,0 (8)
2HCN +4NO — 3N, +CO+CO, + H,0 9)
3NH, +2,750, — NO+N, + 4,5H,0 (10)
3HCN +3,750, - NO+N,+CO+2CO, + 1,5H,0 (11)

Os mecanismos de reacdo para as espécies nitrogenadas na fase gasosa estdo resumidos na Fig. 4. As reacdes (10) e
(11) continuardo ocorrendo na parte inferior da regido oxidante do calcinador, enquanto o NO, é formado nas
proximidades. A combustdo do char e do nitrogénio do char (N-char) comeca na zona de redugdo, mas ocorrerdo
principalmente na zona oxidante do calcinador.

NO

/’—‘-——- !
CH
ou H2

HCN/NH3 2:
Decomposicho lCl!llllnﬁa

_______ N,

Figura 4 — Possiveis rotas de reacdo das espécies nitrogenadas em fase gasosa.
Linha cheia —reacdo do HCN/NH;
Linha tracejada  ---- reagdo do NO com compostos sem nitrogénio
Fonte: (Thomsen e Jensen, 2006)
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Porém, s6 uma parte do N-char forma NO, durante a combustdo o restante forma N,. Isto pode ser visualizado como
duas reagdes competitivas; uma formando NO, e a outra formando Ny:

N —char +0O, — 2NO (12)
N-char+0, - N, +0O, (13)

A reagdo entre o0 N-char e o0 NO, também pode ocorrer no mecanismo competitivo de formacéo e eliminagdo do NO
conforme apresentado na Eq. (14) (Shenk e Salmento, 2004).

N—char+NO — N, +10, (14)

A conversdo do N-char a NO depende fortemente do tipo de combustivel e das condi¢des da combustdo podendo
variar entre 10 a 80%. Além disso, o C-char pode reagir com o NO formando N,, CO e CO, (Thomsen e Jensen, 2006).

C—char+NO —- N, +CO+CO, (15)
N-fuligem e C-fuligem reagem pelas mesmas reacdes globais como mostrado nas reac¢Ges (12 a 15) do char.
5. Modelagem do calculo da concentracéo de NO, utilizando o equilibrio quimico e cinética das reac6es

Com a finalidade de avaliar comportamento da queima de pneus e coque de petrdleo no processo de formacéo de NO,
no interior do forno para producdo de clinquer, foram calculados através dos parametros cinéticos das reagdes quimicas
envolvidas, e da analise do equilibrio quimico a concentracdo de NO,, CO e valores da temperatura de chama, para um
determinado forno rotativo que produz 34,72 kg/s de clinquer e considerando a composigdo quimica elementar destes
combustiveis, cujos os dados foram apresentados na Tab. 3. Os valores para a temperatura de chama foram obtidos
utilizando-se a Eq. (16) (Van Wylen e Sontag, 2003).

H. =H, (16)

onde:

H, :znex(hfmh)e (17)

H, :Zns><(h?+Ah)S (18)
p

Onde: H, e H, referem-se as entalpias dos reagentes e produtos respectivamente; n. e ns 0 nimero de kmol de cada
componente dos reagentes e dos produtos. Os parametros operacionais usados nos calculos do processo de queima estao
apresentados na Tab. 4.

Tabela 4 - Pardmetros operacionais no forno de producéo de clinquer.

Constituinte Valor Unidade

Consumo energético no forno rotativo 1240 kJ/kg
Consumo energético no precalcinador 1860 kJ/Kg
Producdo de clinquer 34,72 ka/s
Coque de Petroleo’ 1,25 kgls
Coque de Petroleo? 1,25 kg/s
Pneu’ 0,66 kg/s
Fluxo ar primério 2,19 kgls
Fluxo ar secundario 13,91 ka/s
Fluxo ar terciério® 88,81 kg/s
Temp. ar primario 298 K

Temp. ar secundario 1053 K

Temp.ar terciario 964 K

Pressdo do sistema 1 atm

1 Forno rotativo, 2 Precalcinador
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Com o prop6sito de avaliar a contribuigdo da dissociacdo do CO, e a formacdo de NO pela rea¢do simultanea dada
pela Eg. (19) e (20), no mecanismo de formagdo de NOy no forno rotativo foi calculada com base na temperatura
adiabatica de chama a energia livre de Gibbs e a constante de equilibrio termodinamico relacionada pela Eq. (21) e (22).

CO,—4-C0+10, (19)

%Oz + %NZ —X yNO (20)

AG(T)=AH-TAS (21)
-AG

K =exp| — 22

p( RT) (22)

Sendo: AG-variagdo da energia livre de Gibbs; AH e AS-variacdo da entalpia e entropia respectivamente; K-constante
de equilibrio termodinamico; R-constante universal dos gases; e T-temperatura do sistema (K). Posteriormente foram
calculadas partindo-se dos coeficientes da equagdo de combustdo corrigida para porcentual de O, livre as respectivas
fracbes molares no equilibrio quimico dos constituintes da Eq. (19) e (20), os resultados sdo apresentados na Tab. 5,
calculando-se em seguida o grau de avanco da reacdo representado pelas incognitas x (concentragdo de CO) e y
(concentracdo de NO) na Eqg. (23). O NO e CO gerados no forno rotativo, determinados pela Eq. (23) seguem com a
corrente gasosa dos produtos da combustdo no queimador primario para o precalcinador, adicionando-se aos produtos da
combustdo da queima secundéaria (40% coque de petrdleo e 20% pneus) onde mais CO é gerado pela combustéo
escalonada, ocorrendo a redugéo do NO via a reagdo catalitica NO/CO apresentado pela Eg. (3).

Tabela 5. - Balanco de massa para a Equacao (19) e (20).

Espécie (kmol/s) Inicio Equilibrio Fracdo molar
CO, 0,092 0,092-x (0,092-x)/( 0,545+0,5x)
CO 0 X x/( 0,545+0,5x)
0, 0,011 | 0,011+0,5x-0,5y |(0,011+0,5x-0,5y)/ ( 0,545+0,5x)
N, 0,442 0,442-0,5y (0,442-0,5y)/ ( 0,545+0,5x)
NO 0 y Y/ ( 0,545+0,5x%)
Total 0,545+0,5x
X 0011+05x-05y \*°
7(0,545+O,5xj( 0,545 +0,5x j
K= 0,092- X
(0,545+0,5x] (23)
=
0,545 +0,5x
0011+05x-05y | 0,442-05y |
[ 0545 +0,5x J (0,545+O,5x)

Os parametros para constante cinética da Eq. (3) sdo apresentados na Eq. (24), e os parametros da Eq. (25) sdo
apresentados na Eq. (26) Zhou et. al. (2004). O CO gerado em todo processo é oxidado a CO, como apresentado na Eq.
(25). A concentracéo final de CO ¢ determinada pela Eq. (26) e (27) respectivamente.

k = 5,67x103Texp(@J (24)

Onde: k-a constante cinética (s™*), T-temperatura do sistema (K).

co+ 102 - Co, (25)



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 3-8, 2006, Paper CIT06-402

0,25
C ' -
k = 1,254x10°0| 22 | % exp 20130
2 H,0 T

(26)

0,

-2,48Cco
b = 7’93exp{ C COIHICIal]

Onde: k - a constante cinética (s-1) Co, Choo © Ccoiniciar CONCentragdes de oxigénio, agua e monoxido de carbono
respectivamente em (mol/m?); T-temperatura do sistema (K).

Cco = Ceo,,, &XP(kt) (27)
A concentracao final de NO formado no processo de producéo de clinquer é calculado pela Eq. (28).
Cxo = Cho,.,eXp(-kt) (28)

Onde: t na Equacéo (28) representa o tempo de retencéo dos gases no precalcinador, que neste trabalho foi em torno de
3s.

6. Resultados e discussdo
A Figura 5 apresenta os resultados das emissfes de NO, expresso como [g NO,/kg clinquer] em um sistema de forno

dotado de precalcinador com ar terciario, utilizando uma mistura de combustiveis no processo de queima, dentre eles:
carvdo mineral, cogue de petréleo, pneus e outros combustiveis alternativos.

800 mg NO, /Nm’
(10% O, base seca )

1,5 )
Emissoes de NO, 500 mg NO; /Nm
1 (10% O, base seca )
(g NO,/kg clinquer) _
0,51
0
Planta A B C D E
COMBUSTIVEL | - 80% Coque - Linhito |- Carvao |- Carvao - Oleos
de petroleo - Residuos|- Pneus - Residuos
- 20% Carvao de papel |- Plasticos | de papel
- Cinzas - Plasticos
em
% volateis =
do combustivel suspenseg
na precalcinagao 15% 45% 27% ~ 25% > 40%

Figura 5. Emissdes de NO, em funcéo do tipo de combustivel utilizado no processo de queima em forno precalcinador
com duto de ar terciario (Michaelsen, 2000).

Um combustivel de alta reatividade reage ao comecar a combustéo tdo rapidamente que, apesar de ter excesso de O,
suficiente para realizar a combustéo, geram zonas redutoras parciais por falta de O, e isto se nota na producdo intensiva de
mondxido de carbono (CO). As zonas redutoras impedem a formagao de NO, e podem até reduzir as concentragOes de
NO, ja existentes. Como mencionado anteriormente, as emissdes de CO podem originar-se do carbono organico da
matéria-prima na alimentacdo do cru e da combustdo incompleta. Resultados de medi¢des na industria cimenteira indicam
que existe uma correlagdo linear entre conteldo de carbono na alimentacéo do cru e a emissdo de CO, como pode ser
observado na Fig. 6. O carbono orgénico na matéria-prima pode também ser decomposto em dois tipos distintos de
carbono: carbono volétil e o carbono fixo, a maioria do carbono das matérias-primas é do tipo volatil. As matérias-primas
tipicas que podem conter quantidades significativas de carbono sdo: calcério de baixo grau, xisto, argila, minério de ferro
(Miller, 2002).

O carbono voléatil normalmente queimara entre 300-600°C nos estagios medianos do preaquecedor. Nesta area ndo ha
oxigénio e temperatura suficiente para queimar completamente o carbono, ou seja; ocorre uma combustdo incompleta,



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 3-8, 2006, Paper CIT06-402

favorecendo a formagdo do mondxido de carbono (CO). Como a combustéo do carbono (ou combustéo parcial do CO) é
uma reagdo exotérmica, a combustdo do carbono no preaquecedor elevard o perfil de temperatura no preaquecedor.

= Emissdo de CO a 10% de O,em ppm = Linha de tendéncia linear
1400
1200 -
1000
800
600

400

ppm de CO a 10% de O,

200

1 I I 1 i ]
0 2000 4000 6000 8000 10000 12000

Carbono Orgéanico Total na matéria-prima
Figura 6 — Emissao de CO em funcéo do teor de carbono na matéria-prima (Bech e Gundtoft, 1998)

A gueima de carbono no primeiro estagio do preaquecedor aumentara a temperatura de saida do gas. O carbono fixo
normalmente ndo queimara até que esteja dentro ou proximo do calcinador onde as condi¢es sdo mais adequadas para a
combustdo, conseqlientemente, o carbono fixo ndo contribuira significativamente para as emissfes de CO (Miller, 2002).
A reducdo nas emissdes de NO, quando se co-processam pneus em fornos de producdo de clinquer é possivelmente
atribuida a combustéo escalonada, onde parte do combustivel no precalcinador é queimado na entrada do forno rotativo em
contra corrente aos gases de exaustdo, gerando CO que converte 0 NO, formado no queimador primario do forno rotativo a
N,. A porcao restante do combustivel é queimada com excesso de oxigénio garantindo assim, que o excesso de CO gerado
no processo seja oxidado a CO, para ser liberado na atmosfera.

No processo de formacéo e eliminacdo do NO, nos sistemas com queima secundaria a reagao representada pela Eq.
(12) indica que um maior contetdo de nitrogénio do combustivel e de oxigénio tende a aumentar a formacdo de NO. A
reacao representada pela Eq. (14) também indica que o NO tende a ser reduzido pelo nitrogénio do combustivel. De acordo
com Shenk e Salmento (2004), no mecanismo competitivo de formacéao e eliminacdo do NO representado pelas reacoes
das Eq. (12) e (14) respectivamente, a reacéo predominante no processo dependera dos seguintes fatores: temperatura no
calcinador, especialmente durante combustdo inicial, tipo de combustivel e seu contetido de volateis e nitrogénio, conteido
de NO, nos gases que entram no calcinador e excesso/falta de ar, especialmente durante combustao inicial.

A reacdo (14) ocorre mais rapidamente com o aumento da temperatura do que a reacdo (12), assim, aumentando a
temperatura da zona de queima secundaria tende a eliminar o NO, se a concentragéo de oxigénio for baixa.

Nos calcinadores em linha de baixa emissédo de NO, nos quais se utilizam essa técnica, empregam-se deficiéncia de
oxigénio e zona de alta temperatura para reducdo do NO,, através das fortes zonas redutoras e oxidantes criadas. A Fig. 7
ilustra um modelo de calcinador em linha de baixa emissdo de NO,.

COMBUSTIVEL

ZONA REDUTORA |
AR I zOoNA OXIDANTE
AR TERCIARIO

i , Blh

TERMICO

Figura 7 Calcinador em linha de baixa emissdo de NO, (Low NOy ILC). Fonte: (Knies e Miller, 2006)
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Observou-se que combustivel com alto teor de volatil tende a eliminar o NO (Michaelsen, 2000; Shenk e Salmento,
2004). Combustiveis com alto teor de volateis tendem a queimar mais rapidamente produzindo altas temperaturas de
chama formando CO e radicais de hidrocarbonetos. A alta temperatura tende a reduzir o NO, via reagdo (14), ja que €é
mais rapida que a reacao (12).

Foi observado que para as condiges de queima acima, a Eq. (23), juntamente com as reagdes representadas pelas Eq.
(27) e (28), envolvendo a cinética quimica, fornecem uma boa previsdo na formacdo do NOy no processo de produgéo de
clinquer em forno rotativo na industria do cimento, e também, confirma a contribuicdo da reacdo de oxi-reducdo
apresentada na Eqg. (3), ou seja, 0 NO sendo reduzido a nitrogénio molecular e 0 CO por sua vez oxidado a CO,, na
reducdo da formacdo de NO, estando de acordo com os argumentos discutidos neste texto. Os principais resultados obtidos
neste trabalho estéo apresentados na Tabela 6.

Tabela 6 — Resultados obtidos

K % O,
T adiabética chama Fome rowtivo 2194 2
T chama Precalcinador 1144 17
Cnox (Mg/Nm°) 347 2
% conversao de CO a CO, 99,7 -

Como pode ser observado na Tabela 6 a concentragéo final de NO calculada em torno de 347 mg/Nm? para 2% de O,,
esta, portanto de acordo com as medices realizadas por Baumhardt (2004), verificando a reducdo das emissGes de NOy
quando se co-processam pneus em fornos de clinquer. As medi¢des revelaram reduc@es de emissdes em torno de 900
mg/Nm? a 11% de O, livre para valores pouco acima de 300 mg/Nm®.

7. Concluséo

Em sistemas com preaquecedores e precalcinadores, o uso de matéria prima com alto grau de sulfetos pode permitir
elevadas taxas de emissdes de SO,, demandando tratamento dos gases nos estagios superiores do preaquecedor. O enxofre
no combustivel raramente afeta as emissdes de SO, porque 0s combustiveis sdo queimados na zona de queima ou na zona
de calcinagdo. O SO, gerado na zona de queima do forno pode ser rapidamente absorvido na zona de calcinacdo pela
reacdo com o CaO ou reagir com os alcalis durante a queima. Desta maneira, quase todo o SO, formado é absorvido pelo
cru sendo novamente introduzido no forno. O conjunto de consideracdes feitas mostra que a emissao de NO, por um forno
de producdo de clinquer esta intimamente relacionado com processo de combustdo que nele ocorre. A quantidade de NO,
que se mede em um forno na industria do cimento é o resultado de reac6es muito complexas. Situacdes redutoras e anti-
oxidantes impedem a oxidacdo do N, a NO,. O uso de estagios multiplos ou de queimadores de baixa emissdo de NOy
aliado a uma combustdo escalonada na regido de queima secundaria, pode contribuir para uma reducdo de até 50% nas
emissBes de NO,.

Um sistema de alimentagdo e moagem de combustivel bem projetado pode contribuir para um baixo nivel de
formacdo de CO ao mesmo tempo em que o nivel de excesso O, é mantido baixo para evitar a formagdo excessiva de NO,.

Um sistema de combustdo escalonada que incorpora um calcinador de baixa emissdo de NO,, permite o uso de
combustiveis com alto potencial de emissdo. O maior tempo de retencéo e a alta temperatura permitirdo que as reacdes de
combustdo sejam completas.

Acredita-se que as reacdes de combustéo escalonada é o mecanismo principal para a reducdo de NO, quando se co-
processam pneus em fornos para producdo de clinquer. A queima de pneus inserviveis além de favorecer a formacéo de
CO que contribui para a reducdo de formacdo do NO,, também auxilia na minimizacdo do impacto ambiental pela
diminuicdo do acumulo irregular no meio ambiente. A substituicdo parcial dos combustiveis fésseis usados na industria
cimenteira mundial pelos pneus, entretanto tem o seu nivel maximo de substituicdo limitados pela possibilidade de
emissdes de metais pesados presentes na sua constituicdo.

Foi calculada uma concentragao final de NO em torno de 347 mg/Nm? para 2% de O, livre e uma conversio de CO a
CO, de aproximadamente 99,7 %. O valor calculado neste trabalho para as emissdes de NO, fornecem uma boa estimativa
para comparagdo com resultados das medicdes nas fabricas de producéo de cimento, estando ainda dentro dos limites de
emissdo segundo os padrdes das industrias cimenteiras da Alemanha e Europa (500 mg/Nm? a 10% de O, livre para fornos
novos).
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Abstract

This work estimates the concentration of pollutant NO, generated in the process of combustion of petroleum coke and
tires in rotary kiln for clinker production in the cement industry. Using a mixture of petroleum coke and tires in the burning
process, the NO, and CO emissions will be evaluated in kilns with precalciner with tertiary air. The emissions will be
analyzed in this installation type still considering the staging combustion as a form of reduction of the NO, emissions. The
proposed model is based on the knowledge of the chemical species concentrations involved in the chemical equilibrium
and also in the knowledge of the reaction kinetics of NO, and CO formation in the combustion process. It is also done in
this work a revision on NO, SO, and CO concerning issues related to their formation and presenting the main controlling
technologies of these pollutants used in the cement industry.

Keywords: NO,, SOy, combustion, rotary kiln, cement industry


http://www.flsmidth.com/flsmidth/english/contact/brochures+and+info/reviews/reviewno148.pdf#Page=6
http://www.flsmidth.com/flsmidth/english/contact/brochures+and+info/reviews/reviewno119.pdf
http://www.epa.gov/ttn/naaqs/ozone/ozonetech/cement_nox_update_09152000.pdf

Proceedings of the 11" Brazilian Congress of Thermal Sciences and Engineering -- ENCIT 2006
Braz. Soc. of Mechanical Sciences and Engineering -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006

Paper CIT06-0404

OLEO DE FRITURA TRANSFORMADO EM BIODIESEL

Nei Hansen de Almeida.
Pontificia Universidade Catdlica do Parana — PUC/PR. Rua Imaculada Conceigdo, 1155, Prado Velho, Curitiba/PR.
nei.almeida@pucpr.br

Nicole Marques Hoff.
Pontificia Universidade Catdlica do Parana — PUC/PR. Rua Imaculada Concei¢do, 1155, Prado Velho, Curitiba/PR.
nicole.hoff@ufpr.br

Lucas Leone Zulim.
Pontificia Universidade Catdlica do Parana — PUC/PR. Rua Imaculada Concei¢do, 1155, Prado Velho, Curitiba/PR.

Lucas.zulim@zipmail.com.br

Resumo. Os dleos vegetais obtidos de culturas renovaveis, tais como os éleos de soja, de girassol e do nabo forrageiro, podem ser
transformados em biodiesel pelas reagoes reversiveis de transesterificagdo e de esterificagdo com etanol na presenga de
catalisadores, formando ésteres etilicos (biodiesel) e glicerina.

A maioria dos processos comerciais utiliza o metanol como reagente.

Em fung¢do da maior presenga de dcidos graxos livres nos oleos gastos em frituras comparados com os 6leos vegetais, foram
necessarias duas reagdes, uma de transesterifica¢do e outra de esterificagdo para a obtengdo de ésteres etilicos com alto
rendimento.

A alta temperatura utilizada em dleos vegetais, durante a fritura de alimentos, oxida o dleo e formam dcidos graxos livres, que sdo
transformados em biodiesel usando tipo e quantidades de catalisadores apropriados na reagdo, visto que a umidade presente no
dleo de fritura também aumenta o indice de acidez do odleo.

A tecnologia utilizada pelo curso de engenharia quimica da PUC-PR, Laboratorio de Operagées Unitarias, produz 30 litros de
ésteres etilicos com rendimentos acima de 98%. Testes no motor estaciondrio Diesel para uma mistura B0, resultaram em valores
mais altos se comparados com 100% do diesel convencional, com relagdo a torque e poténcia.

Palavras chave: biodiesel, 6leo de fritura, transesterificagdo, esterificagdo, motor Diesel.
1. Introdugéao

A maior parte da necessidade mundial de energia ¢ suprida por fontes petroquimicas: carvao e gas natural. Com
excecdo das energias hidroelétrica e nuclear, todas as fontes petroquimicas sdo finitas e as proximas geracdes terdo
racionamento de combustivel fossil. Com a alta demanda de energia no mundo industrializado, bem como no setor
doméstico, os problemas de poluigdo causados devido ao uso de combustiveis fosseis, tornam necessario desenvolver
fontes de energia renovavel e com menor impacto ambiental.

O biodiesel ¢ um combustivel alternativo obtido de matéria-prima renovavel: gorduras animal e/ou vegetal.

A norma americana ASTM define o combustivel biodiesel como mono alquil-éster de acidos graxos derivados de
fonte renovavel de lipidios, tais como 6leo vegetal ou gordura animal (Zhang et al.2003).

O biodiesel, como combustivel alternativo tem muitos méritos: ¢ biodegradavel e nao téxico. Se comparado com o
diesel de petroleo, o biodiesel tem um perfil mais favoravel de gases de emissao, tal como baixa emissdo de monoxido
de carbono, material particulado e hidrocarbonetos residuais.

O dioxido de carbono produzido pela combustdo do biodiesel pode ser reciclado pela fotossintese, minimizando o
impacto da combustdo no efeito estufa. As plantas podem capturar todo o gas carbonico emitido da queima dos
combustiveis renovaveis. As plantas separam o diéxido de carbono em carbono e oxigénio, fixam o carbono com o
hidrogénio formando os hidrocarbonetos das plantas e liberam o oxigénio para a atmosfera.

Segundo Tickell (2000) em 1800 o teor de didxido de carbono na atmosfera era de 280 partes por bilhdo. No ano
de 2000 este teor elevou-se para 355 partes por bilhdo.

Todo o CO, gerado por combustivel fossil € absorvido pelas plantas e, principalmente, pelas algas dos oceanos.
Como esta quantidade de CO, ¢ muito grande, a capacidade de absor¢do ¢ limitada e o CO, permanece na atmosfera
gerando o efeito estufa.

Segundo o Protocolo de Kyoto os cientistas advertem que para estabilizar os crescentes niveis de CO, na atmosfera
seria necessario reduzir as emissdes de 1990 em 60%.

Uma plantagdo de soja que produz um litro de 6leo vegetal, absorve a quantidade de dioxido de carbono que é
formada pela combustdo do mesmo litro de 6leo de soja queimado no motor na forma de biodiesel (Tickell, 2000). O
biodiesel tem seu ponto de vaporizacdo (150°C) alto, o que o torna menos volatil e mais seguro para transportar do que
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o diesel de petroleo. Ele fornece as propriedades lubrificantes que podem reduzir os desgastes do motor e aumentar a
vida do motor (Von Wedel, 1999).

O componente principal do oleo vegetal é o triglicerideo, que consiste de trés longas cadeias de acidos graxos
esterificados em uma estrutura de trialcil-glicerol. Estes acidos graxos diferem, pelo comprimento das cadeias de
carbono, nimero de carbonos, orientagdo e posi¢des das duplas ligagdes.

O meio mais comum para produzir o biodiesel ¢ pela transesterificagdo, a qual ¢ uma reagdo quimica catalisada
envolvendo um 6leo vegetal e um alcool para produzir alquil ésteres de acidos graxos e glicerina.

Os alquil ésteres além de serem sintetizados por transesterificagdo com alcoois, sdo também resultado da
esterificagdo dos acidos graxos presentes.

As desvantagens do uso do biodiesel a serem considerados sdo:

a) o excesso de glicerina resultante do processo de fabricag@o. Os pesquisadores deverdo procurar alternativas
para seu uso, como transforma-la em produtos que também possam ser utilizados como combustivel, por
exemplo.

b) As terras agricultaveis poderdo se tornar escassas no futuro devido ao seu uso para a produgdo essencial de
alimentos.

1.1. Biodiesel como combustivel

Os oleos vegetais contém acidos graxos livres, fosfolipidios, esterdis, aguas, produtos odorificos e outras
impurezas. Em funcdo destes componentes, o 6leo ndo pode ser usado diretamente como combustivel e requer
modificagdo quimica como a transesterificacdo e a esterificagdo (Meher et al. 2004).

O biodiesel é o monoalquil éster de acidos graxos de longa cadeia derivado de matéria-prima renovavel, tais como
oleos vegetais ou gordura animal. O biodiesel é um produto quimicamente estavel ¢ com acdo de lubricidade nos
motores diesel.

1.2. Oleos vegetais como combustivel

O uso dos Oleos vegetais como combustivel alternativo ¢ conhecido desde 100 anos, quando o inventor do motor
diesel, Rodolph Diesel, testou o 6leo de amendoim no seu motor de igni¢do por compressao.

Os oleos vegetais ocupam uma posi¢ao de destaque no desenvolvimento de combustiveis alternativos, entretanto
existem problemas associados com o seu uso direto nos motores diesel: alta viscosidade, baixa volatilidade, baixa
reatividade das cadeias insaturadas e hidrocarbonetos, presenca de acidos graxos livres, formagdo de gomos por
processo de oxidagdo e polimerizacdo durante a estocagem e combustido (Hoff Lis, 2004), além de problemas de
lubrificagdo.

Os oleos vegetais ndo sdo quimicamente estaveis e ndo tem agdo de lubricidade nos motores diesel.

2. Reacdes envolvidas na producio de biodiesel

2.1. Transesterificaciio ou alcoolise é a reaciio que envolve a substituicio do grupo alquila de um éster por outro,
através da reacdo de um éster com um alcool.

A transesterificagdo de triglicerideo produz alquil éster de acido graxo e o glicerol (Figura 2). Os diglicerideos e
monoglicerideos sdo intermedidrios neste processo.

As reagdes do processo sdo reversiveis sendo usado um excesso de alcool para deslocar o equilibrio na diregdo da
formag@o de ésteres, sendo a reagdo direta de pseudoprimeira ordem e a reagdo inversa ¢ de segunda ordem (Figura 1).

_ ’ s _’ _ 29 L
R-COOR’ + R”-OH R-COOR” + R’-OH

Figura 1: Equacdo geral de transesterificagao.
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H,C -COO —R; H,C - OH R; - COO - C,H;
‘ catalisador ‘

HC -COO-R, + 3CH;-CH,-OH ‘ > HC -OH + R,-COO-C,H;

H,C-COO —R; H,C - OH R; - COO - C,H;

Triglicerideo Alcool etilico Glicerina Esteres etilicos

Figura 2: Equag@o de transesterificacdo de triglicerideo.

2.2. Mecanismo da transesterificacao da catalise basica.

O mecanismo da catalise alcalina esta fundamentado na presenga do ion etdoxido RO", que deve estar presente no
catalisador. A literatura indica duas possibilidades:

a ) Formag&o do ion alcodxido a partir da reag@o de um alcali (NaOH ou KOH, por exemplo) com um alcool formando
o etoxido de sodio ou de potassio e agua:

OH + ROH —» RO + H)0

b) Formagao do ion alcodxido a partir da reacdo de um metal (sodio metalico, por exemplo) com alcool anidro:

- +
NaOR —» RO + Na

Pesquisadores contestam a primeira possibilidade (Gongalves, 1980) com a argumentagdo de que uma base mais
fraca ndo pode gerar outra mais forte.
Etapas do mecanismo da transesterificacdo com catalisador basico:

1* etapa: O ataque do ion alcodxido do catalisador no carbonil da molécula do triglicerideo, resultando num
produto intermediario tetraédrico.

o o

| |

’ _ R - —_—p > .

R’-CO-R” + RO ‘ R’-C-"0OR
|
OR”

2% etapa: A reacdo do intermediario tetraédrico com o alcool reconstitui o ion alcodxido do catalisador que ¢
substituido pelo ion RO™ do 4lcool ¢ a introdugdo do ion H' no intermediario tetraédrico.

O (0}
| |
s _° - + —’ s _ _
R’-C-"0OR + RO H . R’-C-OR + RO
| |
OR” HOR”
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3% etapa: Nesta Ultima etapa o rearranjamento do composto intermedidrio produz um éster de acido graxo e um
diglicerideo.
o
|
L _ _> L + LRl
R’-C-0OR R’ - COOR R’OH
|
HOR”’

Onde R’ corresponde a uma molécula de diglicerideo, R’ corresponde a estrutura do acido graxo e R o grupo

alquil do alcool.

2.3. Mecanismo de transesterificacio da catalise acida.

A transesterificagdo pode ser catalisada por acidos inorgénicos tais como acido cloridrico, 4cido sulftrico e acido
sulfonico.

O mecanismo da transesterificagdo para um monoglicerideo pode ser também usada para diglicerideos e
triglicerideos.

1* etapa: O ion H' do catalisador 4cido acarreta a protonagio do grupo carbonila e a formagio do carbocition.

o) OH"' OH
I | \

s _R” + + R — s _ v —P s ot 29
R’-CO-R H R’-C-0OR R’-C -OR
2% etapa: O etanol promove um ataque nucleofilico no carbocation, produzindo um composto intermediario

tetraédrico.

OH OH

| |
st ER] _ R —— > _t
R’-C'-OR” + R—OH R -C %R
|

OR”

Este intermediario tetraédrico elimina o glicerol, forma novo éster e regenera o catalisador:

OH OH
| |
s _t B . s _ ) +
R’ -C ?—]R R°-C-OR + R”OH + H
|
OR”

3. Tecnologia desenvolvida pelo curso de Engenharia Quimica da Pontificia Universidade Catélica do Parana

A matéria-prima utilizada na obteng@o do biodiesel é o 6leo de soja usado em frituras, cedido por uma confeitaria
de Curitiba. O alcool selecionado para as reagdes de transesterificagio e esterificagdo foi o etanol, por ser matéria-prima
nacional e abundante. As reagdes sdo realizadas em duas etapas, sendo que na primeira usa-se um catalisador alcalino, o
hidroxido de sddio ou o etoxido de sodio, e na segunda etapa usa-se um catalisador acido, o acido sulfurico.

A reacdo efetuada em duas etapas é necessaria porque o 6leo usado em fritura ao ser submetido a temperaturas
elevadas e na presenca de agua dos alimentos ocasiona a formagdo de acidos graxos que interferem na reagéo catalisada
por alcali.
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Na primeira etapa a presen¢a do catalisador alcalino dos acidos graxos causa a formagdo de sabdes organicos na
forma de emulsdo, dificultando a separacdo das fases dos produtos da reacdo (as fases éster e glicerina), além do
excesso de alcool, que interfere no rendimento da reacio.

Na segunda etapa, o catalisador acido em excesso reconstitui os acidos graxos eliminando o sabdo do meio
reacional.

A etandlise ¢ entdo realizada pela reagdo entre os acidos graxos e o alcool etilico na presenga do catalisador 4cido:

0 0
|l Il

R’-C-OH + CH;-CH,-OH -—> R’-C-0CH,-CH; + H,O

A agua formada se agrega na fase glicerina com excesso de alcool.
A reacdo de formagdo do etil éster de acidos graxos na segunda etapa atinge um rendimento alto em torno de 98%.

3.1 Primeira etapa — reaciio alcalina

As duas etapas das reacdes sdo efetuadas no mesmo equipamento, um reator em batelada, equipado com agitador
tipo hélice, construidos em aco inoxidavel 316.

Usa-se a relacdo molar 6:1 entre o alcool etilico e o 6leo de soja, indicada na literatura para metanol (Freedman et.
Al., 1984). Salienta-se que o alcool etilico pode ser tanto anidro quanto hidratado. A concentrag@o do catalisador pode
ser de 1% de NaOH ou 0,5% de etoxido de sodio, valores estes recomendados para a reagao alcalina (Zhang et. Al.,
2002).

A reagdo ¢ feita a temperatura ambiente e o tempo de reagdo é de 30 minutos.

Nao ha separagdo das fases do término da primeira reagdo, assim como ndo ¢ realizada nenhuma lavagem no
produto formado.

3.2 Segunda etapa — reacao acida

As reagdes de transesterificacdo e esterificacdo sdo finalizadas em uma 2° etapa, realizada no mesmo reator.

As condicdes da reagdo para a transesterificagdo do 6leo de soja proposta por Freedman et. al. (1984) com 1% em
massa de acido sulfurico em relagdo ao 6leo vegetal e com relagdo molar de 30:1 de alcool etilico hidratado e 6leo de
soja sdo adequados para a 2° etapa da reag@o.

O tempo de reacdo para esta etapa ¢ de 60 minutos, com a velocidade de agitacdo de 400 rpm.

Terminada a reagdo, apds 15 minutos de repouso as fases se separam. A fase superior ¢ uma mistura de alcool
etilico, agua e glicerina, e a fase inferior ¢ o biodiesel, constituido de etil ésteres de 4cidos graxos que podem entio ser
separados por decantagao.

O biodiesel ¢ neutralizado pela adigdo de 6xido de célcio e, posteriormente, filtrado.

A fase composta por glicerina, alcool e agua sdo separadas por destilacdo.

4. Resultados
4.1 Comprovaciao do rendimento em ésteres etilicos

Apos cada etapa de reacdo, € coletada uma amostra de 10 mL do produto formado. Este, por sua vez é submetido a
trés lavagens com agua e acrescido de uma solugdo contendo padrdo interno (palmitato de etila) e hexano. A fase
organica superior € entdo submetida a analise em cromatografo a gas (CG-FID CP-3800, marca Varian).
As condigdes operacionais que forneceram a melhor resolugéo para este tipo de analise foram:
v gas de arraste na coluna: hélio, pressdo: 15 psi;
v detector: FID, temperatura: 275°C, sensibilidade: 32 x 107'2, alimentagio: hidrogénio (30ml/min), ar
(300ml/min) e nitrogénio (25ml/min);

v injetor: 220°C, razdo de split: 20:1;

¥ coluna: 50 m x 0.25 mm de WCOT silica fundida com 0.20 micron de poli-etilenoglicol, especificada como CP-
SIL 88 para acidos graxos de ésteres metilicos (FAME) da Chrompack Capillary Column;

v programa de temperatura: 100°C por 3 minutos, rampa de 30 graus/min até 190°C, patamar de 20 minutos,

rampa de 20 graus/min até 240°C e patamar de 2 minutos;

v tempo total de anélise: 30,50 minutos;

v/ injegdo: manual.

Por estequiometria da reagdo, concentragdo de reagentes utilizados e areas relativas ao padrdo interno, sdo
calculadas as concentracdes em ésteres etilicos provenientes do 6leo de soja de fritura.
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A Figura 3 demonstra os seguintes ésteres na ordem do tempo de retengdo na coluna cromatografica: padrao
palmitato de isopropila, palmitato de etila, estearato de etila, oleato de etila, linoleato de etila e linolenato de etila,
respectivamente.

200+

200

mvolts

100+

'34 0.0 125 50 475 20.0 225 25.0 ‘
i i i i i hinutes

Figura 3: Cromatogramas dos ésteres encontrados na 1 etapa de reacdo (catalise alcalina — em preto) e dos
ésteres encontrados na 2° etapa de reacao (catalise acida — em vermelho).

Percebe-se nitidamente o acréscimo na concentragdo de ésteres devido a 2% reagéo acida, de 86% de concentragdo
de ésteres obtina na 1? reag@o alcalina, ha um aumento para 99,46% em ésteres etilicos ao final de todo o processo de
fabricagdo do biodiesel.

4.2 Testes de desempenho de mistura de biodiesel em éleo diesel

Foram efetuados testes de desempenho de uma mistura de 10% de biodiesel, produzido no Laboratério de
Operagdes Unitarias do Curso de Engenharia Quimica da PUC/PR, em diesel de petroleo comercial. Os testes foram
realizados no Laboratorio de Termodindmica Aplicada do Curso de Engenharia Mecéanica da PUC/PR.

A mistura denominada B10, foi testada em motor diesel MWM 6.07 T GM T 400 de quatro tempos. A rotacdo
maxima livre deste motor € de 4340 rpm, sendo a poténcia maxima segundo a norma ISO 1585 ¢ de 160 cv (123 kW) a
3400 rpm e o toque maximo ¢ de 375 N.m (383 kgf.m) a 2000 rpm. O dinamoémetro Zollner, modelo ALFA 160 com
capacidade maxima de 160 KW de poténcia, 400 N.m de torque, rotagdo maxima de 10000 rpm integrado ao
equipamento PUMA COMPACT 5 que faz o controle do dinamémetro e processa a aquisi¢do de dados, fazem parte dos
equipamentos de teste. O motor é controlado pela carga nele aplicado pelo dinamdémetro (Pianovski, 2001).

As curvas comparativas de desempenho da mistura B10 com 6leo diesel e diesel puro, para as medigdes de poténcia
(kW) e torque (N.m) variando a rotagdo (rpm) do motor estacionario estdo mostradas nas figuras 4 e 5.
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Cornparativo - Curva de Poténcia (Diesel, B10, B20, B30)
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Figura 4: Comparativo — Curva de Poténcia (Diesel, B10, B20 e B30).

Comparativo - Curva de Torgue (Diesel, B10, B20, B30)
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Figura 5: Comparativo — Curva de Torque (Diesel, B10, B20 e B30).

Os testes realizados tiveram a duragdo de 1 hora, segundo a norma NBR ISO 1585, para a mistura B10 e 30
minutos para as misturas B20 e B30.

O desempenho da mistura B10 com o6leo diesel foi superior ao do 6leo diesel em toda a faixa de rotagdo do motor,
como demonstrado nas Figuras 4 e 5, respectivamente. Para as misturas B20 e B30, deve ser realizado uma maior
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pesquisa quanto ao seu desempenho no motor Diesel, visto que até 2400 rpm, essas misturas apresentaram desempenho
semelhante ao 6leo diesel convencional.

O aluno de mestrado Luciano Souza Ribeiro Bueno repetird os testes realizados até mesmo com outros 6leos
vegetais, de diversas oleaginosas.

5.Conclusio

A tecnologia para a fabricag@o de biodiesel a partir de 6leo de soja usado em frituras e alcool etilico, desenvolvida
na PUC/PR esta consolidada pelos testes realizados.

Apenas serdo confirmados, pela tese de mestrado do aluno Luciano Souza Ribeiro Bueno, do Programa de Pos-
Graduagdo em Engenharia Mecanica da PUC/PR, os testes das misturas B20 e B30 em motor estacionario Diesel, uma
vez que na dissertacdo publicada por Pianovski Jr. (2001) estas diferengas para B20 e B30 nao foram observadas nas
120 curvas de desempenho para torque e poténcia realizadas, também conforme norma NBR ISO 1585.

O uso do alcool etilico ¢ a matéria-prima mais adequada para a fabricacdo de biodiesel no Brasil, pois ele ndo ¢
toxico e seu residuo no biodiesel pode existir sem prejudicar o meio ambiente ou o desempenho e durabilidade no
motor. As normas brasileiras para o biodiesel de alcool etilico deveriam levar em conta esta flexibilidade, simplificando
o processo de fabricagdo. Esta fiscalizagdo seria uma vantagem em relagdo ao metanol, que sendo toxico as normas
internacionais ndo permitem residuos.

Apesar do dominio das reagdes para a fabricagdo do biodiesel com alcool etilico, ¢ necessario a construgdo de uma
unidade piloto para processamento 1000 L/dia de 6leo vegetal, para a otimizag@o dos equipamentos de processo e para
recuperar o excesso de etanol da glicerina.
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Abstract

Vegetable oils obtained from renewable cultures like soybean oil, sunflower oil and forage turnip oil, they can be
transformed into biodiesel by reversible transesterification and esterification reactions with ethanol in presence of
catalysts, forming ethyl esters (biodiesel) and glycerol.

Most of the biodiesel fabrication commercial process uses methanol as reagent.

Due the great amount of free fatty acids in the spent cooking oil compared with vegetable oil, was necessary the
performance of two reactions, one of transesterification and another of esterification to obtain ethyl ester at high level.

The biodiesel used as fuel produce dioxide emission due the explosion reactions with compressed air in the diesel
engine. This gas can be recycled by photosynthesis fixing carbon on soil and liberating oxygen to the atmosphere. The
carbon dioxide liberated by fossil fuel are not absorbed by plants remaining in the atmosphere causing the greenhouse
effect.

The high temperature used in vegetal oils, frying vegetable oil of foods, oxidates the oil and forms free fatty acids,
that are transformed into biodiesel using type and amounts of appropriated catalysts in the reaction, since the present
humidity in the waste cooking oil increases the acid value of the oil too.

The technology developed by Unit Operation laboratory PUC-PR Chemical Engineering course, produces 30 liters
by each batch whit ethyl esters yields above 98%.

Testes in stationary Diesel motor for mix B10, had resulted in increased values of torque and power for all speed
motor if compared with 100% conventional diesel.

Keywords: biodiesel, waste cooking oil, transesterification, esterification, Diesel engine.



Proceedings of the 11" Brazilian Congress of Thermal Sciences and Engineering -- ENCIT 2006
Braz. Soc. of Mechanical Sciences and Engineering -- ABCM, Curitiba, Brazil,- Dec. 5-8, 2006

Paper CIT06-0456

ANALYSIS AND COMPARISON OF TWO DETAILED KINETIC MODELS
FOR THE THERMAL OXIDATION OF ETHANOL-OXYGEN MIXTURES
IN HIGH TEMPERATURES

Leonel Rincon Cancino

Universidade Federal de Santa Catarina
Campus Universitario, Trindade.

CEP 88040-900, Florianépolis, SC, Brasil.
leonel@labcet.ufsc.br

Amir Antbnio Martins Oliveira Jr
Universidade Federal de Santa Catarina
Campus Universitario, Trindade.

CEP 88040-900, Floriandpolis, SC, Brasil.
amirol@emc.ufsc.br

Abstract. This work show the comparison of two kinetic models, highly recognized in the literature for the thermal oxidation of
hydrocarbons. One, the Marinov’s mechanism, was developed specifically for the ethanol, a oxygenate hydrocarbon, and this
mechanism was tested numerically and was compared with results of several experimental setups, obtaining good results Marinov
(1998). The Konnov's mechanism, was developed for hydrocarbons with up tree carbons in the molecular structure, this mechanism
also was validated for several hydrocarbons with different experimental setups Konnov (2002 b). The Konnov’s mechanism has not
been validate for oxygenate hydrocarbons, however, with a accurate kinetic database for the ethanol, it can to reproduce the
experimental results satisfactorily Konnov (2005).

The Marinov’s mechanism is composed of four chemical elements, 57 chemical species and 383 elementary reactions, this
mechanism does not have the kinetics for the nitrogen oxidation. The Konnov’s mechanism is composed of five chemical elements,
127 chemical species and 1207 elementary reactions, this mechanism have a full kinetic database for the nitrogen oxidation. In this
work, the kinetic database for the nitrogen oxidation in the Konnov's mechanism was eliminated, this fact to permit simplify and
reduce the number of variables in the data post-processing. The Konnov’s mechanism without the database for the nitrogen
oxidation is composed of five chemical elements, 93 chemical species and 777 elementary reactions.

Preliminary results show that the Konnov’s mechanism indicates a small induction period in relation to the Marinov’s mechanism.

Keywords. Ethanol, Detailed Kinetic Mechanism. Thermal Oxidation.
1. Introduction

Ethanol (C,HsOH) is a very important energy carrier that can be produced from renewable energy resources. It can
be used as a fuel extender, octane enhancer and oxygen-additive in, or as alternative, neat fuel to replace reformulated
gasoline. Ethanol also has potential as a hydrogen carrier for fuel cell applications. Figueroa (2006) has been developed
a numerical model for the stream reforming of ethanol, and Figueroa and Oliveira (2005) has reported a thermodynamic
analysis of the stream reforming of ethanol for fuel cell applications.

2. High temperature ethanol oxidation.

A small quantity of works in the thermal oxidation of ethanol is actually reported in the literature. The work of
Marinov (1998) is one of these works. His work emphasized the high sensitivity of experimentally measured ignition
delay during shock induced decomposition of rich ethanol-oxygen mixtures to the rate constants of ethanol
decompositions reactions. Marinov consider the two major ways of branching of ethanol oxidation: Molecular
dissociation and H-Abstraction. Li (2004) was reported a numerical and experimental study of the decomposition of
ethanol, Li encountered that several parameters in the Marinov’s mechanism are underestimating one of channels in the
molecular dissociation of ethanol. The channel of dissociation described for the reaction:

C,H,OH -»C,H,+H,0
producing C,H, and H,O is pointed for Li (2004) as the major channel in the thermal decomposition of ethanol.

The target in this work is to validate numerically the performance of the Konnov’s mechanism for the thermal oxidation
of mixtures of ethanol-oxygen. The Konnov’s mechanism have a full kinetic database for high temperature oxidation
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for hydrocarbons with up tree carbons, this kinetic database is including several reactions for the thermal oxidation of
ethanol, and consider the two principals decomposition routes described for Marinov (1998) and Li (2004). The Figure
1 compare the number of reactions involved in the two detailed models analyzed in this work for the thermal oxidation.

C,HOH l

Decomposition H-Abstraction
+ 4 ) +x
C-C Break C-0 Break Hx - Abst Hp - Abst Hs - Abst
+ 0
ﬁ j TeE j +XH J +FH J+XH
CH; CHOH Coffs CHCH O CalHgOH CH3CHOH
Marinov 3reactions 3 reactions 13 reactions 7 reactions 14 reactions
Konnov 1 reaction 2 reactions 22 reactions 12 reactions 21 reactions

Figure 1 Main ethanol high-temperature oxidation routes.

The response of temperature for the two kinetics models is showed in the Figure 2
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Figure 2 Temperature evolution for the two detailed models for the ethanol-oxygen mixture.

The Figure 2 shows that the prediction for the induction period for the thermal ignition in the two models is
different. The Konnov’s mechanism have a kinetics advanced in the time (100 pus Approx.) in relation to Marinov’s
mechanism, for the same initial temperature, the prediction for the final temperature is equal in the two kinetics models,
this fact indicate that the thermodynamic database is consistent in the two mechanisms.

We have observed a difference in the species evolution predicted in the two mechanisms for the oxidation of
ethanol in stoichiometric conditions. The formation and posterior destruction of chemical species in the Konnov's

mechanism is
C,H,0 SC,H,0 C,H, H
H,0, > —-CH,CO—->CH,0—> —CH,0— —-+CH,—->C,H,»CO->0—->H —>0H >
PC,H.,O HO, CH,OH

in the Marinov’s mechanism is
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PC,H,0 — SC,H;0 - H,0, — CH,0 — C,H,0 — HO, — CH,0 — C,H, — CH,CO — C,H, — CH, - CH,0H —CO -0 —H —OH — 2(2)(3

This chemical species are selected as the major relevance in the chemical process. The Konnov’'s mechanism is
starting the formation/destruction with the hydrogen peroxide (H,0,), and the Marinov’s mechanism is starting the
formation/destruction with an anion (HOC,H40,) followed by PC,HsO. Last studies of thermal oxidation in
hydrocarbons show that the hydrogen peroxide is the first chemical specie in starting the process of
formation/destruction, Cancino (2004), Cancino and Oliveira (2004, 2005, 2005b). The sequence of
formation/destruction is the same from carbon monoxide to water and carbon dioxide. The Marinov’s mechanism is
starting with the isomers PC,H;O and SC,HsO followed by hydrogen peroxide. We have encountered that the
production of hydroxyl radical is equal from the two kinetics models. The Konnov’s mechanism overestimate the
production of acetylene, underestimate the production of hydrogen peroxide, overestimate the production of
hydroperoxy radical (HO,) and overestimate the production of ethyl radical (C,Hs). Two important aspects, the fact of
overestimate the production of acetylene and ethyl radical is influencing in the induction period, the kinetic of the
oxidation of the acetylene is quick in relation to other hydrocarbons, and this effect is yield for the influence of the in
saturation of atoms of hydrogen in the molecular structure of acetylene, Cancino and Oliveira (2005). The
overestimation in the production of ethyl radical also can to agree a contribution to the global effect of overestimate the
induction period, this radical have a great capacity of oxidation, in relation to methyl and others radicals. Great easy
oxidations in the chemical species involved in the process reflect an overestimation in the induction period for the
thermal ignition.

2.1. Sensitivity Analysis.

Sensitivity analysis of a problem solution allows quantitative understanding of how the solutions depend on the
various parameters contained in the model. A first order sensitivity analysis was applied in the two detailed models used
in this work. The software Chemkin 3.7.1 was used for this proposes. We are selected two parameters to obtain the
sensitivity analysis, Temperature and Hydroxyl radical OH. We believe that these two parameters can explain the
difference in the induction period for the two models.

The Figure 3 show the sensitivity coefficients of temperature for the major, or representative, elementary reactions
in the Konnov’s mechanism, and the figure 4 show the sensitivity coefficients for the hydroxyl radical.

CH, + CHO = NCH, + CHOH
SCH, +CH,=>CH,
CHOH+H=CHO+H,
CHOH=CH +OH
CHOH+CH =PC,HO +CH,
CHOH+HO,=SCHO +HO,
CHOH+H=SCHO+H,
CHOH+OH=PCHO + HO
CHOH+OH=SCHO +HO
] CHOH=CHOH + CH,
CHO=CH,+CHO
CHHCO = CH,CO +H
CHHCO = CHCO
CHHCO + OH= CHHCO + HO
CHHCO + H= CHCO + H,
CHHCO = CH, + HCO
CHOH(+M) = CH, + OH(+M)
CH,+0,=CHHCO+0
CH,+H=CH, +H,
CH,+ OH=CH, +HO
CH(+M) = C,H, + H(+M)
CHO+H=HCO+H,
CHO +OH=HCO + HO
CHO+M=CHO+H+M
SCH, + HO => CHOH
SCH,+0,=CO+OH+H
CH, + OH=SCH, + HO
CH, +CHO = CH, + CHO
CH, + CH(+M) = CH(+M)
CH,+0,=CHO +OH
CH,+0=H+CHO
] CH, +HO, = CHO +OH
CH, +H=CH, +H,
HCO + CH, = CO + CH,
HCO + OH=CO +HO
HCO + M=H+CO+M
OH + OH(+M) = H,0,(+M)
HO, +HO,=H0,+0,
H+HO, = OH+ OH
H+HO,=H,+0,
HO, + OH=HO +0,

Reaction Number in the Konnov Mechanism
[Without NOx Kinetics]

H,+OH=HO+H

H+0,=0H+0
LU I LI B R BN B

-0.4 -0.3 -0.2 -0.1 0.0 0.1 02 04 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9

Sensitivity Coefficient for the gas Temperature

Figure 3 Sensitivity Coefficient for the gas temperature in the Konnov’s Mechanism.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006 — Paper CIT06-0456

CH, +CHO =NCH + CHOH
SCH, + CH, =>CH,
CHOH+H=CHO +H,
350 CHOH=CH, +OH
345 CHOH+ CH,=PCHO + CH,
CHOH+HO,=SCHO + HO,
342 CHOH+H=SCHO+H,
337 CHOH+OH=PCHO + HO
CHOH+OH=SCHO +HO
CHOH=CHOH+ CH,
CHO=CH, +CHO
CHHCO=CHCO+H
CHHCO = CH,CO
293 CHHCO + OH = CHHCO + HO
288 CHHCO + H=CHCO + H,
284 CHHCO = CH, + HCO
CHOH(+M) = CH, + OH(+M)
201 CH,+0,=CHHCO +O
200 CH,+0,=C,H,+HO,
171 CHFH=CH +H,
CH,+OH=CH, +HO
CH(+M) = CH, + H(+M)
140 CHO+H=HCO +H,
CHO + OH=HCO + HO
121 CHO+M=CHO +H+M
99 SCH, + H0 => CHOH
SCH,+0,=CO+OH+H
68 CH, + OH=SCH, + HO
CH,+ CHO = CH, + CHO
62 CH, + CH(+M) = CH,(+M)
CH,+0,=CHO +OH
58 CH,+0=H+CHO

Reaction Number in the Konnov Mechanism
[Without NOx Kinetics]

53 -] CH, +HO, = CHO + OH
48 CH +H=CH +H,
39 HCO + CH, = CO + CH,
37 Hoo s co
34 HCO + OH=CO +HO
33 HCO +M=H+CO+M
20 HO, + HO,=H0, + O,
18 H+ HO, = OH + OH
17 H+HO,=H,+0,
15 HO, + OH=H0 +0,
13 H,+OH=HO+H

9 ﬁ H0 =0H+O
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Sensitivity Coefficient for the OH Radical

Figure 4 Sensitivity Coefficient for the Hydroxyl radical in the Konnov’s Mechanism.

The sensitivity analysis indicates several elementary reactions as being representatives in the kinetic structure for
the temperature response. These same sets of reactions are pointed for the sensitivity analysis as being the principals for
the hydroxyl radical. This set of reactions is formed of several elementary reactions of the H, — O, system and all
reactions involving the primary degradation of the ethanol in the thermal oxidation, in other words, the reactions of
molecular dissociation and the H-Abstraction of ethanol. A similar methodology applied to Marinov’s mechanism yield
a set of elementary reactions with the same characteristics.

Salvi (1975) indicates that the most important reaction in the H, - O, system in high temperatures is:

H+0,=20H+0

We compare this principal reaction of the H, — O, system in the two models, this reaction is written in the two
models, but in the Marinov’s Mechanism this reaction is written in the back form. The Chemkin program compute the
forward reactions rates with the Arrhenius parameters listed in the mechanism, and the back rates is calculated from
chemical equilibrium. The CHEMRev program of Rolland and Simmie (2004) was used for calculate the reverse
Arrhenius of the reaction to compare the reaction rates in two mechanisms. The Figure 5 shows the comparison.
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Figure 5 Comparison of the several reference data of the reaction H + O, => OH + O

The Figure 5 presents a relative coherence in the several set of parameters for the reaction rates, forward and
backward for the reaction H + O, => OH + O in the test zone. This test zone is the rage of numerical application in this
work.

The Figure 5 indicate that the kernel kinetic of the system H, — O, in the Konnov’s and Marinov’s mechanisms are
consistent.

The other part of the set of reactions indicates for the sensitivity analysis is the set of reactions relating the starting
of the degradation of the ethanol. We have encountered several differences in the Arrhenius parameters in the two
mechanisms for these reactions. A set of six reactions are reported for several authors in the literature, Marinov (1998),
Li (2004). Tree reactions involving the break of the C-C and C-O chemical bond in the molecular structure of ethanol,
and tree reactions involving abstractions of atoms of hydrogen of the molecular structure, see Figure 1. The reactions
are:

C,H.OH —>C,H, +H,0 C,H.OH +OH — SC,H.0+ H,0
C,H.OH »>CH,0H+CH,  C,H,OH +OH —PC,H,0+H,0
C,H,0H — C,H, +OH C,H.OH +OH — C,H,0+H,0

The figure 6 show the comparison of the reaction rate in the test zone for these six reactions.
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Figure 6 Comparison of the reaction rates of the major elementary reactions for the primary degradation of the
ethanol, in the two kinetics models

The Figure 6 show that the Konnov’s mechanism is underestimating the break of bonds C-C and C-O and is
overestimate the H-abstraction channels in relation to Marinov’s mechanism.

Li (2004) indicates that the methodology of calculation, employed for Marinov, in the determination of Arrhenius
parameters of reactions of C-C and C-O break (Molecular Dissociation), is not adequate. The fact of separate the two
channels in independents calculations can allow errors in the results for the reaction rates.

Li (2004) suggest others Arrhenius parameters for two of tree channels of dissociation for a pressure of 1 atm:

C,H,OH - C,H,+H,0
A0=8.80*10® n=-3.68 Ea=70798.0
C,H,OH — CH,OH +CH,
A0=1.26*10" n=-10.59 Ea=100868.28
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We have taken these parameters and replaced in the Marinov’s mechanism and also in the Konnov’s mechanism.
We have taken the Arrhenius parameters of the H-Abstraction routes of the Marinov’s mechanism and replaced in the
Konnov’s mechanism. The Figure 7 shows the results of theses different alterations in the two detailed models.

—— c2h50hKonnov
----- c2h50hMarinov
-------- c2h50hKonnovLi
——————— c2h5ohMarinovLi
B c2h50hKonnovMarLi
—— c2h4Konnov
————— c2h4Marinov
,,,,,,, c2h4KonnovLi
——————— c2h4MarinovLi
— c2h4KonnovMarLi
—— c2h5Konnov
————— c2h5Marinov
,,,,,,, c2h5KonnovLi
——————— c2h5MarinovLi
—— c2h5KonnovMarLi

0.01

1E3

Molar Fraction

1E-6

T - ‘|. —T T T T T T T T T
80.0p 120.0p 160.0p
Time[s]

Figure 7 Time-evolution of ethanol, ethylene and ethyl radical in the kinetics models with the alterations in the
Arrhenius parameters.

The Figure 7 shows that the fact of including the Arrhenius parameters suggested for Li (2004), the consumption
rate of ethanol is diminished for all combinations of alteration of parameters. In the Konnov’s mechanism, the two set
of parameters for the molecular dissociation of ethanol yield a great amount of ethylene, and diminish the amount of
ethyl radical, but, increase the permanence time of these two species, addicting the set of parameters for the H-
abstraction of Marinov, in junction with the Li parameters, the productions of ethylene and ethyl radical is the same in
relation to original Konnov’s mechanism, also increase the permanence time of these two species.

In the Marinov’s mechanism the inclusion of the set of Arrhenius parameters of Li (2004), cause a strongly
variation in the permanence time of ethylene and the ethyl radical.

2.2. Conclusions

Two kinetics models was analyzed for the thermal oxidation of ethanol, the Konnov’s mechanism, and the
Marinov’s mechanism. We have tested the two models with an initial temperature of 1400 K and 1 atm, in
stoichiometric compositions for the reactants.

The Konnov model is a good and widely know kinetic model for several hydrocarbons, but is not reported
experimental validations for oxygenate hydrocarbons, however, this kinetics mechanism shows a good performance and
it is able to reproduce qualitatively the primary degradation of ethanol. The kinetics of the Konnov’s mechanism is
defaced in the time, but, is able to reproduce the same final temperature of the Marinov’s mechanism.

The Li (2004) set of parameters for the molecular dissociation of ethanol produce a variation of in the prediction of
the induction period for the thermal ignition of ethanol in the two kinetic models.
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Resumo. Adulteragdes profundas nos combustiveis atualmente utilizados, alteram os resultados e as previsdes quanto ao
desempenho, rendimento e emissdes de poluentes. A qualidade dos combustiveis tem sido muito questionada, de forma que o refino
do petréleo assume um perfil extremamente importante para desenvolver novas tecnologias. A pesquisa destes novos processos
estende a andlise do combustivel como um sistema fisico de multicomponente. Sendo fundamental o conhecimento dos mecanismos
de evaporac@o e combustdo das gotas para uma melhor compreensao do fendmeno de combustdo. Assim, a modelagem matemética
inicia-se com a identificagao do sistema, em seu estado termodindmico, o qual é definido por algumas propriedades, tais como,
energia interna, entalpia, calores latentes de vaporizacdo de substdncias puras, pressdo de vapor e calor especifico. Essas
propriedades dependerdo de dimensdes fundamentais tais como comprimento, tempo, massa, temperatura e quantidade de
substancia. Com isto, pode-se expressar um sistema de equagdes diferenciais ordindrias de 1* ordem no qual, algumas equagdes sao
calculadas por método algébrico, enquanto que, as equagdes da variagcdo da temperatura das goticulas e da temperatura do gas tém
suas aproximagdes através do método numérico de Runge-Kutta de 4* ordem.

Palavras chave: combustdo, vaporizagcdo, método numérico.

1. Introducao

z

Para uma melhor compreensio do fendmeno da combustio, (Kuo, 1986) comenta que € fundamental o
conhecimento dos mecanismos de evaporacido e combustdo das goticulas. Para a combustio ocorrer com eficiéncia, é
necessaria uma mistura de combustivel e ar. Em casos especiais a mistura é separada na combustdo, mas em grande
parte do processo de combustio por vaporizagdo isto ocorre a0 mesmo tempo. A combustao por vaporizacao ocorre nos
motores dos foguetes que utilizam combustiveis liquidos, turbinas de gds, motores de automdveis movidos a dlcool,
gasolina e diesel, caldeiras industriais, entre outros. Em meio a esta variedade de aplicacdes, os modelos estudados e
desenvolvidos para a combustio por vaporizagdo reduzem os custos dos projetos, tendo assim, um papel importante no
sistema.

Nesta pesquisa foi desenvolvido um "software" que analisa uma mistura combustivel através de um sistema
multicomponente multigoticulas. A mistura serd selecionada pelo usudrio bem como o raio das gotas, a quantidade de
gotas e as fragdes mdssicas de cada componente. Com estes dados de entrada, o "software" calculard vérias equacgdes
que serdo chamadas de equacdes auxiliares para posterior substituicdo nas equacdes diferenciais de 1* ordem. Duas
equacdes diferenciais de 1* ordem terdo sua solucdo pelo método numérico de Runge-Kutta de 4* ordem. Os resultados
calculados pelo "software" sdao apresentados em graficos e tabelas.

2. O Estudo da Vaporizacao

O estudo da vaporizagdo envolve diversas dreas da engenharia referentes a dindmica dos fluidos, transferéncia de
calor e massa, atomizagdo e dindmica multifase. A solu¢do de sistemas deste tipo inclui a solu¢do de equagdes de
conservacdo da massa, da energia e do movimento, para cada fase (Schmehl et al., 1986). Em algumas aplica¢des o
fluxo de ar ndo € afetado pela presenca das gotas, noutras ele é dependente destas, como no caso da nossa pesquisa.

Os modelos de vaporizacdo apresentam-se com grande aceitacdo nas dreas de pesquisa e um dos seus objetivos
principais é a reducdo de tempo e custo no desenvolvimento do processo, mesmo onde a modelagem é relativamente
simplificada, os testes sdo caros, as penalidades por defeitos nos testes sdo severas e o tempo de desenvolvimento é
limitado. Por exemplo, um modelo unidimensional de vaporizagdo que é empregado para estimar a performance dos
combustiveis liquidos dos foguetes demorou vinte anos para ser desenvolvido (Schmehl ez al., 1986).

O nosso estudo de vaporizacdo visa analisar o comportamento dos combustiveis na antecimara de combustio
através das goticulas geradas por esta atomizac¢do, em seu estado termodindmico.

A termodindmica é uma ciéncia com amplas aplicacdes na drea tecnoldgica. O seu desenvolvimento tem se
ampliado fortemente devido a resultados computacionais que sofisticam os estados de equilibrio e a andlise de suas
perturbagdes (Smith et al., 1986). Assim, a modelagem termodindmica tem a sua importancia fundamental para o
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avanco do conhecimento cientifico, o qual é definido por algumas propriedades mensurdveis, tais como energia interna,
entalpia, calores latentes de vaporizacdo de substincias puras, pressdo de vapor e calor especifico. Essas propriedades
dependerdo de dimensdes fundamentais tais como comprimento, tempo, massa, temperatura e quantidade de substancia.
As propriedades fisico-quimicas dos compostos também serdo consideradas sendo descritas como as propriedades de
uma mistura envolvendo a densidade, a massa atdmica e molecular, a massa molar, o nimero de mols, a fra¢cdo massica,
a difusividade mdssica e o coeficiente de transferéncia de calor.

3. A Estrutura do Modelo de Vaporizacao Proposto

O modelo de vaporizagdo proposto nesta pesquisa terd como base, um sistema de equagdes diferenciais ordindrias
de 1* ordem que envolve:
= avariagdo do raio adimensional das gotas;
= avariagdo do quociente entre a pressdo parcial dos compostos pela temperatura do gés;
= avariagdo do nimero de mols de vapor de dgua e do combustivel evaporado;
= avariagdo da fragdo volumétrica da dgua;
= avariacdo da massa de vapor de dgua;
= avariagdo da temperatura das gotas;
= avariagdo da temperatura do gis.

O sistema de equagdes diferenciais € constituido de 2n+m+4 equagdes diferenciais ordindrias de 1° ordem, onde n é
a amostra de raios de gotas e m € o nimero de compostos contidos no combustivel.

Assume-se que a antecAmara contém combustivel liquido na forma de gotas e ar com certa umidade. A umidade
relativa tende a aumentar no decorrer do processo, e quando chega a 100% o ar fica saturado de vapor da dgua e passa a
ocorrer condensagdo do mesmo, formando dgua liquida (Sirignano, 1986). Como a vaporizagdo ¢ um fendmeno
endotérmico, a temperatura da antecAmara decresce, podendo atingir valores abaixo de 0°C. Neste caso, passa a haver
congelamento da dgua condensada, formando gelo. Tanto a condensacdo quanto a solidificagdo sdo fendmenos
exotérmicos, logo abrandam a queda de temperatura.

O combustivel é formado por uma composi¢do de compostos definida pelo usudrio. Em seu estdgio atual, o modelo
considera que os diversos compostos evaporam a mesma taxa, logo suas concentra¢cdes permanecem constantes. Devido
a isto a densidade do combustivel também € considerada constante.

Uma simulag¢@o da mistura injetada na antecimara de combustdo por um atomizador, isto €, da vaporizagdo, ¢ feita
através de um raio médio das gotas fornecido pelo usudrio, o qual gera uma distribuicdo para os raios das gotas.
Também serdo fornecidos quantos didmetros diferentes das gotas serdo utilizados na distribuicdo e os compostos
desejados com as suas respectivas fragdes massicas. Posteriormente, determinadas quantidades sdo calculadas para que
seus valores sejam inseridos nas equacdes. Estas quantidades referem-se ao:

=  cdlculo dos volumes iniciais das gotas;

= cilculo da densidade do estado gasoso;

= calculo das difusividades massicas;

= cilculo das pressdes de vapor dos compostos;

= cdlculo do coeficiente de transferéncia de calor;

=  cdlculo dos calores especificos do estado gasoso;

= célculo do volume da antecamara de combustdo ocupado pelo ar necessario a combustdo completa das
gotas;

= ciélculo da massa do estado gasoso.

As condigdes iniciais de pressao, temperatura e umidade também serdo fornecidas como dados de entrada.

O método numérico aplicado a este PVI (problema de valor inicial) serd o método de Runge-Kutta de 4* ordem e o
programa que ird encontrar a solugdo do sistema foi desenvolvido na plataforma Lahey-Fujitsu Fortran 95 v5.0.

4. Hipéteses Consideradas no Modelo que Envolve o Estudo da Gota

O processo individual da gota é um aspecto importante para o modelo de vaporizacdo, para tanto, recentes trabalhos
na drea devem ser considerados. Em geral, os modelos do estudo da gota sdo abordados por controles computacionais
particulares da andlise de vaporizacao.

Na andlise deve-se considerar os efeitos dos movimentos relativos da gota com respeito ao gés e ao fato de estar
todo o processo em transi¢do, isto €, as condi¢des do ambiente e do liquido variam de acordo com o tempo de vida da
gota na vaporizagao.

Portanto, praticamente um modelo que estude a gota deve considerar a fase liquida como multicomponente, pois os
combustiveis sdo misturas de varios compostos.

A exemplo de (Faeth, 1983), Silva et al. (2002) e Bennett et al. (1978), algumas simplifica¢des sdo adotadas nesta
pesquisa:

i) As particulas sdo assumidas como esféricas, independente da possibilidade ou nao de deformacédo aerodindmica;
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ii) A vaporizagdo é considerada diluida em todos os pontos do escoamento. A colisdo das gotas € ignorada, assim
como o efeito de gotas adjacentes no transporte de calor e massa, isto é, a correlagdo do arrasto e convecgdo das gotas
tém espacamentos infinitos e sdo empregados sem corregao;

iii) O escoamento ao redor da gota é considerado com sendo quase-permanente, isto ¢, a cada instante o escoamento
se ajusta as condic¢des locais e ao tamanho da gota;

iv) A velocidade radial de evaporag@o da superficie da gota € desconsiderada;

v) Os efeitos de arrasto e conveccao sdo representados por correlacdes empiricas;

vi) O transporte da fase gasosa tem base nas propriedades do meio ambiente, e os efeitos de flutuacdes turbulentas
sdo desconsiderados;

vii) Durante a vaporizag@o, a superficie liquida assume equilibrio termo-dindmico com o vapor da mistura gasosa,
desconsiderando a tensdo superficial da gota;

viii) A pressdo € considerada constante e igual a pressdo do meio ambiente.

ix) A difusdo de espécie deve-se apenas a gradientes de concentragdo, sendo desprezada a difusdo térmica;

x) Sao desconsiderados quaisquer efeitos de radiagdo entre a gota e sua superficie. Sendo a taxa de transferéncia de
calor da gota na vaporizagdo alta, havera redugdo na importancia da radiacéo, pois a particula é pequena;

xi) O nimero de Lewis' é considerado unitdrio na modelagdo das trocas entre o ar e as gotas;

xii) As propriedades do meio gasoso sdo admitidas constantes para cada instante de tempo. Difusividade bindria,
calor especifico e massa molecular sdo consideradas em todas as espécies;

xiii) Ndo hd transporte no interior da gota, sendo suas propriedades consideradas uniformes e constantes a cada
intervalo de tempo através de difusividade térmica infinita.

Xiv) A vaporizagdo é considerada monodispersa.

5. Métodos de Série de Taylor

Os métodos que usam o desenvolvimento em Série de Taylor de y(x) teoricamente fornecem solugdo para qualquer
equacdo diferencial. No entanto, do ponto de vista computacional, os métodos de Série de Taylor de ordem mais
elevada sdo considerados impréprios, pois a menos de uma classe restrita de funcdes f{x,y) o célculo das derivadas totais
envolvidas € extremamente complicado.

Suponha-se que, de alguma forma, t€m-se as aproximacgdes y;, ¥, ..., ¥, para y(x), em x;, X, ..., X,.

Se y for suficientemente "suave", a Série de Taylor de y(x) em torno de x = x,, é:

(k) (k+1)
y (x,,)(x_xn)uy (éx)(x_xn)w_ (1

(x—x,,)2 +..+
k! (k+1)!

Y0 = 3+ () + 0

onde &, é o um valor entre x, e x e fard parte no erro de truncamento, o qual é dado por

E(X):'y(k+l)(&X)1](k+1) . (2)
(k+1)!

Para aplicar o método de Série de Taylor de ordem k tem-se que calcular y",, ', ,..., y(k),, (Ruggiero et al., 1996).
5.1. Métodos Numéricos de Runge-Kutta (RK)

A idéia basica destes métodos é aproveitar as qualidades dos métodos de Série de Taylor e a0 mesmo tempo
eliminar sua maior dificuldade que € o calculo de derivadas de f{x, y) que, conforme visto, torna os métodos de Série de
Taylor computacionalmente impréprios.

Pode-se dizer que os métodos de Runge-Kutta de 1* e 4* ordem se caracterizam pelas trés propriedades:

i) sdo de passo um ou simples;

ii) ndo exigem o calculo de qualquer derivada de f{x, y); com isto, deve-se calcular f{x, y) em varios pontos;

iii) ap6s expandir f{x, y) por Série de Taylor para fungdo de duas varidveis em torno de (x,, y,) € agrupar os termos
semelhantes, sua expressdo coincide com a do método da série de Taylor de mesma ordem (Ruggiero et al., 1996).

5.2. Método Numérico de Runge-Kutta de 4°. Ordem

A férmula cldssica do método de Runge-Kutta de 4* ordem, o qual serd utilizado no trabalho, é apresentada em
(Valenca, 1988):

Yonel =Yn t+ 1/6(K; + 2K, + 2K; + K4), onde,

" E a razio entre a taxa de energia transportada e a taxa de massa transportada (Kuo, 1986).
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K] = hf(xn: Yn),

K> = hf(x, + h/2, y, + K;/2),
Ks = hf(x, + h/2, y, + Ki/2),
Ky = hf(xy + b, yo + K5).

Solugéo Exata

Familia de Solugdes

sEmEEREEERERERRREERRRREEE /s

=
2 ot 2 ot h ot (30Y2 Wty

Figura 1 - Gréfico do Método de Runge-Kutta de 4*. Ordem.

Na Fig. (1), observam-se os seguintes pontos:

(0) (X(), yO),

(1) (X() + h/2, Yo + K]/Z),

(2) (X() + h/2, Yo + KQ/Z),

(3) (xo + I, yo + K3),

(4) (X() + h, y]), onde Y=Y+ ]/6(K] + 2K2 + 2K3 + K4)

6. Modelo do Sistema Multicomponente Multigoticulas

Para o modelo desta pesquisa, assume-se que a antecimara contém combustivel liquido na forma de "spray" e ar
com certa umidade. O volume da antecimara é calculado de forma que tenha ar em quantidade estequiométrica’ para a
combustdo completa. A umidade relativa tende a aumentar no decorrer do processo e, quando chega a 100% o ar fica
saturado de vapor d'dgua e passa a ocorrer condensacdo do mesmo, formando dgua liquida. Como a vaporizagdo é um
fendmeno endotérmico, a temperatura da antecimara decresce, podendo atingir valores abaixo de 0°C. Neste caso,
passa a haver congelamento da dgua condensada, formando gelo. Tanto a condensacdo quanto a fusdo sdo fendmenos
exotérmicos, logo abrandam a queda de temperatura (Sirignano, 1986).

O combustivel é formado por uma mistura cuja composi¢do é definida pelo usudrio. Em seu estigio atual, o modelo
considera que os diversos compostos evaporam a mesma taxa, logo suas concentragcdes permanecem constantes. Devido
a isto a densidade do combustivel também € considerada constante.

A mistura é injetada na antecdmara por um bico injetor que promove uma distribuicdo gaussiana de raios de
goticulas em torno de um raio médio fornecido pelo usudrio. Outras informagdes como a quantidade de raios ou
diametros, tempo de simulagdo, pressdo inicial, temperatura inicial, umidade inicial e fragdo mdssica dos compostos
também sdo dados de entrada.

Os compostos selecionados para esta pesquisa sdo: o Benzeno, Ciclopentano, Decano, MTBE (Metil Terc Butil
Eter), Metanol, Octano e Tolueno.

Para um modelo multicomponente, (Kuo, 1986) determina que o niimero de equacdes diferenciais seja dado por m
+ 6 equagdes, onde m é a quantidade de espécies (compostos) na mistura e o nimero 6 representa as incégnitas do
sistema. Neste caso o didmetro ou raio da gota é calculado e avaliado para apenas uma gota.

Para a nossa pesquisa, o nimero de equacdes diferenciais do sistema € dado por 2n + m + 4 equacdes, com n sendo
a quantidade de raios ou didmetros multiplicado por dois, para determinar as equagdes da temperatura da gota Tj e a
temperatura do gds T, e m o nimero de compostos. O sistema terd m + 4 incOgnitas do sistema, sendo elas a fragdo
mdssica Y;, Y5,...,Y,,, a pressdo P, temperatura 7 e a umidade U. Por exemplo, se estivesse sendo analisado para apenas
uma gota e um composto o resultado seria 2.7+1+4 = 7 equagdes diferenciais iniciais, as quais sdo determinadas na
pesquisa. Este nimero serd chamado nesta pesquisa de nequ.

2 ~ .
Propor¢des dos elementos que se combinam ou dos compostos que reagem.
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7. Simbologia
Para um melhor entendimento do modelo, sera usada a seguinte simbologia:

¢, - calor especifico do estado gasoso - cal/(g.K);

Cp(est) - Calor especifico da gasolina - cal/(g.K);

Dj; - difusividade massica do composto i na goticula j - (cm?/s);
h,. - coeficiente de transferéncia de calor - (cal/(s.cm”.K))
m, - massa do estado gasoso - (g);

m;; - massa do composto i na goticula j - (g);

M0, - massa de vapor de dgua - (g);

M,; - massa molar do composto i - (g/mol);

M 20, - massa molar da dgua - (g/mol);

n; - quantidade de goticulas de raio inicial ry;

Nt - nimero total de mols (vapor de dgua + gasolina) - (mol)
N; - nimero de mols do composto i - (mol)

P - pressdo total do sistema - (atm);

P; - pressdo parcial do composto i - (atm);

P, - pressdo de vapor do composto i - (atm);

Pno)’ - pressdo de vapor de dgua - (atm);

P20 - pressdo da dgua - (atm);

Ioj - raio inicial da goticula - (cm);

R - constante dos gases ideais, igual a 0,08206 l.atm/mol.K;
t - tempo - (s)

T, - temperatura do estado gasoso - (K);

T; - temperatura das goticulas de raio inicial ro; - (K);

T, - temperatura inicial - (K);

U - umidade inicial - (%)

Vy; - volume inicial das goticulas - (cm®);

V - volume da antecimara - (cm®);

Vg - volume total de goticulas - (cm’);

Yano) - fragdo volumétrica da dgua;

M; - raio adimensional;

A0y - calor de vaporizagdo da dgua - (cal/g);

Ai - calor de vaporizagdo do composto i - (cal/g);

p - densidade do estado gasoso - (g/cm’);

Pgsi - densidade da gasolina - (g/em’).

8. Equacoes Auxiliares

A seguir, sdo apresentadas as equagdes que fornecerdo resultados iniciais auxiliares, os quais, serdo utilizados
posteriormente pelas equagdes diferenciais ordindrias de 1* ordem.

8.1. Calculo dos Raios Iniciais das Goticulas

I.(]j:

(Sirignano, 1986).

( 2ii-o 5]50 , onde n é o niimero de raios das gotas e Iy é o raio médio inicial fornecidos pelo usudrio
9
n

8.2. Distribuicio Gaussiana ou Normal das Gotas

— 2 — )2
1 1(%y; =&y | |, com . _ ("ﬂj - fﬂ) ,onde n é o nimero de raios ou didmetros fornecido
f(r):lzjz exp|——| —— (yr_ —_—
\2To, 2| o, n

pelo usudrio, ou ; _ (’01 -5, f caso o nimero da amostra de raios fornecido for inferior que 30 elementos.
" n-1

8.3. Calculo dos Volumes Iniciais das Goticulas
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v,

W = =T

8.4. Massa de uma Goticula

4
m=pV ou m=§nrnj3p~

8.5. Numero de Mols

N o=, onde m; € a massa do composto i em (g) e M; € a massa molar do composto i em (g/mol).
T M,

i

8.6. Calculo da Densidade do Gas

PM, | onde M, é a massa molar do estado gasoso e é dada por (Sirignano, 1986),

p =
RT,

P (M,-M,)> sendo m o nimero de compostos da mistura, M, a massa
r

_ PHZD v

M,=M, +(18—M”)T+;

molar do ar (constante e igual a 16 g/mol), P a pressado total, Py,o a pressdo parcial da dgua, P; a pressdo parcial do
composto i € M; a massa molar do composto i (Sirignano, 1986).

8.7. Pressao Parcial dos Compostos

p = iftdo 'I‘RTO, com N; o nimero de mols do composto i, R a constante dos gases ideais, Tj a temperatura inicial em
i
1%
g

Kelvin (K) e V,, 0 volume total das gotas em litros /.

8.8. Pressiao Parcial da Agua

H20 100
de dgua Ppo” (Sirignano, 1986).

v z ~ . P ~ N . . . . ~
_UPuso , que é a pressio parcial da dgua em relagdo a porcentagem de umidade inicial U e a pressio de vapor

8.9. Difusividades Massicas

p -2 k' T'* | apresentada por (Kuo, 1986).
73\ n'm, P(r, )

8.10. Calculo do Coeficiente de Transferéncia de Calor

2
T,
2-0,0372) ==
370

, obtida experimentalmente em fun¢do da temperatura do estado

h, = [13,2-0,0313(370 — Tg)/(37g0

gasoso (Sirignano, 1986).

8.11. Calculo dos Calores Especificos

111
¢, =0,26+ Py + Z%cw’ , onde ¢, é o calor especifico do composto i.
i=1

J4 a equacdo do calor especifico da gasolina € dada por,

_V , T; € a fracdo massica do composto i (Sirignano, 1986).
Corpa) = YT, T ¢ p (Sirig )
i=1

8.12. Calculo do Volume da Antecimara
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UPHiD ]’ com

100P

14 :Vﬂ[1+

— mngT;, ie T;
[ ——— i
P021 &' M,

i

, onde mgy € a massa de combustivel na antecAmara, Ty é a temperatura inicial e ¢; é o

coeficiente estequiométrico3 do composto i (Sirignano, 1986).
8.13. Raio Adimensional

Para dar maior estabilidade ao método numérico, emprega-se o raio adimensional 7], que assumird valores entre 0 e
1 e é dado por

Isolando r;, tem-se
o 1/2
r;=m; "

05"
Para o instante inicial, considera-se n; = 1.

8.14. Calculo da Massa do Estado Gasoso
m, =m, + mp,, +anmj :
=1
Nesta equagdo, n; € a quantidade de raios da gota j e r; € o raio adimensional (Kuo, 1986).

8.15. Calculo das Pressoes de Vapor

Existem diversas equacdes para se calcular a pressdo de vapor de um composto. Para esta pesquisa foi selecionada
a equagdo de Antoine baseada nos estudos de Poling et al., (2001),

InP’ =A- B
T+C
onde os coeficientes A, B e C sdo as constantes de Antoine para gases ideais, particulares a cada composto apresentadas
na Tab.(1) abaixo, e T é a temperatura em °C. Para o cdlculo da pressdo do vapor de dgua utiliza-se a mesma equagdo.

Tabela 1 — Constantes de Antoine para Pressdo de Vapor [6].
Compostos A B C

Benzeno 13,7819 2726,81 217,5721
Ciclopentano | 13,9727 2653,90 234,510

Decano 13,9748 344276 193,858
MTBE 14,1334 2838,24 218,690
Metanol 16,5785 3638,27 239,500
Octano 13,9346 3123,13 209,635

Tolueno 13,9320 3056,96 217,625

9. O Sistema de Equagdes Diferenciais Ordinarias de 1°. Ordem para o Modelo

O Modelo para Prever a Vaporizagdo em Antecamaras de Combustdo pode ser expresso pelo Sistema de Equacoes
Diferenciais Ordindrias de 1* Ordem (EDOs) da seguinte forma:

9.1. Variacio do Raio Adimensional

h, o e (P @

2
Pealy; =t

9.2. Variaciao do Quociente entre a Pressao Parcial dos Compostos pela Temperatura do Gas

? Mesmo que Nimero de Mols.
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d|[ P, 4npD R 1— P, 5,0 3
dt| T, VM, P =

9.3. Variaciio do Nimero de Mols do Sistema

dN, 1 dmy,, ZZH: 1 dmy ©
dt My, dt ‘TS M, dt

9.4. Variaciio da Fracio Volumétrica da Agua

1 d, Pioo

& >
dy 1r0 P a s S€ Vg = P @)
dt Py
0, S€ Y a0 < ;20

9.5. Variacao da Massa de Vapor de Agua

dy ;0 dN, Ppso
dm’ _ MH?D[NT dt + Ym0 i 5€ Yo 2 p )
dt P}
0, 5€ Yo < %

As EDOs de (4) a (8) sdo calculadas por substituicio das equagdes fisico-quimicas auxiliares.

9.6. Variacio da Temperatura das Goticulas

L L
dt LN P ) 2“/ dt anpgsmj Cppr) i1 Y
9.7. Variacio da Temperatura do Gas
a,__o | (10)
dt  1+B+y
onde
4mh dn;
o= ):n 5, (T, ~Ty)+ 5 — pgs,zn (T, -T,)V,m,"”* =L
myc, j= m, dt
L T xfno \MHZOV d | Pyy se y > PP;ZO
g=iM, c, R dt| T, meTp
PV
0, 5€ Y oo < %
1, 5€ ¥ 00 2 Piro eT, <0
y= ro

PV
0, s€ Y90 < I;OeTg>0

As EDOs (9) e (10) tém sua solucdo pelo Método de Runge-Kutta de 4* Ordem. O método € aplicado por serem as
equacdes que determinam as temperaturas da gota e do gds, portanto sua aproximagdo deve ser bem significativa.

Na EDO (10), B e y possuem condi¢des por dependerem do processo de condensagdo e congelamento da dgua,
respectivamente.

10. Programacao Computacional do Modelo

A programacdo computacional da pesquisa foi elaborada na linguagem Fortran (Cristo, 2003), utilizando a
ferramenta Lahey-Fortran 95 5.0.
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O programa possui sete arquivos auxiliares, com extensdo .DAT, que possuem as informagdes de cada composto na
seguinte ordem: massa molar, constantes de Antoine*, calor especifico e calor de vaporizagdo [5, 6], as quais sdo lidas
no inicio do processo.

Os resultados sdo armazenados em trés arquivos: um com todas as informagdes calculdveis do programa para
verificacdo de alguma falha no processo chamado de Resulta.dat, outro com os resultados necessarios finais (Finais.dat)
e o ultimo com os valores prontos para serem exportados para um programa de Planilha de Célculo (por exemplo,
Microsoft Excel) para geracio dos graficos (Graficos.dat).

O programa possui plataforma MS-DOS, mas executdvel em qualquer versdo do Microsoft Windows do mercado.
Foi estabelecida esta plataforma para agilizar o desenvolvimento, pois o programa sé possui duas telas de apresentagdo,
permitindo assim, como recomendag@o a transformacao futura para a versdao MS - Visual.

10.1. A Metodologia do Programa Computacional

O programa inicia com a sele¢do dos compostos pelo usudrio, através da tela de entrada. A seguir aparecem as
opc¢des dos dados de entrada como: raio médio, nimero de raios, tempo final de simulagao, pressao inicial, temperatura
inicial, umidade inicial e as fracdes massicas dos compostos selecionados na tela anterior.

Ap6s a entrada dos dados, o programa faz uma leitura dos arquivos: Benzeno.dat, Ciclopentano.dat, Decano.dat,
Metanol.dat, MTBE.dat, Octano.dat e Tolueno.dat dos compostos selecionados, carregando na memdria as informacdes
da massa molar, as constantes de pressdo de vapor, calor especifico e calor de vaporizacdo de cada composto (Lide,
2002) e em seguida inicia os cdlculos das equagdes auxiliares.

Ao término das equacdes auxiliares, o programa transfere todos os calculos efetuados para as equagdes diferenciais
e inicia a resolucd@o das cinco primeiras equacdes. Em seguida prepara para o cdlculo das temperaturas das goticulas e
do gas e refaz o célculo até o tdltimo passo registrado pelo intervalo de integrag@o, utilizando método de Runge-Kutta de
4* ordem.

Ao final do processo, o programa chama automaticamente os arquivos resulta.dat, finais.dat e graficos.dat para que
o usudrio possa utilizar e checar da melhor forma possivel os resultados obtidos.

11. Resultados Numéricos e Discussoes

O modelo matemdtico de vaporizagdo deve considerar a gota em sua fase liquida como um processo fisico
multicomponente, pois, os combustiveis sdo misturas de vdrios compostos. Com isto, as caracteristicas de cada
composto e da mistura sdo implementadas nos cdlculos para aproximar a realidade dos resultados. Estas caracteristicas
sdo: a difusividade madssica de cada espécie, o raio inicial das goticulas, a temperatura das goticulas, o calor especifico
do combustivel a uma pressdo constante, o coeficiente de transferéncia de calor goticula-gds obtido por métodos
experimentais, a massa molar de cada composto, a pressdo parcial de cada composto, a pressdo total do sistema, que € a
soma das pressdes parciais dos compostos, o volume da antecAmara, o calor de vaporizagdo de cada composto, a
densidade do combustivel, etc. O volume da antecimara é calculado para que exista ar suficiente para uma boa
combustdo (Sirignano, 1986). As condic¢des iniciais, tais como, o raio médio, a amostra de raios, o tempo final de
simulagdo, a pressdo inicial, a temperatura inicial, a umidade inicial e as fragdes madssicas de cada composto, sdo
apresentadas na simulacdo 1. A composi¢do das goticulas varia de acordo com a composi¢do do combustivel.

11.1. Simulacdo 1

Para a simulacdo 1 foram escolhidos o Benzeno e o Ciclopentano com um raio médio inicial alto e uma umidade
relativa inicial também alta para validar duas hipdteses: (i) quanto maior a umidade relativa, maior serd a temperatura
final, (ii) quanto maior o raio, menor serd a queda de temperatura.

O raio médio inicial é de 35um, a amostra de raios € 10, o tempo final de simulagdo € de 5ms (milésimos de
segundo), a pressdo inicial de I atm, a temperatura inicial é 25°C, a umidade de 90% e as fra¢des mdssicas do Benzeno
e Ciclopentano sio 50% para ambos. A variacdo no raio e na temperatura das goticulas s@o apresentados na tabela 2. A
tabela 3 traz o resumo geral do comportamento da temperatura das gotas e do gds, da umidade e da massa evaporada
com o passar do tempo.

Considerou-se o percentual de solidificacdo igual a zero, pois a temperatura da gota teve uma queda média de
15,3°C, como mostra a tabela 3. J4 para a temperatura do gds, obteve-se uma queda de temperatura de 20,1910°C.

Tabela 2 - Temperatura Final das Goticulas na Simulagéo 1

Raio Inicial (Lm)

Raio Final (Lm)

Temperatura Final °C

19,2500
22,7500
26,2500

2,0000E-8
2,0000E-8
2,0000E-8

9,7723
9,7766
9,7800

* Parimetros utilizados para o calculo das pressdes de vapor do combustivel e da dgua (ver se¢io 11.15).
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29,7500 1,0000E-8 9,7841
33,2500 1,0000E-8 9,7873
36,7500 1,0000E-8 9,7900
40,2500 1,0000E-8 9,7923
43,7500 1,0000E-8 9,7946
47,2500 1,0000E-8 9,7961
50,7500 1,0000E-8 9,7982

Com o raio médio de 35um pode-se notar que a queda de temperatura das goticulas foi branda.

Tabela 3 - Resumo Geral da Simulagéo 1

Tempo Temp. Goticulas °C | Temp. do Gas °C Umidade Massa Evaporada
Ms % g
0,2000 25,0000 25,0000 90,1800 2,4776E-03
0,4000 24,4036 25,0000 90,2162 1,5143E-05
0,6000 23,8075 24,8807 90,2703 3,2192E-06
0,8000 23,1898 24,7019 90,3425 2,1236E-06
1,0000 22,5426 24,4636 90,4326 1,9926E-06
1,2000 21,8895 24,1660 90,5414 2,0722E-06
1,4000 21,2424 23,8092 90,6680 2,2087E-06
1,6000 20,6036 23,3935 90,8136 2,3573E-06
1,8000 19,9722 22,9190 90,9763 2,5040E-06
2,0000 19,3472 22,3861 91,1588 2,6447E-06
2,2000 18,7275 21,7950 91,3593 2,7790E-06
2,4000 18,1124 21,1461 91,5789 2,9070E-06
2,6000 17,5013 20,4398 91,8160 3,0295E-06
2,8000 16,8937 19,6765 92,0738 3,1471E-06
3,0000 16,2893 18,8566 92,3490 3,2603E-06
3,2000 15,6879 17,9805 92,6452 3,3695E-06
3,4000 15,0891 17,0489 92,9602 3,4752E-06
3,6000 14,4928 16,0622 93,2958 3,5777E-06
3,8000 13,8989 15,0211 93,6490 3,6772E-06
4,0000 13,3072 13,9260 94,0240 3,7740E-06
4,2000 12,7176 12,7777 94,4190 3,8682E-06
4,4000 12,1300 11,5768 94,8344 3,9602E-06
4,6000 11,5444 10,3240 95,2708 4,0500E-06
4,8000 10,9606 9,02009 95,7288 4,1378E-06
4,9999 10,3786 7,66567 96,2062 4,2237E-06
5,1910 9,79841 6,26159 96,7070 4,3078E-06

Ja a porcentagem de massa evaporada deu-se da seguinte forma: Massa de Combustivel Inicial: 2,0366E-04g;
Massa de Combustivel Final: 4,3078E-06g; e Porcentagem da Massa de Combustivel Evaporado: 97,88%. Esta
porcentagem € encontrada dividindo a massa de combustivel final pela inicial, menos I (-1) que representa 100%.

Com isto, pode-se concluir que com o passar do tempo a porcentagem de massa evaporada aumenta com a queda de
temperatura. Outra observacdo importante € que nesta simulagdo nfio houve o fendmeno de condensagdo, pois s6 se da
quando a umidade relativa atinge /00% e a fragdo volumétrica é maior que a razdo entre a pressdo de vapor de dgua
pela pressao total do sistema.

11.2. Simulacao 2

A simulacdo 2 foi proposta a fim de validar as seguintes hipé6teses: o tempo final de simulacdo e a quantidade de
compostos. Foram selecionados os compostos: Benzeno, Ciclopentano, Decano e MTBE.

Para a simulacio 2, o raio médio inicial é de 80 um, a amostra de raios € 5, o tempo final de simulacdo é de 12 ms
(milésimos de segundo), a pressdo inicial de I atm, a temperatura inicial é 20 °C, a umidade de 90% e as fracoes
mdssicas do Benzeno, Ciclopentano, Decano e MTBE sio, respectivamente, 40%, 20%, 20% e 20%. Nesta simulacdo o
percentual de solidificacdo € diferente de zero, pois a temperatura da gota teve uma queda brusca média de 29°C, como
mostra a tabela 4. A temperatura do gés ficou em -6,7455 °C e teve uma queda de temperatura de 26,7455°C.
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Tabela 4 — Temperatura Final das Goticulas na Simulagdo 2

Raio Inicial (Lm) Raio Final (Lm) Temperatura Final °C
40,0000 1,0000E-6 -9,8238
56,0000 7,0000E-7 -9,8486
72,0000 6,0000E-7 -9,8666
88,0000 5,0000E-7 -9,8808
104,0000 4,0000E-7 -9,8925

Esta queda de temperatura brusca se deu pelos fatores: tempo de simulacido e quantidade de compostos. Quanto
maior o tempo final de simulag¢do, maior serd a queda de temperatura, pois é o fator que faz variar os valores. O outro
diz respeito a quantidade de compostos, quanto maior a quantidade de compostos, mais varidveis sio os valores dos
calores de vaporizagdo, influenciando assim no comportamento das temperaturas.

A porcentagem de massa evaporada ficou sendo: Massa de Combustivel Inicial: 4,4411E-04g; Massa de
Combustivel Final: 2,6510E-05g; Porcentagem da Massa de Combustivel Evaporado: 94,03%.

Umidade e % de Condensacio da Agua pelo Tempo
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Figura 2 — Gréfico da Umidade e % de Condensagio de Agua pelo Tempo - S2

A Figura 2 confirma que somente haverd o fendmeno da condensagdo (exotérmico) caso a umidade relativa chegue
a 100%, com isto, a fragdo volumétrica da d4gua passou a ser maior do que a razao entre a pressdo de vapor de dgua pela
pressdo total do sistema.

11.3. Simulacao 3

A simulagdo 3 foi efetuada para todos os compostos com o raio médio inicial de /um, a amostra de raios € 5, o
tempo final de simulagdo é de 15 ms (milésimos de segundo), a pressdo inicial de I arm, a temperatura inicial é 25 °C, a
umidade de 85% e a fragdo mdssica do Benzeno € de /0% e a dos demais compostos 15%.

A porcentagem de massa evaporada ficou sendo: Massa de Combustivel Inicial: 6,9393E-02g; Massa de
Combustivel Final: 1,4965E-08g; Porcentagem da Massa de Combustivel Evaporado: 99,99%.
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Raios e Temperatura das Goticulas pelo Tempo
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Figura 4 — Gréfico dos Raios e Temperatura das Goticulas pelo Tempo - S3

Esta simulagdo mostra que, quanto menor for o raio da goticula maior a queda de temperatura, pois sua
condutividade térmica é maior e mais calor serd absorvido no processo em menos tempo (Fig. 3).

12. Conclusoes
A partir da andlise dos resultados numéricos, conclui-se que:

i) A temperatura das goticulas e do gds cai com o decorrer do tempo, pois a vaporizagdo € um fendmeno
endodérmico, isto €, ocorre absorcdo de calor durante sua realizacdo, fazendo com que a temperatura da antecAmara
também caia, podendo chegar a valores abaixo de 0°C. Caso isto ocorra, passa a haver congelamento da dgua
condensada, formando gelo;

ii) Quanto maior for a umidade relativa inicial, maior serd a temperatura final, pois a umidade abranda a queda
térmica;

iii) Quanto menor o raio inicial, maior serd a queda de temperatura. Isto ocorre porque a goticula sendo menor,
maior serd sua condutividade térmica e, conseqiientemente, mais calor serd absorvido em menos tempo;

iv) Quando os compostos sdo vaporizados para uma antecimara de combustdo, cada composto por possuir
caracteristicas especificas de viscosidade e tensdo superficial, gera um raio médio especifico de goticula, com isto, se
for possivel trabalhar com o raio médio real analisado em laboratério, mais préximo do resultado real estard a
simulagdo;

v) A porcentagem de combustivel evaporado aumenta com a queda da temperatura no decorrer do tempo;

vi) A condensacdo do vapor de dgua, que é um fendmeno exotérmico, isto €, desprende calor, s6 aparece quando a
umidade relativa atinge /00%, ou seja, quando a fracdo volumétrica da dgua passa a ser maior que a razdo entre a
pressdo de vapor de dgua e a pressdo total do sistema. Este processo abranda a queda de temperatura;

vii) A respeito do método de Runge-Kutta de 4* ordem, pode-se concluir que a aplicagdo do método numérico nas
equacdes (9.6 - VI, 9.7 - VII) foi excelente para as aproximacdes das temperaturas finais da gota e do gés.

Uma extensdo desta linha de pesquisa para trabalhos futuros seria a selecdo de novos combustiveis que estdo
surgindo no mercado, como por exemplo, os biocombustiveis (6leo de babagu, dleo de mamona), o gis natural, entre
outros, para novas andlises e padronizacgdes.
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Abstract: Deep adulterations in fuels currently used have modified the results and the preview of behavior, in relation
to the performance, income and emission of pollutants. The quality of fuels has been questioned, so much that the
refining of oil assumes an extremely important role for the development of new technologies. The research of these new
processes extends the analysis of the fuel as a physical system of multicomponent. Since basic the knowledge of the
mechanisms of evaporation and combustion of droplets for a better understanding of the combustion phenomenon.
Thus, the thermodynamic modeling starts at the identification of the system, in its thermodynamic state, which is
defined by some features, such as internal energy, enthalpy, latent heats of pure substance vaporization, basic
dimensions such as length, time, mass, temperature and amount of substance. In this way, a system of usual
distinguishing equations of 1st order is likely to be expressed, in which some of the equations are calculated by the
algebraic method, while the equations of droplets temperature variation as well as the gas temperature variation have its
approach through the method of Runge-Kutta of 4th order.

Key-words: combustion, vaporization, numerical method.
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Resumo. Este trabalho enfoca a andlise numérica do escoamento de jatos concéntricos e confinados a uma tubulagdo. A andlise
visa determinar e validar modelos adequados de simulacdo para a aplicagdo na simulacdo de bicos injetores de gas para
queimadores atmosféricos. Na andlise e projeto de injetores de gas para queimadores atmosféricos, os valores de campo de
velocidades, pressdo e concentragdo do escoamento na regido do jato livre entre o injetor e a entrada do tubo venturi ndo sdo
normalmente disponiveis na literatura e apresentam dificuldades na sua medi¢do para as configuragoes utilizadas nas aplicagées.
Assim, o desenvolvimento de metodologias de projeto baseadas em simulagoes numéricas e modelos de escoamento sdo
interessantes do ponto de vista de desenvolvimento tecnoldgico. Uma importante questdo nestas simulagdes é se os modelos de
turbuléncia disponiveis em codigos comerciais (0os modelos x-g, das Tensées de Reynolds SSG, Shear Stress Transport SST) sdo
capazes de reproduzir corretamente os campos de velocidade e concentragdo encontrados nas aplicagcoes em queimadores
atmosféricos. Para o teste do desempenho destes modelos de turbuléncia e dos procedimentos computacionais, selecionaram-se
dois problemas, cujos escoamentos sdo semelhantes aos encontrados em bicos injetores de queimadores atmosféricos e que
apresentaram medicoes disponiveis na literatura. Os jatos simulados foram misturas de CH,/Ar, CsHy/Ar, CO,/Ar e He/Ar.

Palavras chave: Bicos injetores, jatos, Simula¢do numérica, modelos de turbuléncia, queimadores atmosféricos.

1. Introducao

Na analise e projeto de injetores de gas para queimadores atmosféricos, os valores de campo de velocidades,
pressdo e concentragdo do escoamento na regido do jato livre entre o injetor de gas e a entrada do tubo venturi que
compde o queimador, ndo sdo normalmente disponiveis na literatura e apresentam dificuldades na sua medigao para as
configuracdes utilizadas nestas aplicacdes.

Porém, a grande maioria do dimensionamento de queimadores atmosféricos ¢ baseada em equagdes empiricas,
diagramas, ou, em informacdes empiricas dos proprios fabricantes, onde ndo sdo estabelecidos os critérios precisos para
seu projeto.

No entanto, o desenvolvimento de metodologias de projeto para queimadores atmosféricos baseado em estimativas
obtidas a partir de solugdes numéricas e modelos de escoamento sdo interessantes do ponto de vista de desenvolvimento
tecnologico.

Desta forma, a analise numérica realizada neste trabalho visa determinar e validar modelos adequados de
simulagdo, como por exemplo, avaliar a potencialidade dos modelos de turbuléncia disponiveis no CFX-10.0 (os
modelos k-¢, Shear Stress Transport - SST e das Tensoes de Reynolds - SSG) em reproduzir os campos de velocidades,
concentragdo e varidveis turbulentas para os escoamentos semelhantes aos encontrados em injetores de gas para
queimadores atmosféricos. Para isto, escolheram-se dois problemas de escoamentos concéntricos de jatos de
combustivel e ar confinados a uma tubulagdo e que apresentaram medigdes disponiveis na literatura.

O primeiro problema corresponde ao problema resolvido por Pitts (1991a), onde apresentou medigdes de
concentracdo na linha do centro do jato para misturas de C3Hg/Ar e CH4/Ar variando a velocidade de saida do gas
combustivel.

O segundo problema corresponde ao problema resolvido por Djeridane ef al. (1996), onde apresentou medigdes de
concentragdo, variaveis turbulentas ao longo da linha do centro e do raio do jato para misturas He/Ar e CO,/Ar.

As simulagdes numéricas serdo resolvidas no software CFX-10.0 e os resultados numéricos obtidos sao
comparados ¢ validados com os resultados experimentais obtidos por Pitts (1991a ¢ 1991b) e Djeridane et al. (1996).
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2. Descricao dos problemas

O problema 1 consiste de um jato de gas (C;Hg/Ar ou CH4/Ar) concéntrico a um escoamento paralelo de ar
confinados a uma tubulagdo de 0,56 m de comprimento e um didmetro de 0,1 m conforme mostrado na Fig. 1. O
diametro do injetor de saida é de 0,00635 m e um comprimento da tubulagdo de 0,2 m para o desenvolvimento do gas
antes da saida do injetor. A Tabela 1 apresenta as propriedades para os dois gases estudados em fungdo da relacdo de
massas especificas do gas combustivel e o ar, p,/p,, as velocidades do gas e do ar respectivamente € o nimero de
Reynolds Re do gas combustivel (Re = p, Ug d / p,, onde d é o didmetro do injetor e p, a viscosidade do gas
combustivel).

—» & Parede

Patm

Ugas —3 4, D Tref=298 K saida | |,
k3

—n A Parede v

A
\ 4

0,56 m
Figura 1. Dominio de solug@o do problema de Pitts (1991).

Tabela 1. Condi¢des de Simulagdo para o problema resolvido por Pitts (1991a e 1991Db).

Gas Ry, = po/pa U, [m/s] U, [m/s] Rey
CHy/ar 0,55 1,022 0,347 3950
2,69 0,148 3960

C;Hg/ar 1,55 5,38 0,274 7930
8,06 0411 11800

O problema 2 consiste de um jato de gas (He ou CO,4) concéntrico a um escoamento paralelo de ar e confinado a
uma tubulagdo de 1,2m de comprimento e um didmetro de 0,285m conforme mostrado na Fig. 2. O didmetro do injetor
de saida ¢ de 0,0026m e o comprimento da tubulagdo de 2,86m para garantir o desenvolvimento do gas e o escoamento
paralelo de ar antes da sua mistura. As condi¢des de turbuléncia na entrada foram de 4% e 1% para os gases € o
escoamento paralelo de ar respectivamente. A Tabela 2 mostra as velocidades para os jatos de He e CO, e o escoamento
paralelo de ar respectivamente.

Parede
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0, = 26 rm 286m

et

Qr ar

Figura 2. Dominio de solu¢do do problema de Djeridane et al (1996).

Tabela 2. Condi¢des de Simulagdo para o problema resolvido por Djeridane et al.(1996).
Gas R, = po/Pa U, [m/s] U, [m/s] Rey
He 0,14 32 0,75 7000
CO, 1,5 10 0,75 32 000
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3. Equacdes de conservacgao

3.1 Equacio de conservacio de massa

0 1)

dp
— +Ve(pU
8t+ (p)

3.2 Equacao de conservacio de quantidade de movimento

6(pU)

5 +Ve(pU®U)=-Vp+VertS,, (@)

Onde as tensdes viscosas, T, estdo relacionadas a taxa de deformagao por:
r 2
r:u[VU+(VU) —EéV-Uj (3)

e S,, o termo fonte para a quantidade de movimento.

3.3 Equacio de conservacio de massa das espécies quimicas

60, 2000 2 1, 2, “

Onde I'; é o coeficiente de difusdo molecular expresso como pD;, D; a difusividade molecular e S; é o termo fonte
que inclui os efeitos de reagdo quimica.

4. Modelos de turbuléncia
A seguir sdo apresentados os modelos de turbuléncia empregados nas simulagdes.
4.1 Modelo de turbuléncia k-¢

O modelo k-¢ é baseado na definicdo da viscosidade turbulenta e caracterizado por dois parametros de escoamento,
a energia cinética turbulenta k, e a sua taxa de dissipag@o ¢, conforme mostra a equacio 5.

2

M, = C/,P? ®)

Os valores de k e € sdo calculados diretamente a partir das suas equagdes de transporte dadas pelas equagdes 9 ¢ 10
respectivamente.

a(aptk) +v.(pUk)=V-Hﬂ+g—Z]Vk}+Pk —pe @
6(628) +V-(pUg) = VolZ[,u +'Z_—ZJV8:| +E(Cslljk _Csng) (10

Onde C,, Cyy, Cp,, o, 0. sdo as constantes do modelo cujos valores sdo 0,09; 1,44; 1,92; 1 e 1,3 respectivamente
(Launder e Spalding, 1974) e Py ¢ o termo de produgdo devido as forgas viscosas e de empuxo definido como:

P, =uTVU.(VU+VUT)—%V.U(3;¢,V.U+pk)+1>kb (11)

Quando as for¢as de empuxo sdo consideradas, o termo de produgdo de empuxo ¢ modelado como:
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P, =- s g°Vp (12)
po,

4.2 Modelo de turbuléncia shear stress transport - SST

O modelo SST ¢ baseado no modelo k- ® desenvolvido por Wilcox (1998). Este modelo resolve duas equagdes de
transporte, uma para a energia cinética turbulenta k, e outra para a freqiiéncia turbulenta @ (ver Eq. 13 e 14).

a(pk)+V.(pUk):V-[[lu+&]Vk}—Pk —B'pko (13)
ot o,

0

(gtm) +Ve(pUo) = V-ng—:jvco}a%f’k ~Bpo’ (14)

Uma das principais deficiéncias do modelo k- @ esta relacionada ao calculo da viscosidade turbulenta, onde estes

valores sdo superestimados. Por tanto, o modelo SST introduz um limitador para a formulagdo da viscosidade
turbulenta resultando:

v, __ak (15)
max (a,0,5F, )

Onde:

y =4 (16)
p

F, = tanh(argg) (17)

arg, = max(%\/E , SOZOVJ (18)

Poy yo

sendo S na equacdo 15 uma medida fixa da taxa de deformacdo, v como a viscosidade cinematica e y como a
distancia proxima a parede. Os valores para as constantes f', B, o, oy, 6, s30 0,09; 0,075, 5/9; 2 e 2 respectivamente.

4.3 Modelo de turbuléncia das tensoes de Reynolds - SSG

O modelo das tensdes de Reynolds no Ansys CFX ¢ baseado na equacdo de &. A seguir, sdo apresentadas as
equacgdes para o transporte das tensoes de Reynolds.

a(pe) @ e b ( k—j de

——+—(pU,e)=—(c,,P- +—|| o, +c.p— — 19

o ox, (P AS) k(csl ngps) 8xk|: HOy cgpsukul ox, (19)

ﬁ(pu.uj) P - o k ouu, | 2

— Vi " (Upuu )=P +¢. +—|| us, +cp—u.u L+ 268 pe (20)
o axk( PY; ]) ; ¢z} o, (/1 W sps K 1J o, 3 iiP

Onde e P; o termo de produc@o e ¢;; € o termo de redistribui¢do definidos como:

—0U. oU.
P =—| puu, —-+ pu u, —- 21
if [p ik 6xk p 7k ax]{) ( )

¢’_j _ d)[j(l) +¢’_j(2) (22)
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o = —p({CﬂcHCv2 (aa—%a-cﬁﬂ (23)
0, ==C,Pa+CopkS = C i pkSawa + C,.4pk(asf +Sa” —%aosa} Copk(aW™ +Wa") (24)

- ? 50 (25)
s :%[vuju(vuﬂ 26)
w :%[VU—(VU)T] @7

Nas equagdes 25, 26 e¢ 27, a é o tensor de anisotropia, S é a taxa de deformagdo e W ¢é a vorticidade
respectivamente.
Nas equagdes de transporte do modelo das tensdes de Reynolds, os coeficientes de anisotropia sdo substituidos por

uma formulag@o isotrdpica, incrementando a robustez neste modelo de turbuléncia. Os valores das constantes ¢, , ¢, |,
Cors Cy» Cos Coy Gy Cgy Gy, C5 sd0 0,225 1,455 1,83; 1,7, -1,05; 0,9; 0,8; 0,65; 0,625 e 0,2 respectivamente

(Speziale, Sarkar e Gatski , 1991).
5. Solu¢ao numérica

Para a geracdo das geometrias e as malhas computacionais utilizou-se o Ansys ICEM-10.0 e para as simulacdes
numéricas empregou-se o Ansys CFX-10.0.

5.1 Malhas computacionais

Para os dois problemas estudados foram geradas malhas estruturadas (hexaédrica). No problema 1, o problema
resolvido por Pitts (1991), foi empregado 2 do dominio computacional resultando 1.256.912 elementos
aproximadamente, enquanto que para o problema 2, o problema resolvido por Djeridane (1996), foi empregado % do
dominio computacional resultando 883.000 elementos. Para reduzir o esfor¢o computacional nas simulagdes numéricas,
foi realizado o processamento em paralelo empregando um cluster com 3 computadores. A tabela 3 mostra as
caracteristicas destes recursos computacionais empregados nas simulacgdes.

Tabela 3. Recursos computacionais.

Quantidade Processador Velocidade do Memoéria RAM
processador
1 AMD 2.16 GHz 3.0
AMD 2.00 GHz 1.5
1 Pentium 4 3.40 GHz 1.5

5.2 Hipéteses

Foram consideradas as seguintes hipoteses nas simulagoes:
(a) Processo em regime permanente,
(b) Negligenciam-se os efeitos gravitacionais,
(c) A pressdo de referéncia ¢ 101.325 kPa,
(d) O escoamento ¢ assumido isotérmico a uma temperatura de referéncia de 298 K,
(e) O fluido comporta-se como gas ideal,
(f) O escoamento ¢ turbulento.

5.3 Condicoes de contorno
As condi¢des de contorno utilizadas nas simulagdes numéricas foram paredes solidas (condicdo de ndo

escorregamento), condi¢do de simetria e velocidades para o jato de gas e o escoamento paralelo de ar (conforme foi
mostrado na Tab.1 e 2). Pitts (1991) ndo apresentou nos seus trabalhos medigdes de variaveis turbulentas para o jato de
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gas e o escoamento paralelo de ar, por isso, foi assumido nas simula¢des condigdes de turbuléncia de 5% para o jato de
gés, e de 1% para o escoamento paralelo de ar.

6. Resultados e Discussoes

A seguir, sdo apresentados os resultados das simulagdes obtidos para os trés modelos de turbuléncia e validados
com os resultados experimentais obtidos por Pitts (1991a e 1991b) e Djeridane (1996).

6.1 Validacao dos resultados numéricos - Problema de Pitss

As Figuras 3 e 4 mostram a fracdo de massa ao longo da linha do centro do jato de propano e metano
respectivamente. Y, ¢ a fracdo de massa na saida do injetor e igual a 1, e Y,,, € a fragdo de massa local do jato de gés.

Nota-se que para ambos os gases estudados, os modelos de viscosidade turbulenta (os modelos k-¢ e SST)
representam bem melhor os campos de concentragdo medidos por Pitts (1991a e 1991b) quando comparados com o0s
resultados obtidos pelo modelo das Tensdes de Reynolds SSG. O desvio numérico obtido pelo modelo SST, k- € e SSG
foi cerca de 3%, 9% e 20% respectivamente dos resultados experimentais.
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Figura 3. Variagdo da fracdo de massa ao longo da linha do centro do jato de C;Hg — Re = 3960 (Pitts,1991a).

10 4
] Ooo
0] = Pitts olpa®
1 o SST o(.jaA
°] A ke st o
o A &
2] o SSG . R
] (&
o 4 <&
61 Ogﬂ <&
IS o B <
Z 54 QA ©
o ] Eﬂ <><><>
> 44 o
J gg %
3 ] R
] &
2 <&
14
0 T T T T T T T T T T
20 30 40 50 60 70
Zlrg

Figura 4. Variagdo da fracdo de massa ao longo da linha do centro do jato de CHy — Re = 3950 (Pitts,1991b).
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6.1.1 Influéncia da relacio de densidades R, na fracio de massa - Problema 1

A figura 5 mostra a fracdo de massa Y, ao longo da linha do centro para os jatos de propano e metano. Observa-se
que os dois gases apresentam o mesmo comportamento para afastamentos proximos de 3 raios do injetor.

Para afastamentos maiores a 3 raios do injetor, a fracdo de massa do jato CH, decresce rapidamente quando
comparado com o jato de propano, apresentando uma maior difusdo de espécies quimicas.

1,0 <
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1 oo 0 CHy (Ru=0.55)
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>
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Figura 5. Variagdo da fragdo de massa ao longo da linha do centro do jato em funcéo da relagdo de densidades R,
6.1.2 Influéncia do nimero de Reynolds na fracio de massa — Problema 1

A Figura 6 apresenta a influéncia do numero de Reynolds avaliado na saida do injetor na fragdo de massa ao longo
da linha do centro do jato para o gas propano. Estes resultados foram obtidos empregando o modelo de turbuléncia SST
(Shear Stress Transport). Nota-se na Fig. 6 que apesar do modelo SST ter apresentado resultados bem proximos aos
resultados obtidos por Pitss (1991a e 1991b) (ver Fig. 3 e 4), ele apresenta suas diferengas quando ¢ incrementado o
nimero de Reynolds do jato de géas. No entanto, estas diferencas podem ser creditadas ao desconhecimento das
condigdes de turbuléncia na entrada do injetor, por isso usou-se condi¢des de turbuléncia completamente desenvolvidas
na saida do jato, as quais apenas aproximam-se das condigdes experimentais.
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Figura 6. Variagdo da fragdo de massa ao longo da linha do centro do jato de C;Hgem fung@o do numero de Reynolds —
modelo de turbuléncia SST (Pitts,1991b).
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Por outro lado, observa-se no lado direito inferior da Fig. 6 que o aumento do nimero de Reynolds incrementa os
niveis de turbuléncia favorecendo rapidamente o processo de difusdo turbulenta de espécies quimicas.

6.2 Validaciio dos resultados numéricos - Problema de Djeridane et al.

As Figuras 7 e 8 mostram os resultados de simulag@o para a fracdo de massa ao longo da linha do centro dos jatos
de He e CO, respectivamente. Y, € a fracdo de massa local ¢ Y, a fragdo de massa na saida do injetor sendo igual a 1.

Notam-se nessas figuras as deficiéncias dos modelos de turbuléncia em reproduzir corretamente os campos de
concentra¢ao quando aumenta o nimero de Reynolds do jato na saida do injetor.

No jato de Helio com Re = 7000 (Fig. 7), os modelos de viscosidade turbulenta, especificamente o modelo SST
(Shear Stress Transport), apresentram resultados bem proximos aos valores experimentais obtidos por Djeridane et al.
(1996).

No entanto, no jato de CO, com Re = 32000 (Fig. 8), para afastamentos maiores a 5 raios do injetor o modelo das
Tensdes de Reynolds SSG tornou-se mais adequado para reproduzir os valores experimentais de Djeridane et al. (1996),
onde o desvio numérico obtido foi bem menor quando comparado com os desvios obtidos com os modelos de
viscosidade turbulenta.
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Figure 7. Variagdo da fragdo de massa ao longo da linha do centro do jato de He — Re = 7000.
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A seguir, sdo apresentados os perfis de concentragdo para o He e o CO, ao longo do raio do jato para dois
afastamentos do injetor. Djeridane et al. (1996) apresentou resultados de campos de concentracdo ao longo do radio
para afastamentos de 0,2, 2, 5 e 10 didmetros do injetor. Neste trabalho serfo apresentados so os perfis de concentragdo
para os afastamentos de 5 e 10 respectivamente.

A Figura 9 mostra que os modelos de viscosidade turbulenta (k- e SST) reproduzem melhor os perfis radiais de
concentragdo para os afastamentos de 5 ¢ 15 didmetros do injetor. Nota-se que o modelo de turbuléncia das Tensoes de
Reynolds - SSG superestima os valores de concentrag@o na regido proxima ao centro do jato.

Observando a Fig. 10, para o jato de CO,, os modelos de turbuléncia apresentaram melhores resultados em
afastamentos proximos 5 diametros do injetor, enquanto que para afastamentos maiores a 5 didmetros, o modelo das
Tensdes de Reynolds — SSG permite reproduzir melhor os campos de concentragdo obtidos por Djeridane et al (1996).
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Figura 9. Variagdo da fragdo de massa ao longo do raio do jato de Helio para um afastamento de X / D; = 5 (Fig. da
esquerda) e X / D; = 15 (Fig. da direita).
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Figura 10. Variag@o da fragdo de massa ao longo do raio do jato de CO, para um afastamento de X / D; = 5 (Fig. da
esquerda) e X / D; = 15 (Fig. da direita).

Os perfis radiais da energia cinética turbulenta k, para o He ¢ CO, sdo apresentados nas Fig. 11 e 12
respectivamente pela relagdo (2 <k>/3)"* / (U, — U,) em relagdo a r/L,. U, é definido como a velocidade média local, U,
a velocidade de entrada do escoamento paralelo de ar, r € o raio do tubo concéntrico e L, é a metade da largura do perfil
de velocidade radial na posi¢do X / D;.
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As Figuras 11 e 12 mostram que a energia cinética turbulenta aumenta rapidamente quando a densidade do jato de
gas ¢ baixa. Além disto, observa-se que a maxima producdo de energia cinética turbulenta obtida para o He e o CO,
encontra-se nas regides de 0,5 <r/L, < 0,7 e r/L, = 1 respectivamente, a mesma faixa que foi obtida por Djeridane et al.

(1996) nas suas medigoes.

Enquanto aos modelos de turbuléncia, nota-se que os modelos de viscosidade turbulenta (os modelos k-¢ e SST)
superestimam a produgdo de energia cinética turbulenta quando comparados com os valores obtidos pelo modelo de
turbuléncia das Tensoes de Reynolds SSG.
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Figura 12. Variacdo da energia cinética turbulenta ao longo do raio do jato de CO, para diferentes afastamentos do
injetor.
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7. Conclusées

A analise numérica realizada neste trabalho permitiu validar modelos adequados de simulagdo para a aplica¢do na
simulagdo de bicos injetores de gas para queimadores atmosféricos.

Os modelos de turbuléncia estudados deixam em evidéncia que o modelo SST (Shear Stress Transport) apresentou
resultados mais proximos aos resultados obtidos por Pitts (1991a e 1991b) e por Djeridane et al. (1996) para nimeros
de Reynolds na ordem de 3950 — 11800.

Apesar de que o modelo de turbuléncia k-¢ tenha apresentado resultados mais proximos aos resultados obtidos por
Pitss (1991a e 1991b) e Djeridane et al. (1996) para os nimeros de Reynolds de 3960 e 7000 respectivamente, este
modelo apresenta suas deficiéncias em reproduzir corretamente escoamentos em jatos circulares (Silva, 2002).

Para escoamentos completamente turbulentos, o modelo das Tensdes de Reynolds SSG torna-se mais adequado na
resolucdo de aspetos do escoamento em jatos.

Mesmo ndo conhecendo-se com exatiddo todas as condi¢des experimentais, acredita-se que as caracteristicas como
a geometria do injetor, a temperatura, as propriedades termofisicas e as condi¢des de contorno tenham sido
reproduzidas corretamente nos dois problemas estudados.
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Abstract

This work focuses the numeric analysis of the flow concentric jets and confined to pipe. The analysis allows to
determine and to validate appropriate models of simulation for the application in the simulation of injectors of gas for
atmospheric burners. In the analysis and design of injectors of gas for atmospheric burners, the values of the field
velocity, pressure and concentration of the flow in the area of the free jet between the injector and the entrance of the
tube venturi are not usually available in the literature and they present difficulties in your measurement for the
configurations used in the applications. Like this, the development of project methodologies based on numeric
simulations and flow models are interesting of the point of view of technological development. Is an important subject
in these simulations been the available turbulence models in commercial codes (the models x-¢, the Reynolds Stress
SSG, Shear Stress Transport SST) are they capable to reproduce the fields of velocity and concentration correctly found
in the applications in atmospheric burners. For the test of performance these turbulence models and the procedures
computations, two problems were selected, whose flows are similar to the found in injectors of atmospheric burners and
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that presented available measurements in the literature. The simulate jets were mixtures of CHy/Ar, CsHg/Ar, CO,/Ar
and He/Ar.

Keywords: Gas injectors, jets, numeric simulation, turbulence models, atmospheric burners.
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Abstract: In this paper, we present an experimental study of the flame stabilization in a radiant porous burner with combined
thermal and fluidynamic mechanisms. In the application of porous radiant burners, usually the flame is stabilized when two or more
layers of porous foams with different structures are used in series. This stabilization occurs solely by heat loss to the external
environment and a basically plane flame is obtained. Here, a perforated plate with a single central injection hole was placed
upstream of the ceramic foams. In this case, the flame develops a rounded, bell type, axisymetric shape and the flammability range
is further extended by the flow acceleration as the flame approaches the premixed gas inlet hole. In order to test the limits of this
approach, burners with different layers of 20 mm thick alumina (Al,O3) and zirconia (ZrO,) ceramic foams, with a diameter of 70
mm, operating with premixed methane and air were tested. The perforated plate promoted a local increase of outflow speed,
preventing flashback for lower flame speeds. It is shown that a properly designed perforated plate, through a combined thermal and
fluidynamic stabilization mechanism, is a simple way of increasing the operation range of radiant porous burners.

Keywords: porous radiant burner, premixed flame, flammability limits, flame stabilization, natural gas.

1. Introduction

The development of radiant porous burner has been encouraged by advantages theses in relation to free flame
burners. According to Hsu (1996), radiant porous burner has high radiation efficiencies, extended lean flammability
limit, good flame stability characteristics and low pollutants emissions. Many of this features was analyzing by
Hardesty and Weinberg (1974) in burners with high heat recirculation. They showed the advantages of excess enthalpy
flame made by heat recirculation of combustion products to unburnt mixture. Was possible burn no inflammable
mixture and fuel with low calorific power.

Takeno and Sato (1979) proposed a simple way to produce excess enthalpy flames inserting a porous, highly
conductive solid into the flame to conduct heat from post flame zone to pre flame zone. This way was tested by Kotani
e Takeno (1982), with a premixed combustion of methane and air in an alumina tubes burner with heat recirculation of
combustion products. They observed the flame stabilized within a porous media in different positions resulting different
heat recirculation rates. The Figure (1) shows a rendering of the gas and solid enthalpy across a flame within a porous
medium, showing the increase of enthalpy in the flame zone as a result of sensible heat recirculation.

A

Hi + Qrec + Qf
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Figure 1. Rendering of the gas and solid enthalpy across a flame within a porous medium, showing the increase of
enthalpy in the flame zone as a result of sensible heat recirculation, where Hi is the initial enthalpy, Qrec is the
recirculated heat and Qf is the energy of the fuel (from Hardesty e Weinberg, 1974).
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Others researchers studied combustion in porous media, especially in radiant porous burners. Know of operational
conditions, pointedly flammability limits, limits of blow off and flashback and radiation efficiencies, is very important
for your study. In this context, the experimental study had been a great importance in validation of numerical model and
prevision of operational range.

Following Barra et al. (2003) the porous burner can have different designs. It is usual, porous burner made with two
layers with different properties. Trimis and Durst (1996) showed that the rate of heat loss from the reaction zone
increases as the pore size decreases, resulting in flame quenching as the pore size is decreased below a critical value.
Therefore, when the combustion takes place within a double layer of ceramic foams, in which the layer located
upstream has pore size below the critical value, there is a tendency of stabilization of the combustion front at the
interface between the two layers. Hsu (1996) calls the layer with small pores as the preheating region (PR) and the layer
with the larger pores as the stable-burning region (SBR).

Hsu et al. (1993) researched numerically and experimentally the premixed combustion of methane and air within a
porous burner made from ceramic foam. The PR was made with 65 ppi and SBR with 10, 30 and 45 ppi. They obtained
a range of flame speed for each equivalence ratio. In all studied equivalence ratios, the flame speed within a porous
medium was higher than the laminar free flame speed for the same conditions. In numerical study, they founded two
different regions of flame stabilization. The first region, near to the interface between layers with different properties
was experimentally confirmed. The second region, near to the exit surface of the burner for environment temperature
close to the burner surface temperature, was not confirmed.

In a similar study, Khanna et al. (1994) measured the CO and NOx emissions and radiation efficiencies of the
porous burner. They looked that NOx/No increase with the increase of flame speed for all studied equivalence ratios. In
general, CO emissions increase with flame speed. However, for a fixed equivalence ratio, the CO is minimum at
intermediate values of the flame speed. The radiant thermal efficiency of the burner decrease with increasing the flame
speed. Hsu (1996) compared the results obtained by Khanna et al. (1994) with a porous burner with a thermal radiation
barrier. He not found differences between results. In this experiment, he used a third layer of ceramic foam upstream of
SBR, called radiation reflection region (RRR). A second stabilization region was got in the interface between SBR and
RRR.

This mechanism for flame stabilization and has been explored by Pereira (2002) in the design of surface and
volumetric porous burners. In this study, he used three thermocouples axial lines for flame structure measurements. He
observed the flame stabilization in the interface between ceramic foams with different properties. Beyond this, he found
a minimum temperature variation in the three lines. This information shows the plane shape of the flame.

Barra et al. (2003) and Barra and Ellzey (2004) studied a porous burner made from two layers of ceramic foams
with different properties. The numerical studies show that the properties of porous matrix influences the limits of
stability and that a good design of porous burner can be find by correct selection of this properties.

Chaffin et al (1991) shows an alternative way of flame stabilization and enlargement of yours stability limits. In
this study, the flame stabilization was controlling by the combined of the interface of different properties of ceramic
foams and a ring shape heat exchanger near of interface. The results show a minimum variation of temperature peak
position and consequently of flame position with flame speed and equivalence ratio variations.

Hayashi et al. (2004) studied a radiant porous burner with large superficial area composed by two layers. The first
layer was made from an insulation perforated plate and avoided the flash back. The combustion reaction occurs in the
second layer made from SiC ceramic foam. The results show that the flame position is constant and near to the
interface. This behavior is due the blockage of heat transferred in the solid in the counter-flow direction at the interface
combined with high flow speed on the interface. However, for low power and low excess air ratio conditions, the flame
stabilizes inside the holes of the perforated plate.

Recently, we proposed a simple way of flame control within a porous radiant burner with large superficial area
(Catapan, 2005). Differently of Hayashi et al. (2004), we used a perforated plate with few holes that decreased the
passage area of the unburnt gases in relation to ceramic foam. The advantage of this design in flame stabilization is that
above each hole the flow expands and decelerates, originating a flame stretch, and the flame position stabilizes where
the local flame velocity equilibrates the flow speed in a mode essentially like a Bunsen burner flame. This fluidynamic
stabilization of flame makes difficult the flash back and expands the flame stability limits range.

In this study, we use a combine thermal and fluidynamic mechanism of flame stabilization. The first stabilization
mechanism present in this radiant porous burner is the thermal stabilization imposed by the presence of a solid matrix,
i.e., heat recirculation and heat loss to the surroundings. A second stabilization mechanism is present when two or more
layers of different porous structures are used together. These two mechanisms are well known from the literature and
are briefly discussed in the previous paragraphs. A third stabilization mechanism is fluidynamic and is related to the
reactants injection in the burner. All these mechanisms are explored in this work to achieve stable and uniform
combustion.

Now, we present an experimental study of a combined mechanism of flame stabilization in a porous radiant burner
based in the porous burner made by Pereira (2002). Here, a perforated plate with a single central injection hole was
placed upstream of the ceramic foams. The flame position and shape were showed by thermocouple measurements
within a porous burner in different flame speeds and equivalence ratios. We show the stability limits and the radiation
efficiencies with the variation of the diameter of the injection hole.
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In the following, the experimental set-up and burner design is described.
2. Experimental set-up
2.1. Experimental apparatus
The Figure (2) presents a schematic view of the apparatus for testing of radiant porous burners. Basically, it is

composed of a burner section, air and fuel supply systems and measurement systems, including temperature
measurement and data acquisition.

Dara acquisition

. ; . r——
Solenoid valves controller '- . soe

Electronic flow meter
and solenoid valve of air

Merthane
(99,5 %) Electronic flow meter
and solenoid valve of methane

Figure 2. Schematic view the apparatus for testing of radiant porous burners.

The air supply system is composed of a check valve, air flow control valve and an electronic flow meter (from
Omega Engineering Inc.), with measurement range between 0 and 500 liters per minute (Ipm) and measurement
uncertainty of + 0.75 Ipm. The fuel supply system is composed by a check valve, solenoid control valve and an
electronic flow meter (from Omega Engineering Inc.) with the measurement range between 0 and 50 Ipm and
measurement uncertainty of + 0.05 Ipm. Air and methane is premixed in a steel tube with 1000 mm length. Type R
(platinum and platinum + 13% rhodium) thermocouples insulated inside alumina beads are used to measure the
temperature within the porous burner. These have measurement range between 50°C and 1768°C and measurement
uncertainty of + 4°C. Values of temperature are recorded by an Agilent 34970. A data acquisition system was interfaced
to a personal computer.

2.2. Burner design
The burner was made with different layers of 20 mm thick alumina (Al,O3) ceramic foams (manufactured by

Foseco Ind. e Com. Ltda.), as shown in Figure (3). The SBR was made with 10 porous per inch (ppi) ceramic foams and
the PR with 40 ppi ceramic foams. All ceramic foams had diameter of 70 mm and 80% of volumetric porosity.
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Figure 3. Schematic drawing of the radiant porous burner.

A perforated plate with a single central injection hole was placed upstream of the ceramic foams, Fig. (3). In this
study, we used two perforated plate with diameter of 17 mm and 35 mm (“D” in Fig. 3).

Two thermocouples lines, each of which with 9 thermocouples, was placed within of ceramic foams as shown in
Figure (3). The central line was placed in the centre of the porous medium and the intermediate line in the half way
between central line and the external cylindrical surface. The thermocouples show where the reaction zone is located,
because a great gradient of the temperature is recorded in this region. For the steady state flame, we will know the
position of flame front and the flame shape. Axisymetric variations in the flame will not be identified, due the only one
thermocouple line in the periphery of the ceramic foam.

Due to the hot bed measure great, it is not possible to know if we are measuring the gas phase temperature or the
solid phase temperature. According to Barra e Ellzey (2004), the flame within porous media is composed by two
regions. In the pre heating zone, the solid phase temperature is highest than the gas phase temperature. In this zone, the
thermocouple is heating by radiation from solid phase and cooler by gas phase. The reaction zone star when the solid
phase and the gas phase temperatures are equals. As from this moment, the thermocouple is heating by the gas phase
and cooler by radiation to solid phase.

2.3. Experimental method

The experimental method used in this work follows Hsu et al. (1993). It consists of choosing a fuel equivalence
ratio and a gas volumetric flow rate that allows for flame propagation within the porous burner. The flame stabilizes in
the SBR in a region near the interface between the PR and the SBR. The equivalence ratio is slowly adjusted to the
desired value and the volumetric flow rate is increased until the upper limit for flame propagation (the blowout limit) is
reached. Then, the burner is reinitialized and the volumetric flow rate is decreased until the lower limit for flame
propagation (the flashback limit) is reached. The larger possible fuel equivalence ratio is limited by the upper
temperature limit for the porous matrix used. Here, the fuel equivalence ratio follows the usual definition as,

("), ®
("),

The flame speed (S,) is calculated dividing the gas flow rate by the burner area. The calculated flame speed by this
method is a reasonable approximation for plane flame shape. However, we observe in this study that the flame shape is
three-dimensional and the real flame speed is very difficult to determine. A flame is considered stable when the
recorded temperatures within the porous burner vary by less than 10°C in ten minutes. The blow off limit is identified as
the flame speed beyond which the flame stabilizes outside the burner and is visually seen as a trembling blue flame at
the burner surface. The flash back limit is defined as the flame speed for which the flame penetrates in the perforated
plate, is identified by increase in the temperature in the thermocouple 19, Fig. (3). The radiation efficiency of the burner
is defined as ratio between the energy emitted by the burner through thermal radiation and the total energy released by

¢=
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the combustion process. We define that the surface temperature of the burner is equal to arithmetic mean of the
temperatures indicated by thermocouples 1 and 10, Fig. (3).

3. Results and discussion

We tested the radiant porous burner with ¢ = 0,55 e ¢ = 0,60. According to experimental procedure, was found the
upper and lower stability limits for burner configurations with perforated plated of 17 mm and 35 mm. The highest total
power obtained was 3,7 kW in ¢ = 0,55 e S| = 53 cm/s and the lower total power was 0,5 kW in ¢ = 0,55 and S =7
cm/s.

Figure (4) presents a temperature profiles across the porous burner with a perforated plate of 17 mm, recorded in
the central line (Fig. 4a) and in the intermediate line (Fig. 4b). The “X” axis represents the non dimensional length and is
equal to x/L where “L” is burner length and “x” is the position. Figure (4a) presents the displacement of the temperature
peak in the central line when the flame speed is increased. According to Pereira (2002), the flame front position is equal
to the temperature peak position. In Figure (4a) we observe that flame front is close to the burner surface for S_ = 40
cm/s. For higher flame speed than this one, i.e., S_ = 50 cm/s, occurs the blow off. This occurs because the higher
radiation heat exchange to the environment by porous matrix when the flame front is near to the burner surface. The
flame front is cooled and your speed is decreased. Figure (4b) presents the temperature profiles across the porous burner
recorded in the intermediate line. We observe that the flame front position is stable with increase the flame speed and
the temperature profile is smoother than the profile in the central line.
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Figure 4. Temperature profiles across the porous burner with a perforated plate of 17 mm, for ¢ = 0,55, recorded (a) in
the central line and (b) in the intermediate line.

In the Figure (4a) we observe that the flame front is close to the downstream surface of the burner for S = 10 cm/s.
For the same conditions, the Figure (4b) doesn’t present a peak of temperature that defines the flame front position.
This shows that flame front only crossed the central line of the thermocouples. When we increased the flame speed, the
flame front in the central line is displacement across the porous medium until the blow off. However, the flame front
position in the intermediate line is constant. The flame develops a rounded and bell shape that is lengthened when the
flame speed is increased.

The variation of the flame front position in the central line was observed when we change the equivalence ratio for
a same flame speed. With the increase of the fuel mass fraction, i.e., increase the total power of the burner, increase the
propagation speed of chemical reaction and the flame front found a new stability position. This behavior is visualized in
the Figure (5) where are presented the temperature profiles across the porous burner with a perforated plate of 17 mm,
operating with S; =30 cm/s, ¢ = 0,55 and ¢ = 0,60, recorded (a) in the central line and (b) in the intermediate line.
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Figure 5. Temperature profiles across the porous burner with a perforated plate of 17 mm, for SL = 30 cm/s, ¢ = 0,55
and ¢ = 0,60, recorded (a) in the central line and (b) in the intermediate line.

In Figure (5) we observe the displacement of the flame front to close of downstream surface of the porous medium
for increase of the equivalence ratio. In this region, the flame front become fixed, because the high flow speed near to
the perforated plate is equal to the chemical reaction speed.

In other experiment, we test the radiant porous burner in the same operational conditions with a perforated plate of
35 mm. In general, the two configurations of the burners present stable flame with same shape, i.e., three dimensional
and bell shape. For lower flame speed (S. < 30 cm/s), the two configurations present the constant flame front position.
However, for S| > 30 cm/s, the configuration with perforated plate of 17 mm presents the flame front position more
close to the upstream of the burner than the configuration with perforated plate of 35 mm. This behavior can be
visualized in Figure (6) where are presented the temperature profiles across the porous burner, operating with ¢ = 0,55,
S, =30 cm/s, recorded (a) in the central line and (b) in the intermediate line.
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Figure 6. Temperature profiles across the porous burner, for ¢ = 0,55, S| = 30 cm/s, with perforated plate of 17 mm and
35 mm, recorded (a) in the central line and (b) in the intermediate line.

Differences between the upper stability limits were found between the two configurations. For ¢ = 0,55, the
configuration with perforated plate of 17 mm presented an upper stability limits in S = 45 cm/s and the configurations
with perforated plate of 35 mm presented in S| = 53 cm/s. Both configurations presented blow off in the central region
of the burner surface according to bell type shape. The differences between two stability limits are due the higher flow
speed by perforated plate of 17 mm than the flow speed by 35 mm. For ¢ = 0,60, don't was found the upper stability
limits due the high temperature of the solid matrix, near to thermal degradation limit of the ceramic foam (1550°C).

Figure (7) presents the radiation efficiencies as a function of flame speed for everyone studied conditions. The
values varied between 20 % and 33% with the highest value in intermediate flame speed. As from S_ = 20 cm/s, the
radiation efficiencies decrease with increase of the flame speed. This behavior was observed by Khanna et al. (1994)
and Pereira (2002). However, a radiation efficiencies decrease when the flame speed is decreased. This is due the lower
surface temperature by radiation heat losses to environment in the lower flame speed (Fig. 4). For higher flame speed
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the total power is increased, however, the radiation efficiencies are decreased because the surface temperature is limited
by adiabatic flame temperature.
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Figure 7. Radiation efficiencies as a function of flame speed for ¢ = 0,55, ¢ = 0,60 and perforated plate of 17 mm and
35 mm.

4. Conclusions

We present an experimental study of the flame stabilization in a radiant porous burner with combined thermal and
fluidynamic mechanisms. Burners with different layers of 20 mm thick alumina (Al,O3) and zirconia (ZrO,) ceramic
foams, with a diameter of 70 mm, operating with premixed methane and air were tested. A perforated plate with a
single central injection hole was placed upstream of the ceramic foams.

The main findings can be summarized as:

1. For the studied operational conditions, the flame develops a rounded, bell type and axisymetric shape.

2. When we increased the flame speed for the same equivalence ratio, the flame front in the central line is
displaced across the porous medium until the blow off. However, the flame front position in the intermediate
line is constant.

3. The variation of the flame front position in the central line was observed when we change the equivalence

ratio for a same flame speed.

Both configurations presented blow off in the central region of the burner surface according to bell type shape.

Differences between the upper stability limits were found between the configurations with perforated plate of

17 mm and 35 mm. The differences are due the higher flow speed by perforated plate of 17 mm than the flow

speed by 35 mm.

6. The radiation efficiencies values varied between 20 % and 33% with the highest value in intermediate flame
speed.

7. The flammability range can be extended by a properly designed perforated plate.

o &
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Resumo. O presente projeto trata da conversdo de um motor Scania DSI 11, originalmente ciclo Diesel, usado para geragdo
estaciondria, para operar num ciclo Otto com gas natural. A conversdo dedicada ou ottolizagdo permite uma melhor performance
do motor e um menor custo de geragdo, possibilitando ao consumidor uma economia de energia ao operar nos horarios de pico
em comparag¢do com as tarifas cobradas pelas distribuidoras. Na faixa de poténcia deste motor (231 kW), ndo existe um similar
nacional. Um estudo econémico da conversdo mostra que seu custo é significativamente menor que a importacdo de um motor do
mesmo porte.

Palavras chave: conversdo, motores, diesel, gas natural.

1. Introducgao

O objetivo desse projeto é oferecer uma alternativa econémica para a geragdo de energia, convertendo o motor
Scania DSI 11 estacionario, a diesel, para o uso dedicado de gas natural, tornando-o totalmente independente do
combustivel derivado do petroleo.

O projeto destina-se a alimentar o motor com gas natural canalizado, fornecido pela companhia distribuidora
de gas, dispensando assim toda a logistica para abastecimento periddico de combustivel. Passa-se a utilizar um
combustivel mais barato, e teoricamente menos poluente que o 6leo diesel.

A conversdo do motor Scania torna-se interessante por permitir uma solu¢do mais barata perante os elevados
pregos de novos motores estacionarios a gas natural, por serem importados e avaliados em dolar.

A ottolizagdo, ou conversdo dedicada, permite que a transformagdo seja mais especifica, possibilitando a
potencializagdo do uso do gas natural como combustivel, fornecendo um possivel ganho de desempenho em relagdo ao
motor original € uma maior economia em energia com relagdo ao fornecimento da rede elétrica e a gerag@o a diesel.

Nesse trabalho sdo descritas todas as alteragdes necessarias para o funcionamento do motor em ciclo Otto,
visando desempenho e economia de combustivel, assim como manter a vida util do motor préoxima a original. Essas
modificagdes abrangem: alteracdo da taxa de compressao para uma adequada ao uso do gas natural; adogdo de sistema
de ignigdo elétrica; alteragdo do sistema de admissdo e escape; adocdo de um novo sistema de alimentagdo para gas
natural; e ajustes para melhoria do sistema de arrefecimento.

O projeto € realizado na pratica em conjunto com a Auto Mecéanica Arapongas, empresa especializada no
reparo de motores e equipamentos de grande porte, proprietaria do motor Scania DSI 11 ¢ interessada na geragdo de
energia a gas natural em suas instalagdes.

2. O Gas Natural

O gas natural ¢ um combustivel formado por uma mistura de hidrocarbonetos leves que, a temperatura
ambiente e pressdo de uma atmosfera, permanece no estado gasoso. O hidrocarboneto principal na composigdo do gas é
o metano (CH.,), responsavel por quase 90% de sua formagao. O etano, o propano, e outros gases como o nitrogénio
(N2), o dioxido de carbono (CO,), o sulfeto de hidrogénio (H,S) ¢ o vapor d’agua (H-O), sdo responsaveis pelo restante
de sua composigdo.

Combustiveis liquidos, como a gasolina e o diesel, sio compostos por hidrocarbonetos mais pesados. A
gasolina apresenta em sua composicao, moléculas de 5 a 12 atomos de carbono. O diesel apresenta moléculas com 12 a
18 atomos de carbono.

Na tabela 1 estdo descritas as propriedades dos principais combustiveis utilizados em motores de combustdo
interna.
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Tabela 1 — Propriedades dos Combustiveis

| FUEL CHARALTERISTICS OF VARIODUS FUELS
METHANE | PROPANE NG GASOLINE (| DIESFL
FORMULA CH, CH, CH, GH,, G Hy
RESEARCH OCTANE 130 112 130 91-33
MOTOR OCTANE # 130 a7 130 a3-90
CETAMNE # -10 5-10 -10 3-14 4085
DENSITY OFLIQ. RUEL
31.78 ) 509 | 2623 / 421 | 4557 / 745 | 50.44) A8
ks 1) | Gegl) ! ! ! !
DENSITY OFGAS
(a2 { (ke fer?) o4 ) E512 | o3z ) soa 275/ 44
BOILING POINT et P (81-454) /
8 | (C) 250 ) -162 | 4442 | -250 /-1e2 (27-240)
LOWER HEATING WA LUE 21483 § 13,832/ 21483 13,344 / 13570 f
(BTUMB) | (k1/kg) 49913 45,233 49,913 42 8581 43,419
EMERGY CONTENT (VOLUME) | 213,300/ | &37500, | 569,200/ | 852,100/ | 950400/
(ETUMS) J (/L) 7875 25,535 21,M3 31,825 35082
ENERGY {wrt) GASOLINE 250, T £5% 100% 110%
ENERGY (wrf) DIESEL 22% &7 £0% 91% 100%
STOICHIOMETRIC A/F RATIO 17.30 1570 17.30 14.7 1500
| FraEs )
HEAT OF VAPRDRIZATION
213/ 507 | 132 /423 | 21a/507 153 123 235
(BTUMb.) | (Ikg) ! ! J — !
BNERGY OF STOICH. MIXTURE
970/3.53 | 103/3.72 | 970/353 | 108 /39
(BTUM) / GAAL) / / / /
ALTD IGNITION TEMP.
8/ (-C) 1004 /540 | @42 /450 | 842 j450 | 428220 | 437)228
PE‘“'E;T;]’;.'EE]E”P' 3254 1790 | 3814 /1990 | 3254 1790 | 3591/ 1977 | 3729 | M54
FLAMMABILITY LIMITS {Val¥a) 5.315 2.1-10.4 1478
DETOMATION LIMITS (el %) | S3-13.5 3.4-35 £3-135 1.1-33
FLAME SPREAD RATE {13.1-19.7)/
(fefs) / {enjfs) (%5
Mal. BURNING VEL. IN STPAIR |{1.21-1.43) /[ {1.41-171) / |{L21-1.43) /| {1.21-1.41}/
i)/ feng's) (37-45) (4352 {37-45) {37-43)
SPECIFIC GRAVITY AT STP {125~ 280) / | { 250-375)
B4 ) 55 | 095 /152 | B4 /.55
(Ib 1) | (ig/m) / / d (24 (45)
QUENCHING GAF TN STF ATR
(in)J {enen) 030/ 2.03 | oM (178 | 080/ 2.3 a7z
FLAME \VISIEILITY, RELATIVE 0,60 060 0.0 100 1.00
FLASH POINT
-306 | -133 125 52
(R / (°C) / /
Fonte: Catalogo Woodward
Tabela 2 — Composi¢do do Gas Natural
Natural Gas
Component Volume (%)
Methane CH, 92.00%
Ethane CH, 3.60%
Propane CH, 1.00%
Butanes CH,, 0.30%
Pentanes CH,. 0.10%
Hexanes CH,. 0.10%
Carbon Dioxide co, 1.00%
Nitrogen M., 1.60%
Total 100.00%

Fonte: Catalogo Woodward [14].
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2.1 - Caracteristicas do Gas Natural
2.1.1 - Mistura Ar-Combustivel

O gas natural, por ser um combustivel em estado gasoso, forma com o ar uma mistura mais homogénea. Essa
caracteristica traz beneficios em relagdo a queima, que se da de forma mais completa. Aliado a isso, 0 motor a gas ndo
apresenta problemas de partida a frio pois ndo ha necessidade de vaporizagdo do combustivel.

2.1.2 - Combustio

O gas natural apresenta algumas peculiaridades em relacdo a sua queima. O metano, componente principal do
combustivel, possui a maior relagdo hidrogénio/carbono dentre os hidrocarbonetos. Essa relagdo é de quatro atomos de
hidrogénio para um atomo de carbono, que tem como principal conseqiiéncia a menor emissdo de poluentes pesados
devido a menor quantidade de carbono presente no combustivel. Esse fator representa reducdes consideraveis nas
emissdes de monoxido de carbono (CO) e de hidrocarbonetos (HC).

Devido também a essa caracteristica, o motor a gas natural apresenta uma menor formacao de depdsitos em seu
interior (carbonizagdo), resultando numa maior duracdo do 6leo lubrificante, e maior durabilidade de componentes
internos (tais como velas, anéis, camisas, etc.) em relacdo aos motores movidos a Diesel.

2.1.3 - Resisténcia a Detonacio

Segundo a portaria N° 104 de 08/07/2002 da Agéncia Nacional de Petroleo, que especifica as propriedades do
gas natural a ser comercializado em todo o territério nacional, o nimero de metano indica a capacidade anti-detonante
do gés natural, sendo seus limites passiveis de comparacdo com a octanagem da gasolina.

O poder anti-detonante de combustiveis liquidos (como a gasolina) ¢ medido através do niimero de octano
(RON ou MON"). Os valores tipicos do niimero de octano do gas natural encontram-se entre 115 e 130, sendo que o
metano puro apresenta 140. Esse valor ¢ bem elevado se comparado ao indice de octanas de outros combustiveis
utilizados nos motores ciclo Otto, como o alcool e a gasolina (tabela 1). Esse fator permite a utilizagdo de elevadas
taxas de compressdo num motor a gas natural, sem acarretar problemas em seu funcionamento. Isso significa que, de
modo geral, a utilizagdo do gas natural permite atingir um rendimento térmico maior nos motores ciclo Otto.

2.1.4 - Emissoes

Tabela 3 — Balango dos Efeitos a Saude e ao Meio-Ambiente da Utilizagdo dos Combustiveis®.

Direct toxic and nuisance Gasoline LPG CNG Diessl

effacts

co [ of+ ++ +

NO, [} [} + -

particulates ol+ + [} /==

lower aldehydes ] a 4+ afes

Long-term toxic effects

PAH o + + R

BTX - 0 o [

lower aldehydes o [} + -

summary -fo o+ + -

Regional and global effects

summer smog . o +

winter smog [} ol+ 0

acidification [} o/+ ol+

GWP -l o ol+ o

summary -fo o/+ ol+ -

Summary of effects

Dir. Toxic [ of+ +Ht ofon

LT Toxie -fo o+ + -

Reg./global -lo of+ ol+ -
(++, + advantages, 0 average, -, -- disadvantages )

Fonte: IANGV [7]

' RON — Research Octane Number; MON — Motor Octane Number.

2 C(Classificagdo dos combustiveis: (++,+) uso vantajoso; (0) médio; (-,--) uso desvantajoso
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Na tabela 3 tem-se um comparativo dos efeitos nocivos da utilizagdo de diferentes combustiveis, seja nos
danos diretos a saude humana ou ao ambiente, poluicdo em longo prazo e efeitos regionais e globais. Numa comparacgao
direta entre o gas natural (CNG) e o diesel, vemos que o primeiro apresenta grandes vantagens principalmente quando
se trata da poluicdo direta do ambiente. O diesel por sua vez apresenta desvantagens em todos os quesitos quando
comparado aos outros combustiveis.

Motores a ciclo Otto, movidos a alcool ou gasolina, emitem maiores quantidades de mondxido de carbono
(CO), hidrocarbonetos (HC) e 6xidos de nitrogénio (NOx). Os motores ciclo Diesel emitem maiores quantidades de
oxidos de enxofre (SOx) e material particulado (fuligem). Em ambos os casos a utilizacdo do gés natural torna-se
vantajosa.

A composi¢do quimica dos combustiveis determina os tipos de gases que sdo emitidos de sua combustdo.
Conforme visto anteriormente, o gas natural ¢ um combustivel menos agressivo ao meio-ambiente que os combustiveis
liquidos, por conter uma menor quantidade de carbono em sua composi¢do. Isso representa que, de um modo geral,
menores emissdes de CO e HC sdo produzidas na combustao do gas, além de retirar dos gases de exaustdo componentes
ciclicos e pesados de cadeia longa, considerados cancerigenos, o que o torna um combustivel menos maléfico a saude.
Além disso, o hidrocarboneto ndo queimado na utilizagdo do gas natural ¢ basicamente o metano, que ndo ¢
considerado toéxico e nem poluente.

A conversao de motores Diesel para gas natural praticamente elimina a emissdo de 6xido de enxofre, aldeidos
e material particulado na atmosfera. Este por sua vez ¢ considerado um dos maiores responsaveis pela poluigdo do ar
nos grandes centros urbanos.

Outro fator que torna o gas natural teoricamente mais limpo ¢ a redug@o das emissdes poluentes liberadas pelos
respiros do motor ou pelo derramamento do combustivel liquido, ocasionando futura vaporizagdo do mesmo no ar
ambiente.

Devido a uma maior quantidade de calor liberada na queima do combustivel (poder calorifico maior), ocorre o
aumento da temperatura de funcionamento da camara de combustdo dos motores movidos a gés natural. Quanto maior
for a temperatura na camara, maior sera a emissdo de NOx, pois o nitrogénio presente no ar reage com o 0xigénio
nessas condi¢des (oxidagdo). Esse fator pode ser controlado limitando-se a temperatura na cadmara de combustdo, seja
utilizando menores taxas de compressio, uma mistura ar/combustivel mais pobre (A > 1,5)°, ou melhorando o sistema
de refrigeracdo do motor. Ainda assim, para um controle satisfatorio de emissoes, ¢ fundamental a instalagdo de um
catalisador de trés vias.

O conjunto dessas caracteristicas torna o gas natural ideal para a alimentacdo de motores utilizados nos grandes
centros, como os que equipam as frotas de 6nibus, permitindo uma melhora na qualidade do ar das grandes cidades, e
conseqiientemente um aumento na qualidade de vida e preservacao da satde da populagao.

2.1.5 - Seguranca

A utilizacdo do gas natural como combustivel ¢ segura, e ndo apresenta risco de acidentes quando manuseado
corretamente. Dentre as caracteristicas que tornam o gas um combustivel seguro, destaca-se:

1 — Limite de Inflamabilidade: a faixa de mistura ar-gas para ocorrer igni¢do ¢ mais elevada que a de outros
combustiveis (5,3 a 15% em volume de gés).

2 — Temperatura de auto-igni¢do: a temperatura de igni¢do do metano ¢ bem superior a dos combustiveis liquidos (450°
O).

3 — Densidade: o gas natural é mais leve que o ar (densidade de 0,65 kg/m?), sendo rapidamente dispersado em caso de
vazamento. Os combustiveis liquidos, por sua vez, depositam-se no chio, formando pogas que podem facilmente se
inflamar.

Além desses fatores, o gas natural ndo ¢ toxico. Como medida de seguranga, o gas ¢ odorizado de forma que
uma concentragdo de 0,5% em mistura com o ar, seja detectada. Essa concentragdo se encontra em niveis bem inferiores
aos minimos necessarios para haver combustao ou para comprometer a saide humana.

2.2 - Aspectos Econdomicos

No Brasil, as reservas provadas de gas natural sdo da ordem de 320 bilhdes de metros cubicos. Conforme
podemos notar no grafico da figura 1, a disponibilidade de gas natural no pais vem crescendo consideravelmente nos
ultimos anos, demonstrando que existe um grande potencial de crescimento da utilizagdo do gas como combustivel
alternativo no setor de transporte, e no setor energético. Este combustivel ja esta disponivel em postos de abastecimento
em diversos municipios, e sera disponibilizado em outros em médio prazo.

A —razdo entre a relacdo ar/combustivel do motor e a relagdo estequiométrica.
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Figura 1 — Reservas Provadas de Gas Natural 1965-2004.
Fonte: ANP.

Segundo Ribeiro, 2001, o Brasil possui um grande déficit no que diz respeito a oferta de dleo diesel no pais.
Sdo importados anualmente cerca de 5,28 bilhdes de litros de 6leo diesel, 15% do consumo total do pais. Este valor ndo
contabiliza ainda a quantidade de petrdleo importado, do qual ¢ retirada grande parte do 6leo diesel consumido, ou seja,
mais cerca de 14,15 bilhdes de litros deste combustivel. Juntando-se o 6leo diesel importado mais o refinado do
petrdleo importado atualmente, tem-se que aproximadamente 54,7% de todo 6leo diesel consumido no Brasil ¢é
importado, ou diretamente como derivado, ou indiretamente como petréleo bruto.

Com isso, tecnologias que reduzam o consumo de 6leo diesel em qualquer percentual sdo extremamente
importantes do ponto de vista macroecondémico do pais (reduzindo as importa¢des ¢ melhorando a situagdo da balanga
comercial brasileira). Outro aspecto importante, que deve ser levado em conta, ¢ que a troca do 6leo diesel pelo gas
natural reduz a dependéncia externa com relag@o ao derivado importado. A redugdo do consumo de 6leo diesel levaria o
pais a um maior equilibrio na sua matriz energética, onde a troca pelo gas natural ¢ uma boa opg¢ao e, ainda, aumentaria
o consumo deste energético na matriz brasileira. Como foi mostrado anteriormente, o gas natural ¢ um combustivel
disponivel no pais e as reservas sao significativas, com grande possibilidade de novas descobertas.

A vantagem econOmica da utilizagdo do gas natural em relacdo ao 6leo diesel depende do prego relativo dos
combustiveis. Atualmente, o gas natural é mais barato que os derivados de petrdleo e o seu prego esta menos suscetivel
a flutuacdes, pois ndo esta diretamente ligado ao preco do barril do petréleo. Outro aspecto econdmico importante ¢ o
alto custo do processamento para a retirada de enxofre do 6leo diesel, que aumenta as vantagens econdmicas do gés.

Na tabela 4 pode-se avaliar um estudo feito em uma frota de onibus da cidade de Sdo Paulo, em 2001, onde se
calcula a economia gerada pela substituicdo completa do dleo diesel pelo gas natural como combustivel da frota.

Tabela 4 — Economia na Utilizagdo do GNV em Frotas de Onibus.

i Frota a Diesel Frota a Gas Matural
Quantidade de dnibus (A 10.156 10.156

Quilometragem dia (B) 200 km/dia 200 kmv/dia

de lVano | 436,11 milhdes de m¥ano |

da frota (F (365 diasfano)* (E)

Gasto anual com o combustivel | RS 337.33 milhdes/ano RS 326.6¢

(G)=(F)*(D) .

Economia anual pela troca de |

diesel por gas natural (

| (Ggas natural

Fonte: Ribeiro .

Paises como Estados Unidos, Austrdlia, Canadd e diversas nagdes européias utilizam alguns instrumentos
econdmicos para aumentar a vantagem do GNV em relagdo ao 6leo diesel. Como por exemplo, uma menor taxagdo do
gas natural. E justo uma taxa superior para um combustivel mais poluente como o diesel, que causa maiores problemas
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ambientais e a saide humana e, nesta logica, aplicar taxas inferiores ao gés natural devido as suas caracteristicas de
queima limpa e de menores impactos ambientais, incentivando a utilizagdo do mesmo. No Brasil, o imposto de
licenciamento anual de veiculos é reduzido para automoéveis convertidos ao gas natural, e ha grande interesse do
governo federal em incentivar a popularizagdo do uso do gas como combustivel.

3. Conversiao de Motores Diesel a Gas Natural

Existem dois tipos bésicos de conversdo de motores diesel para a utilizacdo do gas natural: a ciclo dual e a
dedicada (ottolizag2o).

3.1. Conversao Ciclo Dual (Dual Fuel)

A conversdo ciclo dual ¢ uma tecnologia que utiliza o 6leo diesel e o gas natural em propor¢des varidveis. Em
geral, o gés natural substitui o diesel na faixa de 30 a 80%. O motor passa a queimar gas natural ¢ o diesel continua a
ser injetado na camara apenas para promover o inicio da combustdo da mistura ar-combustivel. Ou seja, ambos os
combustiveis sdo queimados simultaneamente.

A conversdo dual apresenta a vantagem de ndo necessitar troca de componentes do motor original, o que
confere maior flexibilidade e menor custo de investimento.

Em termos de economia de combustivel, o motor dual fuel s6 é vantajoso em baixas cargas de funcionamento,
isto ¢, quando ndo ¢ demandado nem muito torque, nem muita poténcia. Quando o motor necessita de cargas mais
elevadas de trabalho, torna-se imprescindivel a utilizagdo de um maior percentual de dleo diesel na queima.

Uma das grandes desvantagens dessa tecnologia esta na alta emiss@o de poluentes. Por ndo haver a substituigdo
de componentes do motor, como o eixo comando de valvulas, o motor acaba funcionando com um diagrama de
valvulas inadequado para uso de gas natural. Os motores diesel apresentam um grande cruzamento de vélvulas
(overlap), pois admitem apenas ar, sendo adotado para resfriar a camara de combustdo e auxiliar a saida dos gases de
escape, melhorando a eficiéncia volumétrica do motor. Essa caracteristica torna-se indesejada em motores alimentados
com gas natural, pois esses passam a admitir mistura ar-combustivel, e ndo apenas ar. Isso faz com que uma grande
quantidade de mistura ndo queimada seja jogada para fora da cdmara, indo queimar-se no cano de escapamento. Essa
queima incompleta gera grande emissdao de monéxido de carbono e hidrocarbonetos pelo motor ciclo dual.

3.2. Conversao Dedicada (Ottolizagao)

A conversdo dedicada trabalha com a total substituicdo do o6leo diesel pelo gas natural. Com isso, o motor
deixa de ser ciclo Diesel, para ser transformado em ciclo Otto, dai o nome de ottolizagao.

Essa transformacdo demanda a troca e/ou usinagem das pecas originais do motor, como o eixo comando de
valvulas, pistdes e cabegotes, sendo esse processo especifico para cada tipo de motor. Essa mudanga se deve ao fato do
motor a gas natural trabalhar a uma taxa de compressdo mais baixa, além de necessitar da instalagdo de um sistema de
ignigdo elétrica (incluindo velas), onde o motor deixa de ter ignigdo por compressdo (ICO) para ter ignigdo por centelha
elétrica (ICE).

Por ser uma conversdo mais especifica e detalhada, permitindo a potencializagdo do funcionamento do motor
com o gas natural, geralmente consegue-se desempenho proximo ao original do motor, além de apresentar uma
consideravel economia de combustivel, em relagdo a tecnologia dual, pois torna o sistema totalmente independente do
oleo diesel.

Apesar de representar um custo de investimento mais elevado que a conversdo dual, a ottolizagdo pode ser
totalmente reversivel, caso o proprietario do motor ndo se desfaga das pegas originais. Esse fator torna-se interessante
para o caso de revenda para uma localidade que ndo tenha fornecimento de gas natural.

Os motores ottolizados também sdo menos poluentes que os motores ciclo dual, apresentando menores
emissdes de mondxido de carbono, ja que na transformacdo dos mesmos ocorre a troca do eixo comando de valvulas,
eliminando assim o problema causado pelo grande cruzamento de véalvulas original dos motores diesel. Além disso, os
motores funcionando a 100% de gas natural permitem a instalagdo de catalisadores especificos para motores Otto, que
reduzem consideravelmente as emissoes de poluentes.

3.3. A Ottolizacao do Motor Scania DS11

Para o projeto de ottolizag@o, foi selecionado o motor Scania DSI 11 de 11 litros, 6 cilindros, estacionario, para
utilizacdo na geragdo de energia elétrica.
Esse motor pertence & mesma familia da Scania que compreende os motores:
- D11: a versao aspirada
- DS 11: versdo turbinada
- DSI 11: versdo turbinada com intercooler
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Os motores tém a mesma cilindrada, e compartilham a maior parte das pecas, diferenciando apenas a presenca
do turbo-compressor e do intercooler. A versdo turbinada tem uma taxa de compressao de 15:1, enquanto que a versao
aspirada apresenta taxa de 16:1, devido ao uso de pistdes diferentes.

O modelo DSI 11 foi selecionado por apresentar uma poténcia superior ao aspirado, o que ¢ desejado na
geracdo de energia elétrica industrial. Outra vantagem ¢é que a presenga do intercooler no sistema de admissdo faz com
que a temperatura da mistura ar/combustivel admitida seja reduzida de maneira consideravel. Esse fator resulta, além do
ganho de poténcia, numa reducdo na temperatura de funcionamento do motor, que ¢ recomendavel em um motor a gas
natural, devido ao seu maior poder calorifico em relagdo ao 6leo diesel.

Nesse projeto, o motor passard a trabalhar 100% a gés natural, sendo alimentado diretamente pelo gas de rua
fornecido pela companhia estadual distribuidora de gas (CEG). Com isso, o sistema passa a ser independente do
abastecimento periddico de combustivel, seja ele o 6leo diesel, ou o proprio gas natural estocado nos tradicionais
cilindros de alta pressdo. O sistema de alimentacdo passa entdo a dispensar a aquisi¢cdo de cilindros de alta pressao,
além de valvulas de abastecimento, e valvulas redutoras de alta pressdo, tornando-se uma conversao dedicada de menor
custo.

Para isso, sdo necessarias as seguintes alteragoes:

1. Usinagem de cabegotes e pistdes.

2. Adocdo de sistema de ignicao elétrica: bobinas, controlador de igni¢@o, disco de fase, cabos de vela, velas de
ignicdo e sensor de ponto.

3. Retirada do sistema de alimentagao original: bicos injetores e bomba injetora.

4. Usinagem do eixo comando de valvulas.

5. Adogdo de um novo sistema de alimentagdo de géas natural: misturador, valvula redutora de pressdo,
controlador de mistura ar-combustivel, sonda lambda.

6. Adogdo de um novo sistema de controle de velocidade: instalagdo de um novo controlador de velocidade,
proprio para o gés natural.

Na tabela 5 encontram-se as especificagdes gerais do motor DSI 11 a ser ottolizado. Na figura 2, encontra-se a
faixa de pressdo do turbo, de acordo com a rotagdo do motor. Como o motor ¢ para uso estaciondrio (operacdo
continua), ¢ necessario se ater aos valores apresentados a velocidade de 1800rpm (pressdo maxima do turbo a 0,7 bar,
aproximadamente).

Tabela 5 - Especificagdes do Motor Scania DSI 11

Motor Scania DSI 11

- Numero de Cilindros 6

- Cilindrada 11,02litros

- Didmetro do cilindro 127mm

- Curso do pistio 145mm

- Taxa de compressao 15:1

- Poténcia maxima a operagdo intermitente 247 kW (331hp) @ 2200 rpm

- Poténcia maxima a operagdo continua

231 kW (310hp) @ 1800 rpm

- Torque maximo a operacdo intermitente

1130 N.m (115 kgf.im) @ 1300 rpm

- Torque maximo a operacdo continua

1020 N.m (104 kgf.m) @ 1300 rpm

- Consumo especifico de combustivel

206 g/kWh @ 1800 rpm

- Didmetro da valvula de admissdo 54mm

- Didmetro da valvula de escape 45mm

- Tempo de valvulas :
Abertura de admissao 30° antes do PMS
Fechamento de admissdo 26° depois do PMI
Abertura de escape 64° antes do PMI
Fechamento de escape 28° depois do PMS

Fonte: Catalogo Scania [15].
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Figura 2 — Faixa de pressao do turbo do motor.

Fonte: Catalogo Scania [15].
4. Definindo a Mistura Ar/Combustivel

A relagdo ar/combustivel estequiométrica é aquela na qual a queima do combustivel se da por completo, ndo
havendo excesso de ar, nem de combustivel. Essa relagdo pode ser entre os volumes (volumétrica) ou entre as massas
(massica). Os valores sdo distintos devido a diferenca entre as densidades do ar e do gas natural.

Para o gas natural, temos os seguintes valores:

- A/C estequiométrica volumétrica = 9,5
- A/C estequiométrica massica = 17,3

A variavel A representa a razao entre a relagdo ar/combustivel do motor e a relagdo estequiométrica do combustivel.
Na tabela 6, temos que, para mistura pobre, onde ha excesso de ar, A>1. Para mistura rica, ha excesso de combustivel na
queima, e A<l.

Tabela 6 — Misturas Ar/Combustivel

Mistura A
Rica <1
Pobre =1

Estequiométrica =1

Os motores a diesel convertidos ao uso dedicado do gés natural, podem trabalhar com mistura pobre (Lean
Burn) ou com mistura estequiométrica, cujas caracteristicas sao descritas a seguir.

4.1. Motores de Mistura Pobre - Lean Burn
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Motores Lean Burn sdo aqueles que utilizam mistura ar/combustivel pobre, ou seja, funcionam com excesso de
ar (A>1,5). Esse tipo de configuracdo visa basicamente economia de combustivel em detrimento do desempenho.

Conforme ja discutido no capitulo 2, os motores movidos a gas apresentam aumento na temperatura da cdmara
de combustio devido a maior quantidade de calor liberada pela queima do combustivel. O aumento da temperatura
provoca a oxidagdo do nitrogénio do ar durante a combustdo, o que resulta num aumento nas emissdes de 6xidos de
nitrogénio (NOX).

Ao funcionarem com excesso de ar, os motores de mistura pobre apresentam menores temperaturas na cimara
de combustdo, pois queimam uma menor quantidade de combustivel para um mesmo volume de mistura admitida,
liberando menos calor. Com isso, apresentam um controle maior das emissdes de NOx, como mostra a figura 3.
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Figura 3 — Relagdo entre a mistura ar/combustivel e as emissdes de poluentes para motores a gas natural.
Fonte: IANGV.

Além desse controle da temperatura, esses motores apresentam a vantagem de terem baixo consumo de
combustivel, devido a mistura ar/combustivel pobre.

Em contrapartida, esse tipo de configuracdo apresenta elevadas emissdes de metano, THC na figura 3. O fato
de o motor funcionar com mistura pobre impossibilita a utilizacdo de alguns tipos de catalisadores, que sdo projetados
para trabalharem com misturas estequiométricas. Esse fato compromete a utilizagdo desses motores atualmente devido
as rigorosas normas internacionais que regulamentam as emissdes de poluentes.

Além disso, por queimarem menos combustivel, esses motores apresentam desempenho consideravelmente
menor que o apresentado pelo motor diesel original. Por isso, esse tipo de configura¢do ¢ mais indicado para motores
turbinados, onde a perda de desempenho nao ¢ tdo consideravel.

4.2. Motores Estequiométricos

Esse tipo de motor utiliza mistura ar/combustivel estequiométrica (A=1), sem excesso de ar ou de combustivel.
Por queimarem uma maior quantidade de combustivel, para um mesmo volume de mistura admitida, o motor regulado a
mistura estequiométrica produz mais poténcia que um motor similar de mistura pobre.

Como a queima nesse caso se da por completo, esse motor apresenta baixas emissoes de hidrocarbonetos (HC)
¢ de monodxido de carbono (CO). A emissdo critica nesse caso ¢ a de 6xidos de nitrogénio (NOx)(conforme a figura 3),
devido a um funcionamento mais quente desses motores, por queimarem maior massa de combustivel, em especial os
alimentados a gas natural, pelo seu maior poder calorifico. Todavia, a emissdo desse poluente pode ser reduzida a
valores proximos zero com a instalacdo de um catalisador de trés vias.

- Catalisador de Trés Vias (Three Way Catalystic):

O catalisador de trés vias ¢ assim denominado por ser responsavel pela reducdo nas emissdes dos trés
principais agentes poluidores em motores ciclo Otto: 0 monodxido de carbono (CO), os 6xidos de nitrogénio (NOx) e os
hidrocarbonetos (HC). Devido a sua alta eficiéncia no controle de emissdes, esse tipo de catalisador equipa todos os
automoveis a gasolina produzidos atualmente.

No caso de motores alimentados a gés natural, o metano, junto com outros hidrocarbonetos, forma um grupo
de hidrocarbonetos totais (THC). Tanto as emissdes de THC como de monodxido de carbono provem da queima
incompleta do combustivel usado, seja na cdmara de combustdo por uma mistura impropria de ar/combustivel ou pelo
fato de que uma parte da mistura, préxima as paredes da cdmara, ndo queima.
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Um catalisador de trés vias converte a maioria dos hidrocarbonetos ¢ o0 monoxido de carbono em didxido de
carbono e agua, ao mesmo tempo os 6xidos de nitrogénio sdo catalisados pelo nitrogénio.

Tabela 7 - Comparativo das Emissdes (em g/kWh) dos Onibus Movidos a Gas Natural e a Oleo Diesel no Brasil*.

ONIBUS co HC NO,
Modelos em uso em 1993
Diesel (aspirado) 3,81 0,80 11,07
GNV (aspirado) 10,75 244 20,7
GNV (com catalisador) 1,18 1,50 0,99

Modelos desenvolvidos e
em uso a partir de 1993

Diesel (turbo) 4,5 14 8,0
GNV (turbo) 7,11 3,65 2,08
GNV (com catalisador) 0,40 ° 0,45 2,08

Fonte: Ribeiro, 2001.

Na tabela 7 pode-se notar a grande reducdo nas emissdes de poluentes com a instalacdo do catalisador em
onibus movidos a gas natural, principalmente nos motores turbinados. O motor torna-se bem menos poluente que o
similar a diesel, e o original a gas, sem catalisador.

Conforme figura 4, esse tipo de catalisador ¢ projetado para trabalhar com gases de combustdo de misturas
proximas a estequiométrica (faixa pontilhada - Stoich). Quanto mais distante for o lambda do valor 1, menor sera a
eficiéncia do catalisador, e maior sera a carga de metal na construgdo do mesmo. Esse fato inviabiliza a aplicacdo em
motores de mistura pobre (Lean Burn).

Lean Bwich  Rich Lean Gioich  Rich
Fuel Equivalence Ratio § Fuel Equivalence Ratio ¢

A B

Figura 4 — Emissoes sem o uso de catalisador e com o uso de catalisador.
Fonte: IANGV.
4.3. A Mistura Ar/Combustivel do Motor Scania DSI 11 Ottolizado
Devido a um melhor desempenho apresentado pelos motores estequiométricos, desejado na gerag@o de energia,
e por apresentarem a possibilidade de futura utilizagdo de um catalisador de trés vias, permitindo que o motor ottolizado
cumpra com as normas de emissdes vigentes, foi determinada a utilizagdo de mistura ar/combustivel estequiométrica
para o motor Scania DSI 11 a gas natural.

5. A Taxa de Compressao para o Motor a Gas Natural

A taxa de compressdo de um motor ¢ a relagdo entre o volume do cilindro, quando o pistdo se encontra no
ponto morto inferior (V1), e o volume do mesmo quando o pistdo se encontra no ponto morto superior (V2).

4

Limite de emissdes estabelecido pela norma Euro II: CO — 4,0 g/kWh; HC — 1,1 g/lkWh; NOx — 7,0 g/kWh.
(Ribeiro, 2001)
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Quanto maior for a taxa de compressao, maior serd o rendimento térmico do motor, conforme figura 5, para
diferentes valores de y °.
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Figura 5 — Grafico Taxa de Compressao (r.) X Rendimento Térmico (7 ;s), para motores ciclo Otto.
Fonte: Heywood

Os motores Diesel, por terem sua ignigdo iniciada pela compressdo do motor, costumam ter taxas elevadas (de
15:1 a22:1), e por isso, maiores rendimentos.

Nos motores ciclo Otto, uma mistura ar/combustivel (¢ ndo apenas o ar) é comprimida no cilindro. Essa
mistura entdo pode entrar em combustdo, fora do ponto determinado, sem o acionamento da centelha elétrica, devido as
altas pressdes e temperaturas atingidas na camara de combustio. Esse fenomeno pode comprometer o desempenho ¢ a
durabilidade do motor. Por essa razdo, esses motores t€m taxas de compressdo mais baixas, limitadas principalmente
pela capacidade anti-detonante do combustivel a ser comprimido.

Em alguns casos de motores ottolizados, a temperatura do motor também ¢ um fator limitante da taxa de
compressdo. Como o gas natural tem seu poder calorifico mais elevado que o do 6leo diesel, uma maior quantidade de
energia ¢ liberada para uma mesma massa de combustivel. Conseqiientemente, uma maior quantidade de calor ¢
transmitida para as pecas internas do motor e para o liquido de arrefecimento, podendo, em alguns casos, ocasionar
desgaste e quebra do equipamento. Assim, alguns fabricantes optam por utilizar taxas de compressao mais baixas, para
diminuir a temperatura da mistura ar-combustivel antes da combustio, fazendo o motor trabalhar mais frio.

Todavia, segundo Heywood, essa queda no fluxo de calor para o liquido refrigerante, ¢ conseqiiente
diminui¢do na temperatura do motor, devido ao uso de menores taxas de compressdao, ¢ muito modesta. Isso porque,
nesses motores, 0 gas ¢ menos comprimido durante a fase de compressdo, mas também se expande menos, durante a
fase de expansdo. Isso resulta numa queda pequena da temperatura média do ciclo.

Assim, acaba-se perdendo muita poténcia e rendimento do motor, em troca de um funcionamento a uma
temperatura pouco menor. Por essa razao, opta-se por utilizar no motor Scania DSI 11 a maxima taxa de compressao
admissivel pelo poder anti-detonante do gés natural, deixando que a diminui¢do da temperatura do motor seja efetuada
por mudangas no sistema de arrefecimento (capitulo 9), caso essa elevacdao de temperatura de funcionamento seja
realmente verificada na pratica.

Utilizando uma taxa de compressdo mais elevada pode-se aproveitar a0 maximo o poder calorifico do gas
natural, devido ao maior rendimento térmico do motor. Motores veiculares convertidos a gas natural apresentam queda
no desempenho justamente por ndo aproveitarem por completo a capacidade energética do gas, ja que o mesmo deve
funcionar a taxa de compressdo original do carro a gasolina, que ¢ baixa. Como nesse projeto de ottolizagdo, o motor

° Y —Razdo entre calor especifico a pressdo constante (Cp) e calor especifico a volume constante (Cv). Para o ar, a

temperatura ambiente, a razao ¢ de 1,4.
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funcionara exclusivamente com gads natural, podemos otimizar o seu desempenho para esse combustivel
especificamente.

Solucdes que busquem um aumento do rendimento térmico do motor se refletem em baixo consumo de
combustivel e conseqiientemente redugdo na emissdo de poluentes para a atmosfera.

5.1. Calculo da Alteracao na Taxa de Compressao
5.1.1. Determinacio da Taxa de Compressio de Trabalho

Quanto maior for a taxa de compressao utilizada no motor, maior sera a temperatura e a pressao no interior da
camara de combustdo. Esse fato exige que o combustivel utilizado no motor tenha uma maior resisténcia a detonacao,
suportando as condi¢des de funcionamento e iniciando sua queima apenas quando ocorrer a centelha da vela de ignigéo.

Conforme visto no capitulo 2, o poder anti-detonante dos combustiveis pode ser medido através do niimero de
octano (método RON ou MON). No caso do gas natural, essa caracteristica ¢ avaliada através do nimero de metano.
Esse valor equivale a porcentagem de metano na composi¢do do gas, tendo valor 100 para o metano puro. Uma relagdo
entre a octanagem e o niimero de metano do gés natural pode ser avaliada através da equacdo 1.

NO = 0,679 x NM + 72,32 (1)

Onde: NO — Numero de octano (MON).
NM — Niamero de metano.

Os valores tipicos do nimero de octano do gas natural encontram-se entre 115 € 130 ©, sendo que o metano
puro apresenta 140. Indice que pode ser confirmado utilizando a equagio 1. De acordo com a tabela 1, o nimero de
octano ¢ de 130 para o gas natural, em ambos os métodos, RON e MON.

Esse fator permite a utilizagdo de elevadas taxas de compressdo num motor a gas natural sem acarretar
problemas em seu funcionamento, tornando esse combustivel o mais eficiente dentre aqueles utilizados nos motores
ciclo Otto.

No grafico da figura 6, podemos notar a influéncia da taxa de compressdo no requerimento da octanagem
(indice minimo), em motores Otto.

NUMERO DE OCTANO PESOQUISA

[ 7 g G 10 11 12 13 14
TAXA DE COMPRESSAD

Figura 6 — Grafico Taxa de Compressao x Numero de Octano.
Fonte: Farah.
Convertendo o grafico numa férmula, para obter a extrapolacdo, temos:

NO=4xRp+584 )

8 Segundo a Portaria N° 104 de 08/07/2002 da ANP (Agéncia Nacional de Petroleo), em anexo.
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Onde: R, —taxa de compressdo.
NO — Numero de octano.

Calculando através da equacdo 2 a taxa de compressdo maxima admissivel correspondente para o gas natural
de menor octanagem (menor nimero de metano), tem-se Rp = 14,15. Logo, considerando como limite de seguranga a
utilizagdo de gas natural com numero de octano correspondente a 115 (porcentagem de metano de 62,85% em sua
composi¢do), temos que uma taxa de compressao de 14:1 € o ideal para o motor Scania convertido a gés natural. Dessa
maneira obtém-se um motor que trabalha teoricamente sem sofrer detonagdo, mesmo quando operando com um gas
natural de menor poder anti-detonante.

Segundo a CEG , o niimero de metano do gés canalizado fornecido pela companhia ¢ de 87,35, especificado
em contrato. Esse valor corresponde, pela equagdo 1, a um indice de octanagem de 131, e uma taxa de compressdo
maxima de 18,3:1, pela equagdo 2, o que oferece uma boa margem de seguranga para o motor DSI 11 ottolizado
utilizando taxa de 14:1.

5.1.2 - O Volume da Camara de Combustdo

Para alterar a taxa de compressao do motor, deve se modificar basicamente o volume da cdmara de combustao.
A taxa ¢ dada pela seguinte formula:

R,=V,=1+ (V)
V, V, 3)
Onde: R, — taxa de compressao.
V, — volume do cilindro com o pistdo no ponto morto inferior.
V> — volume da cdmara de combustao.

V. — volume deslocado por cilindro.

De acordo com a formula, a taxa de compressdo ¢ reduzida quando se aumenta o volume da camara de
combustdo. Para a cilindrada por cilindro, tem-se:

V.=V, = 1.836.666,67 mm’ )
6

Com as taxas de compressao determinadas, pode-se entdo calcular o volume tedrico da camara de combustdo
para as diferentes configuragdes de motor, através da equagdo 3:

- Motor DSI 11 ciclo Diesel (R, = 15):

Vopieser= 1.836.666.67
14

VZDIESEL = 131190,5 l'Ill'l'l3
- Motor DSI 11 ciclo Otto a gas natural (R, = 14:1):

Vaon = 1.836.666.67
13

Vaon = 141.282,1 mm’
5.1.3/ Calculo da Taxa de Compressido Real

Para calcular a taxa de compressdo, é imprescindivel utilizar as medidas reais do motor. Com os dados do
catalogo do fabricante e as medidas originais obtidas no pistdo, foram desenhados o pistdo e o cilindro do motor no
software AutoCAD. Utilizando a ferramenta Inquiry (que avalia propriedades de volume e massa dos desenhos em 3D),
consegue-se avaliar os diferentes volumes constituintes da cdmara de combustdo, e pode-se determinar qual deles
podem ser alterados.

E importante observar o perfil da cabeca do pistdo, caracteristico dos motores Diesel, que deve ser copiado
fielmente no desenho. Além disso, ¢ preciso considerar o formato da parte superior da camara, que faz parte do
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cabecote, assim como as folgas existentes no cilindro. Todas essas medidas sfo fundamentais para calcular com
precisao a taxa de compressao real do motor Scania DSI 11.

Apbs isso, o volume total da camara de combustio é separado em quatro partes a serem calculadas: Va, Vb, Vc
e Vd.

Figura 7 - Pistdo original do motor Scania DSI 11.

Do catalogo do fabricante do motor, temos os seguintes dados, referente ao motor DSI 11, que sdo uteis para o
célculo da taxa de compressao:

- Diametro do topo do pistdo (da face superior até o anel de compressao): 125 mm

- Didmetro maximo do cilindro: 127,025 mm

- Folga méxima entre a face superior do pistdo e a face do cabegote, no PMS: 1,15 mm
- Diametro da valvula de admissdo: 54 mm

- Diametro da valvula de escape: 44 mm

- Diametro externo da sede de valvula de admissdo: 56 mm

- Diametro externo da sede de valvula de escape: 52 mm

- Folga maxima entre a face do cabegote e a face da valvula: 0,75 mm

- Altura da sede: 3,6 mm

Essas medidas sdo entdo inseridas no desenho do AutoCAD (figura 8), onde sdo incluidas todas as folgas no
célculo do volume da cAmara de combustdo, que por fim fornecera a taxa de compressdo do motor.
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Figura 5.4 - Desenho da cabeca do pistdo original do motor Scania DSI 11 [mm].
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Figura 9 - Representagdo grafica dos volumes constituintes da camara de combustao do motor.

- Calculo de Va e Vb:

Conforme a figura 9, os volumes Va e Vb representam o volume da cdmara que estd contida no pistdo. A
primeira medida € o volume do recipiente no topo do pistdo, em vermelho, que foi desenhada com as medidas originais
do pistdo. A medida Vb ¢ referente a folga entre a cabecga do pistdo e camisa do cilindro, acima do anel de compressao,
em azul.

Calcula-se entdo o volume do cilindro bruto (dentro do qual é desenhado o pistdo) e subtrai-se o volume do
pistdo. A diferenga entre esses dois volumes, fornece os volumes Va e Vb que estdo contidos no pistao:

Va+ Vb = Vo — Viisao = 2.026.829,9 — 1.913.216,5 = 113.613,4 mm’ ®)

Onde: Vi — Volume do cilindro bruto no interior do qual € desenhado o

pistdo.
Viisio — Volume do pistdo do motor Scania DSI 11.
- Calculo de Ve:

O volume Vc representa o volume da camara de combustio referente a folga entre a face superior do pistdo e o
cabegote, em amarelo na figura 9. Do catalogo do motor, temos folga maxima de 1.15 mm. Multiplicando esse valor,
pelo diametro do cilindro, temos o volume Vc:

Ve =14.573,5 mm’
- Calculo de Vd :

O volume Vd representa o volume da cdmara referente ao alojamento das valvulas de admissdo e descarga,
considerando também a folga entre as mesmas e as sedes. Das medidas apresentadas no catalogo do motor, calcula-se o
volume da camara de combustéo referente aos alojamentos das valvulas:

Vd, = 2.029,9 mm’ (escape)

Vd, =2.129,9 mm® (admissio)
O volume total da camara de combustdo equivale a soma dos volumes:

V,=Va+Vb+Vc+Vd +Vd,

V,=138.922,7 mm’
Com o volume da cdmara calculado, aplica-se na equagdo 3 para obter a taxa de compressao:
R,=1+V,=1+1.836.666,67=1+ 13,87 = 14,87
Vs 132.346,7
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Com esse resultado, ¢ obtida uma excelente aproximagao para a taxa de compressao do motor DSI 11 original.
Levando-se em conta de que foram consideradas as folgas maximas nos célculos dos volumes. Para motores mais
novos, com folgas menores, essa taxa ¢ ainda mais proxima da relagdo 15:1.

5.1.4. Volume a ser alterado

Para a alterag@o da taxa de compressdo, o dado que realmente interessa ¢ o AV a ser acrescido na camara de
combustdo, capaz de reduzir em uma unidade o valor da taxa. Com o valor desejado de 14:1, calcula-se a alteracdo para
o motor original, através da equagdo 6:

AV = VZGN — VZDIESEL = 141282,1 — 131190,5 = 10091,6 I'l’lIIl3 (6)

Onde: AV — volume a ser acrescido na cAmara de combustdo para alteragdo da taxa de compressdo [mm’].
Vaen — volume da cdmara de combustdo para o motor ottolizado.
Vapieser — volume da camara de combustdo do motor original.

Dos volumes da camara de combustao citados anteriormente (Va, Vb, Vc e Vd), € possivel optar dentre esses,
qual modificar para obter a taxa desejada. Para essa selec@o, é necessario considerar dois pontos de vista: um técnico e
um econdmico.

Do ponto de vista técnico, tem-se que, os volumes Vb, Vc e Vd, estdo diretamente ligados as folgas de pistdo,
cabegote e valvulas. Com isso, eles estdo sujeitos a mudangas de acordo com o desgaste do motor, o que torna
impreciso o controle dos mesmos. O volume Va, por sua vez, depende somente da estrutura da cabega do pistdo, sendo
o mais indicado para a modificagdo.

Do ponto de vista econdmico, ¢ necessario considerar o custo das pecas envolvidas no trabalho, nesse caso,
pistdo e cabecote. Considerando a possibilidade do projeto de um kit reversivel, esse custo torna-se primordial, pois
requer a compra de novas pegas para a conversdao. Apds consulta no mercado, sdo obtidos os seguintes precos, para
pecas novas’:

e Pistdo Scania DSI 11 — R$ 500,00 (unit.) - R$ 3.000,00 (jogo de 6 pistdes)
*  Cabecote Scania DSI 11 — R$ 6.333,00 (unit.) — R$ 12.666,00 (jogo de 2 cabecotes)

Conclui-se entdo que ¢ mais vantajoso alterar o pistdo. Além de mais barato, ¢ uma pega mais leve e menor, o
que torna a sua usinagem mais simples e menos dispendiosa.

O conjunto desses fatores indica que se deve alterar o volume Va, da cAmara contida no topo do pistdo para
atingir a taxa de compressao desejada.

5.1.5. Alterando Va

Com a alteragdo do volume da camara do pistdo (Va), pode-se modificar a sua geometria para uma mais
proxima aquela caracteristica dos motores ciclo Otto.

Nos motores Diesel, devido a sua caracteristica de ter a mistura ar/combustivel formada durante a fase de
combustdo, a estrutura da camara ¢é projetada para provocar o turbilhonamento do ar. Esse fato, aliado ao
posicionamento do bico injetor, ¢ responsavel pela formacdo de uma mistura mais homogénea, que resulta numa
combustdo mais eficiente. No caso do motor Scania, o pistdo ¢ denominado restrito, porque a mistura ¢ prensada
radialmente para dentro da cdmara do pistdo, quando o mesmo estd proximo ao ponto morto superior, conforme
indicado na figura 10.

Pistao restrito

Figura 10 — Geometria do pistdo restrito.

Fonte: Smith.

" Consulta feita a Equipo, revendedor autorizado Scania no Rio de Janeiro, em junho de 2005.
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Por essa razdo, os pistdes dos motores Diesel sdo diferentes aos dos motores Otto. Esses apresentam uma
geometria mais simples, com o topo do pistdo geralmente plano ou levemente oval (dependendo do posicionamento da
vela de ignicdo), ja que a mistura ar/combustivel nesse caso ¢ formada antes da admissdo. Nos motores Otto, o projeto
da camara de combustio também esta ligado diretamente a possibilidade de ocorréncia de auto-igni¢do, onde se deseja
uma geometria que evite a formacao de pontos quentes e de alta pressdo na cimara.

Analisando a geometria da cabega do pistdo, nota-se a possibilidade de retirada de material na extremidade do
recipiente contido na pe¢a, mudando sua caracteristica restrita. Usinando um raio que una a face interna do recipiente ¢
a face superior do pistdo, um volume de material consideravel ¢ retirado, e torna-se a face do pistdo mais adogada que a
original, conforme podemos notar na figura 11.

Figura 11 — Desenho em 3D do perfil do topo do pistio original e o perfil do novo pistdo a ser usinado.

Essa modifica¢do na camara ¢ desejada devido a tendéncia de auto-igni¢do dos motores ciclo Otto, com taxa de
compressdo elevada. A borda da camara, devido a sua forma (aresta de 90°) e sua proximidade do ponto de
centelhamento da vela, apresenta temperaturas mais elevadas, em relagdo as outras partes do pistdo, se tornando uma
area da camara com provavel surgimento de pontos quentes, responsaveis pela ocorréncia da auto-ignicao.
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Figura 12 - Perfil de temperaturas de um pistdo em aluminio, movido a Diesel.
Fonte: Brun.
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Na figura 12 podemos notar o perfil de temperaturas em um pistdo de motor a Diesel, em aluminio, de 120
milimetros de didmetro, com camara semelhante ao pistdo do Scania DSI 11. Nota-se que, durante o funcionamento, a
borda da camara ¢ o ponto mais quente do pistao, apresentando temperaturas de até¢ 280° C. Como o gés natural tem um
poder calorifico maior que o 6leo diesel, essas temperaturas podem ser ainda mais elevadas, pelo fato do combustivel
liberar mais calor em condigdes similares de funcionamento. Para amenizar esse efeito, o ideal seria trabalhar a borda
da camara, onde passariamos a ter temperaturas menores na face superior do pistdo, preservando o material da pega e
prevenindo o surgimento de pontos quentes na camara.

Outro fator importante a se considerar, ¢ a possibilidade do aparecimento de trincas originadas radialmente na
borda da camara de combustdo. Por ser a parte mais quente, e ser circundada pelas regides menos aquecidas, a borda
pode nao se expandir como deveria, de acordo com o coeficiente de dilatagdo térmica e a temperatura atingida. A inica
opecdo ¢ a dilatagdo do material na direcdo da superficie livre (centro do pistao). O limite de elasticidade do material,
que ¢ mais baixo em altas temperaturas, pode entdo ser excedido, ocasionando uma deformagao plastica na forma de
acumulo de material, ou uma concentragdo na periferia da camara. O pistdo, ao se resfriar até a temperatura ambiente,
apos o desligamento do motor, permanece com essa deformacao, criando tensdes de tragdo, que conduzem as trincas na
borda da camara.

Por essa razdo, ao modificar o pistdo da forma planejada, prevene-se a ocorréncia de pré-ignicao no cilindro e
o surgimento de trincas e falhas no pistao, fatores que comprometeriam o desempenho e a durabilidade do motor. Com
base nesses dados, reforca-se a idéia de usinar a borda da cdmara do pistdo, como melhor opgao para a alteragio da taxa
de compressdo do motor.

-Calculando Va’ e a nova taxa de compressao:

Conforme o célculo feito anteriormente, foi obtido o valor aproximado de 1.0091,6 mm?, para a diferenga em
volume a ser retirada para alteragdo da taxa de compressdo de 15:1 para 14:1.

Com base nesse dado e por aproximagdo, chega-se ao volume a ser usinado no pistdo, representado nos
desenhos das figuras 13 e 14. Utilizando novamente a ferramenta Inquiry do software AutoCAD, avalia-se 0 novo
volume Va’ (cAmara do pistdo) e V,'(camara de combustdo):

Va' + Vb = Vino — Viisuo =  2.026.829,9 — 1.902.340,9 = 124.489 mm’
Vz’ =Va’+Vb+ Vc+ Vd1 + de
V' =124.489 + 14.573,5+2.029,9 + 2.129,9 = 143.222,3 mm®

R,=1+Vu =1+ 1.836.666.67 = 13,82
A% 143.222,3

Foi obtida assim, uma boa aproximacdo para a nova taxa de compressdo do motor. Levando-se em conta
novamente que, para esse calculo, sdo consideradas as folgas maximas do motor. Para um motor novo, a taxa estara
ainda mais proxima ao valor de 14:1.

107,35

75,35

L L
o /é.\

Figura 13 - Representacao grafica do volume a ser usinado.
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Figura 14 - Representagdo grafica da nova face do pisto.
5.2 - Usinagem dos Pistdes
Para a usinagem dos pistdes, ¢ utilizado um torno de comando numérico (CNC). Por ter um volume a ser

usinado de geometria complexa, os tornos CNC se tornam os mais indicados para esse servigo, visto que o desenho do
novo pistdo pode ser inserido em um programa que comandara a maquina na fabricagdo da pega, conforme figura 15.

N10KS2.652-1 0
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&2 | EEENENNEN ve.s |

Figura 15 — Representag@o do volume a ser usinado na programagao do torno CNC.

Figura 16 — Pistdo usinado no torno CNC.
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6. Sistema de Admissao e Escape

Ao se converter um motor ciclo Diesel paro o ciclo Otto, se torna fundamental analisar as peculiaridades de
ambos os ciclos. O fato do motor a 6leo diesel admitir apenas ar, enquanto o motor ciclo Otto admite mistura
ar/combustivel, ja torna de antemdo o seu sistema de admissao e escape inadequado para o uso dedicado de gas natural.
Seja o tempo de admissdo, tempo de escape ou o grande cruzamento de valvulas apresentado pelo motor original, em
sua configuracdo de eixo comando de valvulas.

O cruzamento de valvulas (overlap) é o tempo em que as valvulas de admissdo e escape ficam abertas
simultaneamente. Essa caracteristica aumenta o rendimento volumétrico do motor devido a um melhor aproveitamento
da inércia dos gases, com o ar admitido auxiliando na exaustdo dos gases de combustdo do ciclo anterior, possibilitando
uma maior admiss@o de ar ‘limpo’ para a queima.

Além disso, o cruzamento permite uma maior refrigeragdo do cilindro e do sistema de exaustdo através da
passagem de ar da admissdo diretamente para os dutos de escapamento. Isso ¢ desejavel principalmente em motores
Diesel turbo, pois permite que a turbina trabalhe a uma temperatura mais baixa.

Como os motores Diesel admitem apenas ar, eles apresentam cruzamentos de grau elevado, caracteristica que
passa a ser indesejavel em um motor ciclo Otto. Isso significa que, se as valvulas de admissdo e escape ficam durante
muito tempo abertas simultaneamente num motor Otto, havera grande desperdicio de mistura ar/combustivel ndo
queimada pela descarga. Esse fator se reflete em grande consumo de combustivel e também num elevado nivel de
emissdes de hidrocarbonetos (no caso do motor a gas natural, o metano ndo queimado). Cresce também as emissodes de
monodxido de carbono para a mistura que acaba sendo queimada nos dutos de escapamento.

Outro problema que pode surgir € o retorno de chama pelo coletor de admissdo. Quando o motor esta a baixa
velocidade, com a borboleta do acelerador pouco aberta, a pressdo no coletor fica abaixo da pressdo atmosférica, e, ao
ocorrer o cruzamento, o gas de escape, & pressdo elevada, acaba retornando pelo duto de admissdo devido a essa
diferenca de pressdo. Esse fator pode acarretar na explosdo da mistura ar/combustivel presente no coletor de admissao,
causando danos ao motor.

Por essas razdes, torna-se imprescindivel a alteragdo no diagrama de abertura e fechamento de valvulas do
motor Scania. E necessaria a ado¢io de um novo eixo comando com cruzamento de valvulas de menor grau,
modificando o posicionamento e o perfil dos cames, que permitam um rendimento volumétrico adequado a motores
Otto, sem ocasionar desperdicio de mistura ar-combustivel ndo queimada.

Algumas conversdes, principalmente as ciclo dual (dual fuel), ndo promovem a troca do eixo comando de
valvulas. Como resultado, apresentam motores com consumo de combustivel elevado, e muito poluentes.

Tabela 8 : Tempo das Vélvulas de Admissdo e Escape do Motor Scania DSI 11

Tempo da valvula de admissao:

- abertura: 30° antes do PMS
- fechamento: 26° depois do PMI
- duragdo da admissdo: 236°

Tempo da valvula de escape:

- abertura: 64° antes do PMI

- fechamento: 28° depois do PMS
- durag@o do escapamento: 272°

Cruzamento de valvulas (overlap): 58°

Fonte: Catalogo Scania.
6.1. Determinando o Novo Diagrama de Valvulas Ciclo Otto Utilizando o Software Dynosim

Para a determinagdo de qual geometria deve-se aplicar no eixo comando de valvulas do motor Scania DSI 11
convertido ao uso do gas natural, é utilizado um programa de computador que simula o desempenho de motores quatro
tempos.

A definicdo do grau de abertura e fechamento de valvulas ideal é praticamente impossivel de ser realizada de
maneira tedrica, visto que depende de centenas de varidveis. A mesma pode ser realizada na pratica por meio de
‘tentativa e erro’. Todavia, o teste de diversas combinacdes de angulos também se torna inviavel, visto que necessitaria
a produgdo, montagem e teste de uma infinidade de eixos, com configuragdes de came diferentes, em dinamoémetro.

Com base nessas dificuldades, a melhor maneira encontrada para este fim foi a utilizagdo do software
Dynosim. Trate-se de um programa de computador que funciona como um dinamdémetro virtual. Ele se baseia em
célculos de dindmica dos fluidos, termodindmica e atrito mecanico existente durante os 720 graus compreendidos pelo
ciclo quatro tempos, utilizando como dados de entrada as caracteristicas do motor, como cilindrada, taxa de
compressdo, combustivel, didametro de valvulas, geometria de cabegote, para determinar dados de saida como pressdo
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no cilindro, eficiéncia volumétrica, poténcia e torque. Quanto maior ¢ a fidelidade em relagdo aos dados do motor, mais
precisos sdo os resultados da simulagao.

Ainda que esse método de teste seja util para obter uma boa aproximacdo dos resultados esperados da
conversdo do motor Scania DSI 11, a sua grande utilidade esta na ferramenta Pro Iterator. Essa ferramenta ¢ utilizada
na otimizagdo da configuragao ideal para o eixo comando de valvulas do motor através de um teste iterativo.

Nesse teste ¢ definido para qual caracteristica o eixo comando de valvulas deve ser otimizado: pico de torque,
pico de poténcia, curva plana de torque ou curva plana de poténcia. Como o projeto é de um motor estacionario para
geragdo de energia (velocidade constante), o mesmo deve ser otimizado para pico de poténcia na faixa de rotagdo que
compreende a de utilizagdo (1800 rpm).

Ap0s essa escolha o programa realiza milhares de combinagdes de graus de abertura e fechamento das valvulas
de admissédo e escape variando em uma faixa de até 64 graus para cada um dos tempos de valvulas. Ao final do teste, o
Dynosim salva as dez melhores configuragdes de eixo comando, ou seja, aquelas que apresentarem pico de poténcia
mais elevado na faixa determinada, ap6s a simulagao.

Dessas dez melhores configuracdes seleciona-se aquela que apresentar o melhor desempenho dentro das
caracteristicas desejadas para um motor ciclo Otto.

6.1.1. O Teste

Para realizar a simulagdo do motor Scania DSI 11 a géas natural, ¢ necessario suprir o programa com as
informagdes requeridas figura 8, que sdo descritas a seguir.

EllShort Block

@ FBod Length:;
© FRod Ratio:

Ellinduction
[nduction Flow:

AL NN T

ElCamshaft

Camn Marme:

eration R ate:

ENO:

Figura 9 — Dados de entrada para simula¢@o do motor no software Dynosim.

- Bloco do Motor (Short Block):
Nessa janela configuram-se as caracteristicas do bloco do motor. Ntimero de cilindros (6), curso do pistao (145
mm) e diametro do pistdo (127 mm). O programa fornece entdo automaticamente a cilindrada do motor.
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- Cabegote (Cylinder Heads):

Nessa configuragdo ¢ selecionada, dentre as opgdes disponiveis no programa, aquela que mais se assemelha
com a geometria do cabegote do motor Scania. Assim, é especificado como ‘Low Performance/Ported, Large Valves’,
que representa cabecotes de ferro fundido comuns a motores standard, de duas valvulas por cilindro, com dutos de
admissdo e escape mais restringidos. Todavia, como as valvulas do Scania tém didmetro grande, selecionamos a opgao
‘Large Valves’, inserindo as suas medidas: 54 mm para valvulas de admissdo ¢ 45 mm para valvulas de escape.

- Taxa de Compressao (Compression):

Nesse setor ¢ especificada a taxa de compressdo a ser utilizada no motor (14:1, conforme determinado
anteriormente). O programa fornece o volume total do cilindro, € o volume da cdmara de combustao.
- Indugdo (Induction):

Nesse setor sao inseridas as informagdes sobre o sistema de admissdo do motor e o combustivel utilizado (no
caso LNG — gas natural). Em ‘Induction Flow’ ¢ requisitado o valor fluxo de inducdo de mistura ar/combustivel no
regime de trabalho do motor. O célculo é realizado de acordo com a equagdo 7%

CFM = (CID x RPM) x Padm/Patm /1728 /2 7)
CFM = (672,48 x 1800) x 1,7/ 1728 / 2 = 5954 ft

Onde:
CFM - Fluxo de mistura ar-combustivel admitida [ft’]
CID — Volume total do motor [in’]
RPM - regime de trabalho em rotagdes por minuto
Padm/Patm — Razdo entre as pressdes de saida e entrada da turbina do motor. Onde a pressdo do turbo
¢ igual a 0,7 bar.

E selecionada a opgdo de 3,0 inHg, referente a diferenca de pressio de medigdo do fluxo de indugio, medido
em coluna de mercurio. Essa op¢ao ¢ indicada, segundo o manual do Dynosim, para os motores alimentados com no
maximo dois carburadores. A op¢ao de 1,5 inHg ¢é indicada apenas para motores alimentados por quatro carburadores, e
modelos equipados com inje¢do eletronica.

Em ‘Manifold Type’, que trata das opgdes de sistemas de admissdo do motor, selecionamos a opgédo referente a
motores turbinados (‘Forced Induction’). Nas opgdes do programa existem 33 modelos diferentes de turbina a serem
aplicadas. Segundo o fabricante, a turbina para o motor DSI 11 pode ser fabricada pelas empresas Garret, Lacombe ou
Shwitzer. Todavia, para a configuracdo do Scania aplicamos a op¢ao customizada ‘custom turbo’. Para o ‘Island Flow’,
que ¢ o fluxo no qual a turbina tem o seu maior rendimento, aplicamos o mesmo fluxo de indugdo calculado para o
motor, ja que a turbina é projetada especificamente para esse motor.

Em ‘Pressure Ratio’ aplicamos a razio entre a pressdo de admissdao e a pressdo atmosférica. Como o turbo
trabalha a 0,7 bar a 1800 rpm, segundo o catalogo do motor, temos uma razao total de 1,7.

Para as opgoes, ‘Surge Flow’ (fluxo no qual a turbina pode entrar em ressonancia, causando queda de
eficiéncia), ‘Peak Efficiency’ (pico de eficiéncia) e ‘Boost Limit’ (pressdo limite do turbo), utilizamos os valores do
modelo Shwitzer disponivel nas op¢des do programa, que mais se assemelha ao modelo do Scania, trabalhando a um
fluxo de admissao bem proximo (modelo 4LES56, a 600cfm).

Para o intercooler selecionamos uma eficiéncia de 25%, referente a modelos ar-ar, conforme indicado pelo
manual do Dynosim.

- Eixo Comando de Valvulas (Camshaft):

Nessa janela do programa, se definem as caracteristicas do eixo comando de valvulas. Como ndo ha um eixo
como ponto de partida, ja que o original Diesel difere dos eixos ciclo Otto, é estabelecido um novo eixo comando.

Como o objetivo € apenas encontrar um diagrama de valvulas adequado ao motor ottolizado, mantém-se as
outras caracteristicas originais do eixo. Assim, em °‘Lift At Valve’ determinamos as mesmas alturas de abertura das
valvulas de admissao (14,6mm) e escape (15,1mm) originais, de acordo com o manual do fabricante.

Em ‘Lifter Type’, selecionamos a opcdo solid, referente a eixos com acionamento de tucho mecénico,
caracteristica do Scania DSI 11.

Em ‘Lifter Aceleration Rate’, selecionamos a opg¢do 3, referente a média em motores Otto. O Scania original
apresenta uma taxa de aceleragdo distinta, caracteristica de motores Diesel. Todavia, no novo eixo comando de valvulas
sera fabricado um novo perfil de came, com aceleracdo compativel aos motores Otto.

Em ‘Valve Open/ Closed Based On’ determina-se o método de medi¢do do diagrama de valvulas. E
selecionada a opcao ‘Seat-fo-Seat’ correspondente ao método mais comum de medicao, segundo o manual do Dynosim.

Para o diagrama de valvulas inicial, que servira como ponto de partida para o teste, define-se um padrao quatro
tempos. Ou seja, graus zero para a abertura e fechamento das valvulas de admissdo e escape. Onde:

¥ Ver Anexo III, para dimensionamento de misturadores Woodward.
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IVO —intake valve open (abertura das valvulas de admissao)- 0° BTDC (antes do PMS)
IVC — intake valve close (fechamento das valvulas de admissao). — 0° ABDC (depois do PMI).
EVO - exaust valve open (abertura das valvulas de escape) — 0° BBDC (antes do PMI)
EVC —exaust valve close (fechamento das valvulas de escape) — 0° ATDC (depois do PMS).
- Prolterator
Apés a entrada dos dados do motor, ajustamos entdo os parametros para realizagdo da simulag¢do dos
diagramas de valvulas com a ferramenta Prolterator, conforme figura 17.

Optimize: Criterion

Pawer [HF]

Optimize for Peak, Torque
Oop q a0

() Optimize &rea under Torque Curve

A 300
(3) Optirvizs for Peak Harsepower

() Optirvize Area under Horsepawer Curve 200

FPM Range 100

RPM Range for Peak Horsepower:

From 1500 v | To | 2000 v 5000 10000
Engine Speed [RPM)

Figura 17 — Setor do programa para estabelecimento dos critérios de otimizagdo do diagrama de valvulas.

O teste ¢ realizado em duas fases. Na primeira ajusta-se um intervalo maximo de 64° (+/-32°) para cada um dos
quatro pontos do diagrama: IVO, IVC, EVO e EVC. Sendo essa variagdo feita de grau a grau (step value = 1). Para essa
etapa sdo testadas 1.185.921 combinagdes diferentes de diagramas de valvulas para o eixo comando.

() Exclude (3 Single (%) Dual

Single Phase Test Dual Fhaze Test

Wo: 0.0 - 132 v [W0: |00 +- |16 £

WC: 0.0 +- |32 b WC: 0.0 +- |16 v

EWO: 0.0 +- 132 w EVvO: |00 +- |16 »

EWC: |00 +- 132 v EVC: |00 +- |16

Step Walue: |1 ~ Step Walue: 1
Murnber of Tests: 118551 Number of Tests: 83521
; Paower f haust Crank [?egrees it f— Courpre ssion —
20C oG 20C
= =
; EXHALST INTAKE é
ey e e
96.0 96.0 96.0 96.0

Figura 18 — Ajuste dos Parametros para o Prolterator.
Na segunda fase, ajusta-se um intervalo maximo de 32° (+/-16°) para cada um dos pontos do diagrama, com
variagdo feita grau a grau. Para essa etapa final sdo testadas mais 83.521 combinagdes diferentes de diagramas de

valvulas, totalizando 1.269.442 iteragdes ao final da simulacdo.

6.1.2. Resultados
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lterator Status Use QuickStart presets or enter custam testing specification in the fields provided. Press "RUN™ on Results Tab to
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Figura 19 — Apresentacdo dos 10 melhores resultados da simula¢ao do diagrama de valvulas.

Na figura 19 pode-se notar a apresentacdo dos resultados obtidos ao final das 1.269.442 iteragdes realizadas na
simulagdo para eixo comando de valvulas. O pico de poténcia obtido foi de 373,1 HP. Um aumento de 154,3 HP em
relag@o ao valor base de 218,8 HP, referente a configuragdo de graus igual a zero.

Os 10 melhores resultados sdo entdo destacados nas barras em vermelho, representando as configuragdes que
apresentaram o melhor desempenho. O diagrama de cada uma dessas opgdes pode ser avaliado na tabela 10.

Tabela 10 - As 10 Melhores Configurac¢des de Eixo Comando de Valvulas.

Poténciaa| Poténcia a

Eﬂ‘:ﬁﬂ:" I.Stl:-t:,gm mgg?n , ( EVO(BBDC)| EVCATDC) ;:";;;ﬁ

bestl 298 EiE 28 4P 26° 247

hest2 298 373 31° 407 40 23 251@ 243° a4
bests 297 R i g g o5 D5 a5 A5
hestd 2897 373 31° 407 40 24° 251° 244° a5°
hesta 288 373 30° 407 402 24° 2802 2440 a4
hests 2897 373 32° 407 40 22° 252° 242° a4
best? 298 373 770 ane a0 77 247° 247° 540
hestd 2897 373 32° 407 40 23° 252° 243° a5°
bestd 298 373 250 ane a0 25 2497 2450 547
bestin 297 i 290 ane ame 26 249° 246° 55°

Analisando os resultados obtidos, deve-se optar pela configuragdo mais vantajosa para o projeto. Nota-se que a
poténcia obtida foi praticamente a mesma para as dez op¢des. O cruzamento de valvulas (overlap) também ¢
semelhante.

Todavia, para uma mesma poténcia ¢ um mesmo overlap, nota-se que a opgdo ‘best7’ apresenta o menor
tempo de admissdo (247°). Isso significa que, para um mesmo desempenho, essa configuracdo pode apresentar, na
teoria, uma maior economia de combustivel. Como as valvulas de admissdo permanecem menos tempo abertas, uma
menor quantidade de mistura ar/combustivel ¢ admitida pelo motor por ciclo.

O diagrama ‘best7’ apresenta também o maior tempo de exaustdo (247°). Essa caracteristica melhora o
escapamento dos gases de combustdo, facilitando a entrada de mistura ar/combustivel nova no cilindro, melhorando
assim o rendimento volumétrico do motor em relagdo as outras opgdes. Esse fator compensa o menor tempo de
admissdo apresentado para esse diagrama, resultando no mesmo desempenho das outras opgoes.

Por essas razoes optamos pela configuracdo ‘best7’, como o diagrama de valvulas a ser adotado no novo eixo
comando para o motor Scania DSI 11 ottolizado.
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CAMSHAFT

Cam Nama:  Scania DS11- GNV

Inzaka Lift AtVaha: 1460 mm Liftar Typa:  Saolid

Exhaust Lift At Valva: 15.10 mm Liftar Accalaration Rata: 300

Valve Opaning/Closing Basad On: Saeat-To-Saat

Primary Timing  (Seat-to-Seat): MO 270 IVC: 40,0 EVO: 400 EVC: 270
Sacondary Timing  (0.0504nch): O = IVC: = EVO: = EVC: =
Cam Installad Advancad|=)/Ratardad(-): 00

True NO: 2.0 Trus EVO: 400

Trua VC: 40,0 True ICA: g65  TeEVC: 270 True ECA: 8.5

Cam Timing Summary:

Intake Duration: 2470 Exhaust Duration: 2470
Inake Cantarling Angle: 06,5 Exhaust Candarline Angle: 265
Loba Cantarline Angle: 06,5 Vahva Ovarlap: 54.0

Figura 20 — Dados do Eixo Comando para o DSI 11 Ciclo Otto.
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Figura 21 - Diagrama de valvulas para o Scania DSI 11 a gas natural.

Na figura 22 ¢é possivel notar as diferengas entre os diagramas de valvulas do motor a diesel e o para o motor a
gas natural. O eixo comando do motor ottolizado apresenta 4° a menos de cruzamento de valvulas.

O tempo de escape se inicia apos e se encerra antes do tempo apresentado no diagrama de valvulas do motor
ciclo diesel. Isso resulta numa diferenca de 25° no tempo de escape. A admissdo por sua vez, fecha 14° depois do motor
original, o que significa que o motor permanece mais tempo admitindo.

Scania DST 11 Ottolizado
Gas Natmal

FMI - Tempe de Admissic

- Tempo de Escape
l:l Cruzamento de Valnlas (Cwerlap)

Figura 22 — Representacgdo dos diagramas de valvulas para o motor DSI 11 a diesel e a Gas Natural
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6.2. Determinacao do Perfil dos Cames de Admissao e Escape

yabve0Pen Duarg,

Lobe Centerline ™

Nose or Toe

/-—-h-

Clearance
Ramp

-~

Clearance
Ramp

Foot or
Heel

Base Circle
Diameter

Figura 23 — O perfil do came.
Fonte: Manual Dynosim [16].

Com o diagrama de valvulas calculado, deve-se entdo determinar o perfil para os cames de admissdo e escape,
afim que o eixo comando acione as valvulas no tempo estipulado.

O cilindro de um motor quatro tempos admite apenas uma vez a cada duas voltas do eixo virabrequim. Por sua
vez, o eixo comando aciona a valvula de admissdo uma vez a cada 360°. Devido a essa diferenga, em um motor quatro
tempos, a relagdo entre eixo virabrequim e eixo comando de valvulas é sempre 2:1. Ou seja, a cada duas rotagdes do
motor, 0 eixo comando gira uma vez.

Com essa relagdo em mados, significa que, o tempo de valvula calculado para o virabrequim ¢é equivalente a
metade no perfil do came. Logo:

- Tempo de valvula de admissao: 123° 30’

- Posicionamento da linha de centro do came no virabrequim (em relagdo ao PMS):
01 =123,5°-27°=96°30" (figura)

- Tempo de valvula de escape: 123°30°

- Posicionamento da linha de centro do came no virabrequim (em relagdo ao PMS):
02 =27°-123,5°=-96°30" (figura)

- Cruzamento de valvulas (overlap): 27°

A altura do came (Lifter Rise, figura 23) deve ser proporcional a medida de abertura méaxima das valvulas
originais do motor: admissao (14,6mm) e escape (15,lmm). Como o eixo comando do motor Scania DSI 11 tem seu
acionamento por tucho mecénico, essa relacdo ¢ definida pelas medidas do balancim.

Todavia, como a medida de abertura das valvulas ndo deve ser alterada na ottolizagdo, esses valores sdo os
mesmo dos originais:

- Altura do came de admissdo: 8,4 mm
- Altura do came de escape: 8,7 mm

Figura 24 — Geometria do perfil do came.
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Fonte: Vsorov.

Na figura 24 ¢ possivel notar a geometria do perfil do came para o eixo comando de valvulas, e suas principais
medidas, onde:
hemp.max — altura maxima do came ( 8,7mm para o escape ¢ 8,4mm para admissao).

@ - angulo referente ao tempo de abertura da valvula (123°30° para ambas as valvulas).
1o — raio base do came (24,1mm).

11— raio da rampa de aceleragdo da abertura e fechamento das valvulas.

1, — raio da ponta do came.

Para o motor DSI 11 ottolizado, ja sdo determinados os pardmetros hempmax € To que correspondem aos mesmo
valores originais do motor. O angulo ¢ provém do diagrama de valvulas calculado anteriormente. Os valores restantes a
se determinar sdo os raios r; € .

O raio 1, é o raio da rampa de aceleragio de abertura e fechamento das véalvulas. E esse raio que determina com
que rapidez a valvula ¢ aberta ou fechada. No motor original, ciclo diesel, essa aceleragdo ¢ elevada devido ao fato do
motor admitir somente ar. Ou seja, enquanto a valvula de admissdo se abre rapidamente, a de escape também se fecha
rapidamente. Essa caracteristica, aliada ao grande cruzamento de valvulas, permite que esses motores tenham bom
rendimento volumétrico.

No motor ciclo Otto os raios de rampa de aceleracdo sdo menores, ja que esses motores devem ter cruzamento
de valvulas menor, e, portanto, devem permanecer menos tempo com ambas as valvulas abertas. Com as valvulas se
abrindo e se fechando mais lentamente, uma menor quantidade de mistura ar/combustivel pode ser desperdigada pelo
escapamento.

Para o motor DSI 11 ottolizado é necessario utilizar um raio r; comum aos motores ciclo Otto tradicionais.
Para isso, utiliza-se como base o perfil do came do motor GM Brasil (que equipa o automovel Opala 6 cilindros).

Figura 25 — Medicao do raio de aceleracao do came.
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Conforme mostrado na figura 25, ¢ utilizado um came seccionado do motor GM Brasil, para ter tragado seu
perfil num papel. Com esse perfil obtido, mensura-se entdo o raio r; do came: 141,5 mm. Fazendo uma propor¢ao em
rela¢do ao diametro do eixo, obtém-se o valor de r; a ser aplicado, conforme a equagao 7:

Ii6m T1psin (7)
DGM D DSII1
Onde: 1.6m — raio de acelera¢do do came do eixo comando do motor GM=141,5mm.
Dgwm — didmetro do eixo comando do motor GM = 36 mm.
ripsin — raio de aceleracdo do came para o eixo comando do motor DSI 11.
D psiii — didmetro do eixo comando do motor DSI 11 =48,2 mm

Da equacdo acima, temos ripsii1 = 189,5 mm. Utiliza-se entdo esse valor para os cames de admissdo e escape
do motor DSI 11 ottolizado, que ¢ mais adequado para trabalhar no funcionamento com o gés natural, do que os valores
originais.

Para obtengdo do raio da ponta do came ¢ utilizada a mesma regra de trés, aplicando o raio r» medido para o
came do motor GM (6,5mm). Dessa relagdo se obtém, para o motor Scania, r, = 8,7 mm.

1237307

Figura 26 - Perfil do came de admissdo para o DSI 11 Ottolizado [mm].

123°30

Figura 27 - Perfil do came de escape para o motor DSI 11 Ottolizado [mm].
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6.3. Definicao do Posicionamento dos Cames no Eixo Comando de Valvulas

Figura 28 — Posicionamento dos cames de admisséo e escape no eixo comando de valvulas.

Na figura 28 visualiza-se o posicionamento dos cames no eixo comando de valvulas. Em verde tem-se o came

de admissdo, em vermelho o came de escape, ¢ em amarelo a intersec¢do dos dois cames, correspondendo ao
cruzamento de valvulas.

De acordo com a configuracdo das engrenagens do motor Scania DSI 11, o eixo comando gira no sentido anti-

horario, mesmo sentido do eixo virabrequim. Na lista abaixo estd descrita uma volta completa do eixo comando, de
acordo com a numeragdo da figura, representando um ciclo completo do motor (correspondentes a duas voltas do
virabrequim):

1-

Combustao: ponto do eixo comando correspondente ao pistdo no ponto morto superior (PMS), na fase de
combustdo. Nessa fase as valvulas encontram-se fechadas.

Inicio da exaustdo: apds rotacionar 70° correspondentes a 140° no eixo virabrequim (tempo de valvula de 40°
antes do PMI), o came de escape inicia a abertura da valvula, liberando a saida dos gases.

Pico de exaustdo: apods rotacionar 131°45°, o came de escape encontra-se na posi¢do vertical, acionando o
tucho mecénico em sua amplitude maxima.

Inicio da admissdo: apos girar 166°30’, correspondentes a 333° do eixo virabrequim (tempo de valvula de 27°
antes do PMS), o came de admissdo inicia a abertura da valvula, liberando a entrada de mistura ar-
combustivel. Como a valvula de escape se mantém em fase de fechamento, nesse ponto se inicia o cruzamento
de valvulas.

Fim da exaustdo: rotacionando mais 27° no sentido anti-horario, termina a passagem do came de escape no
acionamento do tucho mecénico, fechando por completo a valvula e encerrando a fase de escapamento.
Encerra-se também o cruzamento de valvulas.

Pico de admissdo: apos girar mais 34°45° em relagdo ao ponto anterior, o came de admissdo encontra-se na
posigdo vertical, acionando o tucho mecéanico em sua amplitude maxima.

Fim da admissdo. Apoés rotacionar até o ponto onde o PMS encontra-se a 70° de sua posicao inicial, termina a
passagem do came de admissdo no acionamento do tucho, fechando por completo a vélvula e finalizando a
fase de admissdo.

Os cames referentes aos outros cilindros devem estar deslocados a 60° no sentido horario em relagdo aos cames

do primeiro cilindro, de acordo com a seqiiéncia de combustao do motor. Isso se deve ao fato das explosdes ocorrerem
num intervalo de 120° do eixo virabrequim, para motores de 6 cilindros.

Com essas medidas especificadas, tem-se toda a configuracdo do eixo comando de valvulas a ser fabricado

para o motor Scania DSI 11 a gas natural. Logicamente, todas as outras medidas do eixo ndo descritas acima, devem ser
as mesmas do eixo original do motor.

6.4. Fabricacao do Eixo Comando
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Para a fabricacdo do novo eixo comando utiliza-se como base o eixo original do motor DSI 11, visto que o
custo para a fabrica¢do de um eixo inteiramente novo torna-se proibitivo para um projeto especifico como a conversao
de um motor.

Assim, os novos cames sdao produzidos no eixo original através de soldagem TIG (solda por eletrodo de
tungsténio) de alta dureza e resisténcia, que dispensa inclusive o tratamento térmico do eixo apos o processo.

Apds a soldagem, o eixo passa por um processo de retificagdo, onde a massa metalica referente ao came
original ¢ retirada, produzindo o perfil projetado anteriormente. Na figura 29 notamos, em imagem feita do eixo
comando apo6s o processo de soldagem e retifica, o perfil do came antigo (1) e o came novo (2).

Figura 30 — O novo eixo comando de valvulas para o motor Scania
7. Sistema de Ignicdo Elétrica

Num motor de combustdo interma, para que a mistura ar/combustivel se inflame no interior do cilindro,
produzindo assim a for¢a mecéanica que o movimenta, é preciso um ponto de partida. Nos motores diesel esse inicio da
queima se da pela injecdo do combustivel no ar comprimido no interior da cdmara, o que o caracteriza como motor de
ignicdo por compressdo (ICO).

No motor ciclo Otto o inicio da queima se da por uma faisca provocada pela vela de ignigdo, caracterizando-o
como motor de igni¢do por centelha elétrica (ICE). Portanto, a parte fundamental do projeto de ottolizagdo ¢ a adptacao
do sistema de ignicdo elétrica em substitui¢do ao sistema de injegdo de diesel na camara de combustdo do motor Scania
DSI 11.

7.1. Funcionamento do Sistema de Igniciao Elétrica.

A finalidade do sistema de igni¢do é gerar uma centelha nas velas, para que o combustivel seja inflamado. Os
sistemas de igni¢do utilizam diversos componentes que vém passando por alteragdes no decorrer dos tempos.
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A bateria, neste sistema, ¢ a fonte primaria de energia, fornecendo uma tensdo de 12, 24 ou 36 volts. Essa
tensdo, por ser muito baixa, ndo pode produzir faiscas. Para que ocorra uma centelha ¢ preciso que a eletricidade rompa
a rigidez dielétrica do ar. O ar, em condi¢des normais ¢ um isolante, mas se a tensao elétrica gerada for muito elevada,
essa caracteristica isolante é vencida e uma centelha é produzida.

Para o ar seco, em condigdes normais, a rigidez dielétrica ¢ da ordem de 10.000 volts por centimetros. Para o
caso das velas de igni¢do convencionais (automotivas), uma faisca com menos de 0,5 cm ¢é suficiente para inflamar a
mistura, de modo que uma tensdo da ordem de 4.000 volts é suficiente.

Para elevar a tensdo da bateria sdo necessarios dois componentes basicos: o controlador de ignicdo e a bobina.

A bobina de ignicdo ¢ na realidade um transformador que possui enrolamentos de fios de cobre num nucleo de
ferro. Ela possui como fungao elevar os 12 volts da bateria para uma tensdo de até 20.000 volts, que sdo transmitidos
para as velas.

O moédulo de ignicdo, por sua vez, é responsavel por transmitir a corrente elétrica para as bobinas, no tempo
em que ¢ solicitada, pelo ponto de igni¢do do motor em cada um dos cilindros.

O elo final da cadeia ¢ formado por um conjunto de velas. Como ja vimos, a finalidade das velas é produzir as
faiscas que inflamam a mistura de ar com combustivel no interior dos cilindros.

7.2. O Sistema de Ignicio do Scania DSI 11 Ottolizado

Para especificacdo do sistema de igni¢do do projeto de ottolizagdo contamos com o apoio da Woodward,
empresa especializada no fornecimento de equipamentos para motores de grande porte.
O sistema completo de ignigdo conta com os seguintes equipamentos a serem fornecidos pela Woodward:
e Controlador de igni¢do IC-100
*  Sensor de fase
* Disco de fase
* 6 bobinas
e Cabos de alta ¢ baixa tensdo para as bobinas

7.3. Controlador de Ignicao IC-100

O controlador de igni¢do IC-100 da Woodward ¢ um equipamento dotado de um microprocessador que ¢
responsavel pela distribuicao da corrente elétrica para cada uma das bobinas do motor, no momento exato em que sao
programadas, de acordo com o ponto de ignigdo determinado para o motor. O sistema é capaz de suprir motores de 1 a
8 cilindros.

Com esse equipamento ¢ possivel programar o ponto de igni¢cdo desejado, até 38° antes do ponto morto
superior. Permite também estabelecer diferentes curvas de avango de acordo com a rotagdo do motor, sendo totalmente
configuravel por computador, através de porta serial, ou mecanicamente por chave seletora.

O controlador capta o sinal elétrico de um sensor de fase magnético (pick-up) ligado a um disco de fase (roda
com 7 furos) conectado a engrenagem do eixo comando ou do eixo virabrequim. Com a passagem dos furos pelo
sensor, o controlador calcula 0 momento exato para transmitir a corrente para a bobina correta, que, conectada a saida
do controlador, transformara a corrente de baixa para alta tensdo, para gerar a centelha no eletrodo da vela de ignigdo.

7.3.1. Disco de Fase

Para funcionamento do controlador de igni¢do ¢ fundamental a fabricac@o e instalacdo de um disco de fase
conectado ao motor. Esse disco deve ter didmetro minimo de 100 mm, e deve ser furado em 7 posi¢des determinadas (o
numero de furos deve ser sempre uma unidade a mais que o niimero de cilindros), de acordo com a recomendagdo da
Woodward.

A fungdo do disco é produzir um sinal elétrico, a ser enviado para o controlador, por meio de um sensor
magnético, que, quando da passagem do furo, provoca alteragdo no campo magnético do mesmo.

O disco pode ser instalado de duas maneiras:

- No virabrequim: ¢ o local adequado para motores que requerem uma ignigdo por cilindro para cada rotagdo do motor,
como os motores dois tempos.

- No eixo comando de valvulas: é o local adequado para motores que requerem uma igni¢do por cilindro a cada duas
rotagdes do motor, como os motores quatro tempos.

Essa diferenga de configuracdo se deve basicamente a relagdo de 2:1 entre as rotagdes do eixo virabrequim e
do eixo comando de valvulas. No Scania DSI 11, o disco de fase deve ser instalado na engrenagem do eixo comando.
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7.4. Ponto de Ignicdo

Com o sistema de ignicdo especificado para o Scania DSI 11 ottolizado, torna-se necessario avaliar qual é o
ponto de ignigdo ideal, a ser ajustado no controlador de ignicéo, para o funcionamento do motor.

O ponto de igni¢cdo nada mais é que o momento no qual ocorre a centelha na vela, provocando o inicio da
combustdo. O ponto ¢ especificado em graus medidos antes ou ap6s o ponto morto superior do pistdo.

De um modo geral, o ponto ideal deve considerar a velocidade de queima da mistura ar/combustivel, e a
rotacdo do motor, de modo que a frente de chama atinja a cabega do pistdo no momento em que 0 mesmo se encontra
no ponto morto superior. Esse ponto corresponde ao de maximo torque do motor (MTB-maximum brake torque
timming). Esse ponto também ¢ o de maior poténcia e o de menor consumo especifico de combustivel. Todavia, o
mesmo sé pode ser medido com precisdo em testes com dinamometro.

Na teoria, motores a gas natural, por terem uma mistura ar/combustivel mais pobre que os motores a gasolina
(mais ar na mistura), por exemplo, requerem um maior avango no ponto de igni¢do. Na figura 31, notamos a relagao

entre a mistura ar/combustivel e ponto de igni¢do ideal, € como o avango aumenta para misturas mais pobres (A>1),
para diferentes valores de corrente elétrica.

Spark timing, deg BTC

0.8 0.9 1.0 1.1 1.2 1.3 1.4 1.5
Relative air/fuel ratio A

Figura 31 — Relagdo entre o ponto de ignicdo e a mistura ar/combustivel para motores Otto.

Fonte: Heywood.

7.5. Preparacio do Cabecote

Para um projeto de ottolizagdo torna-se primordial a adaptacdo da vela de igni¢io no cabegote do motor. A
vela deve ser instalada no cabegote do motor, na posi¢do ocupada originalmente pelo bico injetor. Por ser
estruturalmente conveniente, sendo necessario basicamente a usinagem de alojamento e rosca para abrigar a vela, e por
manter as caracteristicas de combustiao semelhantes, visto que a frente de chama se originarda do mesmo ponto na
camara.

Na figura 32 observa-se o corte transversal do cabegote do motor Scania DSI11. Em vermelho, no centro, esta

o alojamento original do bico injetor que abrigara a vela de igni¢do conforme indicado. E em azul estdo os canais de
refrigeracdo do cabegote.

Figura 32 — Corte transversal do cabecote do motor Scania DS 11.
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O trabalho a ser feito para preparagdo do cabegote consiste em duas operagdes de usinagem. A primeira trata-
se da abertura do alojamento do bico injetor para que o mesmo seja capaz de abrigar a vela, e também um soquete
sextavado, para colocacdo e retirada da mesma. A segunda consiste na abertura da rosca da vela no compartimento mais
estreito do alojamento.

Analisando as medidas do alojamento, torna-se necessario retirar a menor quantidade de metal possivel, visto
que a parede para o canal de refrigeracdo ¢é estreita. A usinagem de um didmetro muito grande acarretaria no
estreitamento excessivo da parede do alojamento, baixando a resisténcia do cabecote e possibilitando o aparecimento de
trincas no mesmo. Para ndo alterar de maneira indevida a estrutura do cabegote, ¢ necessario encontrar no mercado uma
vela de tamanho reduzido para o motor.

Na figura 33 pode-se notar as medidas do alojamento, que apresenta 10 mm diadmetro na sua base e 21 mm de
diametro na parte superior. Essas medidas sdo de suma importancia pois determinardo o didmetro da rosca e a medida
do sextavado para a vela que equipara o motor. O cabegote apresenta 5 mm de espessura de parede entre o alojamento
do bico e o canal de refrigeracdo. Essa medida sera o fator limitante na usinagem, pois a mesma ndo pode sofrer
grandes alteragdes.

Figura 33 — Medidas do alojamento do bico injetor original [mm].

Segundo a tabela da figura 34, da fabricante NGK, existem velas com rosca de 12 mm, ideal para o furo de 10
mm original do bico injetor, visto que ndo necessitaria a abertura de um furo maior para abrigar a vela.

Compamento
ds Rosea

18 Gem

12.7mm

11.2mim

Modhda da resca
Totad: 15.0mm
Rowca 11.Tem
Tipo- assentio cBaecn

Hexdgono

Tipo AF 10.59mm

Tipo B-F 19 2mm
Tpo B-EF 17 Smm

EEE-0omonm>»

]

Figura 34 — Tabela de especificagdo das medidas principais das velas de igni¢do

Fonte: NKG.
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Analisando a medida da maior espessura da base do alojamento, de 18,5 mm define-se o comprimento da rosca
da vela de 19 mm. Com essa medida, a vela ficard com a sua parte inferior contida na cdmara de combustdo: 0,5 mm do
lado direito e 4 mm do lado esquerdo. Essa configuracdo ¢ preferivel em relagdo ao comprimento da rosca de 12,7 mm,
porque, a utilizacdo dessa segunda medida de vela ocasionaria o inicio da queima da mistura praticamente no interior do
alojamento do bico injetor, podendo ocasionar trincas e perda de resisténcia na face do cabegote.

Para a parte superior do alojamento, que possui 21 mm de didmetro, o dado a ser considerado é a medida do
hexagono da vela a ser aplicada no motor. Além de abrigar o sextavado essa area do cabegote deve apresentar folga
suficiente para a entrada de um soquete, para instalacdo e desmontagem da vela de igni¢do. Nesse caso, a menor medida
possivel é desejada para o hexagono da vela, o que demandaria uma menor retirada de material do alojamento, ou até
mesmo, dependendo da medida do soquete, dispensaria a usinagem do alojamento, preservando a resisténcia da parede
do mesmo.

Para uma rosca de 12 mm, nota-se na tabela que a menor medida de sextavado é de 16 mm, na especificagido
DC para velas NGK, definindo assim a medida da vela a ser aplicada.

Apds consulta ao catalogo de ferramentas da fabricante Gedore, foi encontrada a medida do menor soquete
para sextavado de 16 mm. Trata-se de um soquete estriado longo, cujo didmetro externo é de 22,5 mm. Considerando
mais uma folga de 0,5 mm para a movimentagdo do soquete no alojamento, temos um didmetro total de 23 mm.

Para preservar a resisténcia do cabegote optou-se entdo pela usinagem do soquete. Com isso, € possivel adapta-
lo para o trabalho na medida original do alojamento, de 21 mm. O soquete sofre entdo torneamento de 22,5 mm para
20,5 mm, mantendo a medida original do alojamento do bico injetor no cabecote.

Essa medida, além de manter a resisténcia do cabegote, torna a operagdo mais simples, pois apenas um soquete
para vela de igni¢ao ¢ usinado em substituigdo a usinagem dos seis alojamentos de bico injetor do motor.

Com base nesses calculos, sdo definidas as alteragdes a serem feitas para preparagdo do cabegote na adaptacdo
do sistema de ignigdo elétrica:

-Adocdo da vela de igni¢do com especificacdo DC (NGK) para equipar o motor, ou outra similar com 12 mm de rosca e
16 mm de sextavado. O comprimento da rosca deve ser de 19 mm.

-Adogao de soquete estriado longo de sextavado 16 mm, da marca Gedore, com 22,5 mm de didmetro externo, ou outro
similar de menor medida.

-Abertura de rosca de 12 mm em toda a extensdo da base dos alojamentos dos bicos injetores (didmetro original de 10
mm).

-Torneamento do soquete para 20,5 mm de didmetro.

Figura 35 — Cabecote do motor Scania DSI 11 com roscas usinadas.
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Figura 36 — Vela de ignigdo instalada no cabegote.
7.6. Vela de Ignicao

A vela tem tradicionalmente duas fungdes num motor Otto: provocar ignicao da mistura e remover calor da
camara de combustdo. A temperatura da vela tem que ser fria o suficiente para prevenir a pré-igni¢do e quente o
bastante para prevenir o acimulo de depositos na mesma, o que provocariam falhas. A essa caracteristica de remover
calor da cdmara denominamos de grau térmico, que é determinado pelo comprimento do isolante de cerdmica central e
sua habilidade de absorver e transmitir calor. Portanto, uma vela fria tem um isolador mais curto e absorve mais calor
da camara. Esse calor ¢ dissipado mais rapidamente, permitindo que a vela trabalhe a uma temperatura mais baixa.

Para o motor a gas natural, ¢ desejavel a utilizagdo de uma vela fria. Por ser um combustivel de maior poder
calorifico que o Diesel, o gas natural libera mais calor em sua combustdo. Essa caracteristica, aliada a alta compressao
do motor, torna a camara de combustio mais quente. Com isso, a vela deve dissipar o calor o mais rapidamente possivel
para que nao ocorra o surgimento de pontos quentes no eletrodo, o que causaria pré-igni¢do da mistura.

Todavia, como o aporte de calor no motor convertido a gas ndo pode ser avaliado teoricamente, o grau térmico
ideal para a vela de igni¢do do motor Scania DSI 11 ottolizado deve ser determinado através de testes de funcionamento
em dinamometro.

8. O Sistema de Alimentacao

O sistema de alimentacdo é aquele na qual ocorre o maior nimero de modificagdes numa conversao dedicada.
Na ottoliza¢do, o motor passa a funcionar exclusivamente com gas natural, dispensando por completo o uso de 6leo
diesel. Com isso, abdica-se de todas as pegas do circuito de alimentagdo original do motor, tais como bomba injetora,
filtro de dleo, bicos injetores e etc.

Em substituicdo a esse circuito se utilizara o sistema de alimentagdo do géas natural no motor. Esse novo
sistema apresenta muitas diferencas em relagdo ao original, primeiramente por trabalhar com um combustivel no estado
gasoso, ¢ também pelo fato de, ao invés de ser injetado diretamente na cdmara de combustdo, como o dleo diesel, esse
combustivel passara a formar mistura com o ar no coletor de admissao, caracteristica dos motores ciclo Otto.

8.1. O Misturador

O misturador ¢ o dispositivo mais tradicional de alimentag@o a gas natural, e equipa atualmente a maioria dos
automoveis convertidos a gas natural. Trata-se de um venturi para passagem do ar, que possui furos distribuidos por seu
diametro, por onde o gas ¢ injetado. Alguns modelos também possuem barras cruzadas no venturi (figura 37), com
furos, para que uma melhor mistura com o ar seja formada. A entrada do gas pode ser controlada através de um motor
de passo, uma valvula borboleta controlada eletronicamente, ou através de um parafuso ajustado mecanicamente para
motores estacionarios. Os misturadores sdo especialmente dimensionados para cada modelo de motor.
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Figura 37 — Misturador de gas natural.

Fonte: Woodward.
8.2. Sistemas de Alta e Baixa Pressio

Existem dois tipos basicos de sistemas de alimentagdo a gas natural: os de alta pressdo e os de baixa pressdo.
8.2.1 - Sistema de Alta de Pressao (Veicular)

Os sistemas de alta press@o sdo aqueles adotados em motores veiculares, que necessitam da estocagem do gas
natural em cilindros de alta pressao.

O gés natural tem uma densidade energética mais baixa que os combustiveis liquidos, ou seja, para uma
mesma quantidade de energia, o gas ocupa um volume maior a pressdo ambiente. Esse fator traz complicagdes quando
o mesmo deve ser armazenado em tanques, 0 que torna necessario a sua compressao em cilindros de alta pressao (200
bar).

O circuito de alimentagdo precisa entdo reduzir toda essa pressdo elevada do gas contido no cilindro, para que
0 mesmo seja misturado ao ar a baixas pressdes (menores que a atmosférica). Desse modo, o sistema deve ter trés
valvulas redutoras de pressdo do gas:

*  1°estdgio: reducdo de pressdo do gas natural de 200 bar para 7 bar.
e 2°estagio: reducdo de pressdo do gas natural de 7 bar para 3 bar.
*  3°estagio: reducdo de pressdo do gas natural de 3 bar para valores proximos a zero.

No primeiro estagio, a grande reducdo de pressdo provoca uma queda brusca na temperatura do gas,
ocasionando risco de formagdo de gelo. Assim, torna-se necessario uma circulacdo de adgua quente, proveniente do
circuito de refrigeragdo do motor pelo redutor de pressdo, o que evita a cristalizagdo de agua.

No terceiro estagio, o gas tem sua pressdo reduzida a valores abaixo da pressdo atmosférica, sendo esse
admitido pelo coletor devido a depressdo formada pelo deslocamento dos pistdes, quando a valvula de admissdo se
encontra aberta.

Na saida do cilindro de alta pressdo, ha uma valvula de abastecimento, que recebe o gas natural comprimido
para estocagem.

A autonomia do sistema depende basicamente do motor a ser alimentado e da quantidade de cilindros que
armazenardo o gas natural. Todavia, esse sistema ndo ¢ indicado para motores estacionarios, pois 0 mesmo demandaria
a adogdo de grande quantidade de cilindros, além de necessitar ser abastecido constantemente.

8.2.2 - Sistema de Baixa Pressido (Estacionario)

O sistema de baixa pressdo ¢ o mais apropriado para alimentacdo de motores estacionarios. Nele, o motor
passa a ser alimentado pelo géas natural canalizado, fornecido pela companhia distribuidora de gés.

Devido a baixa pressdo do gas canalizado, j4 que o mesmo ndo necessita ser comprimido, esse sistema
dispensa grande parte das pegas adotadas no sistema de alta pressdo, como cilindros de alta pressdo, valvulas de
abastecimento e valvulas redutoras de alta pressdo, o que torna esse sistema mais barato.

Outro detalhe interessante desse sistema estd na auséncia abastecimento periddico de combustivel. Ao
contrario dos motores estacionarios a diesel, ou a gas natural comprimido, o motor alimentado a gas canalizado
dispensa toda a logistica necessaria para o suprimento periddico de combustivel, o que o torna extremamente
interessante para a geragdo de energia.
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Figura 38 — Linha de alimentag@o para gas natural canalizado (baixa pressao).
Fonte: Catdlogo Woodward.

Conforme descrito na figura 38, a linha de alimentagdo ¢ conectada em sua extremidade ao duto de
alimentag@o de gas natural, proveniente do sistema instalado pela companhia fornecedora de gas. Apods essa conex@o,
instala-se um mandmetro para controle da pressdo de entrada do combustivel.

O gas ¢ entdo dirigido a uma valvula de desligamento (lockoff) que fecha o abastecimento de gas em caso de
parada do motor. Apds essa valvula encontra-se o redutor de baixa pressdo, que reduz a pressdo inicial do gas, que varia
de acordo com as condi¢des de fornecimento estabelecidas pela companhia fornecedora de géas natural. Essa pressao
pode ter valores de 0,3 a 2 bar, e ¢ reduzida para 0,012 bar (5”de coluna d’agua).

Com isso, o misturador ¢ alimentado com géas a pressdo baixa. A mistura ar/combustivel é formada entdo no
venturi pela depressdo no coletor de admissdo, formada pelo deslocamento dos pistdes no motor e pela sucgdo da
turbina.

Por ser o sistema mais vantajoso na aplicagdo em motores estacionarios, ¢ a opgdo adotada na alimentagdo do
Scania DSI 11 ottolizado.

8.3. Sistema de Controle de Velocidade

A aceleragdo num motor ciclo diesel é controlada basicamente pela injecao de 6leo, através da bomba injetora.
Quanto maior for a carga, maior quantidade de combustivel ¢ injetada na cdmara de combustao.

Nos motores ciclo Otto, a aceleragdo ¢ controlada pela quantidade de mistura ar/combustivel admitida pelos
cilindros, através do corpo de borboleta do acelerador. Esse dispositivo nada mais ¢ do que uma valvula ligada a um
venturi, que abre e fecha de acordo com as necessidades do motor, controlando a entrada de mistura.

Em cargas elevadas, a borboleta encontra-se na posi¢do horizontal, permitindo a passagem da vazdo maxima
de mistura. Ja em baixas velocidades, a borboleta restringe a passagem, permitindo a admissido de pequena quantidade
de mistura ar/combustivel.

Com isso, se torna necessario a adogdo de uma valvula borboleta para controle de velocidade, ligada a um
atuador eletronico, no circuito de alimentagdo do motor Scania DSI 11 ottolizado, ap6s o misturador de gas natural.

8.3.1. Controlador Digital de Velocidade

Para o controle da valvula borboleta, o motor a gas natural contara com um sistema digital SG2D, da fabricante
Woodward. Esse equipamento conta com um moddulo eletronico conectado a um atuador elétrico ligado ao corpo de
borboleta. O modulo colhe informacdes recebidas através de um sensor pick-up magnético (indutivo) ligado ao eixo
virabrequim para medi¢ao da velocidade do motor. Com base nessa informagdo, o mdédulo ajusta o posicionamento da
borboleta para obtencao da velocidade desejada.

O modulo possui display digital e botdes frontais para regulagem da velocidade de trabalho do motor, e
configuragdo de rampas de aceleragdo, ajuste de protegdo de sobre-velocidade e limite maximo de combustivel.

O ajuste da velocidade também pode ser feito via PC, conectado por cabo serial ao modulo de controle de
velocidade.
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8.4. Sistema de Controle de Mistura Ar/Combustivel

O controle eletronico da mistura ar/combustivel utiliza uma valvula borboleta ligada a um atuador, semelhante
aquela do controlador de velocidade, na linha de alimentacdo do gas, controlada por um moédulo eletronico (figura 39).

O modulo ¢é conectado a sonda lambda e recebe desta os sinais elétricos indicativos dos teores de oxigénio da
mistura. Com base nesses sinais, o modulo automaticamente executa a abertura ou o fechamento da valvula borboleta,
até que o sinal recebido da sonda lambda seja referente & mistura estequiométrica. Esse sistema ¢ semelhante ao
controle de mistura dos motores veiculares equipados com inje¢do eletronica de combustivel. Sendo que, nesse caso, ao
invés de bicos injetores, ¢ uma valvula borboleta que controla a passagem do gas natural para o misturador que formara
a mistura com o ar.

O corpo de borboleta ¢ entdo dimensionado para, quando o motor estiver em rotagdo maxima e a valvula
estiver totalmente aberta, a quantidade de gas natural liberada seja capaz de formar uma mistura estequiométrica com o
ar a vazao maxima.

Esse sistema ¢ comumente chamado de controle de circuito fechado (close loop), pois a mistura ¢ controlada
sem interferéncia externa. O fato de o ajuste ser realizado automaticamente, no ponto estequiométrico, se reflete em
grande economia de combustivel, além de ser o sistema ideal para futura instalagdo de catalisador de trés vias no
sistema de escape, conforme visto no capitulo 4. O conjunto desse sistema com o catalisador possibilita o melhor tipo
de conversdo para mondxido de carbono e 6xidos de nitrogénio.

Figura 39 — Atuador eletronico ligado a um corpo de borboleta para controle de mistura.
Fonte: Catalogo Woodward [14].
8.5. Dimensionamento do Sistema de Alimentacio

O dimensionamento do sistema de alimentagdo do Scania DSI 11 a gas natural foi realizado com o apoio da
Woodward, empresa especializada na producao de kits de alimentagao de gas natural para motores de grande porte.

Como ponto de partida para o dimensionamento e especificacao das pecas, deve-se calcular a vazao de mistura
ar/combustivel necessaria para alimentar o motor a rotagdo de trabalho.

Calcula-se a vazao em CFM (cubic feet per minute), para motores turbinados:

CFM = (CID x RPM) x Padm/Patm x 1/1728/2

CFM = (672,5 x 1800) x 1,7 = 595,4 ft*/min = 16,8 m*/min
1728 x 2

Onde:
CFM - Fluxo de mistura ar/combustivel admitida [ft’/min]
CID — Volume total do motor [in3] = 672,5 in®
RPM - regime de trabalho em rotagdes por minuto = 1800 rpm.
Padm/Patm — Razdo entre as pressdes de saida e entrada da turbina do
motor. Onde a pressdo do turbo ¢ igual a 0,7 bar.
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Na equacdo, temos que, a pressao de admissao ¢ aquela medida no coletor, apds a turbina. Ela equivale a soma
das pressdes atmosférica (1 bar) e a do turbo (0,7 bar). Essa razdo de pressao ¢ responsavel pelo acréscimo de vazdo de
admissao nos motores turbinados.

No calculo da vazdo de mistura, o valor ¢ dividido por dois para motores quatro tempos. Isso porque a
admissdo ocorre nos cilindros a cada duas voltas do eixo virabrequim. Assim, para a rotagdo de trabalho (1800 rpm),
ocorrem 900 admissdes por minuto, para cada cilindro.

A vazio de 16,8 m*/min equivale a4 quantidade maxima de mistura ar/combustivel admitida para a rotagdo de
trabalho do motor estacionario. Para obter a vazao do gas natural, que deve ser suprida pelo sistema de alimentacdo a
essas condigoes, aplicamos a razdo ar/combustivel volumétrica estequiométrica para o combustivel:

A/Cyi= Vu_ =9,5 (8
Von

V’GN: !CFM*V’(}N[ (9)
9,5

V’en=CFM = 56,7 ft’/min = 1,6 m*/min
10,5

Onde:

A/C,q — Relagao ar/combustivel volumétrica estequiométrica do gas
natural.

V. — volume de ar.
Ven — volume de gas natural
V’6n — vazdo de gas natural.

Assim, todo o circuito de alimentacdo de gas natural para o motor DSI 11 ottolizado deve ser dimensionado

para funcionar a vazdo de 1,6 m*/min.
Esse valor equivale ao consumo maximo de gés natural do motor por minuto.

8.5.1. Misturador do Motor Scania

O misturador para alimentagdo do motor Scania DSI 11 ¢ dimensionado com base nos seguintes dados:
Vazdo méaxima de mistura ar/combustivel: 16,8 m*/min
Vazdo maxima de gas natural: 1,6 m*/min
Cilindrada do motor: 11,02 litros
Poténcia estimada do motor: 231 kW
Rotacao de trabalho do motor: 1.800 rpm
Essas informagdes sdo entdo inseridas em um programa de computador, de propriedade da Woodward, que,
baseado em calculos matematicos, nos da como resultado a geometria do misturador ideal para alimentar o motor. Sao
obtidos dados como: didmetro do venturi, nimero de barras transversais misturadoras (podendo ter de zero a trés
barras), numero e diametro dos furos de injecdo de gas natural. Para o Scania DSI 11 ottolizado, foram obtidas as
seguintes dimensdes:

o Diametro do venturi - 82 mm

o Numero de barras transversais misturadoras - 2 barras cruzadas (cross) de 16 mm de espessura.

o Furos de injegdo de gas natural — 36 furos de 2 mm de didmetro.

0O 00 0 0

1 - Furo rosqueado de entrada do as natural
| 2 - Barras nusturadoras cruzadas (eross)

3 - Furos de ijecao de gds natural no

venturt, distribuidos uniformemente por toda

a face inferna

4 - Venturd do nsturador

Figura 40 — Misturador Woodward com barras cruzadas (cross).
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Na figura 40, temos um misturador de barras misturadoras cruzadas, com configuragdo semelhante ao
especificado para o motor Scania. Os furos de inje¢do sdo dispostos diametralmente no corpo do misturador, e nas
barras cruzadas, conforme dimensionamento do programa, para otimizar a formacgdo da mistura ar/combustivel. A
entrada do gas natural se da pelo furo rosqueado na parte superior do misturador.

8.5.2. Valvula Reguladora de Pressao Zero

7

A valvula reguladora ¢ a responsavel pela reducdo da pressdo do gas natural proveniente da linha de
abastecimento. Esse gas ¢ fornecido pela companhia distribuidora a uma pressao de até 1 bar, podendo ser alterado esse
valor, de acordo com as condi¢des de fornecimento estabelecidas.

Todavia, o gas que alimenta o misturador deve estar a pressdes baixas, bem préximas a zero, para que o
sistema tenha capacidade de admitir o gas por succdo, jA que o ar se encontra a pressdo baixa, devido a depressdo
formada no coletor de admissdo, quando a valvula de admissdo do motor encontra-se aberta e o pistdo estd em curso
descendente no cilindro ou pela sucgdo da turbina.

Assim, essa valvula redutora ¢ chamada de ‘zero’ pois é destinada a reduzir, a valores minimos, a pressdo de
entrada do gas. A pressdo maxima de entrada na valvula é de 5 psig (0,340 bar).

Segundo dimensionamento em conjunto com a Woodward, para o sistema de alimenta¢cdo do Scania DSI 11 a
gas natural, tem-se:

- Modelo da valvula redutora: 210D
- Diametro do tubo do circuito do gas: 17

Para calculo da pressdo de saida da valvula, correspondente aquela na qual o gés serd misturado com o ar,

devemos calcular a vazdo horaria de gas natural do sistema em CFH (cubic feet per hour), que equivale a:

CFH = 60 x V’ax = 60 x 56,7 = 3402 ft’/h (10)

Com base nesse valor, consultamos a tabela 11, que especifica a pressdo de saida da valvula para o modelo
selecionado (210D 17). Como dados de entrada temos a pressdo de entrada da linha do gas (/nlet Pressure - até 5 psi,
para o modelo selecionado) e a vazao horaria de gas natural (da ordem de 3500 CFH). Como pressao de saida a tabela
nos fornece 2 polegadas de coluna d’agua (0,005 bar).

Assim, o gas natural para alimentagdo do Scania DSI 11 ottolizado formard mistura com o ar no misturador a
uma pressao de 0,005 bar.

Tabela 11 — Célculo da Pressdo de Saida da Valvula Reguladora de Gas.

Inlet Outlet Pressure -Inches w.c.
Pressure 2 | 4 | 6 | 9 | 12 | 16 | 20 | 24 | 28
210D 1"
80" w.c. 2,400 1,900 1,300
0.5 psi 3,400 3,100 2,700 2,200
0.75 psi 3,500 4,000 3,500 3,400 2,900 2,200
1.0 psi 3,500 4,000 4,500 4,300 3,900 3,400 2,700 1,900
1.5 psi 3,500 4,000 4,500 4,800 4,600 5,000 4,600 4,100 3,600
2.0 psi 3,500 4,000 4,500 4,800 4,800 5,000 5,000 5,000 5,000
3.0 psi 3,500 4,000 4,500 4,800 4,800 5,000 5,000 5,000 5,000
5.0 psi 3,500 4,000 4,500 4,800 4,800 5,000 5,000 5,000 5,000
7.5 psi 3,500 4,000 4,500 4,600 4,800 5,000 5,000 5,000 5,000
10.0 psi 2,500 4,000 4,500 4,800 4,800 5,000 5,000 5,000 5,000

Fonte: Catalogo Woodward.
8.5.3. Controlador de Velocidade

O sistema dimensionado para o Scania DSI 11 ottolizado, com apoio da Woodward, conta com o controlador
digital SG2D-T. Conforme visto na se¢do 8.3, a responsabilidade desse sistema é manter a rotacdo constante
programada, no caso 1800 rpm, conforme haja aplicacdo ou retirada de carga no motor.

Para medicdo da rotagdo do motor, o sistema eletronico deve contar com um sensor magnético de velocidade
(pick-up), instalado na engrenagem do motor, que converte o0 movimento dos dentes em sinal elétrico, a ser enviado
para o controlador SG2D-T. Quando o material magnético dos dentes da engrenagem atravessa o campo magnético do
sensor, ¢ gerada uma voltagem. A freqiiéncia dessa voltagem € entdo medida pelo controlador digital.

A rotagdo medida ¢ comparada com a rotacdo desejada, e, caso necessario, o controlador aciona o atuador
elétrico do corpo de borboleta, admitindo uma maior ou menor quantidade de mistura para o motor, afim que se alcance
a velocidade especificada inicialmente.

O corpo de borboleta dimensionado pela Woodward, com base na vazdo méaxima de mistura ar/combustivel do
Scania DSI 11 (vazdo de 594,5 ft’/min) tem didmetro de 68 mm.
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Assim, temos que o sistema de controle de velocidade deve contar com os seguintes equipamentos fornecidos
pela Woodward:
*  Controlador Digital de Velocidade SD2G-T
*  Sensor de Velocidade
*  Atuador Elétrico com Corpo de Borboleta Integrado Flo-Tech™ (68 mm)
*  Conectores Elétricos

8.5.4 - Controlador de Mistura Ar/Gas Natural

Conforme descrito na se¢do 8.4, a mistura ar/combustivel do motor a gés natural pode ser feita eletrdnica ou
mecanicamente.

Para o controle eletronico da mistura ar/combustivel do motor Scania DSI 11 ottolizado, utiliza-se o modulo
eletronico ST-3, da Woodward. O aparelho é conectado a sonda lambda, ligada ao coletor de escapamento, e recebe
desta os sinais elétricos referentes aos teores de oxigénio da mistura. Como o motor funcionard com mistura
estequiométrica, 0 mesmo ¢ calibrado para ler uma voltagem do sensor, de 0,7 a 0,8 volts.

O moédulo ST-3 apresenta display luminoso indicando a relagdo ar/combustivel do motor, e € ligado ao atuador
integrado ao corpo de borboleta para controle de mistura da Woodward, o qual regulara a entrada de gas natural para o
misturador, até que se obtenha uma mistura estequiométrica, indicada no display do mddulo eletrénico pela cor verde.

Figura 41— Médulo ST-3 da Woodward.
Fonte: Catdlogo Woodward.

O corpo de borboleta para controle da mistura é entdo dimensionado, com o apoio da Woodward, baseado nos
valores ja definidos anteriormente para vazao de géas natural e de mistura ar/combustivel do motor Scania, com 30 mm
de diametro.

Com a atuagdo do controlador de mistura em conjunto com o corpo de borboleta dimensionado para a linha de
alimentag@o do gas natural, a mistura estequiométrica é obtida automaticamente para qualquer regime de rotacdo do
motor Scania DSI 11 ottolizado.

As pecas que compdem o sistema de controle de mistura ar/gas natural do motor Scania DSI 11 sdo as
seguintes:

*  Controlador de Mistura ST-3

*  Atuador Elétrico com Corpo de Borboleta Integrado L-Series de 30 mm
e Sonda Lambda

*  Conversor para Aquecimento da Sonda Lambda

*  Conectores Elétricos para os Equipamentos

8.6. Circuito de Alimentacgéo

Com o sistema de alimenta¢do dimensionado, deve-se esquematizar o circuito de alimentagdo para instalagdo
no motor (figura 42). Como o projeto foi definido para trabalhar com gés natural & baixa pressdo (gas canalizado), e por
ser o DSI 11 um modelo turbo-alimentado, torna-se invidvel a formagdo da mistura ar/combustivel ap6s a turbina de
admissdo, pois nesse setor o ar encontra-se comprimido.

Assim, o misturador, ligado a linha de alimentacdo do gas natural, deve ser instalado antes da turbina e do
intercooler, para que ocorra a formagdo da mistura com a depressdo localizada. Ou seja, a turbina passara a comprimir
mistura, e ndo apenas o ar na admissao.
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Figura 42 — Circuito de alimentac¢do de gas natural do motor Scania DSI 11 ottolizado.
9. O Sistema de Arrefecimento

O gas natural possui poder calorifico inferior de cerca de 49.081 kJ/kg , enquanto o 6leo diesel possui 43.419
kJ/kg (tabela 1). Ou seja, o gas libera uma maior quantidade de energia para uma mesma massa de combustivel.

Essa caracteristica ¢ interessante por poder representar um aumento de poténcia nos motores convertidos,
desde que acompanhados de modificacdes que otimizem a utilizacdo do gas natural como combustivel, tal qual os
projetos de conversdo dedicada.

Em contrapartida, esse maior aporte de energia se reflete em aumento no calor gerado pela combustio, e
conseqiientemente, elevacdo do calor transmitido para as pegas do motor e para o sistema de arrefecimento.

Essa sobrecarga de calor s6 pode ser avaliada precisamente através de testes em dinamometro utilizando
termopares para medi¢do da temperatura em diferentes pontos do motor. Todavia, descrevemos nesse capitulo algumas
alteragdes a serem realizadas caso esse maior aporte de calor seja verificado na pratica.

9.1. Alteracoes no Sistema de Arrefecimento

Existem diversas alternativas para melhorar a eficiéncia do sistema de arrefecimento do motor Scania DSI 11,
para que a resisténcia do equipamento ndo seja comprometida pela utilizagdo do gés natural.

A propria adogdo do intercooler, no sistema de admissdo, contribui na reducdo da temperatura de
funcionamento do motor, visto que ¢ admitida uma mistura ar/combustivel mais fria, auxiliando no resfriamento do
cilindro, além de proporcionar redu¢do na temperatura média do ciclo de combustao.

O motor DSI 11 ¢ refrigerado por radiador de agua, com ventilador do tipo soprante, para retirada do calor
absorvido pela liquido de arrefecimento, além do calor irradiado para o ambiente (conveccao e radiagdo).

- Radiador:

Existem diversas configuracdes de radiadores disponiveis para motores estacionarios. Uma alternativa ¢ adotar
um radiador de maior porte, com maior area de troca de calor.

Um detalhe importante a considerar € que o ar que passa através da colméia do radiador ndo deve retornar. A
recirculag@o do ar aquecido produz queda no rendimento do sistema de arrefecimento, aumentando a temperatura do
liquido refrigerante, e a temperatura do motor por conseqiiéncia. Com isso, uma medida para aumentar a eficiéncia ¢
canalizar a saida do radiador para o exterior do ambiente onde o motor sera instalado, por meio de um duto flexivel
(usualmente lona), com area interna de 1,3 vezes a area da colméia do radiador (Pereira).

Outra medida ¢ a instalacdo de revestimento termo-isolante nos tubos de escapamento, que atinge temperaturas
elevadas durante o funcionamento. Isso reduz consideravelmente o calor irradiado pelo motor, baixando a temperatura
ambiente, € melhorando a eficiéncia do sistema.

O conjunto dessas modificagdes pode reduzir consideravelmente a temperatura de funcionamento do motor a
gas natural.
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- Ventilador:

O ventilador, assim como o radiador, de motores estacionarios ¢ projetado para uma capacidade 30% superior
as necessidades do motor original, prevendo a sua utilizagdo em ambientes pouco arejados. Assim hd uma margem
razoavel de utilizagdo dos mesmos em motores convertidos ao uso do gés natural, desde que haja uma boa renovagdo do
ar no ambiente no qual o motor sera utilizado.

Todavia, caso haja eleva¢do consideravel na temperatura do motor, uma boa solugdo é a substituicdo do
ventilador original por outro de maior didmetro e maior nimero de pas, aumentando a dissipacdo do calor na colméia
do radiador, e também do calor irradiado pela superficie externa do motor. Os fabricantes de motores Diesel
disponibilizam no mercado diferentes modelos de ventiladores, para atender necessidades especificas inerentes a
instalagdes especiais.

- Dutos de Refrigeracao:

Outra opg¢do para diminuir a temperatura de funcionamento do motor Scania DSI 11 a gas natural ¢ aumentar o
volume dos dutos de refrigeracdo no cabegote do motor, proximos as cdmaras de combustdo. Essa medida aumenta a
area de troca de calor entre o liquido refrigerante, melhorando a dissipac¢do do calor proveniente da combustio do gas,
além de alojar maior massa de agua para a refrigeragdo, além da capacidade original de 56 litros.

Para o aumento do volume dos dutos torna-se necessaria a usinagem do cabegote. Essa modificacdo no sistema
¢ a mais dispendiosa, e s6 deve ser adotada caso as outras alteragcdes ndo se mostrarem eficientes na diminuig¢ao da
temperatura de funcionamento do motor.

10. Conclusao

Apés analise dos resultados obtidos nota-se a grande vantagem na utilizagdo do motor Scania DSI 11
convertido a gas natural na geracdo de energia.

Com a adog¢ao dos sistemas de ignicao e de alimentagdo controlados eletronicamente, pode-se obter um melhor
aproveitamento do combustivel, gerando desempenho e economia, além de serem equipamentos otimizados para
funcionar em conjunto com catalisadores, que podem reduzir as emissdes de poluentes a niveis abaixo das normas
vigentes, tornando a geracdo de energia menos danosa ao meio ambiente.

O sistema de alimentacdo, com a utilizagdo de gés natural canalizado, proporciona comodidade e economia em
gastos relativos a logistica de abastecimento periddico de 6leo diesel para grupos geradores. Além de alimentar o motor
com um combustivel mais barato e teoricamente mais limpo que o dleo diesel.

A adog@o de um diagrama de valvulas adequado mostrou-se importante para um maior controle das emissdes
de poluentes do motor, além de proporcionar uma maior economia de combustivel. O custo de usinagem e retifica do
eixo comando de valvulas, ¢ consideravelmente baixo em relagao aos beneficios de se dispor de um diagrama adequado
aos motores ciclo Otto.

Todavia, a grande vantagem notada ¢ a possibilidade de ganhos de desempenho proporcionados com a
conversdo, ao utilizar uma taxa de compressdo adequada a motores a gas natural. Essa medida faz com que o
rendimento térmico do motor ciclo Otto se aproxime do motor ciclo Diesel, gerando um melhor aproveitamento da
energia do combustivel, que ¢ mais elevada que a do 6leo diesel. Essa caracteristica, aliada ao baixo custo do gas
natural industrial, fornece um custo especifico do combustivel para a gera¢do de energia consideravelmente abaixo do
custo das outras fontes de energia elétrica.

O custo do projeto de ottolizagdo, avaliado em RS 29.528,60, proporciona uma grande economia em termos de
investimento, devido ao seu baixo custo perante aos de aquisi¢do de motores similares a gas natural importados. O
motor Cummins Série C (estacionario, a gas natural) de 8,5 litros e 171 kW de poténcia (cerca de 60% da poténcia
estimada para o DSI 11 a gas), é avaliado atualmente em U$ 35.000,00 (R$ 78.400,00)°. Considerando o valor do motor
Scania DSI 11 novo, no mercado, tem-se um motor estacionario alimentado a gas natural, de maior poténcia, avaliado
em R$ 74.528,60.

O retorno de investimento da conversdo de geradores a diesel para gas natural, calculado para o consumo
maximo de energia em horario de ponta, se d4 em 16 meses. Da mesma forma, o retorno de investimento da compra de
um motor Scania DSI 11 a gas natural, para utilizacdo em geradores em substituicdo da energia da rede elétrica, se da
em 6,5 meses.

Por essas razdes, podemos considerar a ottolizagdo do motor Scania DSI 11 para uso de gas natural como
combustivel, uma alternativa viavel, econdmica e extremamente atraente para a geragao de energia.
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Resumo. 4 otimizagdo dos parametros construtivos de um combustor ciclonico permite a combustdo eficiente de serragem em
suspensdo, maximizando a taxa de consumo de biomassa e minimizando o volume do combustor e as taxas de emissdo de gases
poluentes para a atmosfera. Este trabalho avalia a eficiéncia de um combustor ciclonico de 84cm de diametro e 4m de altura,
construido no laboratorio de vapor da UFPa, devidamente instrumentado para medir os perfis de temperatura, tanto na parede
interna da camara de combustdo quanto na saida do combustor. Os resultados obtidos foram confrontados com simulag¢ées
computacionais, utilizando-se o pacote computacional Fluent V 6.2.16. Foram realizadas dois regimes de queima para razoes de
equivaléncia diferentes. Os resultado estdo apresentados na forma de grdficos que mostram os perfis de temperatura para as
dadas razées de equivaléncia.

Palavras chave. combustor ciclonico, Fluent, combustio de biomassa .
1. Introducéo

Sdo grandes os numeros de queimadores de biomassa aplicados a inddstrias madeireiras na Regido amazonica.
Grande parte deles queima residuos de madeira lentamente ¢ com alta producdo de poluentes, tais como o CO e
hidrocarbonetos. A combustdo ciclonica ¢ uma solucdo tecnicamente viavel, de bom desempenho e adequado para
substituir a queima convencional, além de possuir a vantagem de poder operar com diversos tipos de combustiveis
como cavacos e casca de madeira (USHIMA, 1998).

O combustor ciclonico ¢ basicamente uma camara cilindrica na qual o combustivel s6lido particulado queima em
um movimento ciclonico devido o ar que ¢ introduzido tangencialmente na mesma. Esse tipo de injeg¢do de ar provoca
velocidades relativas gas-particula elevadas, o que ocasiona elevados valores de coeficientes de troca de calor e massa,
desta forma as taxas de combustdo volumétrica sdo muito intensas, da ordem de 4 a 8 MW/m3 (USHIMA, 1998).
Geralmente as superficies deste tipo de combustor sdo cobertas com refratario, pois a temperatura dos gases fica em
tomo de 1650°C. Esta temperatura ¢ suficiente para derreter a cinza e transforma-la em uma escoria fundida nas paredes
do cilindro (BORMAN e RAGLAND, 1998). O escoamento no interior deste tipo de combustor ¢ dito fortemente
rotacional (swirling). O vigor com que a agdo ciclonica acontece, forcando as particulas para a parede do ciclone facilita
a combustdo rapida que, segundo Tillman (1991) ocorre na camada limite perto da parede. Syred et al (1974) relata que
0 escoamento rotacional aumenta consideravelmente os limites de estabilidade da maioria das chamas, além de prover
tempos de residéncia muito longos para a mistura ar/combustivel. Este estudo demonstrou que ao contrario de muitas
suposigdes prévias, o escoamento isotérmico ndo ¢ freqlientemente axi-simétrico mas tridimensional transiente.

Kops et al (2004) relatou modelagem e simula¢do da queima de p6 de madeira em queimadores ciclonicos. As
caracteristicas operacionais de um queimador de pd tipico foram analisadas através de simulagdo numérica
tridimensional utilizando o pacote comercial CFD Fluent, onde foram examinadas as caracteristicas do escoamento,
assim como as principais espécies € campos de temperatura.

Este trabalho apresenta resultados de medicdes experimentais do perfil de temperatura longitudinal, na parede de
um combustor cilindrico real queimando serragem na presenga de ar para duas razdes de equivaléncia (®=1,0 e O=
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0,7). Para a primeira foram obtidos resultados de simulagdoes numérias efetuadas pelo coédigo computacional Fluente
V6.2.16 no laboratdrio de Engenharia Mecanica da UFPa.

2. Combustor ciclonico, e aparatos de medicéo.

O combustor, conforme mostrado na Fig. 1, pode ser dividido em trés partes: a primeira € o sistema de alimentagao
ar/serragem seguido da camara de combustdo e finalmente o sistema de limpeza dos gases de exaustdo. O sistema de
alimentagdo ar/serragem ¢ constituido de duas entradas: uma para combustivel (serragem) e outra para oxidante (ar
atmosférico), as quais desembocam em uma unica se¢ao de alimentagdo onde os elementos citados se misturam e s@o
injetados na camara de combustdo. O tanque de combustivel é cilindrico, aberto no topo por onde se deposita a
biomassa e com um pequeno rasgo retangular no fundo por onde a serragem ¢ induzida a segdo de alimentagdo. Este
tanque possui na parte interna, no fundo, um conjunto de pas giratorias que estdo acopladas a um motor elétrico
localizado logo abaixo do reservatorio pelo lado de fora. Essas pas promovem uma mistura da serragem e também
possibilitam com que essa biomassa seja direcionada ao rasgo no fundo, caindo em um duto que possui uma rosca sem-
fim em seu interior. Acionada por outro motor, esta rosca empurra o combustivel para se misturar com o ar no duto de
succao.

Figura 1: Representagdo grafica do combustor ciclonico do EBMA

Ao lado e ligeiramente abaixo do tanque de reserva da biomassa fica um tubo de 150 mm de didmetro no qual uma
das extremidades esta livre para a atmosfera e a outra estd ligada a um ventilador centrifugo que succiona o ar de
alimentagdo. Esse ar ¢ misturado a serragem ao passar pelo ventilador e essa mistura ¢ injetada tangencialmente dentro
da cdmara de combustao.

A camara de combustio ¢ basicamente constituida por uma torre de tijolos macigos de argila fixados por uma
argamassa de cimento refratario, cimento comum, barro e areia. Esta estrutura apresenta-se em geometria cilindrica com
840mm de diametro interno e 1660mm de didmetros externo. Em sua base existem duas aberturas: a entrada da mistura
ar/serragem e uma janela de inspecdo. Ao longo da parede do combustor estdo dispostos 7 orificios onde estdo alocados
7 termopares tipo S com liga de platina (90%) + Rodio (10%) e platina pura (-) distantes 50cm entre si, numerados de
cima para baixo de 1 a 7, estando o primeiro a 3,5 e o sétimo a 0,5m do fundo do combustor.

No topo do combustor foi adicionada uma estrutura com vergalhdes de ago e tijolos que possibilitaram um formato
cOnico ao cume do forno por onde sai um tubo que leva os gases e particulados ao sistema de filtragem, o qual ¢é
composto por coletores ciclonicos projetados para reter particulas em suspensdo com dimensdes maiores de 5 microns.
Estas particulas sdo depositadas por gravidade em um reservatorio acoplado abaixo dos filtros e os gases sdo liberados
para a atmosfera.

Através do Centro de Comando e Monitoramento (CCM) € possivel monitorar e controlar o sistema de alimentagao
ar/serragem ¢ ainda registrar as temperaturas medidas em cada termopar.

3. Procedimento experimental
Primeiramente o ensaio experimental visava gerar dados para comparagdo com os resultados niimericos que tinham

sido obtidos. Esses resultados indicavam que a razdo ar/serragem de alimetagao deveria ser tal que estivasse proxima da
razdo estequiométrica, ou seja, para um fluxo de ar de 0,2565kg/s seria usado 0,03963kg/s de biomassa. Porém este
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procedimento gerou elevadas temperaturas no interior da camara, comprometendo sua estrutura fisica, causando
alteracGes na estrutura da parede.

Para reduzir a temperatura optou-se por efetuar medidas experimentais com a razdo de equivaléncia de alimentagao
igual a 0,72, ou seja, uma mistura com excesso de ar. A razdo dessa escolha foi devido a estabilidade da queima e
limpeza dos gases efluentes do combustor. Nessa condi¢do o fluxo de ar era de 0.2565kg/s e o de serragem era de
0.03051kg/s. O forno foi mantido sob alimentagdo estavel por quatro horas e as temperaturas foram registradas no
CCM. O queimador operava a pressdo levemente superior a pressdo atmosférica e o ar de alimentagdo tinha sua
temperatura variando entre 28 e 32°C.

4. Caracterizacdo da biomassa utilizada

A serragem foi obtida junto a serrarias na regido metropolitana de Belém que trabalham com madeira pos-secagem.
A granulometna da serragem foi determinada nos laboratérios da UFPA através da distribuicdo de Rossin-Rammler
sendo obtido os seguintes didmetros: dmin = 20pm, dmax = 400um, d =184pm e n=2.64.

A caracterizagdo da biomassa usada foi determinada no Laboratorio de Energia, Biomassa ¢ Meio Ambiente,
EBMA. da UFPA onde foram obtidas suas propriedades fisicas conforme as tabelas abaixo.

Tabela 1. Propriedades fisicas da Biomassa na base massica.

Analise Elementar (%) | Propriedades fisicas (%)
C 52,70 Volateis 31,5
H 6,01 Carbono fixo 44

(0] 41,23 Cinzas 1,99
N - Teor de Umidade | 23,5
Cl - PCS(MJ/kg) 19,77

A tabela 2 mostra as Propriedades fisicas adotadas para Biomassa e suas respectivas referéncias.

Tabela 2. Propriedades fisicas adotadas para Biomassa na base massica.

Propriedades fisicas Referéncias
Densidade (kg/m°) 500 Ragland (1991)
Calor Especifico (J/kg-K) 1.760 | Van Wvlen (1993)

Condutividade térmica(W/m-K) | 0,173 | Ragland (1998)

Temperatura de Pirolise (K) 473 Ushima (1998)

5. Modelagem matematica

As simulagdes numéricas foram executadas no codigo de fluidodindmica computacional Fluent v.6.2.16. o qual
possui modelos que possibilitam a simulagao de escoamento de fluidos, transferéncia de calor, combustio, escoamentos
multifasicos e reagcdes quimicas em multiplos sistemas de referéncia e com geometrias complexas. Neste codigo as
equagdes governantes sdo resolvidas utilizando o método de volumes finitos em um sistema de malhas ndo-estruturadas.
No método de volumes finitos as equagdes diferenciais governantes sdo integradas de forma conservativa em volumes
de controle, gerando desta forma um sistema de equagdes algébricas. Este sistema de equagdes ¢ resolvido no Fluent de
forma iterativa. Por isso, antes de iniciar uma simulacdo deve-se prover os calculos com uma estimativa inicial para a
solugdo do campo de escoamento, quanto melhor for a estimativa inicial mais rapido sera alcangada a solugao desejada.

Os calculos para malha na entrada do combustor foram iniciados com um campo de velocidade na diregéo axial, o
que agilizou os calculos. Foram utilizados os modelos para altos nimeros Revnolds devido os mesmos estarem mais
desenvolvidos e, para suprir certas deficiéncias do calculo proximo da regido de parede, foram utilizados modelos de
leis de parede empiricas. Como sugere (Fluente 2003) para os fluxos com niimero de vortices alto foi empregada a
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metodologia PRESTO para interpolagdo aplicada a equacdo de pressdo. O esquema de upwind de segunda-ordem foi
aplicado a equacdo de impulso, modelo turbulento, fracdo de mistura e fragdo de discrepancia de mistura. SIMPLES foi
o0 algoritmo aplicado para acoplar pressdo e velocidade. O modelo adotado para troca de calor por radiagdo foi o DO
(ordenada discreta). Para emissividade das particulas foi adotado um fator de espalhamento igual 0.9 (FLUENT. 2003).
Perto da parede do combustor usou-se fun¢do de parede para computar a velocidade, temperatura e campos de
concentracdo de espécies. Esta regido vai ortogonal da parede até a metade do volume adjacente da malha.

Antes do calculo de combustido devem ser processados dados que contribuirdo para o calculo da rotina de Pré-PDF.
Este ¢ um pré-processo que pede uma lista de espécies trabalhando juntamente com a composi¢do elementar delas,
propriedades térmicas das substancias quimica, poder calorifico inferior, calor especifico e a temperatura de entrada. O
Pré-PDF usa esta informagdo para calcular a fragcdo molar, entalpia de formagao, concentragdes de equilibrio e entalpia
para todas as espécies nas condigdes de entrada. Os dados de saida sdo tabulados em valores de fracdo de massa,
densidade e temperatura para todas as espécies como funcdo da media de fragdo de massa, variando a entalpia.

O escoamento turbulento foi simulado utilizando os modelos de tensdo de Revnolds (RSM) e a combustdo foi
simulada utilizando o modelo de fracdo de mistura.

5.1. Modelo das tens6es de Reynolds (RSM)

Neste modelo sdo resolvidas equacdes de transporte para cada um dos termos no tensor de tensdo de Revnolds.
Além disso, uma equag@o de determinacdo de escala adicional (para €) também ¢ resolvida (FLUENT. 2001). As
equacdes de transporte do modelo das tensdes de Reynolds sdo dadas por:

a(pru})+cij=D

o ry T +G,+Q, +¢, 1)

onde a convecgdo ¢ dada por C,j = ( p”k”}”})Q a difusdo turbulenta ¢é calculada por

X

0 —Oou; — ou,

— sapsaps 5 5 . ~ ~ 7 _ 5ay° J sy i .

DT’”__ax |:pukuiujuk+p(5kjui+5ikuj):|’ a geragio de tensio ¢ F, =—p u,uk67+ujuk— ; a
& 3

producdo de empuxo pode ser obtida por Gij = —pﬂ( giu}9+ g ju;ﬁ); e ainda a redistribuicdo de energia por

a T q) _ au; au/ C ~ _ 2 [
5('0%”’ ) +®,=p 8_+_ ¢ finalmente a dissipagdo dada por &; = 2p——.

x;  Ox, ox, Ox,

Os termos Ci/' e PU podem ser calculados, ja os termos DT.ij , Gii , (Di/' e &; necessitam de modelagem para que

as equacdes possam ser resolvidas, sendo esta modelagem descrita no manual do Fluent (2003).
O termo de difusdo turbulenta é simplificado como:

e :
"ot o, 0X, @)

2
onde a viscosidade turbulenta ¢ calculada como 1, = pC,,— e 0, =0,82.
&

5.2. Modelo de combustéo: fragdo de mistura
Este método é baseado na solugdo para a equagdo de transporte de dois escalares conservados nomeados de fragdo

. .~ 2 . Y - ,
de mistura, f e sua variagdo f , obtido em um formulario PDF, onde as flutuagdes dos escalares é supostamente
conservada. Para um sistema de combustivel/oxigénio a fracdo de mistura ¢ definida como:
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f=—Te @
m,+mg,

Onde m, é a massa de combustivel m, a massa de oxidante.

5.3. Equagdes matematicas

Para fluxo turbulento tém-se uma difusdo de massa turbulenta de grande ordem. Em todo caso é razoavel considerar
que a difusividade térmica ¢ igual a difusdo molecular, onde o nimero de Lewis = 1 (FLUENT 2003). e
conseqiientemente todas as equacdes de conservagido reduzem-se somente a uma fungfo: a da fragdo média da mistura

S

t

£ (o) v(pe7) = 7 |1, ®

onde v ¢ a velocidade, p € a uma densidade do ar, K, € a viscosidade turbulenta, &, ¢ o numero de Prandtl. A
manutengdo do termo fonte S,, ¢ devida unicamente a transferéncia massica das particulas continuas na fase gasosa. O

modelo de fragdo de mistura s requer também uma solugdo vinda da seguinte equagdo de conservagdo obtida:

0 _ L _ _ _
E[pf'2j+V(pvf'2j=V %Vf'z +Cg,ut(V2f)—Cdp%f'2 )

onde f'=f—f.¢ a flutuagdo temporal, f, o,, Cg € C4 sfo constantes com valores 0,85, 2,86 ¢ 2,0, definidos

respectivamente no manual FLUENT 2003. € e k s8o respectivamente a taxa de eddy dissipation e a energia cinética
turbulenta.

Os valores médios escalares devidos sua variagdo durante as flutuagdes turbulentas tais como a concentracao, a
densidade e a temperatura da espécie, foram avaliados com a ajuda da PDF. Esta fungdo descreve a flutuagao do tempo
devido os efeitos da reagdo quimica e do fluxo turbulento. Neste trabalho a PDF foi modelada como uma fungéo beta de
dois momentos, p(f), dado para a seguinte expressao:

1

®)

a-1 _ p-
T e G )
[ ret=r)"ar

onde: 7| 7(-7)/ 11| € p=(-7)| 70-7)/ 21|

5.4. Modelagem para o fluxo da fase sdlida

O FLUENT descreve as equagdes de Lagrange para o fluxo da fase solida e mudando as propriedades durante sua
transi¢do para a fase gasosa o mesmo ¢ calculado por um jogo de equagdes diferenciais ordinarias que representam as
equagdes de conservagdo de massa, impulso e energia. Nesta descri¢do, as propriedades da fase so6lidas sdo condigdes
iniciais para comegar o calculo. Os resultados dos célculos sdo: o fluxo de calor e a transferéncia de massa, que na fase
solida e na dispersdo da fase gasosa sdo determinados pelo modelo estocastico. As equagdes de aquecimento,
volatilizagdo e oxidac@o de carbono sdo integradas pelo caminho da particula que foi calculada. O célculo comega com
a secagem da particula, que em seguida volatiliza e finalmente oxida e se transforma em carvdo, sendo a oxidagdo o
processo que dura mais tempo (Ragland et al. 1998). O modelo adotado para descrever o volatilizagdo ¢ uma reagao de
primeira ordem com uma unica taxa cinética.

dm

- dtp =k[mp—(1—fv’0)mp,0] (6)
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Onde m, ¢ a massa de particula temporal (kg), £, sdo as fragdes massicas de volateis contidas nas particulas m,, € a
massa inicial da particula (kg). £ é a constante [s"'] seguindo a definicio de Arrhenius para a taxa constante:

_ ~(E/RT)
k=4, -e . Neste trabalho A1l e E sdo definidos respectivamente como 7,0s-1E+7 e 1.2964E+8 J/kgmol (Ragland
1998).
A reacdo de superficie ¢ para as espécies de oxidantes e espécies de produtos contidos na fase gasosa (Neste
trabalho, foi adotado um modelo controlado pela competi¢do entre cinematica quimica ou difusdo de espécies) sendo a
reagdo heterogénea na superficie da particula representada pela equagao:

dm S
vo_yp DR ™
dt "Dy + R

Onde Ap ¢ a area superficial da particula (ndp? ), P,, é a pressio parcial do oxidante de uma particula. A taxa

c . —(E/RT,) . . - L. .. , - ,
cinetica R =C,e (5/%1,) incorpora os efeitos de reacdo quimica na superficie interna da particula de carvao, residuo de

volatilizagdo de biomassa e difusdo de poro (C, = 2E-3). A difusdo do oxidante gasoso para a superficie da particula ¢
determinada por,

D, =c|r,-7,)2}7 a, ®)

Onde T, ¢ a temperatura de particula é. T, ¢ a temperatura fluida local e C; ¢ a difusdo de massa onde a mesma foi
considerada com o valor de 5E-12 adotada.

5.5 Geometria da malha

Foram obtidos todos os pardmetros fisicos necessarios a partir do combustor ciclonico real, sendo a malha
desenvolvida com o auxilio do software Gambit. A dimensdo do primeiro volume adjacente a parede foi ajustada para
11mm, os volumes subseqiientes aumentavam de tamanho com um fator de 1,1. Com isso a malha do combustor ficou
com um total de 173.079 volumes, Fig. 2(a). As paredes solidas também foram inseridas no combustor, Fig. 2(b). Para
tornar mais real a entrada do escoamento no dominio uma parte maior do duto de alimentacdo de ar foi considerada na
malha, figura 2(c).

Vazios da
janela de
inspecio

Contragio e
expansio
introduzidas.

R,

i jHit

Figura 2: Malha computacional — Camara (a); parede (b) e entrada (c).
5.6. Estratégias para obter a convergéncia das simulagdes

O célculo comecou sem o modelo de radiagdo. Depois que o calculo convergiu, o modelo de radiagdo foi
adicionado e entdo executado novamente com o cuidado para obter reducdes sucessivas através dos fatores de sub-
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relaxamento para evitar divergéncia. Foram utilizadas 76.800 trajetdrias para as particulas solidas, porque quanto mais
alto o numero de trajetorias melhor a estabilidade do calculo (Fluente 2003).

Os critérios de convergéncia para cada volume de controle foram referentes a adigdo de residuos absolutos para
cada parimetro, devendo este ser menor que 10 com excegio desta regra para os residuos de energia e radiagio, pois
estes obedeciam a critérios que os residuos fossem menores que 1,5x107.

6. CondicOes de contorno e parametros fisicos e quimicos.

Nenhuma condi¢do de deslizamento foi adotada na parede do Combustor, que era tido como adiabatico. foram
assumidas fracdo de mistura e discrepancias de relagdo serragem/ar tendendo para zero. O perfil de velocidade de ar na
entrada era tido como turbulento com uma escala de 0,00609 e intensidade turbulenta de 5%. Na saida, a intensidade
turbulenta foi assumida também 5%, e um didmetro hidraulico que 0.25 m e seu perfil de pressdo avaliaram pela
seguinte expressao.

o pv,
0 —_0) —
——=——ep(r=0)=p, ©)
or r
onde r € a distancia radial do combustor ao centro v, € o componente tangencial da velocidade e p; € a pressdo no

centro, assumiu-se ser a pressao atmosférica (101.325 kPa). foram adotadas 76.800 trajetorias para as particulas solida
durante o célculo, sendo adotado que particulas que batiam nas paredes de forno voltam com 50% de seu impulso ao
fluxo gasosos.

7. Resultados obtidos
Para a condi¢do de combustdo com ®méd =.1,016 foram obtidos perfis de temperatura axial na regido proxima a
parede segundo medidas experimentais comforme obtidas (CUNHA, 2005) mostrado na Fig. 3. as temperaturas

mostradas representam uma média retirada entre um intevalo de operagdo em que o combustor ciclonico apresentava
um regime de operagao estavel.

Perfil Axial de Temperatura Exp. para ® =1,016
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Figura 3: Perfil axial de temperatura obtido experimentalmente.

Para as condigdes citadas acima tem-se os seguintes dados computacionais do perfil de temperatura axial na regiao
proxima a parede obtidos de simulag@o no software Fluent comorme mostrado por (CUNHA, 2005) na Fig. 4



Temperatura (K)

Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06-0550

Perfil Axial de Temperatura Comp. para ® =1,016

1700
1600
1500
1400 -
1300
1200
1100 -
1000 -
900 A
800

700 T T T T T T T
1.5 2 2.5 3

Eixo Axial (m)

Figura 4: Perfil axial de temperatura calculado computacionalmente

Para uma segunda condicao de combustao ®méd = 0,720 foram obtidos os seguintes resultados experimentais do
perfil de temperatura axial na regido proxima a parede do combustor conforme mostrado na Fig. 5. Resultados
computacionais para esta condi¢do ndo foram obtidos devido dificuldade de convergéncia dos calculos.

Temperatura (K)

8. Conclusdes

Perfil Axial de Temperatura Exp. para ® =0,720
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Figura 5: Perfil axial de temperatura obtido experimentalmente.

Com os resultados obtidos até o momento pode-se verificar que a utilizagdo do codigo computacional fluente para
prever a temperatura de combustdo da serragem dentro do combustor ciclonico ¢ promissora comforme pode ser
observado na Fig. 6 que apresenta boas concordancias de resultados no perfil de temperatura proximo a parede na
metade superior do combustor.
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Perfil axial de Temperatura
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Figura 6: Comparativo dos perfis axiais de temperatura

As discordancias dos resultados na metade inferior indicam que o modelo utilizado ndo foi capaz de prever de
forma favoravel os resultados provenientes do que se chama de regido de secagem e pirdlise indicadas por estarem a
temperaturas inferiores. Tal diferenca pode ser fruto da ma estimativa da taxa de liberagdo de calor das particulas, que
neste trecho, deve estar mais associado a taxa de volatilizagdo das mesmas. Além disso, como a entrada do escoamento
no dominio se aproxima a um jato de parede, as leis de parede utilizadas podem estar inserindo erro na predi¢do da
troca de calor na regido afetada pelo jato.

Com a reducdo da razdo de equivaléncia de ®méd = 1,016 para ®méd = 0,720 pode-se verificar que as a regido de
combustdo estd na metade inferior do combustor conforme mostrado na Fig. 6. Esta mudanca pode ter influéncia do
escoamento, razdo de equivaléncia, didmetro da particula de biomassa, etc, mas analises mais precisas s6 podem ser
realizadas com resultados numericos para a segunda razao de equivaléncia.
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Abstract

Cyclone sawdust combustor promotes a more efficient combustion in a small reaction volume when compared with
a fixed bed furnace. It is due the fact that the processes of drying, volatilization and combustion occur in a fluidized bed
condition. This advantage rises interest in sawmills industries but difficulties to develop efficient designs has restrained
an application of cyclone sawdust furnaces in large scale. In order to obtain an optimized design for this kind of
furnace, which has a sophisticated flow pattern, the commercial CFD code Fluent CFD can be applied to simulate the
reactive flow if experimental data is available to validate the calculation results. To obtain experimental data, a cyclone
combustors was built at the EBMA laboratory with 4m height and 80cm of internal diameter and instrumented to obtain
the gases longitudinal temperature, at the wall and at the furnace gas exit. FLUENT Code was used to define the
optimum constructive and flow parameters for sawdust/air cyclone combustor, and the FLUENT numerical outputs
were compared with experimental results. Numerical and experimental values of temperature were compared for two
different inflow lean air/sawdust ratios.

Keywords: Cyclone combustor, Fluent, Biomass combustion
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Resumo. Os sistemas isolados da Amazdnia buscam uma alternativa a geracao diesel. Dentre as energias renovaveis,
eventuais substitutas do petroleo, a biomassa é aquela capaz de fornecer grandes quantidades de energia tanto para
transporte quanto para geracéo de eletricidade. Este trabalho apresenta os resultados da caracterizagao energética de 80
biomassas solidas produzidos na Amazonia, através de analise imediata da biomassa seca (teor de volateis, teor de
carbono fixo e teor de cinzas), da determinacao do poder calorifico superior e da densidade a granel. Essas informac6es
sdo essenciais para a qualificacdo e quantificacdo do potencial energético disponivel na biomassa residual amazonica.

Palavras chave: caracterizacdo de biomassa, analise imediata, biomassa amazonica.
1. Introducao

Os sistemas isolados da Amazonia buscam uma alternativa a geragdo diesel. A biomassa vem ganhando espaco no
cenario energético, pois dentre as fontes renovaveis de energia ela possui potencial de suprir grandes quantidades de energia
a precos competitivos e com um minimo de impacto ambiental, a qualificando como candidato preferencial a substituto
energético para os combustiveis fossil (Silva, Rocha et al., ; Rosilo-Calle e Bajay, 2000; Nogueira e Cruz, 2004). No Estado
do Para sdo processados aproximadamente 10,8 milhGes de metros clbicos de madeira por ano dos quais 3,6 milhGes séo
economicamente viaveis de serem exploradas quando comparadas com a geracdo diesel perfazendo um total de geracéo
anual de 160 MW médios (Pinheiro, Nunes et al., ; Pinheiro, Rendeiro et al., 2004).

Outra grande aplicacdo da biomassa é a producdo de carvdo vegetal fabricado a partir da lenha pelo processo de
carbonizacdo ou pirolise. O Brasil € o maior produtor mundial desse insumo energético. No setor industrial (quase 85% do
consumo), o ferro-gusa, aco e ferro-ligas sdo os principais consumidores do carvdo de lenha, que funciona como redutor
(coque vegetal) e energético ao mesmo tempo. O setor residencial consome cerca de 9% seguido pelo setor comercial com
1,5%, representado por pizzarias, padarias e churrascarias (Infoener e Cenbio, 2006).

Essa qualificagdo e quantificacdo do potencial energético da biomassa s6 podem ser possiveis se estiverem disponiveis
0s seus parametros energéticos (Tillman, 1991). Essa caracterizacdo é feita com a medicdo do poder calorifico superior, dos
teores de voldteis, cinzas, carbono fixo e densidade a granel. Este trabalho apresenta o resultado da caracterizacdo
energética de 80 espécies de biomassas da regido amazonica realizadas no laboratério do grupo de Energia, Biomassa e
Meio Ambiente — EBMA - da Universidade Federal do Para para dar suporte a determinagédo do potencial energético de
residuos de biomassa.

2. Metodologias Empregadas

A metodologia empregada sera descrita separadamente para cada um dos ensaios realizados.
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2.1 — Amostragem e Preparacio das Amostras

A preparagdo das amostras foi feita obedecendo a norma NBR 6923 (Carvdo Vegetal Amostragem e Preparacdo da
Amostra). Este procedimento foi utilizado na preparacdo das amostras a serem utilizadas nos ensaios de teor de voléteis,
cinzas, carbono fixo e também nos ensaios de poder calorifico superior e de densidade a granel. A aparelhagem e materiais
utilizados foram:

Triturador, mostrado na Figura 1;

Balanca analitica com capacidade de 5 kg;

Saco plastico para freezer com fecho (33 x 41cm), com etiqueta de identificagao;
Saco de réfia.

(a) (b)
Figura 1 — Triturador de amostras (a) Fechado (b) Detalhe local de colocacdo da amostra
2.2 Determinacio do Poder Calorifico Superior (PCS).
Os ensaios de determinacdo do poder calorifico superior foram realizados obedecendo a norma. NBR 8633 (Carvéao

Vegetal Determinagdo do Poder Calorifico). Foi medido o poder calorifico superior em base seca da biomassa. A
aparelhagem utilizada foi uma bomba calorimétrica digital (Modelo C2000 Control, ke Werke), mostrada na Figura 2.

Figura 2 — Bomba calorimétrica digital

2.3 Determinacfo do Teor de Volateis.

Os ensaios de determinagdo do teor de volateis foram realizados obedecendo a norma NBR 8112 (Carvdo Vegetal —
Analise Imediata). A aparelhagem e materiais utilizados foram:

e Forno (mufla vertical) com temperatura controlada até 1100° C Mod. VMF / ASTM (Carbolite), mostrado na
Figura 3;
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Figura 3 — Forno mufla vertical

Cadinho de ago inox ou porcelana com tampa;
Espatula de aco inox;

Balanca analitica com sensibilidade de 0,001 g;
CronOmetro;

Luva de kevlar;

Avental de raspa;

Pinca metalica de cabo longo;

Recipiente de ceramica;

Suporte metalico para o cadinho;

Placa de amianto.

2.4 - Determinacgao do Teor de Cinzas

Os ensaios de determinagdo do teor de volateis foram realizados obedecendo & norma NBR 8112 (Carvdo Vegetal —
Anélise Imediata). A aparelhagem e materiais utilizados foram:

e Forno (mufla horizontal) com temperatura controlada até 1100° C (Modelo AAF 1100 Carbolite), mostrado na
Figura 4.

Figura 4 — Forno mufla

Cadinho de ac¢o inox ou porcelana com tampa;
Espatula de aco inox;

Balanca analitica com sensibilidade de 0,001 g;
Luva de kevlar;

Avental de raspa;

Pinca metalica de cabo longo;

Recipiente ceramico;

Bandeja com cabo do forno.
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2.5 - Determinacgao do Teor de Carbono Fixo

Os ensaios de determinacdo do teor de volateis foram realizados obedecendo a norma NBR 8112 (Carvdo Vegetal —
Anadlise Imediata). A aparelhagem e materiais utilizados foram os mesmos do item 2.4.

2.6 - Determinacgao da Massa Especifica (Densidade a Granel)
Os ensaios de determinacdo da massa especifica foram realizados obedecendo a norma NBR 6922 (Ensaios Fisicos
Determinacdo da Massa Especifica). Os materiais utilizados foram:

e Balanca com capacidade maxima igual a 130 kg e precisao de 50 gramas;
e  Caixa de paredes rigidas com as seguintes dimensdes internas. 600x600x600 mm, e de massa conhecida.

3. Resultados
A Tabela 1 mostra os resultados obtidos através dos ensaios realizados com as diferentes espécies de biomassa.

Tabela 1: Propriedades das espécies de biomassas ensaiadas.

Nome Nome PCS Carbono Teo,r d.e Te_or de | Densidade a
1D Comercial cientifico: | (kcal/kg) | Fixo (%) Volateis | Cinzas Granel
' g %) | (%) | (kgm3)
1 Acapu 494430 | 20.907 | 78.718 | 0.3745 250.0
2 Amesclio | Jrattinnickia | o4 o0 255.00
burseraefolia
3 Anani 4400.00 269.00
4 Andiroba carapa |\ yoon67 1 1014 | 89.86 | 0.00 290.00
guianensis Aubl.
Angelim 418333 | 1513 | 7001 | 14.86 280.00
Angelim fava 4200.00 260.00
7 | Angelim Pedra Hymesr‘;;"b'”m 4739.40 | 1715 | 8156 | 1.30 265.00
8 Angelim | o excelsa | 4881.00 | 2034 | 7961 | 0.5 250.00
vermelho
9 Araracanga | ASpidosperma | q 4 280.00
desmanthum
10 Bacuri Platonia | ,+14 00 280.00
|n5|gnls
11 Bambu 453367 | 17.78 | 8134 | 088 267.00
12 Breo 475620 | 1419 | 8562 | 0.9 259.00
Buchas
13 trituradas de 414240 | 1523 | 7286 | 9.91 298.00
dendé
14 | Cacho seco de 462267 | 16.60 | 8055 | 2.85 200.00
améndoa
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Teor de | Teor de | Densidade a
D Coljli);lsial cigl(:ilgiw (k(l:jacl:/?( ) Igs(rct)) (()‘E}(; Volateis | Cinzas Granel
' g D) | ) | (kgim3)
15 Cajuagu A”a‘;;;d'”m 4200.00 230.00
16 Caroco de acai NT 4576.00 | 19.45 79.44 1.11 240.00
17 Casca de 530833 | 20.66 | 77.73 | 161 220.00
améndoa
18 Casca de 3864.67 | 18.00 | 7614 | 586 240.00
palmito
Cascas de
19 castanha do 4843.60 27.07 71.04 1.88 240.00
Para
20 |Cascas de nozes 5039.00 | 2249 | 75.86 | 1.65 260.00
21 Cedrinho Erisma | 1100.00 235.00
uncinatum
22 Cedro 482720 | 1527 | 84.63 | 0.10 249.00
23 Cedrorana | Cedrelinga | 554 55 250.00
catenaeformis
24 Cedro-rosa 4400.00 260.00
25 Copaiba Copaifera spp. | 4755.00 9.05 90.87 0.08 250.00
26 Cumaru Dipteryx | 481030 | 1329 | 8665 | 0.07 270.00
odorata
27 Cupitba Goupia glabra | 4500.00 260.00
28 Curupixa | ™Micropholis | ye64 00 255.00
venulosa
29 Faieira Roupala |, 114 09 210.00
montana
30 Falso Pau- 5257.20 | 2142 | 7839 | 0.9 220.00
Brasil
31 Fava-Amargosa| vatairea spp. | 4400.00 210.00
32 Faveira-Bolota | Parkia pendula | 4300.00 213.00
33 Faveira-Branca| Parkia spp. | 4400.00 235.00
34 Fibra de coco 445833 | 2467 | 7060 | 473 282.00
35  |Fibra de dendé 3953.18 | 1959 | 76.21 | 4.20 200.00
36 Frejo 4400.00 200.00
37 Garapa 4463.00 | 1833 | 7851 | 3.17 200.00
38 Goiabdo Pouteria | 4344 0o 250.00

pachycarpa
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Teor de | Teor de | Densidade a

D Coljli);lsial cigl(:ilgiw (k(l:jacl:/?( ) Igs(rct)) (()‘E}(; Volateis | Cinzas Granel

' g VI | ) | (kg/m3)

39 Guaridba Clarisia | 4304 0o 220.00
racemosa

40 Ipé Tabebuia spp. | 4400.00 230.00

41 Jarana Lecythis lurida | 4500.00 220.00

42 Jatoba Hymenaea | yoa5 60| 1909 | 7963 | 0.38 200.00
courbaril

43 Jutai 4400.00 230.00

Ocotea
44 Louro spp./Nectandra | 4200.00 280.00
spp.
45 Louro-Faia Euplassa spp. | 4710.00 17.75 82.04 0.21 230.00
46 Louro- —\je ctandra rubral 4000.00 220.00
vermelho

47 Macacatiba P'aysn;)'psc'“m 4100.00 200.00

48 Macaranduba | Manilkara spp. | 4804.33 | 17.36 82.43 0.20 373.00

49 Mandioqueira |Qualea albiflora] 4705.30 | 16.04 83.23 0.73 200.00

50 Marupa Simarouba | 475900 | 1481 | 8491 | 027 230.00

amara

51 Melancieiro 4770.67 5.36 93.87 0.77 220.00

52 Mogno 4740.20 19.72 78.43 1.84 250.00

53 Morotots | Scnefflera 1060 69 230.00
morototoni

54 Muirapiranga | Brosimum spp. | 4000.00 260.00

Munguba- .
55 Grande-da- IonEi”gg;ggﬁata 4200.00 250.00
Terra-Firme gip
56 Orelha-de- Enteroloblum 4000.00 255.00
Macaco schomburgkii
57 Palmito 3977.67 17.63 76.24 6.13 230.00
58 Parapara Jacaranda | 49,5 220.00

copaia
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Teor de | Teor de | Densidade a

D Coljli);lsial cigl(:ilgiw (k(l:jacl:/?( ) Igs(rct)) (()‘E}(; Volateis | Cinzas Granel

' g Y @) | (k) | (kg/m3)

50 | Pau-Amarelo | EWlophora | 1056 5o 200.00
paraensis

60 Pau-marfim 461130 | 1525 | 84.07 | 0.69 237.00

61 Pau-preto 5307.80 | 20.02 | 79.36 | 0.62 210.00

62 Pequia Caryocar | 421990 | 1560 | 8263 | 1.77 280.00

villosum
63 Pequiarana | C2YO%T | 390000 300.00
glabrum

64 Pracuuba 4894.00 | 1817 | 80.92 | 0091 280.00

65 Quaruba | Vochysiaspp. | 4518.40 | 17.06 | 81.96 | 0.97 250.00

66  |Quenga de coco 4908.67 | 1930 | 79.74 | 095 300.00

67 Residuo de 477470 | 19.08 | 76.86 | 4.06 313.00

favadanta
68 Residuo de 4965.00 | 21.49 | 7010 | 841 222.00
uncaria

69 Roxinho | Peltogyne spp. | 4740.00 | 19.59 | 80.08 | 0.33 230.00

70 Sapucaia  |Lecythis pisonis| 4000.00 240.00

71 Sucupira Bor‘]’gg:j‘:;'a 482420 | 1670 | 8276 | 1.69 250.00

72 Sumadma |Ceiba pentandra| 3900.00 240.00

73 Talo de uncéria 4663.70 22.32 74.81 2.87 230.00

74 Tamboril | ENterolobium i 4004 54 240.00
maximum

75 Tanimbuca |Buchenavia spp.| 4679.40 | 19.80 78.01 2.26 200.00

76 Tatajuba Bagassa | 457033 | 1758 | 81.81 | 0.61 240.00
gulanensis

77 Tauari Couratari spp. | 4745.80 | 16.75 | 8256 | 0.69 200.00

78 Taxi Tachigali 1544 o9 200.00

myrmecophila

79 Timborana | PiPtadenia 1 .44 64 230.00
suaveolens

80 Uxi Endopleura uchi| 3900.00 200.00
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4. Conclusoes

Pode-se observar na Figura 5 e na Figura 6 que as biomassas, no geral, apresentam consideraveis diferencas em suas
composicdes.

O valor médio do poder calorifico superior (PCS) encontrado foi de 4691,06 kJ/kg, apresentando um desvio padréo de
312,09 klJ/kg, a espécie com o maior PCS foi a casca de Améndoa com 5308,33 kJ/kg e o menor foi a casca de Palmito com
3864,67 kl/kg. Como mostrado na Figura 5.

Quanto ao teor de volateis, a média foi de 80,06%, apresentando um desvio padrdo de 5,19%, a espécie com o maior
teor de volateis foi 0 Melancieiro com 93,87% e com o0 menor foi 0 Angelim com 70%.

O teor de carbono fixo médio foi de 17,77% com um desvio padrdo de 3,87%, a espécie com o maior teor de carbono
fixo foi a casca de Castanha do Para com 27.07% e a que apresentou um menor teor foi o Melancieiro com 5,35% .

O teor de cinzas médio foi de 2,17% com um desvio padrdo de 3% , tendo por espécie com maior teor de cinzas o
Angelim com 14,85% e com menor o Angelim Vermelho com 0,05%.

A densidade a granel entre as espécies apresentou uma média de 246,63 kg/m? com um desvio padrdo de 36,182 kg/m?,
onde a espécie de maior densidade a granel foi a Macaranduba com 373 kg/m?3 e a menor densidade obtive-se do Cacho
Seco de Améndoa com 200 kg/ma.
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Figura 5: Gréfico das propriedades das espécies.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06-0551

16 400.0
n

14 - 350.0

12 300.0

; 1, 1]

250.0

200.0

Teor de Cinzas (%)
o]

6 - 150.0

Densidade a Granel (kg/m?3)

4 100.0

50.0

0 JII‘ L Il - ‘Il‘n‘ il Illl ‘ |l PSPPI, B | S— ‘[l‘ —n_ I]|]|]I]|l S| [Il]ll ‘|]|]|] ] |l I][l 0.0
3 s 8

LI B
— Te] [e2) (32} N~ — Lo [e2] [32] N~ - n [©) n
— - N N N ™ ™ < < <

~ o o I~
v © © N 0~

Espécies

‘I:ITeor de Cinzas —#— Densidade a granel ‘

Figura 6: Gréfico das propriedades das espécies.

Agradecimentos

Os autores agradecem o apoio do MME no financiamento do projeto de Implantacdo da Planta de Poténcia a Vapor, a
Rede CELPA e ao CNPQ por conceder bolsa aos alunos.

Referéncias Bibliograficas

Infoener e  Cenbio. Banco de Dados de Biomassa no Brasil - Carvdo  Vegetal:
http://infoener.iee.usp.br/scripts/biomassa/br_carvao.asp 2006.

Nogueira, M. F. M. e P. T. A. Cruz. Oportunidades para o Desenvolvimento da Biomassa Energética no Brasil.
Biomassa Energia, v.1, n.2, p.29-36. 2004.

Pinheiro, G., M. V. Nunes, et al. Qualidade de Energia na Gerag8o Distribuida - Caso de Usina de Biomassa. UFPA.
Belém:

Pinheiro, G., G. Rendeiro, et al. Residuos do Setor Madeireiro: Aproveitamento Energético. Biomassa & Energia,, v.1,
n.2, p.199-208. 2004.

Rosilo-Calle, F. e S. V. Bajay. Uso da Biomassa para Producéo de Energia na Industria Brasileira. Campinas: editora
Unicamp. 2000. 447 p.

Silva, I. M. O. D., B. R. P. D. Rocha, et al. Biomass Residues for Energy Generation in Marajo Island, Brazil. UFPA.
Belém:

Tillman, D. A. The Combustion of Solid Fuels and wastes. San Diego: Academic Press. 1991. 378 p.




Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06-0551

PROXIMATE ANALYSIS FOR AMAZON BIOMASSES
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Abstract

In order to asses the potentiality of Amazon biomasses to generate power, either to supply electric energy to the grid or
as fuel to plants supplying power for off-grid location, data for their proximate analysis must be available. A literature
review on the subject indicated a lack of information and data concerning typical Amazon rain forest species. This work
aimed to characterize (proximate analysis) 80 Amazon species in order to evaluate the energy resource from woody biomass
wastes in Amazon region. Higher Heating Value, Carbon, Volatile and Ash contents were measured in a dry basis. The
measurements were performed obeying the following Brazilian standards, NBR 6923, NBR 8112, NBR 8633, NBR 6922.

Keywords: proximate analysis, Amazon biomasses, biomass characterization
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abstract. EBMA group seeks to use the CFD code Fluent to design efficient cyclone furnaces to carry out combustion of
sawdust and air. The group is looking for a combination of models to represent the radiation heat transfer and
turbulence phenomena in such way that they require a minimum of computing time and yet have an acceptable
agreement with experimental data. This work performed a calculation for a two phase (solid and gas phases) flow in
cyclone combustor modeling the chemical reaction with a Presumed PDF/mixture fraction model and evaluating
solutions for four different combinations of thermal radiation (P-1 and Discrete Ordinate — DO) with turbulent models.
The four results were compared and the pair RSM-DO was chosen as the model that produced most reasonable results
and to be used in further calculations. PI-RNG k-&¢ and P1-RSM pair generated temperature above the adiabatic flame
temperature or lower than the inflow air temperature. DO-RSM pair and DO-RNG k-¢ models generated reasonable
values. The option for DO-RSM was due the fact that this turbulence model has proved to predict results closer the
experimental ones in cylindrical flows, what is the case in this study.

Key words: thermal radiation models, turbulence models, cyclone furnaces.
1. Introduction

Most of the furnaces, traditionally used in the Amazon region, are of large dimensions and low efficiency, hich
means, a low daily burning capacity. That limitation can be eliminated by some project optimization or by the use of
some other furnace type. The cyclone furnace, for example, is one of the devices that can used to burn solid particles in
suspension. The cyclonic combustion represents an alternative for the conventional suspension combustion, it has the
advantage to operate with various types of fuels like saw dust any many others agricultural disposals.

The correct prediction of the flow field is a very important parameter to be considered on the project of a
cyclone furnace. Due to it’s tri-dimensional nature, the cyclonic flow is very complex. The mathematical model used to
describe such flow is also very complex, and a very accurate and stable turbulence model must be used combined with a
robust numerical method, in order to obtain consistent results. The present work shows the results obtained after the
numerical simulation of the cyclonic chamber of the UFPa Energy, Biomass and environment Group Laboratory.

A comparison of two turbulence models RNG-k-g¢ and RSM was performed. Not only the accuracy of the
above cited modes is analyzed, but also their convergence capacity. Two radiation models are compared too, the P-1
model and the DO model. The FLUENT v 6.0 was used to carry out the calculations

2. The cyclone combustor

A cyclone combustor is a cylindrical chamber where air and solid particles follows a spiral flow paths due the
tangential entrance of the inflow in the combustion chamber. This kind of entrance promotes high coefficients for heat
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and mass transfer and also high volumetric reaction rates, with values in the range of 4 to § MW/m3 (Ushima, 1999).
This kind of furnace, shown in the figure 1, is in its final stage of construction at the Mechanical Engineering
Laboratory of the UFPA. It is 4.0 m tall with 0.84 m internal diameter and will be used to produce experimental results
to validate the computational calculations

e

Entrance

Figure 1. The cyclone furnace to obtain experimental data (a) and its geometry applied on calculations (b).
3. Geometry and mesh

All physical parameters needed were obtained from the cyclone furnace described in Figure 1(a) and the mesh
needed for the Fluent to perform the calculation was built with the software Gambit. To simplify the mesh construction,
the cyclone geometry was divided in three volumes: entrance, body and exit, as shown in Figure 1(b). Hexahedron cells
were used to create the mesh. FLUENT (2003) directions to build a mesh for combustion case are: low EquiAngle
Skew: <0.9, moderate aspect ratio (<10), smooth changing on cell volume (<30%), the cell boundary should be as
orthogonal as possible. The mesh built has 0.66 as maximum EquiAngle skew and 7 as maximum Aspect ratio. The
combustor mesh ended up with 105.000 cells.

Figure 2. Combustor mesh.

4. Computational models
4.1 Turbulence models

Reynolds equations describe the turbulent flow. The most common way to close the Reynolds average Navier-
Stokes equations is applying the Boussinesq hypothesis to related Reynolds stress to the mean velocity gradient, and
this work will also do so. On the other hand, this work will not apply the regular k-¢ model. Instead, one of its
derivatives named RNG k-¢ model (Orszag et al 1993) model was applied. In this last model the scales on the Navier-
Stoke equation are deduced using the renormalization group theory. The authors choose such derivative because this
one is based on constants and functions theoretically deduced in opposite the empirical ones used on the standard k-¢
model.

In the Reynolds stress turbulence model, the closure of the equations involves the solution of a transport
equation for each term of the Reynolds stress tensor. Besides that, an additional equation for a scalar equation (usually
for €) is needed. This means that seven equations must be solved simultaneously for the 3D case, as described in
FLUENT (2003).
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4.2. Model for combustion: Mixture fraction

The mixture fraction method is based on the solution for the transport equation for two conserved scalars named

mixture fraction, f, and its variance, F in which a form for the PDF of the fluctuations in a conserved scalar is
assumed (Sivathanu et al 1990). For a fuel/oxidizer system, the mixture fraction is defined as:
mF

o (1)

myg + meg,

where m is mass, the subscript Ox denotes oxidizer and the subscript ' means fuel.
4.3. Mathematical equations

Turbulent flows have its turbulent mass convection a few orders of magnitude bigger than the mass diffusion. In this
case is reasonable to consider that the thermal diffusivity is equal to the molecular diffusion, Lewis number = 1 (Jones

1982), therefore all the conservation equations reduce to only one as a function of the mean mixture fraction, f .

o/ - . _
5(ﬁ)+v(pwf):v[§iw]+sm ®

where V is velocity, p is air density, £, is turbulent viscosity, and O, is turbulent Prandt] number. The source term

Sm is due solely to mass transfer from solid particles into gas phase. The mixture fraction model also requires a solution

for Fz coming from the following conservative equation must be obtained.

g(pf_'zj+V(pf}f_'2J:V(ﬁvf_'z}kcgﬂt(vg?)_cdp%f_.z 3)

ot o,

where f = f —17 , temporal fluctuation of f.0,, C, and C, are constants with values 0.85, 2.86 e 2.0,

respectively defined at Fluent’s manual 2003. € and k are the eddy dissipation rate and turbulence kinetic energy.

Scalar mean values due its variation during the turbulent fluctuations such as species concentration, density and
temperature, they were evaluated with the help of the probability density function, PDF. This function describes the
time fluctuation of f due the effects of chemical reaction and turbulent flow. In this work the PDF was modeled as a
two-moment beta function, p(f), given for the following expression.

a-1 _ f-1
=20 f)_ W
[ret=ry"ar

where: f{ 7- f)/ 1o 1} and 5 (1 f{f(l - f)/ 7= 1}

4.4. Model for the flow of the solid phase

Fluent uses a Lagrange description for the solid phase flow. The changing in properties during its moving through
the gas phase is calculated through a set of ordinary differential equations representing the conservation equations of
mass, momentum and energy. In this description, the initial solid phase properties and conditions are the input to start
the calculation. The calculation results are the flow path, heat and mass transfer. The solid phase is dispersion in the gas
phase was determined through the stochastic tracking model. The equations of heating, volatilization and carbon
oxidation are integrated through the calculated particle path. The calculation starts with the particle drying, than the its
volatilization and finally the particle oxidation, what now is coal, being oxidation the process which last long (Ragland
et al. 1998). The model adopted to describe the volatilization is a first order reaction with a single kinetic rate.

dm

- dtp = k[mp _(1 _fv,O)mp,O] )
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where mp is the temporal particle mass (kg), f,,¢ is the initial volatiles mass fraction in the particle, m,, is the initial

mass particle (kg), k is the rate constant (s-1) following the Arrhenius definition for the rate constant: k = Alef(E/RT) .

In this work A1 and E were defined as 7.0 E+7 s-1 and 1.2964 E+8 J/kgmol respectively (Ragland 1998).

The surface reaction is a sink for the oxidant species and a source of products species to the gas phase. In this work,
a kinetic/diffusion-limited model was adopted and a heterogeneous reaction on the particle surface is represented for the
equation (6).

dt 7" D,+R

d
mP A DOSR (6)

where A, is the superficial area of a particle (ndp2 ), Pox is the oxidant partial pressure that surrounds a particle.

The kinetic rate, R = C, g (E/RTp)

particle, residue of biomass volatilization and pore diffusion (C2 = 2E-3). The diffusion of the gaseous oxidant to the
surface of the particle is given by,

b, =clir,-.)2}"/a, 0

, incorporate the effects of chemical reaction on the internal surface of the char

where Tp is the particle temperature, T,, is the local fluid temperature and C, is the mass diffusion limited rate
constant with adopted value SE-12.

4.5. Radiation models

The model P-1 is the simplest case of the P-N model which is based on the expansion of the radiation intensity on
spherical harmonic orthogonal series FLUENT (2003). The model assumes that all the surfaces are diffuses, in other
words, the reflection of the radiation that reaches some surface is isotropic. Besides that, the hypothesis of gray
radiation is assumed. According to FLUENT (2003), for applications where the optical thickness is large the model P-1
works well. The optical thickness is defined as (a+c,) L, where L is an appropriate characteristic length, which could be
the furnace diameter for example. The equations that describe the model P-1 are show in FLUENT (2003).

The DO (Discrete ordinates) model solves de radiation heat transfer equation for a finite number of discrete solid

angles; each one is related to the direction vector S defined at the global Cartesian system (x,y,z), the discrete mesh
nodes are defined at the polar (0, 0<6<m/2) and the azimuthal (®, 0<® <x/2) directions. The model transforms the
radiation heat transfer equation into a transport equation for the radiation intensities on the space coordinates (x,y,z), but

the number of equations to be solved are less than the number of the vector S directions. Each octet of the angular

space 4 m , at any space location is divided in N s X N, solid angles , each one having the width of @, which is called

as control angle. The total number of transport equations to be solved is 8 N 4 N, , in other words at least 8 equations are

solved for each 3D space octet, the number o mesh nodes can be controlled by the Fluent v.6.0 user. The DO model
assumes an anisotropic spread of the radiation and can be applied to any optical thickness which means that he model
can be used for any degree of the medium opacity. The DO model is computationally, one of the most expensive

5. Simulated cases

The P-1 and DO models are extensively used to numerically simulate combustion. The P-1 model has some
limitations, basically related to the optical thickness, but it is very popular in practical situations due to its relatively low
computational cost (Ilbas, 2005). It is well known that the DO model shows a superior performance, since it can be used
for any degree of the medium opacity. But as mentioned before, the DO model needs more computational resources and
is more expensive than the P-1 model.

To compare the predictions of the above cited models four combustion cases were simulated, as show in table 1.
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Table 1. Simulated cases identification.

Models— Turbulence model Radiation model
Casesy RNG k-¢ RSM P-1 DO
Cl X X

C2 X X
C3 X X

C4 X X

For all the simulated cases, the mixed fraction model /PDF for combustion were used. Based in some previous
simulations, the angular mesh ( N, x N,) of 6x6 was adopted this means, that the radiation heat transfer equation was

solved for 288 (8x6x6) directions for each control volume. For the solid phase, a single rate model, equation (3.38) was
used to simulate the particles volatilization and for the fixed carbon-oxygen reaction, the model described by equation
(3.56) was used. To describe the turbulent particle dispersion the DRW modes was adopted. The particles mass was
distributed in 76800 trajectories. The mass, heat and momentum exchanges between the gas and the solid particles are
also considered while the calculations were performed. The wood characteristics and thermal parameters are show in
the tables 2 and 3 respectively.

Table 2. Fuel chemical composition.

Elemental analysis (%) Immediate Analysis (%)

C 52,70 Volatiles 31,50

H 6,01 Fixed Carbon 44,00

0] 41,23 Ashes 1,99

N - Humidity 23,50

Cl - Inferior caloric power (MJ/kg) 19,77

Table 3. Properties and .some parameters used at the simulation.
Parameter Value Data source
Fuel Flow Rate 0,02 kg/s -
Air Flow Rate 0,1475 kg/s -
650kg/m3 -
Density
Cp 1760 J/kg-K Van Wylen (1993)
Thermal Conductivity 0,173 w/m-K Ragland (1998)
Gases absorption factor Calculated using the wsggm model
Volatilization model A=TeTs-1
(single rate) E=1.2964e+008 J/kgmol Ragland and Aerts, 1991
Combustion model Cl=5e-12
(kinetics/diffusion-limited) C2=0.002 Fluent standard values
E=79000000

6. Boundary conditions.

The no slip condition was used at the wall furnace. In the near wall region a Non Equilibrium Wall Function
(Fluent 2003) was used to calculate the mean velocity and the turbulent kinetic energy. An air mass rate of 0.144 kg/s
was used as an inlet condition. At the entrance the turbulent intensity and the length scale are respectively 10% and
0.056.

At the chamber exit, the pressure filed was calculated using equation (8). This equation assumes that the
centrifugal forces created buy the swirl flow are balanced by the pressure gradient (FLUENT 2003).

P _ri
or r (8)
p(r:()):po (9)

Where r is the radial coordinate Vv, is the tangential velocity and p, is the pressure at the centerline which was

considered as 101325Pa. In this case, a specific pressure condition is applied only at r =0. At the chamber exit the
turbulent intensity was considered as 10% and the hydraulic diameter was equal 0.25.
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The chamber walls are assumed as adiabatic with emissivity of 0.7. For the solid phase, the same parameters used
in previous experiment performed at the UFPa Energy, Biomass and environment Group Laboratory cyclone furnace
were used. It was represented by a ten diameter distribution between 20-40um, each diameter is related to a mass
fraction given by the Roisin-Rammler distribution function. The values of ¢ =161m and n=3.67 were obtained after
some adjustments based on experimental data. The initial positions of the particles were at the entrance region, the
initial velocities were: ux=1.97m/s, uy=-6.71m/s ¢ uz=0. The initial temperature was 308K. A 0.5 restitution coefficient
was adopted (Fredriksson (1999)) after the collision of the particles with the wall. The carbon emissivity was adopted
for the particles in suspension, which is 0.8 (Raglan and Aerts (1991))

7. Discussions and conclusion

The calculations took approximately 7 days to converge for each case. Table 4 shows the mean values of the molar
fraction of the following substances CO, CO2, H2, N2, H20 and O2, calculated at chamber exit. No CO and H2 were
found at the chamber exit for the C1 case. The molar values of CO2, N2, H20 and are of the same order of magnitude

for each calculated case, in contrast, the values of CO and H2 are much smaller.

Table 4. Mean molar fraction at the furnace exit

Cl (RSM+P1) [C2 (RSM+DO) |C3 (KE+P1) |C4 (KE+DO)
XCO | 0,000000 0,000757 0,003306 0,005203
XCO2 | 0,095864 0,104196 0,086722 0,095808
XH2 | 0,000000 0,000139 0,001446 0,002085
XN2 |0,741980 0,737190 0,743040 0,736600
XH20 | 0,065617 0,071579 0,060190 0,067010
X02 [0,096611 0,086279 0,105411 0,093461

Obs: KE represents the RNG k- model

In order to help the analysis of the simulated cases, the distributions of CO, CO2, H2, N2, H20 and O2 at the
central chamber plane are show below.

It can be seen that concentrations of CO and CO2 are higher at the chamber center, that is the region where the
predictions between RNG/k-¢ and the RSN show the major difference. As can be seen in figure 3 the difference of the
predictions for the mixture fraction field at the outlet region, given by the above cited modes, is remarkable. This fact is
not really surprising since it is well known that the models which uses the turbulent viscosity concept are not adequate
for swirl flows due to it’s strong anisotropy (FREDRIKSSON, 1999).

In spite of the mean values of the molar fraction of CO2, N2, H20 and O2 are not so different at the outlet region
for the four simulate cases, a closer inspection of the figures 5,6,7 and 9 reveals that the distribution inside of the
furnace are greatly different for the C1,C2 and C3 cases. The C3 and C4 are the cases with closest results.

Cl C2 C3 C4
8.96e-01 9.84e-01 9.65e-01 §.98e-01
8 0fe-01 I 8 85e-01 I 2 68e-01 8.08-01
716201 181601 7 72e-01 7 18e-01
6 27e-01 G, 8501 B T5e-01 6 249e-01
5.37e-01 5.800-01 5.79e-01 5.306-01
4 488-01 4 9%e-01 4.820-01 4.49-01
3 58e-01 I 3 B3e-01 l 3 86e-01 I 3 58e-01
269801 2 95e-01 2.890-01 2 69e-01
1.79e-01 1.97e-01 1.83e-01 1.80e-01
B 96e-02 O 84002 9.65%e-02 8 98e-02
0.00e+00 I 0,008+00 - I 0.00e+00 l 0002400 I

Figure 3. Mixture fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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Cl1 C2 C3 C4
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3 05e-01 2 E7e-M 3 01e-01
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Figure 4. CO molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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1.780-01 161201 174501 1.68e-01
154201 1.45e-01 I 1.562-01 I 1512-0
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Figure 5. CO2 molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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Figure 6. H2 molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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. N2 molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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Figure 8. H20 molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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Figure 9. O2 molar fraction distribution for C1, C2, C3 and C4 cases.
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The temperature fields are show in figure 10. For the C1 and C3 cases the maximum temperature limit was set at
1500K, this was done in order to allow the comparison of the temperatures by the color chard.

The maximum temperature recorded inside the furnace must be lower than the adiabatic flame temperature. The
calculation of the flame temperature was performed using the prePDF and the obtained value was 2114K.The maximum
calculated values of the temperature in the cases were the DO radiation model was used were 1990K and 1720K for the
C2 and C4 case respectively. Those results are more precise than the results obtained with the P-1 radiation model. The
P-1 model predicted some temperature peak higher than the adiabatic flame temperature (figure 10 and table 5), these
results reveal some intrinsic inconsistency of the model. According to Sazhin et al (1995) the P-1 radiation model does
not accurately predict the heat exchange process, in the presence of some concentrated heat sources. This deficiency can
be the reason for the poor results obtained with the P-1 model. A second problem can be detected with the P-1 model,
some predicted values of the temperature are lower than the values of the air temperature at the furnace entrance (see
figure 10). Such behavior is not observed if the model DO is adopted. These results were only possible because a more
tight angular N PR N, mesh was used, than the standard values of 2x2. The adopted values were 6x6. The increase of

NyxN, nodes was jointed by a remarkable (7 times) increase in the computational time required for calculation, when

compared with the standard pattern.

Figure 10: The black spots that appear near the entrance region, represents the places where temperatures above the
adiabatic temperature were found for the C1 case.

Figure 11. The black spots that appear near the entrance region, represents the places where temperatures above the
adiabatic temperature were found for the C3 case.

Table 5. Significant temperatures found in the simulated cases.

Temperature Case Cl1 Case C2 Case C3 Case C4
Maximum 2200K 1990K 2200K 1720K
Mean 1236K 1420K 1197K 1351K
Minimum 298K 308K 298K 308K

As can be seen in table 8 the C1 and C2 are the cases that show the higher mean temperatures. In the C1 case, as
will be show in table 6, only 35% percent of the particles fixed carbon was released and as a result a smaller fuel
quantity was used to increase the temperature of the furnace gases. The total release of the carbon that occurred in C2
case (table 9) is the reason for the higher mean temperature detected in this case, when compared with the other ones.

The permanence time, the volatile quantities and the fixed carbon liberated form the solid particles are show in
table 6 .The solid phases calculation includes the particles tracking, volatilization and oxidation of the fixed carbon.
Before comment the results, the term “particle destination” which appear in table 9 must be defined. In order to impose
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a limit to the calculation of the path of a given particle a maximum length of 60m was imposed to the calculations.
Depending on the particle trajectory it can go out of the furnace or stay inside of it after the 60m. The particles that
reach the exit are called as “escape trough exit” the particles that stay in the furnace are referred as “incomplete”. In this
case the trajectories and all the calculation based on it are terminated. Because of that, in some cases, it will be reported
that the conversion of the fixed carbon was not complete. In table 6 the percentage of conversion is calculated as:

%Conv = 100(Initial quantity —final quantity)/ Initial quantity 3)

For all the simulated cases, the escape trough exit particles liberates all it’s volatile substances and fixed carbon
(%conv=100). For the incomplete trajectories particles it can be seen that only for the C2 and C4 cases (DO radiation
model) the particles liberation of the fixed carbon was almost complete. For the C1 and C2 cases (P-1 radiation model),
most of the fixed carbon was not liberated for the incomplete trajectories particles. If the maximum length adopted for
the C1 and C2 cases was increased, maybe the particles fixed carbon would be totally released because that would have
more time for them to perform some reactions, however that will dramatically increase the calculation time.

The mean time that the incomplete destination particle remain inside the furnace is larger if the Reynolds stress
model is used (C1 and C2) when compared with the RNG k-¢ model (C3 and C4).

Table 6. Permanence time, volatile quantity, and fixed carbon of the solid particles.

Particle Number |Permanence time (s) Volatile conversion (kg/s) | Fixed Carbon conversion (kg/s)
. of Standard | Initial | Final Initial Final
d t . 1 A o 0
esHy particles Min | Mdx | Mean Deviation | quantity | quantity voConv quantity quantity /oConv
Incomplete | 24861 10,76 | 94,59 | 71,76 | 16,99 (1)’3876E_ 0 100 2,621E-03 | 1,691E-03 |35,49
_ | Bscape 151939 11,439 56,63 |7.989 |5.937 2.900E- | 5 100 [4,050E-03 [0 100
O | trough exit 03
Particle Number | Permanence time (s) Volatile conversion (kg/s) | Fixed Carbon conversion (kg/s)
. of Standard | Initial | Final Initial Final
d t . 1 A o 0
esHy particles Min | Mdx | Mean Deviation | quantity | quantity voConv quantity quantity /oCony
Incomplete | 12642 10,24 | 53 25,74 | 4,665 gme_ 0 100 1,162E-03 |0 100
o | ESCPE learss | 1,683 (42,43 8,923 |5.522 3.944E- 100 [5,510E-03 [0 100
O |trough exit 03
Particle Number | Permanence time (s) Volatile conversion (kg/s) | Fixed Carbon conversion (kg/s)
. of Standard | Initial | Final Initial Final
d t . 1 A o 0
estiny particles Min | Max | Mean Deviation | quantity | quantity 7oConv quantity quantity 7oConv
Incomplete | 28382 9,23 |87,67(49,62 |20,29 3’319313_ 0 100 3,063E-03 | 1,487E-03 | 51,45
o | ESCOPE g1 2,23 (40,066,739 |3.903 2,583E- 1 100 [3,609E-03 [0 100
O | trough exit 03
Particle Number | Permanence time (s) Volatile conversion (kg/s) | Fixed Carbon conversion (kg/s)
. of Standard | Initial | Final Initial Final
d t . 1 A o, 0
estiny particles Min | Max | Mean Deviation | quantity | quantity 7oConv quantity quantity 7oConv
Incomplete | 28470 9,25 (94,14|43,23 | 19,82 3’321913_ 0 100 3,099E-03 | 1,139E-05 | 99,63
< |Esae lag3z0  |1921]5844 (682 |4733 | 237E o 100 |3,572E-03 |0 100
O | trough exit 03

The differences of the flow field are obtained after the analysis of the swirl intensity, S, calculated for the four
cases. The swirl intensity obtained for all the cases simulated here are show in figure 12. The results obtained with the
RNG «-g model (C3 and C4) furnishes higher values of S for all the flow region, when compared with the Reynolds
stress model (C1 and C2). Thus, as happened for the isotherm case, with the Reynolds stress model, S goes down at the
entrance and at the exit of the furnace. For the first part of the furnace the predictions of S are different for all the
simulated cases. The predictions of S are almost the same from Z=1m for C1 and C2. For the C3 and C4 the predictions
are closer from Z=3m. For the cases the uses the same radiation model the observed differences are obviously due to the
differences model. The cases which the RNG «-¢ turbulence model is used are more susceptible to the change of the
radiation model than the cases where the Reynolds stress model is adopted. In all the case the differences of the
predictions are smaller at the furnace exit.
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Figure 12. Swirl intensities for C1, C2, C3 and C4 cases.

After compare the performance of the models some conclusion can be obtained:

1) The temperature field obtained with the P-1 model is not realistic, since some calculated temperatures are higher
than the flame temperature.

2) The differences of the results obtained with the radiation models are very high, almost 100%, because of that, the
replacement of one model by the other must be done with care.

3) The differences of the predictions of the two turbulence modes were also very high. The molar fraction of CO and
H2 predicted in the cases were the RNG k- model was used are much higher than the results obtained with the
Reynolds Stress model.

Based on the above results it can be concluded that the combination of the P-1 and the RNG k-g¢ models is not
suitable for the calculation of the combustion.

8. References

Berkstresser, B., Walz, A., Michael, V. and Timothy, G., 2000, .Combustion Improvements While Controlling
Emissions., Proceedings of 2000 International Joint Power Generation Conference Miami Beach, Florida.

Bockelie, M. J., Eddings, E. G., Adams, B. R., Valentine, J. R., Cremer, M. A., Smith, P. J., Davis, K. A. and Heap, M.
P., 1998, .Computational Simulations of Industrial Furnaces. International Symposium on Computational
Technologies For Fluid/Thermal/Chemical Systems with Industrial Applications., San Diego, California, USA.

Eaton, A.M., Smoot, L.D., Hill, S.C. and Eatough, C.N., 1999.Components, formulations, solutions, evaluation, and
application of comprehensive combustion models., Progress in Energy and Combustion Science., vol. 25, pp. 387.
436.

FLUENT Inc., 2003, FLUENT 6.1, User’s Guide Volume., vol. 1-4, Lebanon, USA.

Fredriksson, Chistian, 1999, .Exploratory Experimental and Theoretical Studies of Cyclone Gasification of Wood
Powder., Doctoral Thesis, Divison of Energy Engineering, Department of Mechanical Engineering, Lulea
University of Technology.

Ilbas, M. The Effect of Thermal Radiation and Radiation Models on Hydrogen-Hydrocarbon Combustion Modeling,
International ournal of Hydrogen Energy, v. 30, p. 1113-1126, 2005.

Jones, W. P. and Whitelaw, J. H., Calculation Methods for Reacting Turbulent Flows, A Review. Combust. Flame,
v.48, p. 1-26, 1982.

Kops, S. M. B. and Malter, P. C., 2004, .Simulation and Modeling of Wood Dust Combustion in Cyclone Burners.,
Final Technical Report Prepared for U. S. Department of Energy.

MALISKA, C. R., Transferéncia de Calor e Mecénica dos Fluidos Computacional. 2 ed. Rio de Janeiro: LTC, 2004.

Ragland, K. W., Aerts, D. J. and Baker, A. J., 1991, .Properties of Wood for Combustion Analysis., Bioresource
Technology, vol. 37, pp. 161.168.

Ragland, K. W., and Borman, G. L., 1998, .Combustion Engineering., McGraw-Hill, USA.

Sazhin, S. S.; Sazhina, E. M.; Faltsi-Saravelou, O.; Wild, P. The P-1 Model for Thermal Radiation Transfer:
Advantages and Limitations. Fuel, v. 75, p. 289-294, 1996.

Sivathanu, Y. R.; Faeth, G. M.. Generalized State Relationships for Scalar Properties in Nom-Premixed
Hydrocarbon/Air Flames. Combust. Flame, v. 82, p. 211-230, 1990.

Syred, N. And Beér, J. M., 1974, .Combustion in swirling flows: A review., Combustion and Flame, Vol. 23, pp. 143-
201.

Turns, S. R., 2004, .An Introduction to Combustion., McGraw-Hill, USA..



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 3-8, 2006, Paper CIT06-0553

Ushima, A. H., 2000, .Curso de Combustio Industrial., Brasil.
Van Wylen, G. J. & Sonntag, R. E., 1976,.Fundamentos da Termodinamica Classica.; Edgard Blucher.



Proceedings of the 11" Brazilian Congress of Thermal Sciences and Engineering -- ENCIT 2006
Braz. Soc. of Mechanical Sciences and Engineering -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006

Paper CIT06-0566

DESEMPENHO E EMISSOES NA EXAUSTAO DE UM MOTOR
OPERANDO COM BIODIESEL DE SOJA E NABO FORRAGEIRO

Henrique Avelhaneda Geanezi
UFMG - Universidade Federal de Minas Gerais
avelhaneda@yahoo.com.br

Vander Ferreira Rodrigues
CETEC - Fundagdo Centro Tecnolégico de Minas Gerais

vander.rodrigues @cetec.br

Inacio Loiola Pereira Campos
UFMG - Universidade Federal de Minas Gerais

inaciolpcampos @terra.com.br

André Luis Alves Diogo
UFMG - Universidade Federal de Minas Gerais
andreufmg2000 @yahoo.com.br

Ramon Molina Valle
UFMG - Universidade Federal de Minas Gerais
ramon @demec.ufmg.br

José Ricardo Sodré
PUC-Minas — Pontificia Universidade Catodlica de Minas Gerais
ricardo @pucminas.br

Resumo. O desempenho e as emissdes de poluentes de um motor operando com misturas de biodiesel provenientes de duas
diferentes oleaginosas sdo comparados aos resultados obtidos da operagcdo com dleo diesel metropolitano. Os testes foram
realizados com o motor funcionando a plena carga e alimentado biodiesel de nabo forrageiro, biodiesel de soja e misturas de 50%
de biodiesel destas fontes com 50% de diesel metropolitano. Os testes de desempenho e emissoes foram realizados conforme a
norma NBR ISO 1585 e o de opacidade conforme a norma NBR 13037. Os pardmetros de desempenho analisados foram poténcia,
torque e consumo especifico de combustivel. As emissoes de CO, HC, NOx e opacidade foram também analisadas na exaustdo. Os
resultados obtidos indicam a mistura de combustivel mais adequada para o motor com relagdo ao desempenho e as emissoes de
poluentes. Em geral, pode-se dizer que houve uma pequena redugdo de desempenho com as misturas de biodiesel, comparado com
o diesel metropolitano. Com relagdo as emissées de poluentes, os resultados mostram que houve uma redugdo significativa para a
maior parte das misturas com biodiesel oriundo das duas fontes de oleaginosas testadas.

Palavras-chave: biodiesel, desempenho, emissoes, motores de combustdo interna.

1. Introducao

A busca de uma alternativa energética para os combustiveis fOsseis tem sido motivo de grande discussdo
internacional devido ao horizonte das reservas de petrdleo e & crescente preocupacdo ambiental. Em face da conjuntura
econdmica mundial, os atuais valores do barril de petréleo tornam os combustiveis alternativos competitivos. Nos
ultimos anos, o estudo de fontes alternativas aos derivados do petréleo tem sido incentivado por vdrios centros de
pesquisa em nivel mundial. Neste contexto, os dleos vegetais (biodiesel) aparecem como uma alternativa vidvel para
substitui¢cdo do 6leo diesel, com redugdo dos niveis de emissdo de poluentes gasosos e de material particulado. A
principal caracteristica do biodiesel € a significativa concentracdo em peso de oxigénio em sua composicao, em torno de
11%. Por um lado, isto representa menor poder energético, mas, por outro lado, contribui para o aumento do nimero de
cetanos e reduz as concentracdes de gases poluentes (Mufoz, 2004).

O Brasil, por ser um grande produtor de oleaginosas, tem incentivado a produ¢do e utilizacdo de biodiesel, com
vistas 2 redugdo do déficit energético e melhoria do IDH (Indice de Desenvolvimento Humano). J4 a partir de 2008, por
forca de normas legais, o biodiesel serd adicionado ao 6leo diesel mineral na propor¢do de 2%. O CONAMA (Conselho
Nacional do Meio Ambiente), através do Programa de Controle de Poluicio do Ar (PROCONVE), estabeleceu niveis
médximos de emissdo de poluentes em etapas a serem alcancadas em janeiro de 2007 e em janeiro de 2009 que
dificilmente ser@o possibilitadas com o uso do 6leo diesel mineral e as tecnologias vigentes. Além disso, segundo dados
do Ministério de Minas e Energia, foram consumidos em 1999 cerca de 37,5 bilhdes de litros de dleo diesel, dos quais
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5,3 bilhdes de litros foram importados, com custo na ordem de U$1,2 bilhdo. Assim, novas opgdes de combustiveis
concorrentes com o 6leo diesel mineral devem ser aventadas. Do ponto de vista econdmico, a viabilidade do biodiesel
estd relacionada a substituicdo das importagdes e as externalidades positivas associadas: reducdo com gastos em saude,
créditos de carbono etc.

Visando obter dados de viabilidade técnica do biodiesel, este trabalho descreve os resultados de testes de
desempenho e emissdes de poluentes de um motor de producio operando em plena carga. Biodiesel originado de dois
diferentes tipos de oleaginosas foi testado: soja e nabo forrageiro. Os testes foram conduzidos em uma bancada
dinamométrica utilizando como combustivel o biodiesel de soja, biodiesel de nabo forrageiro e misturas em igual
propor¢do de um destes com o 6leo diesel mineral. O 6leo diesel mineral foi utilizado como referéncia de comparacdo
para estas misturas.

2. Revisio bibliografica

Testes de longa duragdo realizados por Peterson (1999) mostraram que um motor alimentado com éster etilico de
6leo de soja hidrogenada desenvolve menor poténcia que com as misturas de 25 ou 50% de biodiesel desta fonte em
biodiesel em 6leo diesel mineral. O consumo de combustivel com biodiesel puro nem sempre foi maior do que o
apresentado pelas misturas. Diversos trabalhos com biodiesel e suas misturas com 6leo diesel em motores de igni¢cdo
por compressao apontam para a reducdo das emissdes de mondxido de carbono (CO), hidrocarbonetos (HC) e material
particulado (Maziero, 2005).

No Brasil, andlises de desempenho e de emissdes de poluentes nos gases de exaustio estdo sendo feitas por diversas
instituigdes e empresas. Estudos conduzidos por Oliveira (2005) com biodiesel de dleo de soja apresentaram diminui¢do
das emissdes de CO em torno de 48%, 6xido de enxofre (SOx) em 100% e material particulado em 47%.

Testes feitos por Muiloz (2004) utilizando metil éster produzido a partir de girassol em misturas com o 6leo diesel
nas proporg¢des de 25, 50, 75 e 100% em um motor automotivo indicaram que as emissdes de hidrocarbonetos com o
uso de biodiesel, na maioria dos casos, foram superiores a do motor alimentado com o 6leo diesel metropolitano.
Apenas em algumas situagdes especificas esta tendéncia sofreu inversdo, principalmente quando as cargas eram baixas.
No caso do biodiesel puro (100%), a concentracdo de NOx foi sempre maior que quando operando com 6leo diesel
metropolitano. Ja as emissdes de mondxido de carbono foram sempre menores com o uso do biodiesel do que com o
6leo diesel metropolitano, exceto para rotagdes e cargas elevadas.

Considerando-se as intimeras opgdes de dleo vegetal em nivel nacional para a producdo de biodiesel, é de vital
importancia que sejam conhecidas suas caracteristicas fisico-quimicas, seus efeitos nas emissdes de gases, desempenho
do motor e consumo especifico (Maziero, 2005).

3. Metodologia
3.1 Aparato Experimental

Para a realizacdo dos experimentos utilizou-se um motor diesel de produg¢do com 4 cilindros, turbocooler e inje¢dao
mecanica de combustivel. As demais especificagdes do motor sdo descritas na Tab. 1. Os experimentos foram
realizados em um dinamdmetro de bancada com capacidade de 210 kW. Para o estudo de emissdes de gases foi
utilizado um médulo analisador de gases CO, COc, CO,, HC, O, e NOx que emprega a técnica de raios infravermelhos

ndo dispersivos (NDIR), tendo o opacimetro como parte integrante desse médulo, com precisio de + 2%.

Tabela 1 — Caracteristicas do motor de producdo.

PARAMETRO VALOR
Volume deslocado 2800 cm’
Poténcia maxima 90 kW (122 CV) a 3600 rev/min
Torque maximo 285 N.m (29,0 m.kgf) a 1800

rev/min

Didmetro X curso do pistio 94,4 x 100 mm
Consumo especifico em torque maximo 203 g/kWh (149 g/cvh)
Taxa de compressio 19,5:1

3.2 Procedimento Experimental

Os testes para a andlise de desempenho foram realizados a plena carga, conforme a norma NBR ISO 1585 (ABNT,
1996), para a faixa de rotacdo de 1100 a 3600 rev/min, em intervalos 200 rev/min. Simultaneamente, o médulo
analisador de gases registrava as concentracdes das emissdes de poluentes na exaustdo do motor. O procedimento dos



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06-0566

testes para a quantificacdo da opacidade seguiu a norma NBR 13037 (ABNT, 2001). Os testes de opacidade foram
realizados apds termino de todos os testes de desempenho e emissdes de poluentes do motor.

Os combustiveis utilizados nesse trabalho sdo especificados na Tab. 2. O diesel metropolitano foi adquirido em um
posto de abastecimento. O biodiesel é produzido na regido sul do Estado de Minas Gerais a partir de 6leos vegetais de
nabo forrageiro e de soja. As misturas entre biodiesel e diesel metropolitano foram realizadas no laboratério de testes do
motor. Para obter a homogeneiza¢do dos combustiveis realizou-se uma recirculacdo por bombeamento das misturas
antes de cada teste.

Para garantir que um combustivel ndo interferisse nos resultados dos testes com o combustivel seguinte, realizou-se
a drenagem de toda a linha de alimentacdo e operou-se o motor em um ciclo de rodagem curto para que todo o
combustivel residual fosse queimado antes do inicio de cada ensaio. Os combustiveis foram testados na seguinte ordem:
B0, BIOONF, B50NF, B50SJ e B100SJ. Os resultados apresentados representam a média de trés testes realizados para
cada condi¢do. O resultado obtido com o 6leo diesel metropolitano foi utilizado como referéncia para compara¢do com
as amostras de biodiesel.

Tabela 2 — Misturas de biodiesel utilizadas.

ESPECIFICACAO DESCRICAO
BO 100% diesel metropolitano
B100ONF 100% biodiesel proveniente de nabo forrageiro
B50NF Mistura de 50% diesel metropolitano e 50% biodiesel proveniente de nabo forrageiro
B50SJ Mistura de 50% diesel metropolitano e 50% biodiesel proveniente de soja
B100SJ 100% biodiesel proveniente de soja
4. Resultados

A Fig. 1 mostra para todas as misturas os resultados obtidos para o torque em toda a faixa de rotacdo do motor.
Verifica-se que o motor apresentou o maior torque com 100% de 6leo diesel e os menores valores foram obtidos para a
mistura com 50% de nabo forrageiro em toda a faixa de rotagdo. Em média, o torque obtido para a amostra de 50%
nabo forrageiro com 6leo diesel apresentou valores 16,8% menores que os valores obtidos com 6leo diesel puro. Os
demais combustiveis forneceram valores intermedidrios e préximos entre si. Com 100% de biodiesel de nabo forrageiro
os valores foram 8,9% menores que os obtidos com o combustivel convencional. Quando utilizado 50% de biodiesel
soja em 6leo diesel os valores obtidos foram 6,2% menores que com o 6leo diesel metropolitano. J4 com 100% de
biodiesel de soja os valores encontrados ficaram em média 10,1% menores que o torque obtido com o 6leo diesel. Em
termos gerais pode-se dizer que a mistura de 50% de biodiesel de soja e 6leo diesel apresentou a menor redugdo de
torque em relaciio ao combustivel convencional.
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Figura 1 — Varia¢do do torque com a rotagdo do motor para os combustiveis testados.

Os valores de torque maximo atingidos pelo motor e a rotacdo que ocorrem para cada combustivel sio mostrados
na Tab. 1. O torque mdximo é de 251,8 N.m para o motor operando com B0 a 2200 rev/min. O torque maximo para o
motor operando com BIOONF e com B50SJ também ocorreram a 2200 rev/min, 9,85% e 8,89 % menores,
respectivamente, que o valor obtido com o 6leo diesel mineral. Com BSONF e com B100SJ os torques maximos se
deram a 2400 rev/min, 18,43% e 11,44% menores, respectivamente, com relagdo ao obtido com o 6leo diesel puro.
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Tabela 1 - Torque miximo obtido para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | TORQUE MAXIMO (N.m) | ROTACAO (rev/min)
BO 251,8 2200
B50NF 205,4 2400
B10ONF 227,0 2200
B50S]J 2294 2200
B100SJ 223,0 2400

A Fig. 2 mostra os resultados obtidos para a poténcia. Nota-se que o comportamento de todas as curvas manteve o
mesmo formato para toda a faixa de rotagdo do motor testada. Da mesma forma que no torque, a maior poténcia ocorre
com o 6leo diesel metropolitano e a menor com a mistura de 50% de biodiesel de nabo forrageiro no dleo diesel, com a
mistura de 50% de 6leo de soja em 6leo diesel apresentando os valores mais préximos aos obtidos com o combustivel
convencional. Os valores de poténcia maxima atingidos pelo motor e a rotacdo em que ocorrem sdo mostrados na
Tabela 2. Verifica-se que a poténcia mdxima de 74,40 kW é obtida com 6leo diesel metropolitano a 3500 rev/min. A
poténcia mixima para o motor operando com a mistura de 50% de nabo forrageiro no 6leo diesel mineral € menor
11,64% em relacdo aquela obtida com o 6leo diesel mineral. Para os demais combustiveis testados, a poténcia maxima
do motor foi menor com a referéncia a obtida com o 6leo diesel em 7,08% para 100% de biodiesel de nabo forrageiro,
2,12% para a mistura de 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel mineral e 8,86% para 100% de biodiesel de soja.
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Figura 2 — Variac@o da poténcia com a rotacdo do motor para os combustiveis testados.

Tabela 2 — Poténcia maxima obtida para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | POTENCIA (kW) | ROTACAO (rev/min)
BO 74,40 3500
B5ONF 65,74 3600
B100NF 69,13 3400
B50SJ 72,82 3400
B100SJ 67.81 3400

A Fig. 3 mostra que o comportamento do consumo especifico de combustivel foi praticamente idéntico para todos
os combustiveis testados. O menor consumo foi obtido para a mistura com 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel para
quase toda a faixa de rotagdo, em média 0,2% menor que o consumo especifico de combustivel apresentado pelo 6leo
diesel metropolitano. O maior consumo especifico de combustivel aconteceu para a mistura de 50% de biodiesel de
nabo forrageiro em 6leo diesel, mantendo-se em torno de 12,1% maior que a obtida com o 6leo diesel. J4 com 100% de
nabo forrageiro os valores de consumo especifico de combustivel foram 2,9% maiores que os obtidos com o 6leo diesel
mineral. Com 100% de biodiesel de soja os valores encontrados ficaram em média 7,3% maiores que o consumo
especifico apresentado pelo combustivel convencional. Os valores minimos de consumo especifico de combustivel
atingidos pelo motor e a rotacdo em que ocorreram sdo apresentados na Tab. 3.
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Figura 3 — Variacdo do consumo especifico de combustivel com a rotacdo do motor para os combustiveis testados.

Tabela 3 - Consumo especifico de combustivel minimo obtido para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | CONSUMO MINIMO (g/kW.h) | ROTACAO (rev/min)
BO 210,7 2000
B50NF 2234 2200
B100ONF 2114 1800
B50S]J 206,7 2000
B100SJ 2214 2000

Pela Fig. 4 pode-se verificar que o 6leo diesel metropolitano apresenta a maior razdo de equivaléncia da mistura
combustivel/ar, ou seja, operou com a mistura mais rica. Em média, os valores da razdo de equivaléncia da mistura
combustivel/ar da amostra de 50% de biodiesel de nabo forrageiro sdao 5,4% menores que os valores obtidos com 6leo
diesel metropolitano. J4 com 100% de biodiesel de nabo forrageiro, os valores da razdo de equivaléncia da mistura
combustivel/ar foram de 5,5% menores que aqueles do 6leo diesel metropolitano. Quando utilizado 50% de biodiesel de
soja no 6leo diesel os valores obtidos foram 6,4% menores que os do 6leo diesel. Com 100% de biodiesel de soja os
valores encontrados ficaram, em uma média, 6,3% menores que os do combustivel de referéncia. Estes resultados
mostram que as misturas com biodiesel apresentam valores de razdo de equivaléncia da mistura combustivel/ar
préximos, correspondentes a misturas mais pobres que a do 6leo diesel. Os combustiveis que operam com a mistura
mais pobre sdo 0s que apresentam 0s menores torque € poténcia e os maiores consumos especificos de combustivel (ver
Figs. 1 a 3).
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Figura 4 — Variacdo da razdo de equivaléncia da mistura combustivel/ar com a rotacio para os combustiveis testados.
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A Fig. 5 mostra a concentracdo de CO na exaustdo obtida para cada combustivel testado. Observa-se que o motor
operando com 100% de biodiesel de nabo forrageiro apresentam valores duas vezes maiores que os obtidos com o 6leo
diesel metropolitano. Para as demais misturas com biodiesel nota-se menores indices de emissdo de CO em relacio ao
6leo diesel mineral. Em média, as concentra¢cdes de CO na exaustdo para operacdo do motor com 50% de biodiesel de
nabo forrageiro em 6leo diesel sdo 77,4% menores que os valores obtidos com o 6leo diesel metropolitano. Quando
utilizado 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel os niveis de emissdes de CO obtidos foram 58,2% menores que os do
6leo diesel metropolitano. J4 com 100% de biodiesel de soja os valores de emissdes de CO encontrados ficaram, em
média, 70,0% menores que com o uso do combustivel de referéncia. As emissdes de CO maximas apresentadas pelo
motor e a faixa de rotacdo que ocorrem para cada combustivel sdo apresentadas na Tab. 4. Observa-se que, para todos
os combustiveis, a emissdo de CO é maxima sob baixa rota¢do. Além disso, os niveis de emissdes de CO sdo baixos,
registrando a concentracdo maxima de 0,155% para a amostra de 100% de biodiesel de nabo forrageiro.
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Figura 5 — Variacdo das emissdes de CO com a rota¢do do motor para os combustiveis testados.

Tabela 4 - M4ximas emissdes de CO obtidas para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | CO MAXIMO (%) | ROTACAO (rev/min)
BO 0,067 1100

B5SONF 0,020 1100-1200
B100NF 0,155 1100

B50S]J 0,035 1100

B100SJ 0,025 1100

A Fig. 6 mostra que os maiores niveis de emissdes de HC ocorrem com a amostra de 50% de biodiesel de nabo
forrageiro em 6leo diesel, que apresentou também o pior desempenho (ver Figs. 1 a 3). Em média, as emissdes de HC
para este combustivel foram 5 vezes maiores que os valores obtidos com 6leo diesel metropolitano. Por outro lado, para
a amostra com 100% de biodiesel de nabo forrageiro os testes apresentaram valores muito baixos. Para os demais
combustiveis (B50SJ e B100SJ), os niveis de emissdes de HC ficaram préximos dos valores obtidos para o dleo diesel
metropolitano. Quando utilizado 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel os niveis de emissdes obtidos foram 7,7%
menores que os do 6leo diesel metropolitano. Com 100% soja os valores encontrados para as emissdes de HC ficaram,
em média, 13,6% maiores que os registrados para o combustivel de referéncia. Os valores mdximos HC na exaustdo do
motor e a rotacdo em que ocorrem para cada combustivel sdo apresentados na Tab. 5.

A Fig. 7 mostra a variacdo das emissdes de NOx com a velocidade de rotacdo do motor para os combustiveis
testados. Verifica-se que 6leo diesel metropolitano apresenta indices de emissdes de NOyx muito maiores que as
amostras de biodiesel. As emissdes de NOy da amostra de 50% de nabo forrageiro em 6leo diesel apresentaram os
menores valores em toda a faixa de rotacdo do motor, em média 36,1% menores que os valores obtidos com o 6leo
diesel. Para 100% de biodiesel de nabo forrageiro as emissdes de NOy foram 30,1% menores que as do combustivel de
referéncia. Quando utilizado 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel os valores obtidos para NOx foram 34,1%
menores que os valores encontrados para o 6leo diesel metropolitano. Com 100% de biodiesel de soja os valores
encontrados para as emissdes de NOy ficaram, em média, 31,6% menores que aqueles para o 6leo diesel mineral. Estes
resultados indicam que € possivel reduzir substancialmente as emissdes de NOx com o uso do biodiesel. Os valores
méximos das emissdes de NOx atingidos pelo motor e a rotagdo em que ocorrem para os combustiveis testados sdao
apresentados na Tab. 6.
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Figura 6 - Variacio das emissdes de HC com a rotacdo do motor para os combustiveis testados.

Tabela 5 - Mdximas emissdes de HC obtidas para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | HC MAXIMO (ppm) | ROTACAO (rev/min)
BO 3 1100
B50NF 7 1100
B100NF - -
B50SJ 2 1100
B100S] 2 1600

500

© B0

450

400

OXIDOS DE NITROGENIO (ppm)

350

300

250

200 T T 7T i T T 7T i T T 7T i T T 7T i T T 7T i T T 7T
1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000
VELOCIDADE DE ROTAGAO (rev/min)

Figura 7 — Variacdo das emissdes de NOx com a rotacdo do motor para os combustiveis testados.

Tabela 6 — Maximas emissdes de NOx obtidas para os combustiveis testados.

COMBUSTIVEL | NOx MAXIMO (ppm) | ROTACAO (rev/min)
BO 480 3000

B50NF 295 2800
B100ONF 313 2800 / 2600
B50S]J 302 2800
B100SJ 310 2800

A Fig. 8 indica uma tendéncia de redug@o da opacidade com aumento da concentragdo de biodiesel no combustivel
convencional. O leo diesel metropolitano apresenta o maior valor de opacidade (0,44 m™) e o combustivel com 100%
de biodiesel de nabo forrageiro apresenta o menor indice de opacidade, chegando a apenas 0,11m™.
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Figura 8 — Opacidade dos gases de exaustdo para os combustiveis testados.

5. CONCLUSOES

A utilizagdo de biodiesel de nabo forrageiro, biodiesel de soja e misturas de 50% destes combustiveis em 6leo
diesel apresentaram reducdes de torque e poténcia em relagdo a operagdo do motor com 6leo diesel metropolitano
em toda a faixa de rotagdo testada, de 1100 a 3600 rev/min.

Dentre as amostras de biodiesel testadas, a mistura de 50% de biodiesel de 6leo de soja em 6leo diesel foi a que
proporcionou ao motor valores de torque e poténcia mais préximos dos desenvolvidos quando foi utilizado 6leo
diesel metropolitano como combustivel.

A mistura de 50% de biodiesel de nabo forrageiro em 6leo diesel foi a que apresentou o mais baixo desempenho
em comparagdo com a opera¢do do motor com 6leo diesel metropolitano.

Dentre todos os combustiveis testados, a mistura de 50% de biodiesel de soja em 6leo diesel apresentou o menor
consumo especifico de combustivel na faixa de rotagdo de 1100 a 2900 rev/min. Na faixa de rotacdo de 2900 a
3600 rev/min o 6leo diesel metropolitano proporcionou ao motor o menor consumo especifico de combustivel.

A amostra de 50% de biodiesel de nabo forrageiro em 6leo diesel apresentou o consumo especifico de combustivel
mais elevado em toda a faixa de rotacdo investigada, exceto a 2200 rev/min, para a qual o consumo especifico de
combustivel para a operagdo do motor com 100% biodiesel de soja foi mais elevado.

A mistura ar/combustivel para o 6leo diesel metropolitano foi mais rica que quando as amostras contendo biodiesel
foram testadas.

As emissdes de CO apresentaram niveis baixos para as amostras contendo biodiesel em relagdo a operacdo do
motor com bleo diesel metropolitano, exceto para a amostra com 100% de biodiesel de nabo forrageiro, para a qual
as concentracdes de CO registradas foram superiores as do 6leo diesel.

Os maiores niveis de emissdes de hidrocarbonetos ocorreram para a amostra de 50% de biodiesel de nabo
forrageiro em 6leo diesel em toda a faixa de rotagdo investigada. Com 100% de biodiesel de nabo forrageiro em
6leo diesel os niveis de hidrocarbonetos foram os mais baixos. As demais misturas de biodiesel apresentaram
resultados de emissdes de HC similares aos niveis encontrados para o motor operando com 6leo diesel.

Os niveis de emissdes de NOx apresentaram redugdes em torno de 70% em relagdo ao 6leo diesel metropolitano
para operacdo do motor com todas as amostras de biodiesel testadas. A mistura de 50% de biodiesel de nabo
forrageiro em 6leo diesel apresentou os niveis mais baixos para toda a faixa de rotacdo investigada.

O aumento da concentrag¢do de biodiesel na mistura com o 6leo diesel metropolitano reduziu substancialmente os a
opacidade dos gases de exaustao.

Num contexto geral, os resultados obtidos com o biodiesel de soja foram mais satisfatérios que os obtidos com o
biodiesel de nabo forrageiro, apresentando desempenho mais aproximado do éleo diesel metropolitano e os niveis
de emissdo de poluentes mais baixos, exce¢do feita a emissao de HC.
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Resumo. Performance and pollutant emissions from an engine operating on biodiesel blends from two different oleaginous plants
are compared to results from operation on diesel oil. Full load tests were performed in an engine fuelled by biodiesel from wild
radish, soybean and blends of 50% biodiesel from these origins with 50% metropolitan diesel oil. Performance and emissions tests
were carried out according to NBR ISO 1585 standard and smoke was measured according to NBR 13037 standard. The
performance parameters analyzed were torque, power, and specific fuel consumption. Exhaust CO, HC, NOx, and smoke emissions
were also analyzed. The results indicate the most adequate fuel mixture for emissions improvement without penalyzing engine
performance. Generally, there was a small performance reduction for the biodiesel blends, in comparison to metropolitan diesel oil.
With respect to pollutant emissions, the results showed a significant reduction for most of the biodiesel mixtures from the two tested
sources.
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Abstract. The structure of premized flames within porous media is investigated by using the asymptotic
expansion method. The flame is divided in three distinct regions. Two of them, the gas conduction region (also
known as preheating region) and the reaction region, are the same two regions present in the classical premized
flame structure. The third region is related to the heat conduction in the solid matrix. Since the chemical reaction
is very sensitive to temperature, the reaction occurs in a very thin zone inside the gas conduction region, where
the highest gas phase temperature is found. Also, since the solid heat conduction is higher than the gas heat
conduction, the solid phase heat conduction region is much thicker than the gas phase heat conduction region.
Discrepancies in the characteristic lengths among the three regions justify the application of asymptotic expansions
to determine an approximated (analytical) solution. The description of the reaction region is obtained using the
large activation energy asymptotic expansion and the description of the preheating region is obtained usig the
boundary layer erpansion. The influence of the ratio of the solid- and the gas-phasic effective conductivities,
intraphasic heat transfer coefficient and the porosity of the medium are evaluated, revealing the effects of the
inner flame structure on the flame stabilization within porous media.

keywords: combustion in porous media, asymptotic solution, superadiabatic temperature
1. Introduction

The combustion in porous media is characterized by high temperatures in the reaction region as a result
of the heat recirculation induced by the solid matrix (Howell et al., 1996). This technology has received much
attention in the last decades as a way of extending flame stability, burning fuel lean mixtures and providing
radiant heating. The heat recirculation induced by the porous media adds to the heat released by combustion
resulting in local temperatures in excess of the adiabatic flame temperature. This has been called superadiabatic
combustion (Echigo et al., 1991).

A few works have attempted to develop analytical models for the combustion in porous media. McIntosh and
Prothero (1991) proposed a model for the surface combustion with radiant heat loss, i.e., for a porous burner in
which the flame is stabilized on the porous medium surface or just above it. In these burners the flame is cooled
by the radiant heat loss, which implies in low NOx emissions. Their work relied on the large-activation-energy
asymptotic method to derive an analytical solution for the gas and solid temperatures. The solutions depend
on a convective heat transfer parameter, on a radiant coefficient and on the conductivities ratio. Their results
showed the effect of the parameters on the flame location and allowed for the prediction of the blow-off and
flash-back conditions.

The amount of excess temperature within the porous medium depends on the thermal properties of the
gas and solid phases and has been studied theoretically and numerically by Pereira and Oliveira (2005). Their
analysis is based on the excess enthalpy function previously defined in the literature (Wichman and Vance,
1997) applied to the one-dimensional volume-averaged equations for the combustion within an inert porous
medium. Approximations for the solid-phase temperature and fuel consumption distributions are assumed and
the dependence of the excess enthalpy function on the problem parameters is analyzed.. The results obtained
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are in good qualitative agreement with the numerical results but the model was not able to predict flame
speeds. The excess enthalpy was shown to be a function of the gas Lewis number, the interphasic heat transfer
coefficient, the ratio of the solid- and the gas-phasic effective thermal conductivities and the porosity of the
medium.

Here, an asymptotic solution for an infinite, adiabatic porous burner is proposed. In contrast to McIntosh
and Prothero’s solution, this work focuses on adiabatic flames where superadiabatic temperatures are expected
to arise. This condition is similar to that of a long, insulated burner in which the flame stabilizes deeply within
the porous medium. The problem is divided in three part. The first corresponds to the problem in the solid-
phase characteristic length scale. The second corresponds to the problem in the gas-phase characteristic length
scale, which is about 1/40 of the solid scale. Finally, the third corresponds to the problem on the reaction region
scale, which is imposed to be much thinner than the gas scale. Also, in contrast to McIntosh and Prothero’s
solution, the heat diffusion in the gas-phase is confined to a small part around the flame. Explicit solutions for
the gas and solid temperatures and for the flame velocity are found as functions of the problem parameters.
The effects of the thermal conductivities ratio, volumetric porosity and equivalence ratio on the temperature
profiles and flame velocity are analyzed..

2. Length Scales

The main difference of flames within porous media when compared to freely propagating flames is the
presence of the solid-phase thermally connecting the two sides of the flame. The properties of the gas and solid
phases are very dissimilar; the solid-phase thermal conductivity can be several orders of magnitude larger than
the gas-phase thermal conductivity, thus, the thermal diffusion is enhanced when the reaction takes place within
a solid matrix. The intraphasic radiant heat transfer among solid particles plays an important role in the heat
transfer from the hot to the cold regions of the flame, specially for structures with small optical thickness (Barra
and Ellzey, 2004). As a consequence of these dissimilar properties and noting that the exotermic reaction occurs
only in the gas-phase, the combustion in porous media is characterized by local thermal non-equilibrium between
the solid and the gas phases, resulting in local interphasic heat transfer (Oliveira and Kaviany, 2001). As a
consequence, the heat transport by conduction and radiation through the solid matrix preheats the incoming
gas as a result of the interphasic heat transfer, in a heat recirculation process. The large interfacial surface
area between the phases allows for large rates of interphasic heat transfer, which in turn results in large heat
recirculation. The heat recirculated adds to the energy released by combustion resulting in temperatures above
that of the adiabatic free-flame.

Consider the propagation of an adiabatic plane flame within an infinite inert porous medium as represented
in Fig(1). Figure (1A) shows a rendering of the temperatures and fuel mass fraction distributions for the
different characteristic length scales of the problem. The figure shows that the flame structure can be described
in four levels of detail. The first level (Fig.1B) is a flame front travelling with velocity sy against the unburnt
gas. The velocity of the front in relation to a fixed reference frame is w = u, — sy , where u, is the incoming
gas velocity (for stationary flames u,, = sy). Note that the Darcean flame speed, sp, or filtration velocity, is
smaller than the velocity of the fluid-phase inside the matrix (sp = ¢ s¢, where ¢ is the volumetric porosity
of the matrix). The flame front separates two regions of thermodynamic equilibrium related through mass and
energy conservation. Upstream from the front, the temperatures of both phases and the fuel mass fraction are
equal to their initial values, T, and Yp, respectively. Downstream from the front, the temperatures of both
phases reach the adiabatic flame temperature 7T;., according to the thermodynamic requirement, and the mass
fuel fraction decreases to its final value, Yz, which is zero for understoichiometric mixtures. The thickness of
the flame front is represented by [ps and can be several centimeters long (Pereira e Oliveira, 2002).

In the second level of detail (Fig.1C), the heat conduction through the solid-phase, the interphasic heat
transfer and gas convection control the problem. The transport of mass and heat by diffusion in the gas-
phase are collapsed in a thin region (a flame sheet). The gas-phase temperature and the fuel mass fraction are
discontinuous at this interface and thermal nonequilibrium between the phases occur upstream and downstream
from the flame. Upstream from the flame the unburnt gas is heated up by the solid-phase, at the flame the gas
temperature reaches the superadiabatic peak, T,,, and downstream from the flame, the burnt gases looses heat
to the solid-phase decreasing its temperature from the maximum value to the adiabatic flame temperature. The
fuel mass fraction is constant and equal to its initial value upstream from the flame and is completely consumed
at the flame sheet for lean mixtures. The temperature of the solid-phase varies smoothly from T, to T, as a
result of the thermal diffusion. The flame sheet (Fig.1C) moves against the unburnt mixture with a velocity
higher than the flame velocity sy (Fig.1B) since the gas at the flame has been preheated by the solid matrix.
The thermal affected region is wider than that of a free flame as a result of the high solid thermal conductivity.
This can be expressed by a modified Lewis number, Leg, defined as Les = I'Le, where T is the ratio of the solid
and gas thermal conductivities (I' = X\;/\y) and Le is the gas Lewis number (Le = A\y/pcp). Since I' > 1, the
modified Lewis number is always greater than unity, showing that, for the combustion in porous media, the
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thermal length is always greater than the mass diffusion length. The thermally affected region can be expressed
by a characteristic solid-phase diffusion length scale defined as ips ~ (As/pcp)/tn.

In the third level of detail (Fig.1D), the flame is expanded revealing the mass and heat transport by diffusion
in the gas-phase. In the classical description of free-flames this region is known as the preheating region. Since
large activation energies are found for the major part of the fuels of interest in combustion, it is expected
that the reaction will be restricted to a thin region (a reaction sheet). The reaction will be a heat source
and a reactant sink in the gas-phase. Thus, near the reaction sheet the gas temperature increases due to gas-
phase heat conduction and the fuel concentration decreases because of the fuel depletion towards the reaction
front. The gas temperature and fuel mass fraction distributions are not linear as a result of the convection
transport and their slopes change discontinuously across the reaction sheet. On the other hand, the solid-phase
temperature is practically linear because the interphasic heat transfer is expected to be negligible compared to
the gas conduction. Now, a characteristic gas-phase diffusion length scale can be defined as ipg ~ (Ag/pcp)/Un,
where diffusion and convection in the gas-phase are the controlling mechanisms.
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Figure 1 - Rendering of the temperatures and fuel mass fraction distributions for the different characteristic
length scales of the problem.

In the last, and more complete, level of detail (Fig.1E), the reaction sheet is expanded revealing the reaction
rate and the continuous variations of the gas temperature and fuel mass fraction slopes. Now we are interested
in defining a characteristic reaction length scale {g. This can be done by comparing the magnitude of the
temperature change across the characteristic reaction length scale (ATg) with that across the characteristic
gas-phase diffusion length scale (ATpy): lg/lpg ~ ATr/ATpy. Noting that the temperature increase in
the gas-phase across the preheating region is equal to the temperature increase from the initial value to the
adiabatic flame temperature (ATp, = T,.—T;,) and that the temperature variation across the reaction region can
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be approximated by ATk ~ [w/(dw/dT)], , where w is the reaction rate according to the Arrhenius expression,
the relation between the two characteristic length scales is

l_R RTr Tr l
Ipg Ea (T, -T,) 0

where 3 is the Zel’dovich number and usually lies between 5 and 15 (Zel’doich et al., 1985; Linan, 1974).

It is interesting to note that the gas-phase diffusion length scale, defined as the flame thickness for freely
propagating flames, is of the order of 1mm for hydrocarbon fuels. The typical ceramic foams used as solid
matrix in porous burners have pore diameters ranging from 2 to 4 mm (the exceptions are the surface burners
where smaller pore diameters are used). Then, the combustion reaction is not expected to spread over several
pores but to be confined to one pore. The pore walls will interfere in the reaction just close to the edges of each
small tridimensional flame where they will behave as a sink of energy and radicals. Ultimately, the description
of the flame structure in the flame sheet within a porous medium is very similar to that of a free flame. The
main difference is that in the combustion in a porous medium we find an additional wide region (Ips) of heat
exchange between the gas and solid phases leading to higher gas temperature in the preheating region. Possible
wall catalytic effects and flame stretch effects are not taken into account here.

From the asymptotic point of view, the flame structure analysis follows the hypothesis that [r < Ipy <
Ips- In the following, the conservation equations are presented, nondimensionalized and solved by asymptotic
expansions taking advantage of the differences among the three length scales identified.

3. Basic Set of Equations

A one-dimensional, two-medium model for the conservation of mass, gas phase energy, solid phase energy and
species is written following Sahraoui and Kaviany (1994). The mass conservation implies that p, u, is constant
for the one-dimensional flow with p,, and w,, being respectively the gas density and the gas velocity far upstream
from the flame. For a steady state, stationary flame, the laminar flame speed s is equal to u,,. The specific heat
capacity ¢p, the thermal conductivities ( A4 for the gas and A, for the solid) and the product pD (density times
mass diffusivity) are assumed uniform along the flame. The gas and solid radiation and the dispersion effects
are neglected. The pressure drop in the porous medium is assumed negligible and the momentum equation
becomes trivial. The thermal conductivities and the mass diffusivity are effective properties in the respective
phase (i.e., include the pore channel variable area and tortuosity effects; Kaviany, 1995).

The fuel combustion is assumed to occur following a global one-step mechanism, represented in mass variables
as

F+v0y — (1+v)P

where v is the mass of oxygen per mass of fuel ratio.
The steady state, volume-averaged energy and species conservation equations (omitting for simplicity the
volume-averaging notation) then become

EPU = EP,Un (1)
spnundd% = EpDF% —eAp*YoYr T;e_E/RTg (2)
spnundd% =¢epDo ;xQO — v AP Yo Yr T;e_E/RTg (3)
Epnuncp% =e)g CZZ;Q + QAP Yo Yy e B/ETs (T, — T,) (4)
0= (1—5))\5% — ho(Ts — Ty) (5)

where () is the fuel mass based heat of reaction, h, is the volumetric convection coefficient, E is the activation
energy and R is the universal gas constant.
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4. Nondimensionalization

Defining the nondimensional variables (Williams, 1985)

Vi Yo (T—T,) T-T, /’” Un
= =, = =, 9 = = s — —d{L‘ 6
an Yo YOn YFn Q Tr - Tn 0 (As/pncp) ( )

the premixed-flame within a porous medium is described by the following conservation equations

Yyr

e 2TV D your exp{-501—0,)/[1 (1~ 0,)]} ™)

o _ = YO v Da your expl (1 /1~ al1 - 0,)]) 5)

5% = %(f;jzg +eDa yoyr exp{—B(1 - 0,)/[1 — a(l - 0,)]} + N (0, — 0,) 9)

0=(1—¢) fj; ~ N, —0,) (10)
where

r=g p= Tl a=(ip v il gt

~ A p* s Yon T exp(—3/a)
a= > .
(pn un Cp)

The parameter 3 is the Zel’dovich number, « is the dimensionless heat release, N is the interphase heat
transfer parameter, ® is the equivalence ratio and Da is a modified Damkshler number. The parameter I' appears
dividing the diffusion terms in Egs. (7) to (9) and it satisfies the condition I' > 1. By using this property,
it is possible to employ the singular perturbation method to find an analytical solution for the problem. In a
region of the order of I'"! near the flame, the gas-phase temperature reaches the flame value, then, since the
non-dimensional gas-phase temperature variation is of the order of unity, but the spatial variation is of the order
of I, the description of the pre-heating zone follows a boundary layer method.

5. Outer Zone: problem of the order of unity

In the characteristic length scale z = ¢ = O(1), the diffusive terms are of the order of I'"! and the reaction
is exponentially small. Thus, Egs. (7) to (10) take the form

dyr e dyr

A 11
4. " LepT d¢? (1)
dyo e d’yo

A 12
4 " ILeoT di° (12)
do, ¢d0

—_ = = N0, — 1
€ dC T dC2 + (06 99) ( 3)

d*0,
0=(1-¢) i@ N(@s—0,) (14)
The solution of Egs. (11) to (14) can be written as

0, = 09 + 11900 4 o1

9. = pO r—1p®) -1

’ T tow ) (15)
yo = wo o + Ty o+ o)

ve = yp + T+ oY)
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Substituting these expansions in Egs. (11) to (14) and passing to the limit I" — oo, the first approximation
for the set of equations with order of unity, O(1), is

(0)

dyp’
i =0 (16)
(0)

dyo”

0 =0 (17)
do© 0 0

€ dz =N — o) (18)

24(0)
0:(1—5)ddZ§ — N6 - 0) (19)

The solution for Egs. (16) and (17) are y;?) = yg)) =1, for ( < (; and y;?) =0and yg)) =1-9, for ¢ > (y.
A relation between the gas-phase temperature 9(90) and solid-phase temperature 9@0) is found by combining and
integrating Eqgs. (18) and (19)

(0)
0, d=edb” 5 _ 9
0,7 + . aC + 0 (20)
with D =0 para ¢ < (y e D =1 para ¢ > (y.
Taking Eq. (20) into (19)

0 (0)
a0 N do! N o___N

Wz T ac T a—9 T -9

D (21)

Once Eq. (21) is solved, the gas-phase temperature 9;0) is determined from Eq. (20). The solution for the
solid-phase temperature is given by

9(0) eTl(C_Cf)7 for <
o = e b (22)
1+ (03 (gf) 1)6 7, for C > Cf

in which

N+1
T"n=—-——+=
! 2% 2

A2 N 1/2
()]
€ 1—¢

) 1/2
N 1[Ny N
27507y € 1—¢

The value of the solid-phase temperature at the flame location 920) (¢y) is calculated imposing the continuity

of the function and its first derivative (the conduction heat flux), obtaining

and

T2 1 1

O (¢ ) — ==
) S T S )

(23)

From Eq. (23), we observe that for very low values of porosity, ¢ < 1, the solid-phase temperature at the
flame reaches a limiting value equal to unity, 09(( 7) — 1. Conversely, for high porosity, 1 — ¢ < 1, the solid-
phase temperature at the flame reaches a limiting value equal to 0.5, 920)@ f) — 1/2. Thereby, it is possible to
conclude that 1/2 < 920)(4 f) < 1 for every possible value of porosity.

Once knowing the leading order term of the solid-phase temperature 020), the leading order term of the
gas-phase temperature 9(90) can be determined from Eq. (20), obtaining

90 — [(L—e)/e] m 920)(@)@”(479), for (< ¢y (24)
’ L+ [(1—e)/e] ry L =00 (Cp)le 74, for ¢ > ¢
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Imposing the condition ¢ = (; in the solution for the gas-phase temperature, Eq. (24), the following values
for the upstream and downstream sides of the flame are found

0 (Cr) = 1(1—e)/e) mo(Cy) (25)
07D () =1+ —e)/e] ra [1 =07 (Cp)] (26)

Subtracting Eq.(25) from (26) and applying the definition of 9(50)((]0), Eq.(23), the difference 0!(]0)(§}") —

020) (¢ J?) reveals the discontinuity of the gas-phase temperature across the flame in the scale of order of unity,
which is

00 ()~ 0(¢r) =1 (27)

When the porosity tends to unit, 1 — ¢ < 1, the gas-phase solution reduces to a step function across the
flame with 0;0) =0, for ¢ < (; and 9!(70) =1, for ¢ > (. In the next section, the pre-heating region is analyzed.

6. Inner Zone: problem of the order of I'"!

In this zone, the variation of the nondimensional variables is of order of unity along a characteristic length
of the order of I'"! around the flame. The solution in this thin zone is denoted by yg), y(o* ), Hé*) and 02*).
The thin region around the flame, defined by the length scale I'"!, is analyzed imposing the conditions that
near the flame, more precisely at I'(z — ¢ f) = ¢, the reactants mass fractions vary according 1 < yg) <0,
1<y
equation for the solid-phase, the variation of temperature 92*) is of the order of I'"'. By rescaling the spatial
coordinate to the pre-heating region, the governing equations become

<(1-9®) and 0§0>(g;) < 05‘) < 0§O)(§}"). Since there is no chemical source in the energy conservation

Edygf) __c deE:) (28)
d¢ Lep d¢*

e bl ®
d¢  Leo de¢?

o) e N
g _ g N e

Tae e ¢ (07 =057) (30)

20 N .
e ﬁ(eg - 65) (31)

0=(1-¢)

The boundary conditions are determined when the solution corresponding to the problem of order of unity
is matched with the problem of the order of I'~!. Thus, in the unburned region (upstream from the flame), for

& — —o0, 95(7*) — 020), Hg*) — 9&,0) yj(;) — yj(!?) =1 and y(()*) — ng) = 1. In the burned region (downstream the
flame), for £ — oo, 95*) — (9!(}0), 00 — o) yl(;) — y;?) =0 and yg) — yg)) =(1- ).

The solution of Egs. (28) and (29) are y&) = 1 — e"r€=4) and y5) = 1 — @ele0E~4) for —00 < € < ¢4,
andy%*):Oandyg):l—tﬁforffgfgoo.

An analysis of Eqs. (30) and (31) reveals that an approximated solution in terms of an expansion on I'"*
can be written as

oY) = O | pe1g) L pe2geM) -2y .
00 = (O 4 gl g P29l g o(r-2)

The temperature profiles are determined by the substitution of Eq. (32) into Egs.(30) and (31). The solution
of Eq.(31) is 09 = ¢ and 90 = ¢ in which the value of C*)© and C*)®) are determined
matching the solution 9§*> with 9&0). The matching implies that, for £ — —oo, the function must be continuous
and the heat flux in the solid-phase d8'") /d¢ is equal to the heat flux d0) /d¢ at ¢ = Cs- Then, )0 =90 (Cy)
and CW = do) /d¢|c—,.
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The equation for the leading order of the gas-phase, 05(7*)(0), is given by

()0 2g()0)
_doPO oy

d¢ e’

(33)

whose solution is 95(]*)(0) €)= C’?(,*)eg + C’i*). The constants are determined by the matching with the profile of
9;0) at ¢ = (4. Thus, as § — —oo, 9_51*)(0) — 9;0)@;) leading to 92*)(0)(5) = C'é*)eg + 9_510)@]7). The value of
Cé*) is specified applying the condition at the flame, 957*)(0)(5 =0)= 95(70)@ ""{), since downstream from the flame
there is the region controlled by the interfacial heat transfer from the gas to the solid-phase. Then, recalling
that 95(]0)((;) - 950) (C}r) =1, we have

95}*)(0) ) = (9(0)@;) + e6¢p) (34)

The O(I'~1) correction for the gas temperature inside the preheating region 95*)(1) is given by

d _ed N _ _
pr ( fd—fﬂé””) = 2 {1100 oV et (35)
whose solution is:
N
0500 = = {(gef — e + 1)+ [017(¢) — 07 (¢ )le | (36)

after imposing the condition 0;*) (1) — 0 at £ = 0 and the matching condition dﬂg‘)(l) /dé — dﬂ_go) /d¢ .
!

7. Inner zone: reaction region

The description of the reaction zone follows (Lifidn, 1974), which demands

0, = 0% + so +o(6)
0, = 0;’}) — 50 +mn+p)  +o(6)
Yo = y(({}) 4+ 6 do Leo y(ol) +0(5) (37)
yr = 0+ SdpLepyy/y +0(8)
z = ( + ST Y(n+p/m)/y +o(5)

in which {; = (; + '€, and 53 =1 @.
Substituting the solution (37) into the conservation equations (7) to (10), the description of the reaction

zone is governed by

dyp) )
dne~ = Dayp’ expl=(6," +mn+p)] (38)
d2 (1) Vd _
dilyg = _”)/dz Da ¢V exp[— (0" + mn + p)] (39)
200N g 5N
g _ _dr (1) 1 . .
€ R ETDG Yp exp[—(@é ) 4+ mn +p) + 72—11(02 ) — Hg )) (40)
20V SN, . .
0= =T~ =0 (41)
in which

_ Da (8 - —B8(1—0%)
Da = % <76 LeF(Ql (I))> exp {—ﬁ< g{*)) } )

Y [1—a(l—0,7)]
We note that the term I''Da recovers the free-flame Damkohler definition. In the characteristic length

scale of the order of §T'~!, the heat transfer from the gas-phase to the solid-phase is negligible (6N/4?T" < 1)
compared to the heat transfer in the solid-phase from the equilibrium zone to the frozen zone. Therefore,
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921) = CWy and from the energy conservation C1) = C*).

An analysis of the system of equations (38) to (41) leads to the choice v = dr and p = In(2Da). Then, this
system of equations can be written as

do d2y(1) d2y(1) a2 1
S = g — g e e ) (12)

v

The mass fluxes dr and do are defined for the upstream side as

1 dyl(p*) 4 1 dy(o* ) 4
e = aF, T = do
Lep d¢ | Lep d¢ |
&5 &5
and for the downstream side as
Ly La|
Lep dg + Leo dg +
&; &5

The heat flux at both sides of the flame, d, and dj are defined as

()
do

dg

do’” ~
d—g =d 0 and

&

= —d

&

Since the solution ( )(") has to match with the solution ( )*), then, as 7 — —oo0,

dy}’ dy) d(6S" + mn) _
an C /7, an a Yal (43)
and as 1 — o0,
dyl(ml) dng) d(@gl) +mn)
— ZJo  _ d =9 Y _g4f 44
dn O’ d77 0 an d?’] d9 /’Y ( )

By choosing appropriately the value of m = d; /7, the heat flux is normalized

1
do'V)
dn

do
=-1 and d—i]

n——00 n—00

=0 (45)

From the conservation of energy at the flame dj +d, = dp =7, then m = d} /(d} +dj).

Combining Egs. (42), and applying the boundary conditions Eqgs. (43) to (45), we obtain 0;1) = yg). Thus,
the problem in the reaction region reduces to find the solution of

d2y(1) 1 1 1
G =3 Ui expl= (i) + ) (46)

From Eq. (43), it is observed that

n = lim (yg) —n)

77— —00

The displacement n is equal to —p/m, then

2407 A You TSy exp(—06/a) (52 Lep(1— <I>)> exp -B(1— 95})) o .
(P2 % cp) dpT [1—a(l-6%)
in which
mn = 1.344m — 4m*(1 —m) /(1 — 2m) + 3m?® — In(1 — 4m?), for —02<m <0.5 (48)

Equation (47) provides a first-order estimate for the flame speed. Note that in combustion within a porous-
medium, the value of m is bounded by 0 < m < 0.5. The limit m = 0 corresponds to a situation in which
the flame temperature is equal to the equilibrium adiabatic temperature. Under this circumstance, there is no
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excess enthalpy. Thus, the excess of enthalpy requires m > 0. The limit m = 0.5 corresponds to a situation
in which the heat loss to the equilibrium zone is equal to that to the frozen zone and under this condition the
flame is not stable, i.e., there is extinction. Equation (48) is a approximation of the numerical solution of Eq.
(46) with the boundary conditions given by Eqs.(43) and (44) - see Lifidn (1974) for details. The value of m
can be found from

B [(1—¢)/e]r3T ! (1 - 920)(9)) (49)

L[ -e) /e 3t (1-60(c))

8. Discussion

For brevity, the discussion is restricted to Le = 1, since the effect of the gas Lewis number in a laminar
flame is presented elsewhere (Law and Sung, 2000; Wichman and Vance, 1997). The reaction rate parameters
were adjusted to give a reasonable agreement with experimental results for free flames with equivalence ratio
ranging from 0.6 to 0.9 (Zhu et al., 1988). The mean pore diameter is modeled as d,, = («/45/77) /(39.37 PPI),
which is a uniform pore distribution model, where PPI stands for pores per inch. The volumetric heat transfer
coefficient h,, is modeled following Fu et al. (1998) which uses a volumetric Nusselt number Nu, = C’ Re™
where Nu, = h,d2,/\, and Re is the Reynolds number, Re = p,,undy, /i,

Table 1 shows thermodynamic, transport and geometric properties of the solid and gas-phases typical of
porous burners (Catapan et al., 2005; MosGauer et al.,1999). Tt is also shown the parameters used in the
coputations and some results for ¢ = 0.8, I' = 60 and € = 0.8.

Table 1. Thermodynamic, transport and geometric properties for the solid and gas (methane/air) phases and
the corresponding non-dimensional parameters.

Gas-Phase Properties Solid-Phase Properties Nondimensionals

R 8.314 J/mol-K As 4.92 W/m-K Nu, 18.85
Cp 1452 J/kg-K PPI 10 ppi Re 54.33
Ag 0.082 W/m-K € 0.8 a 0.84

E 1.77 x 10° J/mol dm 2.5 x 1073 m I} 9.7

A [6.93 x 102 | m?/kg-s C’ 0.252 T 60

a 0 m/ 1.08 N 0.6

Q | 5.014 x 107 J/kg hy 2.35 x 10° W/m3-K Da 1286
t, | 45x107° | kg/m-s Da 0.495
T, 208 K m | 7.55x1073
T, 1832 K n 1.366
T, 2157 K Le 1

Sf 0.833 m/s o 0.8

Figure (2) shows the flame structure for ® = 0.8, I' = 60 and ¢ = 0.8 as a function of the space coordinate &.
The range used for the spatial scale represents the solution of the problem of O(1), in which the solid conduction
and the interphase heat transfer are the dominant phenomenons. The flame can be seen as a sheet where the
fuel and gas profiles are discontinuous. For these conditions the gas temperature exceeds the adiabatic limit in
20%, which corresponds to the gas preheat just upstream of the flame.

10
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Figure 2 - Nondimensional gas and solid temperatures and fuel fraction profile for a flame with ® = 0.8,
I' = 60 and ¢ = 0.8 (solution of the O(1) problem).

Figure (3) shows the same result as Fig.(2) with a range for the spatial scale that represents the solution of the
problem of O(T'~1). It is possible to see the solution in the preheating region connecting the discontinuous profiles

of (9!(}0) and y;?) across the flame. Close to the reaction sheet, where the gas-phase temperature and fuel mass
fraction slopes are discontinuous, the thermal diffusion in the gas-phase becomes the dominant phenomenon.
Comparing Figs. (2) and (3) it is seen that the thermal affected region (Ips) is about 40 times larger than the
preheating region (Ipg) as a result of the high thermal conductivity of the solid matrix.

11—
121
1.0

> 08l

- 061

Figure 3 - Nondimensional gas and solid temperatures and fuel fraction profile for a flame with ® = 0.8,
I' = 60 and ¢ = 0.8 (solution of the O(I'"!) problem).

Figure (4) shows the effect of the thermal conductivities ratio, I', on the maximum nondimensional gas
temperature at the flame [0, f = 9!(]0) (C}')], on the nondimensional solid temperature at the flame [0 f = 6 (¢4l
and on the flame velocity (sy) for ¢ = 0.8 and equivalence ratios ranging from 0.6 to 0.9. It is important to
note that the model is not valid for equivalence ratios near unity because in this case the oxidant concentration
(1 —®) in Eq. (47) tends to zero and prevails over the thermal effect. In order to reach the stoichiometric

mixture it would be necessary to solve the y(()l) correction.

11
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s (mis) , ©

Figure 4 - Effect of the thermal conductivity ratio, I', on the maximum gas temperature at the flame (6, f), on
the solid temperature at the flame (65 ¢) and on the flame velocity (s¢) for equivalence rations ranging from
0.5 to 0.9 and € = 0.8.

The flame velocity, sy, increases with ® and I', reaching values above that of an adiabatic free flame, that
is about 0,4 m/s for a stoichiometric methane-air mixture. The superadiabatic effect is more pronounced for
leaner mixtures, where the maximum gas-phase temperature reaches values 35% above the adiabatic flame
temperature for the inlet conditions (64 ; = 1,35 for ® = 0.6). The solid-phase temperature at the flame varies
in the range of 0.57 to 0.67, in accordance with the limits 1/2 < 6, y < 1, stated by Eq.(23).

Figure (5) shows the interphase heat transfer parameter N as a function of ® and I for ¢ = 0.8. For any I', the
heat transfer parameter decreases as ® increases. This can be understood by recalling that IV is proportional
to 1/ 5? (sf = u, for a stationary flames) and that higher flame velocities are found for higher equivalence
ratios. The higher flame velocities also increase the volumetric heat transfer coeflicient h,, but this effect is
counterbalanced by the reduced time to exchange heat. Figure (6) shows the flame velocity nondimensionalized
by the adiabatic free flame velocity 32 4 (obtained when € = 1). The results show again higher nondimensional
flame velocities for leaner mixtures (sf /s%,; ~ 6 for ® = 0.6 and I' = 120) as a result of the higher heat transfer
parameter. The superadiabatic effect is a function of the heat recirculation, then it tends to be more pronounced
for higher values of V and T, i.e., for leaner mixtures and higher solid thermal conductivities.

The model fails for lower equivalence ratios (& < 0.6) due to the increase in the heat transfer parameter
N. In theses cases the connection between the solutions in the gas and solid length scales is very poor. This
happens because the interphase heat transfer in the preheating region has been neglect in the present model,
but it becomes relevant for lower equivalence ratios.

12
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Figure 6 - Flame nondimensionalized by the adiabatic free flame velocity u,q as a function ® and I' for € = 0.8.

Figure (7) shows the effect of the porosity on the temperature of the solid and gas phases at the flame, 6, ¢
and 0, ¢, and on the dimensional flame velocity, s;, for I' = 60. The superadiabatic effect is amplified as the
porosity is decreased because more heat is recirculated by the solid-phase. When € = 1 the model tends to the
free flame solution, i.e., 6, ¢ is unity over the entire range of ® and sy reduces to s%,. For this limiting case
05,5 is 0.5, its lower value according to Eq.(23), nevertheless in this limit the solid temperature is meaningless
since there is no interphasic heat exchange. Figure (8) shows the dependence of N, 04 f, 6, 5 and sf /Sqq on
the volumetric porosity for ® = 0.8 and I' = 60. The heat exchange parameter N decreases as the porosity
is decreased, but at the same time the effect of the solid-phase becomes more important since there is more
solid-phase in the matrix. The result is that decreasing ¢ larger amounts of heat are transported by the solid
matrix and even for lower values of NV the heat recirculated is higher.

Therefore, the superadiabatic effect is mainly a function of three parameters: the matrix porosity e, the
conductivities ratio I, that together account for the transport of heat by the solid-phase, and the heat exchange
parameter N, that accounts for the heat transfer between the solid-phase and the gas-phase. The combinations
among these three parameters will define the heat recirculation induced by the matrix and consequently the
superadiabatic effect.

13
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Figure 8 - Dependence of N, 0, ¢, 05 s and sy /s%, with the volumetric porosity for ® = 0.8 and I" = 60.
9. Conclusions

This work presented an asymptotic solution for an infinite, adiabatic porous burner considering three different
characteristic length scales: the solid-phase diffusion length scale (Ips), where the solid-phase heat conduction
and interphase heat transfer dominate the problem, the gas-phase diffusion length scale (Ipg), where the gas-
phase convection and heat conduction dominate the problem, and the reaction length scale (Ir), where reaction
and gas-phase heat conduction dominate the problem. Explicit solutions for the gas and solid temperatures and
for the fuel consumption were found as functions of the problem parameters for the {py and Ip, characteristic
length scales. The reaction length scale was used to find an expression for the flame velocity.

The results showed that the influence of the porous medium on the flame is to increase its temperature and
velocity and that this effect is more pronounced for leaner mixtures, higher thermal conductivities ratios and
lower porosities. The thermal affected region (Ip,) is about 40 times larger than the preheating region (Ipg)
as a result of the high thermal conductivity of the solid matrix. Maximum gas-phase temperatures up to 40%
above the corresponding adiabatic free-flame temperature and flame velocities up to 12 times the corresponding
adiabatic free-flame velocity are found in the range of analysis.

14



Proceedings of the ENCIT 2006, ABCM, Curitiba — PR, Brazil — Paper CIT06-0578

The results showed that the superadiabatic effect is a function of three main parameters: the matrix porosity
¢ and the conductivities ratio I', that together account for the transport of heat by the solid-phase, and the
heat exchange parameter N, that accounts for the heat transfer between the solid-phase and the gas-phase.
The combinations among these three parameters will define the heat recirculation induced by the matrix and
consequently the superadiabatic effect. For a higher superadiabatic effect it is desired to have low porosity e,
high thermal conductivities ratio I" and to operate with fuel lean mixtures. A way to increase the effective solid
thermal conductivity is to work with a medium with thick solid characteristic particle size.

Due to the simplifications assumed by the model the solution fails for lower equivalence ratios (® < 0.6) and
for equivalence ratios near unity.

10. References

Barra, A. J. e Ellzey, J. L.,2004, ”Heat recirculation and heat transfer in porous burners”, Combustion and
Flame, v. 137, p. 230-241.

Echigo, R., 1991, ”Radiation enhanced/controlled phenomena of heat and mass transfer in porous media”,
ASME/JSME Thermal Engineering Proceedings, Vol.4, pp. 21-32.

Catapan, R.C., Pereira, F.M. and Oliveira, A.A.M., 2005, ”"Development of a radiant porous burner with
a combined thermal and fluidynamic mechanism of flame stabilization”, Proceedings of the 18th Congress of
Mechanical Engineering, Ouro Preto.

Fu, x., Viskanta, R. and Gore, J.P., 1998, ”Measurement and correlation of volumetric heat transfer coeffi-
cients of cellular ceramics”, Experimental Thermal and Fluid science, Vol.17, pp. 285-293.

Howell, J.R., Hall, M.J. and Ellzey, J.L., 1996, ” Combustion of hydrocarbon fuels within porous inert media”,
Progress in Energy and Combustion Science, Vol.22, pp. 121-145.

Law, C.K. and Sung, C.J., 2000, ”Structure, aerodynamics and geometry of premixed flamelets”, Progress
in Energy and Combustion Science, Vol.26, pp. 459-505.

Linan, A., 1973, ” The asymptotic structure of the counterflow diffusion flames for large activation energies”,
Acta Astronautica, Vol.1, pp.1007-1039.

Mclntosh, A.C., and Prothero, A., 1991, ” A model of large heat transfer surface combustion with radiant
heat emission”, Combustion and Flame, Vol.83, pp.111-126.

MaosBauer, S., Pickendicker, O., Pickenécker K. and Trimis, D., 1999, ” Application of the porous burner
technology in energy- and heat-engineering”, V International Conference on Technologies for a Clean Air Envi-
ronment, Lisbon.

Pereira, F.M. and Oliveira, A.A.M., 2005, ” Analytical study of the excess enthalpy in the combustion within
porous media”, Proceedings of the 18th Congress of Mechanical Engineering, Ouro Preto.

Pereira, F.M. and Oliveira, A.A.M., 2002, ”Medigao dos limites de estabilidade de chamas pré-misturadas
de metano e ar em meios porosos de esponja ceramica”, IX Brazilian Congress of Thermal Engineering and
Sciences, Caxambu.

Oliveira, A.A.M. and Kaviany, M., 2001, ”Nonequilibrium in the transport of heat and reactants in com-
bustion in porous media”, Progress in Energy and Combustion Science, Vol.27, pp. 523-545.

Saharaoui, M. and Kaviany, M., 1994, ”Direct Simulation vs Volume-Averaged Treatment of Adiabatic,
Premixed Flame in a Porous Medium, 2001, ”International Journal of Heat and Mass Transfer, Vol.17, No.18,
pp. 2817-2834.

Wichman, I.S. and Vance, R., 1997, ”A Study of one-dimensional laminar premixed flame annihilation”,
Combustion and Flame, Vol.110, pp. 508-523.

Williams, F., 1985, ” Combustion theory the fundamental theory of chemically reacting flow systems”, Perseus
Publishing; 2nd edition.

Zel’doich, Ya. B.; Barenblatt, G. L., Librovich, V. B. and Makhviladze, G. M., 1985, " The mathematical
theory of combustion and explosions”, Consultants Bureau, New York

Zhu D. L., Egolfopoulos F. N. and Law C. K., 1988, "Experimental and numerical determination of lam-
inar flame speeds of methane/(Ar, N2, CO2)-Air mixtures as function of stoichiometry, pressure and flame
temperature”, 22th Symposium on Combustion/The Combustion Institute, pp. 1537-1545.

15



Proceedings of the 11" Brazilian Congress of Thermal Sciences and Engineering -- ENCIT 2006
Braz. Soc. of Mechanical Sciences and Engineering -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5=8, 2006

Paper CIT06-0579

ANALISE DE UM QUEIMADOR POROSO COM TROCADOR DE CALOR
INTEGRADO VISANDO O DESENVOLVIMENTO DE AQUECEDOR DE
AGUA DE PASSAGEM

Roberto Wolf Francisco Jr.

Universidade Federal de Santa Catarina

Departamento de Engenharia Mecénica

Laboratoério de Combustdo e Engenharia de Sistemas Térmicos
Campus Universitario 88.040-900 Florianopolis S.C.
robertowfj@gmail.com

Amir Antbnio Martins Oliveira Jr.

Universidade Federal de Santa Catarina

Departamento de Engenharia Mecénica

Laboratorio de Combustéo e Engenharia de Sistemas Térmicos
Campus Universitario 88.040-900 Floriandpolis S.C.

amirol@emc.ufsc.br

Resumo. A utilizacdo de um meio poroso simultaneamente como camara de combustéo e trocador de calor permite o
desenvolvimento de um aquecedor de passagem de alta eficiéncia térmica. Este trabalho tem dois objetivos. O
primeiro é avaliar a influéncia da perda de calor volumétrica na estabilizacdo de chama em queimadores porosos.
Essa perda de calor por conducdo e radiagéo através da prépria regido de estabilizacdo de chama no meio poroso
altera o comportamento do queimador, permitindo a queima com altas poténcias sem exceder a temperatura do meio
poroso. O segundo objetivo é avaliar o desempenho obtido com ceramicas disponiveis comercialmente no Brasil.
Estas ceramicas sdo fabricadas para o uso como filtro de fundi¢do e ndo séo projetadas para a finalidade de uso em
queimadores porosos. O aquecedor de passagem é constituido basicamente pelo meio poroso envolto por uma camisa
d’agua. Esta configuracdo permite o aproveitamento das altas taxas de transferéncia de calor por conducéo e
radiagdo (intrameio) entre o queimador e a camisa d’agua. Os limites de inflamabilidade foram obtidos para razdes
de equivaléncia entre 0,57 e 0,71. Resultados experimentais apontam para eficiéncias de 20 a 76%, de acordo com a
poténcia utilizada, gerando até 4,2 kW de energia térmica (agua quente). O combustivel utilizado foi o0 GNV (Gas
Natural Veicular) e a maxima poténcia obtida para uma chama estavel foi de 11 kW.

Palavras chave: combustao, meio poroso, gas natural, aquecedor de passagem, trocador de calor.
1. Introducéo

A utilizagdo de um meio poroso simultaneamente como camara de combustio e trocador de calor permite o
desenvolvimento de um aquecedor de passagem de alta eficiéncia térmica. Esta maior eficiéncia na transferéncia de
calor para a agua permite o desenvolvimento de aquecedores compactos como ja foi demonstrado por Pickendcker,
1998. Além de compactos, estes aquecedores devem resultar em baixa produgdo de CO e grande faixa de regulagem de
poténcia a fim de permitir economia de energia e seguranga na utilizagao.

Este trabalho tem dois objetivos. O primeiro ¢ avaliar a influéncia da perda de calor volumétrica na
estabilizagdo de chama em queimadores porosos. Essa perda de calor por condugdo através da propria regido de
estabiliza¢do de chama altera o comportamento do queimador, permitindo a queima com altas poténcias sem exceder o
limite de temperatura do meio poroso. O segundo objetivo ¢ avaliar o desempenho obtido com ceramicas disponiveis
comercialmente no Brasil. Estas cerdmicas s@o fabricadas para o uso como filtro de fundi¢@o e ndo sdo projetadas para a
finalidade de uso em queimadores porosos.

Neste trabalho, a troca de calor ocorre somente na regido do queimador poroso. Nao € usado um trocador de
calor liquido/gas como seria esperado em um equipamento.

2. Conceitos basicos

As esponjas ceramicas utilizadas na fabricagdo de queimadores porosos sdo caracterizadas pela porosidade
volumétrica e pela densidade linear de poros. Usualmente, (Howell et al., 1996), a porosidade fica em torno de 85% e a
densidade linear de poros varia de 10ppi (3.9 ppcm) até 65 ppi (25.3 ppem).

A diminui¢do do tamanho dos poros tende a dificultar a propagac¢do da chama através do meio poroso. Isto
ocorre porque quando o tamanho dos poros ¢ diminuido, aumenta a area interfacial especifica (m?/m?) entre as fases gas
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e solido. Este aumento da area de troca de calor entre as fases permite uma maior transferéncia de energia dos gases
para a matriz porosa, diminuindo a temperatura da chama que pode levar a sua extingdo. Esta limitagdo ¢ utilizada em
queimadores porosos para formar uma barreira a passagem da frente de chama. Assim, normalmente um queimador
poroso ¢ formado por duas regides distintas: uma regido de pré-aquecimento (RP) e uma regido de estabilizagdo de
chama (REC). Ceramicas com poros menores sdo utilizadas na regido de pré-aquecimento e com poros maiores na
regido de estabilizagdo de chama.

Com a frente de chama estavel na interface entre as cerdmicas de poros maiores € menores, ocorre uma
transferéncia de calor por condugdo e radiagdo (intrameio) para o interior dos poros menores, elevando o nivel de
energia dos reagentes (gas natural e ar) e ocasionando um excesso de entalpia na regido de reacao, atingindo assim uma
temperatura de reacdo acima da temperatura adiabatica (Pereira, 2005).

No entanto, isto s6 ocorre localmente na regido da chama, pois mais a frente a temperatura dos gases diminui
devido a perda de calor para o sélido e retorna ao nivel da temperatura de chama adiabatica como requer a primeira lei
da termodindmica. Este pré-aquecimento dos reagentes leva a altas taxas de reagdo e grande eficiéncia termodinamica
na conversdo de energia.

O excesso de entalpia ocasionado pelo pré-aquecimento dos reagentes permite a queima de misturas
empobrecidas. Isto possibilita a economia de combustivel em operagcdes a baixa poténcia. Num queimador
convencional, baixas temperaturas sfo obtidas diluindo-se os gases da combustio com ar frio. J& num sistema com
recirculagdo de calor, a queima de misturas mais pobres permite alcancar baixas temperaturas sem a necessidade de
dilui¢ao pds combustio.

Em uma dada pressdo e temperatura inicial dos reagentes existira uma faixa de concentragdes em que a
propagacdo de uma chama estavel é possivel. Estes limites sdo denominados de limite inferior e superior de estabilidade
(LIE e LSE). O balango de energia térmica no aquecedor ¢ calculado como segue.

A quantidade de combustivel presente em uma mistura de reagentes ¢ medida pela razdo de equivaléncia @,
dada por,

f
- 1
¢ f (1)
onde,
L )
m

sendo ma e n"lC os fluxos méssicos de ar e combustivel respectivamente, f a razio combustivel / ar e fS a razao

combustivel / ar avaliada nas condi¢des estequiométricas. Desta forma, quanto maior o valor de @, mais rica sera a
mistura, ou seja, maior a quantidade de combustivel presente nos reagentes.
A velocidade de chama ¢ definida por

V
Uy = —= 3)

A

sendo Vg o fluxo volumétrico dos gases e Al a area da secdo transversal do queimador. A velocidade de chama é,

portanto, igual a velocidade média em que os reagentes chegam a superficie de entrada do queimador.
A eficiéncia do aquecedor ¢ definida como a razdo entre a taxa de transferéncia de calor para a agua (energia
térmica absorvida pela agua) e a poténcia térmica absorvida pelo queimador, ou seja,

Noq = ? @

A taxa de transferéncia de calor para a agua €,
Qag =My,Cp 20 ATy 3)

e a poténcia térmica consumida pelo queimador ¢,
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Sr =r,, PCI (©6)

sd0 os fluxos de massa da 4dgua e do combustivel, respectivamente. Os termos Cpag > ATag e

PCI representam o calor especifico da 4gua a pressdo constante, a variagio de temperatura da 4gua na entrada e saida

do aquecedor e o poder calorifico inferior do combustivel.
A parcela de energia térmica carregada pelos gases de exaustdo na superficie do aquecedor ¢ calculada por

onde mag e mgn

\

Qgs = MysCp ATy (7
onde

fhy, =th, +m,, ®)

sendo mgs e M, os fluxos de massa dos gases de exaustdo e do ar, respectivamente. Os termos C

pas © AT

representam o calor especifico a pressdo constante e a variagdo de temperatura dos gases de exaustdo em relagdo a
temperatura de referéncia. O calor especifico dos gases foi aproximado para o calor especifico do ar, considerando-se a
temperatura medida na superficie do aquecedor. O erro maximo obtido com esta aproximacao ¢ da ordem de 10%. A
temperatura de referéncia utilizada foi de 25°C.

3. Concepcéo do aquecedor

O aquecedor de passagem ¢ constituido basicamente pelo meio poroso envolto por uma camisa d’agua. Esta
configuragdo permite o aproveitamento das altas taxas de transferéncia de calor por condugio e radiagdo (intrameio)
entre o queimador e a camisa d’agua. A Fig. 1 mostra uma concepgao basica do sistema proposto. Ressalta-se que como
o foco deste trabalho ¢ a analise do comportamento do meio poroso, ndo ¢ utilizado um trocador de calor gas/liquido
para recuperar a energia térmica dos gases de saida.

Exaustdo dos gases

1 )

i - I’Entrada de
deonesiar igua

Camisa d’agua

Queimador
pOroso

Saida de
agua

Frente de "

chama ‘

Reagentes

Figura 1. Concepgao basica do aquecedor de passagem com queimador poroso.

No interior do aquecedor foram utilizadas ceramicas constituidas com 65% de zirconia e 35% de alumina,
podendo operar com temperaturas de até 1600°C. Na regido de pré-aquecimento (RP), situado abaixo da frente de
chama, foram utilizadas ceramicas com 40 ppi e 86% de porosidade. Cerdmicas com 10 ppi e 90% de porosidade foram
utilizadas para a regido de estabilizagdo de chama (REC). A Fig. 2 apresenta as ceramicas utilizadas nos testes.
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a)

Figura 2. Esponjas ceramicas de zirconia-alumina testadas: a) 40 ppi e 86% de porosidade; b) 10 ppi e 90 % de
porosidade.

4. Experimento
4.1. Bancada de teste

O aquecedor foi testado experimentalmente em uma bancada constituida pelos seguintes equipamentos:
medidores/controladores de vazdo da marca OMEGA (0 a 50 Ipm — GNV / 0 a 500 Ipm — Ar); sistema para aquisi¢do de
dados Agilent modelo 34970A; rotametro para agua OMEGA e bomba de 4gua SCHNEIDER. Os termopares utilizados
no interior do meio poroso e na superficie foram do tipo R (Pt — Pt/Rh 13%) com 0,254 mm (0,01polegadas) de
diametro, inseridos em isoladores de ceramica com a ponta exposta ao escoamento. Para a leitura de temperatura da
agua foram utilizados termopares tipo K (NiCr - NiAl) com 0,254 mm (0,01polegadas) de didmetro, com isolamento de
teflon, instalados a 3 cm de distancia da entrada e saida de dgua do aquecedor. O desenho esquematico da bancada
utilizada esta apresentado na Fig. 3.

Sistema de
fqulSIGaO Queimador Poroso
iﬁ / Camisa &
- —— . Agua

/ Medidor de

Vazio de Agua

Valvula
Agua Bomba
¥ de Agua

Medidor/Controlador/( R t/'
de Vazio de GN.V eservatorio

Figura 3. Desenho esquematico da bancada experimental.

Pereira (2002) mediu a perda de carda imposta ao escoamento dos gases pelo meio poroso, obtendo um valor
maximo de 1,7 kPa. O queimador utilizado tinha um comprimento de 80 mm e didmetro de 70 mm. As cerdmicas
testadas pelo autor possuiam as mesmas dimensoes e caracteristicas geométricas das utilizadas neste trabalho.

A incerteza de medi¢do maxima dos termopares tipo R ¢ estimada em + 10°C nas temperaturas medidas e dos
termopares tipo K ¢ estimada em + 1°C. O sistema de medi¢ao de vazdo para o GNV foi calibrado pelo IPT (Instituto
de Pesquisas Tecnologicas — Sdo Paulo). As incertezas de medi¢do dos medidores de vazdo Omega / FMA-773a
utilizado para 0 GNV ¢é £ 0.6 Ipm (calibrados a 21°C, 1 atm) e do medidor de vazdo Omega / FMA-776 utilizado para o
ar ¢ estimada em + 1 lpm (dados do fabricante). A incerteza de medi¢ao do rotdmetro Omega / FL —400a ¢ estimada em
5% do valor da leitura, o qual implica em 0,25 lpm no fundo de escala.

A partir da analise de propagagdo de erros, as incertezas estimadas para a velocidade de chama e razdo de
equivaléncia estdo apresentadas na Tab. 1. A maxima incerteza de medi¢do obtida para a energia térmica gerada (agua
quente) foi de + 0,527 kW.
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Tabela 1. Incertezas de medic@o na razao de equivaléncia (IMg) e na velocidade de chama (IMu,;) obtidas de analise de
propagacao de erros para os pontos utilizados no experimento (Pereira, 2002).

%] IMg (&) | Uch (cm/s) | IMug, (+ cmis)
0.59 0.105 19.92 0.83
0.58 0.070 29.88 1.11
0.57 0.052 39.83 1.41
0.57 0.048 42.94 1.51
0.67 0.070 29.93 1.11
0.66 0.053 39.78 1.41
0.66 0.042 49.80 1.72
0.65 0.035 59.83 2.04
0.65 0.030 69.67 2.36
0.65 0.026 79.70 2.68
0.65 0.023 89.54 3.00
0.65 0.022 94.64 3.17
0.71 0.071 29.85 1.11
0.70 0.053 39.92 1.41
0.70 0.042 49.81 1.72
0.70 0.035 59.69 2.03
0.70 0.030 69.76 2.36
0.70 0.026 79.64 2.68
0.70 0.024 89.52 3.00
0.70 0.021 99.40 3.32
0.69 0.019 109.47 3.65
0.69 0.018 119.34 3.97
0.69 0.016 129.22 4.30

No interior do aquecedor foram instalados sete termopares, isolados por tubos ceramicos de dois furos a base
de alumina (resistentes até 1950°C e diametro de 1,59cm). Procurou-se manter a extremidade do termopar no centro do
meio poroso com o intuito de obter a maxima temperatura na se¢do transversal da ceramica, ja que esta sofre um
gradiente térmico radial devido a troca de calor com a agua na lateral do aquecedor. A ponta do termopar entra em
equilibrio térmico com os gases e com o solido através de convecgao, radiagdo e condugdo. Assim, a medi¢do fornecida
por estes sensores deve ser entendida como uma média entre as temperaturas do gas e do sélido naquela posi¢do. A
configuracdo do aquecedor esta mostrada na Fig. 4. O prototipo utilizado nos experimentos esta na Fig. 5.

T p
ermopares 70 mm
1

NN Camisa de agua
XX XX XX
XX XXX XX

X
X X XX X XXX

A

REC: 70x20 - 10 ppi

150

v g ¢ RP: 70x20 - 40 ppi

3| [l [ [ o2 oo
>
= >
>
<]
<

X X X

XXX XXX XX X

50 X XXX XXX XX T Isolamento (Al,O,)
X 00600

Y'Y Y'Y YYYVYVYY

— P
4+

Figura 4. Configuragdo do aquecedor empregado nos testes.

Figura 5. Protdtipo utilizado nos experimentos.
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4.2. Metodologia

Primeiramente, ¢ acesa a chama de forma manual na parte superior do aquecedor, utilizando-se um ponto
inicial (@;U,) de forma que a frente de chama penetre rapidamente para o interior do meio poroso até atingir a

interface entre a RP e REC, permanecendo estacionaria por algum tempo com temperaturas de até 1400°C. Este
processo de aquecimento do meio poroso leva aproximadamente 10 minutos. O ponto inicial utilizado em todos os
ensaios foi 0,8 e 34,10 cm/s. Em seguida, ¢ ajustado o ponto que se deseja testar e espera-se a estabilizacdo da chama. A
posigdo da frente de chama ¢ definida como sendo coincidente com o termopar de maior temperatura.

Todos os pontos foram testados mantendo-se a vazio de dgua constante em 2,704 e 4,854 1pm.

A chama foi considerada estavel quando as temperaturas lidas nos termopares permaneceram com variagoes de
no maximo 5°C por um tempo minimo de 20 minutos.

Os limites de estabilidade de chama (LEC) foram determinados mantendo-se a razéo de equivaléncia constante
e variando-se a velocidade de chama em pequenos incrementos. O limite inferior de estabilidade (LIE) foi definido
como sendo o ponto em que a frente de chama penetra na RP, identificado pela leitura do termopar 7 instalado a 3 cm
abaixo da interface (RP/REC). O limite superior de estabilidade (LSE) foi definido como sendo o ponto em que a frente
de chama atinge o termopar 2 (instalado pouco acima do centro da REC).

A maxima razdo de equivaléncia utilizada foi definida em func¢do da temperatura de operag@o no interior do
meio poroso. Para um queimador de zirconia-alumina, temperaturas acima de 1600°C resultam em uma mudanga na
estrutura ceramica — mudanca de coloragdo e aparecimento de pontos vitrificados (Pereira, 2002). Sendo assim, a
temperatura maxima foi fixada em 1550°C.

A aquisi¢do dos dados durante os experimentos foi realizada automaticamente em intervalos de 5 segundos. Os
resultados de temperatura apresentados neste trabalho sdo médias dos ultimos 20 minutos de estabilizagdo de chama.

4.3. Resultados
O diagrama de operacdo definindo os limites de estabilidade (inferior e superior) esta apresentado na Fig. 6. Os
pontos intermediarios representam a faixa de operagdo. O aquecedor foi testado para razdes de equivaléncia em torno de

0.58, 0.66 ¢ 0.70, atingindo temperaturas de 1520°C no interior do meio poroso e poténcias de até¢ 2910 kW/m? (para a
area da secdo transversal do queimador).

140

120
100
80 -
60 -
40

20 y

Velocidade de chama (cm/s)

0 ‘
0,54 0,57 0,60 0,63 0,66 0,69 0,72 0,75

Raz3o de equivaléncia
Figura 6. Diagrama de estabilidade.

Pereira (2002) estudou o mecanismo de estabilizagdo de chama em queimadores porosos radiantes, utilizando
isolante a base de Al,O, na lateral do queimador, com o objetivo de aumentar a parcela de energia dissipada por
radiacdo na superficie. O meio poroso testado foi de zirconia-alumina e o combustivel utilizado foi metano e ar pré-
misturados. A maxima poténcia obtida foi de 1119 kW/m? para uma razdo de equivaléncia de 0,60 e velocidade de
chama 58 cm/s. A méxima razdo de equivaléncia utilizada foi 0,6 devido a temperatura limite do meio poroso (1550°C).
Observa-se que aqui obteve-se poténcia da ordem de 2,5 vezes maior e pode-se operar com razdes de equivaléncia de
até 0,71.

As Figs. 7, 8 ¢ 9 mostram a influéncia da variagdo do fluxo de agua na distribuicdo de temperatura no interior
do aquecedor. Os pontos utilizados para a velocidade de chama representam os limites de estabilidade (max./min.) para
uma mesma razdo de equivaléncia. Observa-se que a variagdo do fluxo de agua ndo apresentou influéncia na eficiéncia
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do aquecedor ou na estabilidade da chama, sendo que a eficiéncia variou apenas com a poténcia aplicada e a area de
troca de calor (4gua / meio poroso).

1500.0 —=—U_ch=29 cnv's
REC. R.P. 2.7 1pm
1200.0
o n n U_ch=29 cnv/s
= . 481pm
£ 9000 - '
£ U_ch=42 ci/s
g 600.0 | 2.7 lpm
et
3000 oo ——U_ch=42 cr/s
4.8 Ipm
0.0
0.0 5.0 10.0 15.0 20.0

Posicao (cm)

Figura 7. Influéncia da variagdo da vazao de dgua sobre a distribui¢do de temperatura no meio poroso (0=0,58).
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300.0 _
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0.0 T T T

0.0 5.0 10.0 15.0 20.0
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Figura 8. Influéncia da variagdo da vazao de dgua sobre a distribui¢do de temperatura no meio poroso (9=0,66).
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Figura 9. Influéncia da variagdo da vazao de agua sobre a distribui¢do de temperatura no meio poroso (9=0,70).
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Como se espera, a temperatura maxima cresce com a razdo de equivaléncia, assim como cresce o limite
superior de estabilidade.

Os resultados que seguem foram obtidos para uma vazao constante de dgua de 2,704 Ipm.

O avango da frente de chama em fung@o do aumento da velocidade de chama para uma mesma razdo de
equivaléncia esta demonstrado nas Figs. 10, 11 e 12. Devido a auséncia de termopares na regido da interface entre REC
e RP, as linhas ndo representam corretamente a temperatura. A posi¢do da frente de chama foi identificada como sendo
coincidente com a regido em que ocorre a maxima temperatura, permanecendo estavel na interface entre a REC e a RP

para uma grande variagdo da velocidade de chama e sofrendo um rapido deslocamento apds o descolamento da
interface.

1500.0 ——U_ch=19cms
REC RP —=—U_ch=29 cms

12000 -~ o U_ch =39 c/s
U _ch =42 cnv/s

Temperatura (C)

10.0 15.0 20.0
Posigdo (cm)

Figura 10. Deslocamento da frente de chama em fungéo da variagdo da velocidade de chama (©=0,58).
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—+—U ch=89%cnvs
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600.0

300.0

0.0
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Figura 11. Deslocamento da frente de chama em fungdo da variacao da velocidade de chama (©=0,66).

Observa-se que a maxima temperatura tem a tendéncia de crescer com o aumento da velocidade de chama. A
razdo € que a temperatura do escoamento tende a diminuir menos quando a vazao cresce. Com o aumento da velocidade
de chama, esta tende a deslocar-se para a saida do queimador. Nota-se que o gradiente de temperatura na regido apds a
chama ndo depende fortemente da velocidade de chama, indicando uma situacdo de fluxo de calor aproximadamente
constante aplicado sobre o escoamento da agua.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 3-8, 2006, Paper CIT06-0579

1800.0 —— U ch=29cnvs

1500.0 7 | —=—Uch=39cm/s

$) 12000 7 77777777 U_ch =49 ci/s

£ U ch=59cnvs

g 900.0 \ —%—U_ch =69 c/s
g ?

E} 600.0 —e— U ch=79cm/s

—+—U ch=89%cnvs

200 ——U ch=%cnvs

0.0 - T T 7
0.0 5.0 10.0 15.0 20.0

Posi¢do (cm)

Figura 12. Deslocamento da frente de chama em fungdo da variacdo da velocidade de chama (©=0,70).

Na Fig. 13 mostra-se a varia¢do do acréscimo de temperatura na agua com a velocidade de chama. Conforme a
frente de chama vai se deslocando em dire¢do a superficie, ocorre um ponto de operacdo em que a variagdo de
temperatura (AT) na entrada e saida de agua do aquecedor ¢ maxima. Neste ponto, a frente de chama esta proxima do
centro da regido que envolve a camisa de agua (REC), distribuindo de forma mais uniforme as temperaturas no seu
interior. Acima deste ponto, a temperatura na interface diminui e a energia dissipada na superficie aumenta, resultando
em uma menor area de troca de calor com agua e na diminuigdo do AT.

25 & 3=0.58
o0 ] " 0=0.66
?=0.70

g 15 4
H
< 10 A

5

0

0 25 50 75 100 125 150

Velocidade de chama (cnv/s)

Figura 13. Variacao do acréscimo de temperatura da agua em fung¢@o do aumento da velocidade de chama, com vazao
de 2.704 1pm de agua.

O maximo AT obtido foi 22,6°C para uma razdo de equivaléncia em torno de 0,70 e velocidade de chama de
129,22 cm/s. Com o aumento da vazdo de dgua para 4,854 lpm e mantendo a mesma condi¢do de teste (J;U, ) o AT
maximo diminui para 12,9°C.

A energia consumida (Pot.), aproveitada (Q,g) € perdida (Qgs) estdo demonstradas na Fig. 14, para uma razdo
de equivaléncia em torno de 0,58. A energia dissipada por radia¢do na superficie do aquecedor variou de 0,015 kW a

0,354 kW, de acordo com o ponto de operagdo, representando no maximo 7% da parcela de energia dissipada por
convecgao.
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Figura 14. Poténcia consumida, energia aproveitada (d4gua quente) e dissipada por convecgao/radiagao nos gases de
exaustdo em fungdo da velocidade de chama, para uma razdo de equivaléncia de 0,58.

O ponto no grafico em que as curvas que representam as energias aproveitada e perdida se cruzam, ocorre
quando a frente de chama encontra-se acima do centro da REC (camisa de agua), reduzindo a temperatura do meio
poroso na interface entre a RP/REC e elevando a temperatura na superficie do aquecedor. O mesmo ocorreu para os
testes realizados com razdes de equivaléncia em torno de 0,66 e 0,70, apresentados nas Figs. 15 e 16, respectivamente.
A faixa de incerteza de medicdo para a energia térmica gerada (agua quente) estd na Fig 17.

10 ¢ Pot.
AQ ag
= Q_gs

Energia (kW)

0 T T T T T T T
20 30 40 50 60 70 80 90 100

Velocidade de chama (cnv's)

Figura 15. Poténcia consumida, energia aproveitada (agua quente) e dissipada por convecgao (gases de exaustdo) em
fun¢do da velocidade de chama, para uma razdo de equivaléncia de 0,66.
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Figura 16. Poténcia consumida, energia aproveitada (agua quente) e dissipada por convec¢ao (gases de exaustdo) em
fungdo da velocidade de chama, para uma razdo de equivaléncia de 0,70.
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Figura 17. Faixa de incerteza de medic@o para a energia térmica gerada.

A Fig. 18 apresenta a variacdo da eficiéncia com a velocidade de chama para as razdes de equivaléncia em
torno de 0,58, 0,66 e 0,70. Observa-se que o aumento da razao de equivaléncia, gerando um aumento na temperatura do
meio poroso, apresenta uma forte influéncia sobre a eficiéncia do aquecedor, ou seja, quanto maior a temperatura do
meio poroso maior sera a eficiéncia.
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Figura 18. Eficiéncia do aquecedor em fungéo da velocidade de chama.
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Isto ocorre porque o aumento de temperatura no meio poroso aumenta a taxa de transferéncia de calor para a
agua, aumentando entdo a eficiéncia. Observa-se que na razdo de equivaléncia mais alta a eficiéncia situa-se entre 35%
e 75%.

Observa-se também que o aumento da velocidade causa uma redugdo da eficiéncia. Com o aumento da
velocidade de chama para uma mesma razdo de equivaléncia, ocorre o deslocamento da frente de chama da interface
entre a REC/RP, elevando a temperatura na superficie do aquecedor. Esta parcela de energia dissipada na superficie por
convecgdo e radiacdo ndo esta sendo aproveitada neste primeiro prototipo, resultando assim na forte queda da eficiéncia
com o aumento da velocidade de chama.

5. Conclusao

Os resultados obtidos indicam que as cerdmicas utilizadas podem ser usadas para fabricar um aquecedor de
agua. A maxima eficiéncia obtida foi de 76,3% para uma razdo de equivaléncia em torno de 0,70 e velocidade de chama
de 29,85 cm/s, gerando um AT de 10,7°C para uma vazdo de agua de 2,704 lpm. Com o aumento da velocidade de
chama eleva-se a temperatura na superficie do aquecedor, diminuindo a sua eficiéncia. Considerando que a energia
emitida pela superficie através dos gases de exaustdo ndo esta sendo aproveitada.

Para uma razdo de equivaléncia de 0,70 e velocidade de chama de 59,69 cm/s, e considerando-se uma
serpentina instalada proximo a superficie do aquecedor com eficiéncia de 50%, seria possivel gerar até 4,162 kW de
agua quente a uma vazdo de 3 Ipm, obtendo-se um AT de 20 °C e eficiéncia do sistema de 79,6%. Este valor ainda é
baixo se comparado aos atuais aquecedores de passagem disponiveis no mercado que oferecem eficiéncias de até 86%.
Porém, observa-se que os aquecedores de mercado possuem trocador gas/liquido e que certamente elevaria a eficiéncia
deste equipamento. Ainda, os resultados obtidos com este prototipo podem ser melhorados com o desenvolvimento de
um modelo que possua uma relagdo area de troca/area da secdo transversal mais adequada.
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Abstract

Here, we present an experimental study of the combustion in an inert porous media with significant radial heat loss. The
first objective of this work is to evaluate the influence of a radial heat loss on the flame stability of the porous burner.
This heat loss by conduction and intramedium radiation across the flame stability region allows the operation at higher
power without exceeding the temperature limit of the porous medium. The second objective is to evaluate the
performance of the ceramic foams available in Brazil, as a water heater, since they are not originally designed for this
application. The experiment consists in a cylindrical porous burner with an integrated annular water heat exchanger.
This configuration allows the volumetric heat transfer by conduction and radiation from the solid matrix to the heat
exchanger. Because the focus was on the porous burner, no steps were taken to use the remaining thermal energy
leaving the porous medium with the hot combustion gases. The fuel equivalence ratio was varied between 0.57 and
0.71. The efficiency varied between 20 and 76%, depending on the operational point, generating thermal energies (hot
water) up to 4.2kW. The maximum power reached for a steady flame was 11kW. The fuel used was compressed natural
gas.

Key words: Combustion, porous medium, heat transfer, water heater, natural gas.
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Resumo. Este trabalho tem por objetivo descrever o problema da combustdo de gota isolada usando uma formulagdo de Shvab-
Zel’dovich extendida. A formulagdo original de Shvab-Zel’dovich descreve a temperatura e as fracoes mdssicas do combustivel
e do oxidante por meio das fungdes excesso de entalpia e fracdo de mistura, considerando separadamente a parte do dominio
da fase gasosa contendo o combustivel e a parte contendo o oxigénio. Nos casos estaciondrios e quase-estaciondrios, o sistema
de duas equagdes pode ser simplificado com a descrigdo de uma dessas equagdes em fung¢do da outra; por exemplo, o excesso
de entalpia em fungdo da fracdo de mistura. A contribuigdo deste trabalho estd na generalizacdo da formulagdo de Shvab-
Zel’dovich, podendo considerar a fase gasosa como um tinico dominio. Com esta abordagem pode se estudar os casos de niimero
de Lewis diferente da unidade. Escolheu-se o problema de combustdo de gota esférica porque é relativamente simples: baseia-
se no fato de que este processo é controlado principalmente pela fase gasosa na vizinhanca da gota. A fase gasosa tem um
comportamento quase-estaciondrio comparado com o comportamento da fase liquida. Através da integracdo numérica de uma
equagdo diferencial-integral de primeira ordem foi possivel obter valores da temperatura (um dos autovalores do problema) e
fracdo mdssica de combustivel na superficie da gota, e temperatura da chama em fungdo da temperatura ambiente para trés
combustiveis.

Palavras chave: combustdo de gotas, formulacdo extendida de Shvab-Zel’dovich.
1. Introducao

A combustdo de sprays de combustivel liquidos é de considerdvel importancia em motores de foguetes a propelente
liquido, motores diesel, turbinas a gds e queimadores a 6leo. Um primeiro passo em direcdo a descri¢do da combustio
de spray é desenvolver o modelo para a queima de uma unica gota de combustivel (Spalding, 1953; Godsave, 1953;
Goldsmith e Pender, 1954; Kumagi e Isoda, 1957).

A maioria dos estudos de combustdo de gotas isoladas considera simetria esférica, coeficientes de transporte e ter-
modinamico constantes, igualdade nos processos de transporte de calor e massa, e sem velocidade relativa entre a gota
e a fase gasosa (Kumagi e Isoda, 1957). O alto valor da razdo da densidade do liquido e da densidade do gds justifica
a aproximacao de regime quase-estaciondrio do processo na fase gasosa. A teoria cldssica da combustdo de gotas deter-
mina razoavelmente algumas propriedades, por exemplo, a taxa de vaporizacdo e a evolucdo temporal do raio da gota,
porém outras propriedades, por exemplo, a posi¢do e a temperatura da chama, nfo sdo representadas corretamente por
este modelo (Lifidn e Rodrigues, 1985).

Embora, o sistema de equagdes diferenciais para o modelo quase-estaciondrio seja simples, quando se considera a
reacdo quimica, mesmo que seja para um mecanismo de passo unico, e a dependéncia dos coeficientes de transporte e
termodindmico com a temperatura e concentragdo, o sistema de equagdes ndo tem solucdo analitica. No decorrer dos
anos, muitos procedimentos foram sugeridos com o fim de eliminar as ndo linearidades destes termos.

Considerando a taxa de reac@o quimica infinitamente rapida pode-se eliminar o termo de reacdo quimica das equagdes,
porque assim garante que ndo hd vazamento dos reagentes pela chama (Williams, 1985). Para os coeficientes de transporte
e termodinamico dependentes linearmente da temperatura também se consegue, por meio da combinagdo das equacdes
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de conservacdo, a eliminacdo da ndo linearidade e com isso pode-se resolver o problema da gotas (Goldsmith e Pender,
1954). Posteriormente, a reagdo quimica e a dependéncia das propriedades de transporte foram também incluidas no
modelo, porém o sistema de equagdes teve que ser integrado numericamente (Kassoy e Willians, 1968). Em todos estes
modelos, o nimero de Lewis foi mantido constante igual a um e assumidos calores especificos constantes. Mais tarde
o modelo quase estaciondrio foi formulado para o problema de vaporizacio de gotas com a adi¢do da dependéncia dos
coeficientes de transporte e calor especifico com a composi¢do do gis e temperatura (Law, 1975). A n@o linearidade
relativa aos coeficientes de transporte foi eliminada por meio de mudancgas de varidveis (Raghunandan e Mukunda, 1977).

Este mesmo problema foi resolvido numericamente considerando que a combustdo gerava mondxido de carbono por
meio da reagdo CO2 + Hy — CO + H20. Expressoes detalhadas para os coeficientes de transporte e termodinadmico
foram adotadas (Puri e Libby, 1991). Este modelo mantém o compromisso de simplicidade e a0 mesmo tempo inclui o
fato da combustao ser incompleta.

Mais recentemente, combinaram-se os procedimentos de Shvab-Zel’dovich e de Goldsmith e Penner (Goldsmith e
Pender, 1954) para eliminar tanto a ndo linearidade da reacdo quimica bem como a dos coeficientes de transporte e permitir
que o nimero de Lewis tivesse um valor qualquer (Fachini, 1999). O modelo quasi-estaciondrio ainda foi extendido com a
inclusdo do termo de transporte de calor devido ao transporte de massa. A nao linearidade correspondente a este termo foi
eliminada com uma combinacio apropriada das equagdes de conservacdo de energia e das espécies (Imaoka e Sirignano,
2005). Entretanto, para que este procedimento fosse realizado houve-se a necessidade de impor a condi¢cao de nimero de
Lewis igual a um.

O presente trabalho apresenta um procedimento para resolver o problema da combustdo de gotas isoladas sem a
necessidade: 1) da separagdo do dominio entre a regido que contém combustivel da regido que contém oxidante e 2) de
impor a condi¢@o de nimero de Lewis igual a um.

2. Modelo

Foram adotadas as seguintes consideracdes para a formula¢do do modelo numérico:
e Gota esférica com raio a(t) no instante ¢, em t = 0, a(0) = ap;
e Densidade, p;, calor especifico, ¢;, e condutividade térmica, k;, da fase liquida constantes;

e Densidade, p, calor especifico a pressdo constante, c,, condutividade térmica, ko, temperatura do gés, Ti, €
fracdo mdssica do oxidante, Yoo, no ambiente, sdo constantes.

As varidveis adimensionais utilizadas nesta analise sao definidas como

0 = T/Ty, 0 = p/pocs yr = Y, Yo = Yo /Yoo, v="Vay/aw, T=rl/ag e T =1/t
sendo t, o tempo caracteristico da queima da gota, t. = ag?/ac€, a difusividade térmica oo, = koo/ (cppoc), € € =
Poo/pr & 1. Ty é a temperatura de ebuli¢io do combustivel. Notar que o subindice oo representa as condi¢des no
ambiente.

Para a densidade liquida constante, p;, a equa¢do de conservacio da massa adimensional dentro da gota é dada por:

da®/dr = —3\(7), (D

sendo A = (1hiey)/(4maoke ), @ = a/ag (Fachini, 1999).

O problema térmico dentro da gota pode ser descrito facilmente assumindo também que o processo de condugdo € o
unico processo de transferéncia de calor ou esse processo € tdo rdpido que a temperatura é considerada uniforme (Fachini,
1999).

O modelo consiste de uma gota queimando em ambiente estaciondrio com simetria esférica e a pressdo constante. Os
coeficientes de transporte dos gases nas condi¢des ambientes (koo € D;oo[t = F, O]) sdo considerados como constantes.
Também, adotou-se 0 mesmo mecanismo cinético encontrado nos problema cldssicos de chamas difusivas: o mecanismo
de Burke-Schumann com taxa de reago infinita. Além dessas consideracdes, a dependéncia dos coeficientes de difusdo,
Dp e Do, e da condutividade térmica, k4, na temperatura é da forma de poténcia, 6", sendo o valor representado por
n igual a 0,5 (Fachini, 1999). Para completar o modelo, tomou-se a condi¢@o de equilibrio entre o vapor e o liquido na
interface liquido/gas. Com isso, fez-se valer a expressao de Clausius-Clapeyron:

Yrs = e.’ij[’}/(l - 1/08)}7 (2)

sendo yr s a fracdo mdssica de combustivel na superficie da gota, 6 ¢ a temperatura na superficie da gota, v = L/(R,T3),
L € o calor latente de vaporizagdo e I?, € a constante do gés; o subindice s indica a propriedade na superficie da gota.
Ainda, considerou-se o peso molecular do combustivel igual ao da mistura do gés no ambiente. As forgas de corpo, a
radiacdo e a dissipagdo viscosa ndo sdo incluidas no modelo.

As equagdes de conservacdo adimensionalizadas para a fase gasosa, x > a(7), podem ser escritas como:

r2ov = \(7) 3)



Proceedings of the ENCIT 2006, ABCM, Curitiba — PR, Brazil — Paper CIT06-0621

Oy; 0 Oy; ,
N2 _ 29n 4 2 _
L\x e~ B <x 0 81:) — s;Lpx“w, [i =0, F] )
o0 0 00
2 24n 2
AT 9% = on (a: 0 8x) + QLrxw, %)

sendo sp = (VLo)/(LrYooo) € sr = 1; w = (ap?W)/(pocies) € Q = q/(cp,TpLr) O valor de v representa a massa de
oxigénio necessario para queimar estequiometricamente uma massa unitdria de combustivel.

Para fechar o sistema de equagdes de conservacdo é empregado a equacdo de estado adimensionalizada do gés, escrita
como:

1 =00, T > a. (6)

Utilizaram-se as seguintes condi¢des de contorno na integragcdo das equacdes (4) e (5),em z = a,

(w%’”%f) = —ALp(1 —yrs), )

(3629"22> = AL, ®)

emzx =z, 0—-0f=yr=y0=0, 9
e

emz — 00, 0 —0=yYr="Y00c—1=0, (10)

sendo L o calor de vaporizagdo adimensionalizado e é obtido pela solugdo do problema térmico da fase liquida.

3. Solucao

E assumido que a reagdo quimica ocorre no limite de Burke-Schumann, portanto o tempo caracteristico da reacdo é
infinitamente menor que qualquer tempo caracteristico mecanico. O tempo de residéncia dos reagentes € infinitamente
pequeno na zona de reacdo e a chama tem uma zona de reagdo infinitamente fina.

O problema de combustdo de gota é descrito usando uma formulagdo de Shvab-Zel’dovich generalizada. Esta nova
formulagao ndo faz distincao da regido que contém o combustivel daquela que contém o oxigénio.

Combinando as equacdes (4) e (5) pode-se encontrar:

9 z 220" 87
9 z 20" OH
o <H+/Z N(Z)dz - 83:) -0, (12)

sendo
H=(S+1)0/Q+vyo+yr, Z=Syr—yo+1,

. Lp, Z>1 o (LF—l)/S7 Z>1
Le(Z){LO, z<1 NE {(1—LO), Z<1

S=(vLo)/(LrYos)-

As condic¢des de contorno para as equagdes (11) e (12) sdo:

Zs = Syrs + 1, (13)
Hs - (S+1)05/Q+yFsv (14)
07
(ngn(%)m_a — _LeS( =y, (15)
2 OH C(S+1L B
(:1: " >w_a = 2~ Lr(l=yp), (16)
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Z(zg) =1 H(zg) = (S+1)05/Q, (17)
Z(x —00)=0; H(xz—00)=(S+1)Ts/(Tp/Q)+1, (18)

sendo o subscrito f a condi¢do na chama. As fun¢des H e Z e as primeiras derivadas de cada sido continuas.
Da integragdo das equacdes (11) e (12) e combinando-as, na regido a < xz < oo, obtém-se:
oH H-H,+H+ [] NiZ

— = — (19)
0z 7 LedZ -7

sendo, H = (S+ 1)L/Q + Lr(1 —yps) e Z = —SLp(1 — yps)-

A equagdo (19) junto com as condicdes de contorno foi resolvida numericamente. O cédigo numérico desenvolvido
no trabalho foi baseado no método de Runge-Kutta. O método de Runge-Kutta baseia-se numa idéia semelhante a do
método de Euler. O método de Euler de primeira ordem, que se obtém a partir da expansao em série de Taylor da funcdo,
ignorando os termos em funcdo das derivadas de ordem superior ou igual a dois. Das férmulas mais populares, o método
de Runge-Kutta de quarta ordem é o que fornece melhores resultados. Embora ndo seja o mais facil de implementar, pois
exige quatro célculos da fun¢iio em cada passo, tem duas propriedades importantes. Tem erro de truncamento local O (h®)
e € uma férmula de passo tnico.

4. Resultados

Os resultados obtidos neste trabalho para trés diferentes combustiveis (n-heptano, metanol e etanol) podem ser obser-
vados nas Figuras a seguir. Na Figura 1 tem-se a temperatura da chama, na Figura 2 tem-se a temperatura na superficie
da gota, e na Figura 3 podemos observar o comportamento da fracdo massica de combustivel na superficie da gota, sendo
que todos esses parametros foram relacionados com a temperatura ambiente na qual a gota estd sendo queimada.

Flame Temperature
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Figura 1: Temperatura da chama em fun¢do da temperatura ambiente para n-heptano, metanol e etanol.

Comparando os nossos resultados com os apresentados na literatura (Fachini, 1999) para a temperatura de chama,
Ty = 2631, 2363, 2375K, respectivamente para n-heptano, metanol e etanol, na temperatura ambiente de 298 K, pode-
mos observar que para os trés casos hd uma considerdvel discrepancia nos valores. Isso pode ter ocorrido pelas diferengas
nas propriedades termodindmicas adotadas para a mistura combustivel e produtos da combustdo. Podemos observar que
para todos os casos analisados a temperatura da chama aumenta linearmente com a temperatura ambiente, e que a incli-
nacdo dessas retas € praticamente igual nos trés casos.

As duas outras propriedades de combustao de gotas, temperatura e fracdo mdssica na superficie da gota, dependem do
calor latente L do combustivel. Quanto maior for o valor de L mais préximo a temperatura na superficie da gota estd do
valor da temperatura de ebuli¢cdo, consequentemente yrs ~ 1. Entdo a variagdo na temperatura do ambiente na combustio
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Figura 2: Temperatura na superficie da gota em fung@o da temperatura ambiente para n-heptano, metanol e etanol.
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Figura 3: Fracdo mdssica de combustivel na superficie da gota em fungdo da temperatura ambiente para n-heptano,
metanol e etanol.
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de liquidos com altos valores de L ndo modifica significativamente a temperatura e fracdo mdassica na superficie da gota.
Como observamos na figuras 2 e 3 para o caso do n-heptano. Entretanto, para os outros dois casos, etanol e metanol, o
valor do calor lantente ndo € tdo alto por isso a vaporizagio ocorre nas condigdes |05 — 1| = O(1) e |yps — 1| = O(1).
Para estes combustiveis, a mudanga na temperatura do ambiente resulta em variagdes expressivas na temperatura e fracio
massica na superficie da gota, por causa do aumento do fluxo de calor para a gota.

5. Conclusao

O presente trabalho apresenta um modelo para a determinacdo rdpida das temperaturas da superficie da gota e da
chama, assim como da fracdo méssica de combustivel na superficie da gota. O baixo custo computacional para o cdlculo
destas propriedades é uma motivacdo para o emprego deste modelo em andlise de combustdo de spray. Para os futuros
estudos aplicar-se-4 um calor efetivo de combustdo, (). = k;(), para corrigir a super-estimativa da temperatura da chama
e aproximar os valores com os ja encontrados por via experimental.
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Abstract. The aim of this work is the description of the droplet combustion problem using (via) an extended Shvab-Zel’dovich formu-
lation. The previous Shvab-Zel’dovich formulation describes the temperature and the oxygen and fuel mass fractions by determining
the enthalpy excess and the mixture fraction functions in the fuel region and in the oxigen region. In the steady and quasi-steady states,
the equations for these two functions can be simplified with the description of one function in terms of the other function; for example,
the enthalpy excess as a function of the mixture fraction. The contribution of this work is on generalization of the Shvab-Zel’dovich
formulation: the two domains of the gaseous phase are treated as one. The spherical droplet combustion problem was chosen to be
described by the generalized formulation. The droplet combustion description is relatively simple because it is controlled by quasi-
stead state processes in the gas phase near the droplet surface. The numerical integration of the first order differential equation for the
excess enthalpy in terms of the mixture fraction provides the droplet surface temperature, that is the eigenvalue of the problem, and as
part of the solution the flame temperature is also detemined. Once knowing the droplet surface temperature, the fuel mass fraction at
the surface is specified via Clayperon relation.

Keywords droplets combustion, Shvab-Zel’dovich extended formulation.
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Resumo. A formacdo de gases poluentes tais como o CO, CO,, e 0s NOx, tem causado grande preocupacéo e
contribuido para fendmenos como o aquecimento global ou formacdo de ozénio atmosférico. Com a crescente
emissdo desses gases e de compostos nocivos, as alternativas viaveis sdo as escolhas de combustiveis renovaveis e a
adocdo de mecanismos minimizantes da formagdo. A formacéo de dxidos de nitrogénio, através do mecanismo de
Zeldovich, é fornecida por altas temperaturas locais e disponibilidade de oxigénio. Estes fatores, por sua vez, sofrem
influéncia da fluidodindmica da combustéo e a distribuicdo do tempo de residéncia. Neste trabalho foi estudada a
distribuicdo de temperatura em uma camara de combustdo cilindrica isolada termicamente, queimando GLP (gas
liquefeito de petrdleo) e etanol vaporizado. Foram utilizados o mesmo tempo de residéncia, a mesma poténcia
especifica e temperaturas de saida dos gases de 1000°C e 1175°C. Os dados indicam a distribuicao de temperatura e
permitiram que se fizesse um comparativo entre os dois combustiveis. Observou-se que nas mesmas condi¢Oes
existem variagdes nos perfis de temperatura entre os dois combustiveis.

Palavras-Chave: alcool, GLP, Swirl Number, combustéo, temperatura.
1. Introducéo

O consumo de combustivel féssil trouxe para a discussdo, nas Ultimas duas décadas do século XX, os
problemas ambientais decorrentes destes dois séculos de desenvolvimento industrial. Da maquina a vapor
até o uso popular dos computadores, vem trazendo 0 aprimoramento dos meios de producdo, a
diversificacdo dos produtos de consumo e conseqiientemente, um consumo energético cada vez maior
causando as agressdes ambientais. As atividades industriais do homem moderno e seu volume de bens
consumidos geram uma demanda energética cada vez maior, pois € necessario 0 acesso a produtos e
servigos por um nimero cada vez maior da populacdo, bem como a ampliagdo destes beneficios aos que
ja os conquistaram. Isto traz dificuldades crescentes para a demanda energética, e as buscas por
alternativas imediatas trazem um aumento das emissdes de gases causadores do aquecimento global.
Sendo assim eleva-se o grau de importancia do estudo e do entendimento dos mecanismos de formacéo
de poluentes e de uma alternativa aos atuais combustiveis. Entre os diversos poluentes atmosféricos, os
oxidos de nitrogénio tém despertado interesse e preocupacéo, devido a sua acdo precursora da formacéo
do ozbnio troposférico.

2. Numero de rotacéo

BEER e CHIGIER (1972) descrevem estudos de escoamento com rotacdo a fim de melhorar a
estabilidade de chama e consequentemente a eficiéncia de queima. A instabilidade de chama é
responsavel pela perda de calor na regido de combustdo devido a dispersdo da chama. Numa chama
dispersa a temperatura cai favorecendo a formacdo de CO devido a queima incompleta do combustivel.

A importancia do estudo e o entendimento da distribuicdo de temperatura na queima de combustivel
se fazem presente para que se elimine ou ao menos se minimize varias emissdes, principalmente 0s
oOxidos de nitrogénio.

Em um escoamento com rotacdo, ocorre a recirculagdo de gases proximos ao queimador, dando
origem a regido denominada Zona Central de Recirculagio (ZCR) e BEER e CHIGIER (1972)
propuseram o chamado nimero de rotagdo (Swirl Number), trata-se de um ndmero adimensional, com a
finalidade de avaliar a intensidade dos jatos com rotagdo como mostra a Eq. (1).

5= 20

= Eq.(1
xR q.(1)



sendo

G,= IOR(\N.r).p.U.Zﬂ.r.dr Eq. (2)
e
R R
Gy = jo U.P.27z.rdr +jo U.P.27z.dr Eq. (3)
onde:

G,, — quantidade de movimento tangencial;

Gy — quantidade de movimento axial;

R — raio da saida do gerador de rotagdo;

U — componente axial da velocidade dos gases;

W — componente tangencial da velocidade dos gases;
r — posicdo radial;

P — presséo estatica;

p — densidade dos gases.

BELTAGUI E MACCALLUM (1976), estudando escoamentos com rotacdo em fornalhas
experimentais, concluiram que as dimensdes da Zona Central de Recirculacdo (ZCR) dependiam mais do
didmetro da fornalha do que do didmetro do gerador de rotacdo. Propuseram a definicdo de um novo
nimero de rotacdo, omitindo o termo da pressdo estatica e substituindo por R, o raio do gerador de
rotacdo, por D, o didametro da fornalha. O novo nimero de rotagdo S’ permite estabelecer similaridade de
escoamentos com maior independéncia da relagdo de didmetro da fornalha e do queimador, e da condicéo
se 0 escoamento é isotérmico.

KENBAR (1995) estudou a aerodindmica e a temperatura de combustdo para uma cdmara com
injecdo periférica de combustivel, e construiu um perfil de velocidade axial experimental e também
construiu perfis de temperaturas como na Fig. 1 usando como combustivel o gas natural. Neste perfil
observa-se uma regido de intensa mistura promovida pelo refluxo préximo ao queimador e uma regiao de
fluxo desenvolvido onde o perfil de velocidade é praticamente constante. 1sso revela um comportamento
semelhante a um reator bem misturado no inicio da cdmara e de reator de fluxo pistonado na parte final.

Este trabalho estudou a distribuicdo de temperatura dos gases no interior de uma camara de
combustdo cilindrica horizontal, em dois nimeros de rotacdo, com a finalidade de comparar o
comportamento da distribui¢do de temperatura na combustdo do GLP e do etanol vaporizado.

Figura 1. Perfil de temperatura de uma camara de combustéo cilindrica para um nimero de rotacao de
0,90 (KENBAR, 1995.).

3. Fluxograma do Processo

A bancada experimental é composta por uma camara de combustdo cilindrica horizontal com um
queimador equipado com dispositivo de regulagem do ndmero de rotagdo. O queimador pode ser
alimentado com gas liquefeito de petroleo (GLP) ou com vapor de combustivel liquido, neste caso, etanol
vaporizado, produzido num vaporizador. Os produtos de combustdo saem da fornalha por um duto de
exaustdo, onde sdo resfriados rapidamente por um lavador e entdo succionados por um exaustor para a



chaminé de descarga de gases que os lanca para fora do laboratério. O fluxograma da cdmara com a linha
de combustivel (GLP) esta apresentado na Fig. 2.

P - Tomada de Pressdo T - Tomada de Temperatura V - Vazdo A = Amostragem

Figura 2. Fluxograma do processo e instrumentacdo da bancada experimental.

A cémara de combustdo tem formato cilindrico com didmetro interno de 470 mm e é construida em
maédulos de 600 mm, num total de 3 modulos, totalizando um comprimento de 1800 mm. As dimensdes
da camara foram adotadas de maneira que as sondas de medi¢do de temperatura e concentragdo de gases
produzissem pouca interferéncia no escoamento e que fosse possivel reproduzir condigdes tipicas
encontradas em cAmaras de combustéo.

O corpo da fornalha é construido em chapa de aco carbono com revestimento interno de manta
refrataria com espessura de 150 mm. Na lateral da fornalha, em cada médulo, foi construida uma abertura
retangular com dimensdes 50 x 500 mm que permite a inser¢do de sondas para medicdo de temperatura e
composigdo dos gases de combustédo em 90% do comprimento da fornalha. O fechamento destas aberturas
é feito com tijolo isolante de modo a permitir a introducéo das sondas com a retirada de apenas um tijolo
e fechada completamente por isolante térmico.

A camara de combustdo cilindrica, utilizada neste trabalho apresenta um mecanismo de roscas
paralelas que promove o movimento do bloco mével do queimador alterando o nimero de rotacdo. As
rotac@es escolhidas foram 0,684 e 1,315.

Na fig. 3 € mostrado o esquema do queimador. O numero de rotacdo varidvel é possivel pois o
queimador é construido com blocos direcionais, em aco inoxidavel, conforme BEER E CHIGIER (1972).
O numero de rotacdo da fornalha é regulado através da variacdo da posicdo angular do bloco movel,
dosando a parcela de ar de combustdo na direcéo radial e outra parcela de ar na dire¢do angular, que
possui uma componente de velocidade tangencial.

=

etanol

Eiln entrada D [é'ln

de ar

Figura 3. Queimador com gerador de rotacdo do ar de combustéo.



O vaporizador de combustiveis liquidos é composto de uma serpentina de ago inoxidavel com nove
metros (9 m) de comprimento e didmetro interno de nove milimetros (9 mm), aquecido externamente por
cinco resisténcias elétricas.

A medida de temperatura dos gases de combustdo no interior da fornalha foi feita com uma sonda de
succao de gases, onde um sensor de temperatura é parcialmente protegido da radiacdo no interior da
fornalha por uma dupla couraca de tubo refratario. O pirdmetro de succdo foi projetado e construido
seguindo recomendacdes de projeto e operagdo de CHEDAILLE e BRAUD (1972). A fim de interferir o
minimo no escoamento dos gases de combustdo, foi selecionado o menor didmetro comercial possivel,
considerando as dimensdes dos tubos de alumina e dos tubos capilares para suporte do termopar
disponiveis comercialmente. O didmetro externo da sonda na ponta de cerdmica é 15 mm. A Fig. 4
apresenta um desenho esquematico do pirbmetro.

saida de dgua entrada de agua
de resfriamento de resfriamento

_.Jlé&m——ﬂﬁ.: gases
[ * succionados

ponta do
termopar tipo S

termopar
tipo S
saida dos gases
succionados

Figura 4. Pirbmetro de succéo.

A aquisicao de dados foi feita através de um termopar tipo “S” conectado, por um cabo de extensao
blindada eletromagneticamente, a uma placa de aquisi¢cdo de dados da marca Linx, devidamente aterrada,
com taxa de aquisicdo de 2500 pontos por segundo, e uma taxa de registro de 8,8 pontos por segundo, que
foi estabelecida através de um programa desenvolvido para este fim, em linguagem C.

A poténcia nominal da camara de combustdo, temperatura dos gases de saida e o grau de mistura
entre ar e os combustiveis (rotacdo) foram os trés principais parametros da combustdo, que foram
considerados para o planejamento dos experimentos. Os efeitos da temperatura foram estudados
realizando-se os testes em duas condi¢Oes de temperatura dos gases de saida da camara: 1000 e 1175 °C.
As temperaturas foram escolhidas usando-se de critérios tais como: garantia de combustdo completa;
variacdo suficiente que permitisse notar a influncia da temperatura; preservacdo da bancada
experimental e da instrumentagdo e seguranga no processo de operagdo e amostragem. A Tab. 1 apresenta
0s principais parametros da operacao dos testes.

Tabela 1. Principais parametros e variaveis de operacéo.

Parametro Valor Assumido
Temperatura dos gases de exaustéo 1000 e 1175 °C
Presséo da camara Pressdo manométrica Nula
Pressdo no sistema de amostragem ~ 100 mmCA
Numero de rotacéo (S’) 0,684 e 1,315

O combustivel utilizado foi o etanol comercial, por se tratar de um combustivel renovavel de facil
obtencdo e por ndo conter nitrogénio na sua composicado diminui a formacao do éxido de nitrogénio. O
etanol hidratado tem sua composi¢cdo C,HsOH, que é um derivado dos hidrocarbonetos, diferindo deles
por possuir na sua estrutura molecular o grupo OH altamente polar. Suas moléculas encontram-se ligadas
entre si pelos mesmos tipos de forcas intermoleculares que agregam as moléculas de agua. O GLP
comercial é composto basicamente por propano (CsHg) e butano (C4H10), com pequenas fracfes de etano,
propeno e buteno. Desta forma considerou-se que sua composicdo em massa é 50% propano e 50%
butano conforme especificagdo do fornecedor do combustivel (Petrobras). O poder calorifico superior
(PCS) e o poder calorifico inferior (PCI) dos combustiveis sdo encontrados na Tab. 2 .



Tabela 2. Propriedades do GLP e do Etanol.

Propriedade GLP Etanol 96°GL
PCS 45.932 kJ /kg 35.197 kJ/kg
PCI 42.782 kJ/kg 24.919 kJ/kg

Na Tab.3 é mostrado as condi¢Ges de operacdo da camara de combustdo tanto para o GLP quanto

para o etanol.

Tabela 3. Condi¢Ges médias de operagdo da cAmara.

Temperatura 1000 °C 1175°C
Relacdo (Ar/Comb.)passa GLP 26,6 19,3
Relacdo (Ar/Comb.)massa ETANOL 17,2 11,8
Tempo de residéncia 2s 2s
Massa média do GLP 7,416 Kg/h 8,24 Kg/h
Massa média do ETANOL 8,197 Kg/h 11,39 kg/h
Poténcia especifica média do GLP 240 kWh/m® 280 kWh/m®
Poténcia especifica média do ETANOL 210 kWh/m3 290 kWh/m3

A Fig. 5 traz todas as posi¢Bes dos pontos que foram estudados neste trabalho, com destaque aos
pontos identificando -x/D 0,36, 2,72 e y/D 0,04, onde se fez um estudo mais detalhado da variacdo de
temperatura.

XD = 0,36 XD =2,72
y/D = 0,04 y/D = 0,04
[a]
S o0 5 3/ 5 2 2 2 3 g i
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Figura 5. Disposi¢do dos pontos estudados.

Para determinac&o dos perfis de temperatura foi considerada a simetria com relacdo ao eixo central da
camara de combustdo. Desta forma foram realizadas as medidas somente em metade da cadmara de
combustdo e foram considerados os mesmos valores para os pontos diametralmente opostos com a
finalidade de uma melhor visualizacdo da apresentacéo.

As medic¢des na cdmara de combustdo cilindrica foram realizadas em 56 pontos distintos para cada
temperatura, em dois nimeros de rotacdo. Esses pontos sdo 0s mostrados na Fig. 5.

4. Andlise dos resultados dos perfis de temperatura

A recirculag8o de gases no interior da cdmara, somada aos fendmenos de efeito de parede e distancia
do queimador, influenciam o perfil de temperatura no interior da cdmara de combustdo. As Fig. 6 a 9
apresentam a variacdo de temperatura com relagdo ao tempo, obtidas com a aquisicdo de dados do
termopar do pirdmetro de succdo. A Fig. 5 apresenta as posi¢des do termopar para as temperaturas de
operagdo 1175°C, medidas para os dois combustiveis (etanol e GLP) e com os dois ndmeros de rotacdo
S’=0,684¢S’ =1,315.

Nota-se que a amplitude da variacéo da temperatura € inversa ao nimero de rotagéo, ou seja, quando
0 numero de rotacdo é menor (S’= 0,684) a variacdo é maior chegando até 130°C (para o etanol), mas
nesta mesma posi¢do, com uma rotagcdo maior (S’= 1,315) a variacdo cai para uma ordem de 45°C (ainda
para o etanol). Assim temos que quanto maior o nimero de rotacdo menor a variacdo de temperatura. Isto
é observado em todas as condic¢des, independente do combustivel.



Observa-se também que a variagdo de temperatura na parte final da camara de combustdo (x/D =
2,72) é menor que na posicdo mais préxima ao queimador (x/D = 0,38). E possivel que haja uma
correlacdo entre as magnitudes da variagdo de temperatura e 0 nimero de rotacéo.
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Figura 6. Variacdo de temperatura do etanol com nimero de rotacdo S’= 0,684 e temperatura de
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Figura 8. Variacdo de temperatura do GLP com nimero de rotagdo S’= 0,684 e temperatura de referéncia
1175°C
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Figura 9. Variacdo de temperatura do GLP com numero de rotacdo S’= 1,315 e temperatura de referéncia
1175°C

As Fig. 10 a 13 apresentam os perfis de temperatura para o GLP e etanol na temperatura de referéncia
1000°C e nimero de rotagdo 0,684 para as posicdes iniciais (x/D = 0,15) e final (x/D = 3,19) da camara
de combustdo.

Observa-se que o e etanol apresenta uma temperatura maior na regido central da cmara de
combustdo em relacdo ao GLP. Ja nas proximidades da parede da cAmara de combustdo o comportamento
é inverso, 0 GLP apresenta temperatura maior que o obtido na combustdo do etanol. Este comportamento
é recorrente na operacdo da camara a temperatura de referéncia 1175°C, como pode ser observado nos
gréaficos de temperatura.
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Figura 10. Variagao de temperatura ao longo do perfil x/D = 0,15, S’ = 0,684 para o0 etanol a temperatura
de referéncia 1000°C.
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Figura 11. Variacdo de temperatura ao longo do perfil x/D = 0,15, S’ = 0,684 para 0 GLP a temperatura
de referéncia 1000°C.
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Figura 13. Variacdo de temperatura ao longo do perfil x/D = 3,19, S’= 0,684 para 0 GLP a temperatura de
referéncia 1000°C.

Verifica-se nas figuras 10 a 13, existe a exata simetria das curvas em relacdo ao ponto y/D 0,00. Isso
se dé& pois o estudo foi realizado na metade da cdmara e rebatido para a cAmara toda, da mesma forma que
KENBAR (1995).

O gréfico de isotermas ao longo de toda a camara que é mostrado nas Fig. 14 e 15, com temperatura
de referéncia 1175°C e nimero de rotacdo S’ = 1,315, para os dois combustiveis.

Observando os contornos de isotérmicas do inicio da camara (préximo ao queimador) até proximo a
saida dos gases nota-se que existe uma homogeneidade maior na distribuicdo de temperatura do GLP
quando comparada com o etanol. Por exemplo, para 0 GLP a temperatura de referéncia de 1175 °C, com
namero de rotacdo S’ = 1,315, a temperatura préxima ao queimador (no centro da camara) fica em torno
de 1380°C e préxima a saida atinge uma temperatura aproximada de 1300°C, com uma diferenca em
torno de 80°C.

Nota-se que a temperatura sempre estara maior que a temperatura de referéncia, pois esta temperatura
é medida no duto de saida da camara.

Ja para o etanol nas mesmas condicdes, ou seja, temperatura de referéncia 1175°C e S* = 1,315, a
temperatura fica proxima dos 1500°C no centro da camara e na saida dos gases fica proxima de 1350 °C,
uma diferenca em torno de 150°C.

Quando se observa somente o nimero de rotagdo, para 0 mesmo combustivel, nota-se que ndo existe
uma grande variacdo na distribuicdo de temperatura para 0s nimeros de rotacdo maiores em relacdo aos
menores, como por exemplo, para 0 GLP com nimero de rotacdo S’ = 1,315 e temperatura de referéncia
1175°C, a temperatura varia de 1380°C, proximo ao queimador, para 1300°C no final da camara, proximo
a saida dos gases, apresentando uma diferenca de 80°C.
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Figura 15. Perfil de temperatura do GLP S’ = 1,351, com temperatura de referéncia de 1175°C e intervalo
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5. Concluséo

Este trabalho estudou a variacdo da temperatura, na combustdo de GLP e etanol vaporizado em uma
camara de combustdo cilindrica horizontal isolada termicamente. Nos testes realizados foram mantidos
constantes 0 tempo de residéncia dos gases e a poténcia especifica da camara de combustdo, foram
utilizados duas temperaturas de saida dos gases (1000°C e 1175°C) e foram variados os nimeros de
rotacdo relativos a inje¢do de ar no queimador.

Os resultados obtidos mostraram influéncia da fluidodinamica no perfil de temperatura, representada
pelo nimero de rotacdo do queimador. Assim, as temperaturas locais foram aumentadas
significativamente com o aumento do nimero de rotagéo.

Verificou-se que a flutuacdo de temperatura local é maior quando a rotacdo é menor, conforme
mostra as Fig. 6 a 9. Isso é um indicativo de que a mistura em uma rotagcdo maior é mais homogénea, mas
esta informacao tera que ser confirmada com detalhnamento e um estudo maior de pontos.

A evoluco da temperatura na combustdo do etanol mostrou-se diferente da evolugdo da temperatura
na combustdo do GLP, como pode ser verificado através dos graficos distribuicdo das temperaturas no
interior da cAmara de combustéo, determinadas para os ndmeros de rotagdo S* = 0,684 e S” = 1,315. No
entanto, a velocidade de saida do jato de etanol e GLP foram diferentes, sendo da ordem de 55 m/s para o
etanol e 27m/s no caso do GLP.

Verificou-se ainda que com ndmero de rotagdo menor S’ = 0,684 existe uma variagdo maior
comparada com 0 numero de rotacdo maior S’ = 1,315. Isto indica que com um ndmero de rotacdo maior
existe uma homogeneidade maior na mistura dos gases.

A distribuicdo de temperatura no interior da cadmara de combustdo no caso do etanol mostrou-se
muito mais heterogénea que no caso do GLP.
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Abstract

The formation of gas pollutants such as CO, CO2 e NOx has caused great concern and this has contributed to
phenomena as global warning or formation of atmospheric ozone. Due to the growth of emissions of these gases
and harmful compounds, the viable alternatives are both the choice of renewable combustibles and the adoption
of mechanisms to reduce the formation of the gases and the compounds. A formation of nitrogen oxides, by
Zeldovich mechanism, takes place due to local high temperatures and available oxygen. These factors are
influenced by combustion fluidynamic and variation in the residence time. It was studied the variation in
temperature in a cylindrical combustion camera, with thermal insulation, where was burned LPG (liquefied
petroleum gas) and vaporized ethanol. In this study were used the same residence time, the same specific power
and exit temperature of 1000° C and 1175° C. The data showed the variation in temperature, therefore the
combustibles were compared. It was noted that in the same conditions there are variations in the behavior of
temperature between the combustibles.

Keywords: ethanol, LPG, swirl number, combustion, temperature.
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Abstract. A numerical simulation of a methane turbulent diffusion flame using Large Eddy Simulation is carried
out in the present work. The turbulence model is based on the Large Eddy method, where the large-scale flow is
calculated directly and the subgrid-scale processes are modeled. In this method, the time-step of the simulation
is set small enough to capture the characteristic time scale of the turbulence. The conservation equations are
filtered so that only spatial mean values are available. Therefore, a model to the spatial averaged reaction rate,
due the chemical reactions that take place in the molecular level, is need. In order to avoid the formulation of
such spatial averaged reaction rate, as a first approach in the present work, the combustion processes is assumed
to be described by the flame sheet approzimation and the mizture fraction. No radiation losses are taken into
account. The numerical method is based on finite volume method and the pressure-velocities coupling is done with
the PRIME method. The time integration is based on the Euler method. The averaged conservation equations
are written in cylindrical coordinates. The used subgrid approach s the Smagorinsky model. The investigated
flame is a turbulent diffusion free jet flame burning methane. FEzrperimental data of velocities, mirture fraction
and temperature were taken from the International Workshop on Measurement and Computation of Turbulent
Nonpremized Flame. Averaged velocities and temperature are compared with the experimental data. Reasonable
agreement is obtained for the velocities. By the temperature comparison, very large deviations are observed and
are still under investigation

keywords: Combustion, Diffusion Flame, Large Eddies Simulation,Methane Flame

1. Introduction

The numerical simulation of combustion processes can be performed nowadays by the three classes of mod-
els: Direct Numerical Simulation (DNS), Large Eddy Simulation (LES) and Reynolds Averaged Navier-Stokes
equations (RANS). The DNS needs no closure model to the Navier-Stokes equations but is not feasible for the
simulation of engineering relevant flames due to the very large computing requirements. The limitations of the
RANS methods are well documented in the literature. As a very promising method rises the LES method.
In the LES the equations of motion are filtered so that the large scales of the turbulent motion are simulated
whereas the smaller unresolved scales, smaller than the filter width, are modeled. The features of LES are
twofold: on one hand the closure models are limited to the small scales of the turbulent flow and on the other
hand, the computational time is practicable. Compared to RANS, LES is more computationally expensive but
physically much more realistic. In the present work a nonpremixed turbulent methane flame is simulated with
the LES method. A recent work simulating the same non-premixed turbulent methane flame has been done
by R. Mustata and Bondi, 2006, using for the thermochemical model stocastic fields of the PDF transport
equation. The presented results are very good. A very detailed reference on LES applied to nonpremixed tur-
bulent flames is Kempf, 2003, where results for a turbulent non-premixed Hydrogen flame are presented. The
turbulent thermochemical model used in the present work is based on the flame sheet model with the solution of
the spatial averaged mixture fraction transport equation. The results are compared with the experimental data
obtained from International Workshop on Measurement and Computation of Turbulent Nonpremixed Flame
(TNF, 2006).
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2. Mathematical formulation

Fluid motion can be described by a set of coupled partial differential equations. The main equations describe
the transport of the conserved quantities and hence are known as conservation-equations. Assuming isothermal
incompressible flow, the equations of conservation of mass and momentum (in all three spatial directions)
adequately describe the flow. For reactive flows, additional transport-equations for the enthalpy and species
concentrations must be considered. In LES a spatial filter is applied to the equations of motion and scalars.
Doing this, only the large scale structures of the velocity and scalars fields are computed and the effects of the
subgrid scales are modeled.

2.1. Filtering

The governing equations for a turbulent flame (continuity, momentum, species and energy) comprise the
whole spectrum of length-scales. Therefore, the equations must be altered to purely resolve the large-scale
features. This is done by low-pass filtering of the equations using a filter function h. This filter removes all the
finer fluctuations, so that the governing equations only describe the space-averaged fields.

The filtered field ®(z;,t) is determined by convolution with the filter-function h(z; — 7). As a result, the
product of the local filter and the field ® are averaged in space:

By 0) = /]7@ (2 — ) B (1) dot, ety da, (1)

where z; refers to local coordinates, so z; =0 at ;.

The difference between the filtered field ® (large-scale portion of ®) and the original field ® is called its
fine-structure or the small-scale portion .

P-=0 & =0+ (2)

A typical example for a filter function is the rectangle filter (top-hat filter) of the widths three A;, which is
defined by equation (3). In general, any low-pass filter can be chosen for LES, although only some make sense.

(3)

In turbulent reactive flows, there are density fluctuations, which originate unclosed terms that are difficult
to model (Kempf, 2003). However, this can be avoided by applying density-weighted Fauvre-filtering instead.
Favre filtering of a scalar ® results in ® and the fine-structure contribution ®”, which are defined in eq. (4).
With Favre-filtering, a correlation ¢ is equal to @&).

d=" with &=+ d" (4)

In LES, a special filter is able to simplify the further proceeding: The Schumann filter is the top-hat filter
on the base of the local mesh-cell, having the filter-widths A, set equal to the size Ax; of the local cell. This
is the concept of implicit filtering (Kempf, 2003).

With Schumann-filtering, the integration interval in equation (1) can be narrowed to —Aw;/2 < 2/, < Ax; /2.
With the substitutions z; = —Az;/2 and J:T = Az;/2, as well as the filter out of the integral, we obtain eq. 5.
In this equation, the product in front of the integral is just the inverse volume of the local CFD-cell.

3 1 3 2 1

b(xj,t) = (H M) / /<I> (a,t) da’ daty daty (5)
k=1 SR
T3 Ty Ty

In other words, Schumann-Filtering reduces the filtering process to volume-averaging over one cfd-cell, which
happens anyway if finite volumes are applied.

2.2. Filtered Governing Equations

To obtain the LES equations, the governing equations must be filtered. After applying the filtering-operator,
transformations are performed which are only valid if filtering- and derivation-operators commutate, what is
accepted as valid for the Schumann-Filtering.
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2.2.1. Transport of Mass

Filtering equation of continuity yields the equation (6) for LES, which can be solved in filtered quantities
just like the original equation:

do 0

69 0

9+ @) =0 ©)

2.2.2. Transport of Momentum

The same filtering technique is employed to the Navier-Stokes equations resulting:
0 0

gt @0 + 5, (@) = (7)

i au] +V/a\1;i _2*1/@5., —@—Fi )
Ox; 8:101 Oz, 39 oz o0x; o9

Equation (7) still includes unknown terms. With an negligible error, the diffusive term can be approximated by
5‘u] 8u]
~ 8
axl 8:@ (8)

and the correlation u;u; can be split up to the resolved part u;u; and a fine-structure contribution Tisjgsz

— ~ ~ sgs
wy = Uy + Ty 9)

The fine-structure contribution 77%*

to the unresolved turbulent motion.
With (8) and (9), equation (7) can be altered to be solved in filtered quantities similarly to the unfiltered
equation. The only difference is the addition of the sub-grid stresses to the diffusion term:
o _ 0 .
i — (ousu;) = 1

a Buj 8@ 2,~8EI; B — _sgs aﬁ -
o, [9 (axz i axj) 3% 00,0 T | T T

is known as sub-grid stress since it is representative of the shear stress due

2.2.3. Transport of the Mixture-Fraction

The thermochemical model used in the present work is based on the conserved scalar formulation (Turns,
1996). In this framework, one has to solve the transport equation of the mixture fraction, which after the
filtering reads:

Sen + taru) = 5 (e0r 5 )

Here again, the convection term @fuvj is split into its resolved part fﬁj and a fine-structure contribution F ;gs,
which describes the flux due to unresolved turbulent motion:

fuj = fi; + F® (12)
Using (12), equation (11) is modified to:

O = 0 w9 (=0
a(@f) + (’)T:j(gfuj) = o, (QDfaxj +oF}® ) (13)

With the filtered governing equations for mass (6), momentum (10) and mixture-fraction (13), a set of

coupled differential equations exists that describes the large-scale features of the flame investigated in this
work.

2.3. Modeling the Sub-grid-Stresses 7,

In eq. (10), the sub-grid-stresses Tfjgs represent the influence of the turbulent fine-structure u;- on the resolved
velocity field. Since the information on the small scales was removed by filtering, these terms can no longer be

computed. However, they may be modeled as a function of known values.
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2.3.1. The Eddy Viscosity Approach

The eddy-viscosity approach is based on the assumption that small-scale turbulence affects the flow in the
same way as the molecular viscosity. Therefore, the fine-structure term 7;7° should be modeled by adding a
turbulent viscosity v, to the molecular viscosity v, resulting in an effective viscosity vey = v + 14.

Adding the turbulent viscosity v; to model the sub-grid-stresses 7;7" in the filtered Navier-Stokes equations

(10) corresponds to applying the following model:

S, <6uj N aui) 2 Ouy 5 (14)

i é)xl c%cj B gytTm

However, this model would result in the trace of the stress-tensor T;'Jgs being zero. When using a pressure-
correction scheme such as in this work, this constraint may be lifted by using the following model for the
sub-grid-stresses:

sgs 1 ses Ou;  Ou; 2 Ouy
T g%i 0ij = vt <8axi + 8xj) - g%@ézj (15)

With this approach, the trace elements of 7;7° remain unknown and the filtered Navier-Stokes equation (10)
can be rewritten to yield:

0 0

0 Ta 0u; , Ou 2oy, Oun 10 s 0D _

As mentioned previously, this work relies on a pressure correction scheme to determine the value of the
pressure so that the equation of continuity is satisfied. This pressure correction is able to compute the sum
of the pressure and the trace-term of the stress-tensor. Therefore, the pressure-parameter P is introduced as
shown in equation (17). The reader should be aware that solving equation (18) will only yield the pressure
parameter P, whilst the physical pressure p remains unknown.

5} 1 sgs
P:ﬁf g@TkZ (17)
With the substitution given in eq. (17), the filtered momentum-equation (18) is obtained:
0, 0 _ .
- (ou; — (ousu;) = 1
i oV 8U~J+81L _g*]/ 8%5 _A'_@_F* .
Ox; ever \ o, Ox; 370 92, 0| T oz, T T

2.3.2. The Smagorinsky Model

To solve the momentum-equation (18), a model providing an approximation for the turbulent viscosity v; is
needed. As mentioned before, the model by Smagorinsky et al.( apud. Kempf, 2003) was used in this work.

The Smagorinsky model relates the eddy viscosity 4 to the width A of the LES-filter and to the deformation-
velocity-tensor Sy;:

2|1 (03 0

~ 1/0a 9 . —_—
with Sij2(8Z?+af> and  |3] = /2805 (20)

This model is based on a typical length-scale CsA and a typical timescale (determined by the contraction of
the deformation-velocity-tensor). The length-scale is chosen to be proportional to the local cell-width, which is
coherent with the idea that only the unresolved structures (i.e. smaller than the cell-size) are to be modeled.
In the present work, the value Cs = 0.2 was used.

Vg = (CSA)

)‘ or z/t:(CsA)Q‘g‘ (19)
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2.4. Modeling the Turbulent Fluxes F;gs of Mixture-Fraction

In the filtered mixture-fraction equation (11), the unknown term F:*° must be modeled. Assuming once again
that turbulence contributes to mixing like additional diffusion, FjSg is approximated with an eddy diffusivity
approach. This is similar to the eddy viscosity approach. With this approach, the structure of the transport
equation (11) for the mixture-fraction remains similar to the non-filtered form. Herein, F;gs is modeled by

applying the “turbulent diffusivity” Dy, combined with the gradient of the filtered mixture-fraction 8}’7 Ox;:

,‘ of
Sgs
Fi& =D g (21)

With this model, the right hand side of equation (11) now reads:

a <g (By+ D) jf) (22

The diffusion coefficients D and Dy are proportional to the viscosities v and v, and are only scaled by
the Schmidt-Number o. This describes the ratio of momentum transport due to viscosity to mixture-fraction
transport due to diffusion:

(23)

We finally obtain the filtered and modeled equation for the mixture-fraction:

& ~ 0, .. 9 (_ (v ©v\Of
- __ ) = LT 24
@D+ 52 = 5o (9(@*0) 8%_) (24)
The laminar Schmidt-number o is formally accepted as 0.7 for air, whereas a wide range of turbulent
Schmidt-numbers o; have been reported for the turbulent case.

2.5. Turbulent Thermochemical Model

A detailed description of methane combustion involves a large number of chemical species and reaction steps.
The thermochemical model used in the present work is, however, very simple and based on the well-known flame
sheet model (Turns, 1996). In the framework of the flame sheet model, reactions take place in a thin layer in the
flame, where fuel and oxidator are present at stoichiometric ratio. Using the assumption that fuel and oxidator
cannot co-exist, one is able to formulate algebraic relations between the mixture fraction and the mass fractions
of fuel, oxidator and products (Turns, 1996). If; additionally, the flame is presumed to be adiabatic, then the
enthalpy can be obtained in terms of the mixture fraction and thus the temperature and density can also be
determined. The flame sheet has some severe shortcomings. In real flames, a high concentration of intermediate
species (like OH, H or O radicals) exists in the (thin) flame-front. Since flame sheet neglects chemical kinetics,
it cannot distinguish reacting from reacted gases. Hence, the concentration of intermediate species is neglected
and the position of the flame-front remains unknown. Furthermore, the the flame sheet cannot describe effects
like flame-quenching or re-ignition. Despite of all these shortcomings, the flame sheet model is deemed sufficient
for the present purposes. _ L

In LES, only the filtered value f of the mixture-fraction is known. To compute the dependent variables ®(f)
(e.g. density or temperature), the sub-grid distribution of the mixture-fraction must be considered since ® is
generally a non-linear function of the mixture-fraction f. In order to do this several authors use a presumed
PDF (probability density function) p(f), which is a measure for the occurrence of a certain mixture-fraction.
In the present work, however, a very crude approximation is used doing;:

o(f) = (/) (25)

In the future, the variance of the mixture fraction will be included in the calculations, so that a presumed
B-function PDF will be constructed.

3. Test Case

In order to evaluate the proposed model, experimental data of a turbulent diffusion flame was used. The
TNF D flame (TNF, 2006) is a piloted methane-air jet diffusion flame. The fuel consisting of 25 % methane
and 75% air forms the inner fuel jet with a diameter of D = 7.2 mm. The flame is stabilized using a pilot
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with a diameter of Dp = 18.2 mm. The pilot has a composition corresponding to that of a burnt fuel mixture.
The central jet has a bulk velocity (Uo) of 49 m/s and the coflow velocity is 0.2 m/s. The bulk velocity of
49m/s leads to a fuel Reynolds number based on the nozzle diameter of Re = 22400. Experimental data of
temperature and velocity were taken at the centerline of the jet.

4. Numerical Solution

The presented partial differential equations for mass, momentum and mixture fraction were solved using a
finite volume based code. The convective terms are discretized in space with a hybrid method which switches
from upwind to central difference schemes, depending upon the cell Peclet number. The pressure-velocity
coupling is done using the PRIME method (Maliska, 1995). A explicit algorithm is used for time advance. The
computational domain comprises a cylinder of 5D260Dx27 in radial, longitudinal and tangential directions,
where D is the jet diameter. The used grid has 24x100x5 nodes in the radial, longitudinal and tangential
directions respectively. Convergence was achieved for each LES time-step after the residuals fall down to le — 3.
A total of 5 flow-through time was used to collect the mean values presented in the next section. The flow-
through time is defined herein as the time taken for a fluid particle on the centerline of the jet to travel through
the domain.

5. Results

In this section the simulated mean values of axial velocity, mixture fraction and temperature are presented.
All figures show the distribution of the variables along the centerline of the flame.

The centreline distribution of the mean axial velocity is depicted in Figure 1. One can see that the decay of
the calculated velocity is overpredicted in comparison with the experimental data.

Chama Sandia D - Malha 100{x)x24{r)x5{teta)

——TLmetco

—a— B perimental

%D

Figure 1: Mean axial velocity along the centerline. Line - simulation; dots experimental data

The centreline distribution of the mean mixture fraction is shown in Figure 2. Once again, one can see that
the decay of the mixture fraction is overpredicted in comparison with the experimental data.

The centreline distribution of the mean temperature is shown in Figure 3. As a consequence of the mixture
fraction, the temperature slope is too high in in comparison with the experimental data.

The distribution of the mean temperature shows a abrupt fall down at x/D=40, which is not verified at the
experimental data. This is likely due the very crude aproximation, eq. (25), used for the sub-grid distribution
of the mixture-fraction .

The simulation shows very large departure from the experimental data. These problems are still under
investigation. Possible causes are the sub-grid model and grid dependence.
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Figure 2: Mean mixture fraction along the centerline. Line - simulation; dots experimental data
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Figure 3: Mean temperature. Line - simulation; dots experimental data
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Resumo. O trabalho aqui apresentado trata do desenvolvimento de um queimador poroso radiante de grande razao entre area
superficial e espessura capaz de operar com temperaturas superficiais entre 600° C e 900° C. O queimador poroso desenvolvido foi
feito com camadas de esponjas ceramicas de carbeto de silicio de 10 ppi, totalizando uma &rea radiante de 0,15 m?. Os testes de
operacdo foram realizados com ar e gas natural pré-misturados em razdes de equivaléncia entre 0,42 e 0,80. Para estabilizar a
chama dentro do queimador foi utilizada uma placa perfurada para a distribui¢do do fluxo de mistura na matriz porosa. Obteve-se
um queimador poroso radiante com boa homogeneidade na temperatura superficial, que opera com poténcias de até 35 kW e com
até 49% de eficiéncia de radiacdo. A adicdo do mecanismo fluidodindmico de estabilizagéo, promovido pela placa distribuidora de
fluxo,revelou-se uma forma eficaz de controle da estabilidade de chama e da temperatura superficial em queimadores porosos
radiantes.

Palavras chave: painel radiante, teste de inflamabilidade superficial, queimador poroso radiante.
1. Introducéo

Queimadores porosos radiantes sdo equipamentos usados como fonte de calor radiante a partir da queima de
combustiveis gasosos. A reacdo de combustdo ocorre no interior da estrutura tridimensional de cavidades
interconectadas que forma a matriz porosa, alterando as caracteristicas da chama. A matriz sélida promove o pré-
aquecimento da mistura de reagentes através da transferéncia de calor por conducdo e radiagdo térmica. Este pré-
aquecimento traz como conseqiiéncia a elevacdo da temperatura na zona de reagdo, o aumento na eficiéncia de
conversdo do combustivel em produtos saturados da combustdo (maior eficiéncia de queima e baixa emissdo de
poluentes), o aumento da velocidade de chama (elevadas poténcias), além de possibilitar a queima de misturas pobres
em combustivel (Howell et al., 1996). A elevada temperatura da matriz porosa confere a estes queimadores um grande
potencial de troca de calor direcional por radiagdo a partir do meio solido, podendo alcangar eficiéncias de radiagdo de
até 50% (Catapan, et. al, 2005).
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Estruturas porosas cerdmicas e metalicas sdo comumente usadas como matriz sélida e com freqiiéncia empregam-
se materiais de estruturas diferentes em um mesmo queimador, buscando tirar vantagem das interfaces em que ocorre
uma abrupta variagdo de propriedades (Khanna et al. 1994). O projeto ideal de um queimador poroso radiante ¢ definido
pela temperatura e forma da carga que se deseja aquecer, pela poténcia requerida e faixa de estabilidade necessaria, pela
intermiténcia ou continuidade do processo em questdo, pela temperatura maxima de operagdo da matriz porosa, pela
resisténcia mecanica dos materiais empregados, entre outros.

Varios setores industriais utilizam o aquecimento por radiacdo térmica em seus processos de produgdo. Os
queimadores porosos radiantes apresentam grandes perspectivas de emprego nestes setores, trazendo vantagens
econdmicas e operacionais em relagdo ao aquecimento elétrico e aos queimadores convencionais (Pereira et al., 2004).
Atualmente, queimadores porosos radiantes ja podem ser encontrados em processos como secagem de papel, cura de
plasticos e revestimentos, coc¢do de alimentos e aquecimento de ambientes.

Este trabalho descreve o desenvolvimento de um queimador poroso radiante para ser utilizado como fonte de
radiacdo térmica em testes de inflamabilidade superficial de materiais. Foi construida uma bancada para a realizagdo de
testes de acordo com a norma americana ANSI/ASTM E 162 — 79 “Standard Test Method for Surface Flammability of
Materials Using a Radiant Heat Energy Source” (1979), constituida basicamente pela fonte radiante e por uma segéo de
testes onde a inflamabilidade superficial das amostras de materiais de construcdo ¢ avaliada.

Para desenvolver um queimador capaz de atender as especificagdes da norma foram realizados experimentos a fim
de encontrar a melhor configuragdo para o painel. Obteve-se um queimador de grande razdo entre area superficial e
espessura com eficiéncia de radiagdo de 49%. Uma ampla faixa de estabilidade de chama foi alcangada com a
distribuicdo de reagentes em apenas alguns pontos do queimador através de uma placa distribuidora de fluxo
(mecanismo fluidodindmico de estabilizagao).

2. Descricdo Geral da Bancada

A bancada construida para a realizacdo do procedimento de testes de inflamabilidade superficial de materiais segue
as especificacdes da norma ANSI/ASTM E 162 — 79. A Fig. 1 apresenta o projeto em 3D da bancada e fotos do
prototipo final.

O método para medi¢do de inflamabilidade superficial de materiais consiste primeiramente em promover a igni¢ao
da amostra na sua extremidade superior, através de uma chama piloto, e entdo, submeté-la a um campo de radia¢do
equivalente a um corpo negro a 670°C. O deslocamento da frente de chama na superficie da amostra ¢ a temperatura dos
gases gerados (medidos por termopares na chaminé superior) sdo usados no calculo do indice de inflamabilidade
superficial padronizado pela norma.

O painel radiante (Fig. 1b-1) estd montado em um suporte de aco na posi¢do vertical. O ar necessario para
alimentar o painel radiante provém de um ventilador radial monofasico (Fig. 1b-2) de ¥ de HP. A medigao da vazao de
ar ¢ feita através de um rotdmetro(Fig. 1d-1) marca OMEL, modelo 4T71205x12, com faixa de operagdo de 0 a 45
Nm’/h (25°C e pressio del ATM). O painel foi testado com gas natural e metano, podendo ser usado com outros
combustiveis desde que se defina experimentalmente a nova faixa de estabilidade. A medicdo da vazdo de gas ¢
controlada por meio de um rotametro (Fig. 1d-2) marca OMEL, modelo R-3 BL, com faixa de operagdo de 0 a 4,0
Nm’/h (25°C e pressio del ATM). O controle da vazio de ar e gis ¢ manual, feita através de valvulas (Fig. 1d-3)
instaladas imediatamente antes dos rotametros.

Os reagentes chegam ao painel ja pré-misturados. O gas combustivel ¢ injetado na corrente de ar restando um
comprimento de mistura de aproximadamente 0,5 m, o que mostrou-se suficiente para a obtengcdo de uma mistura
homoggénea.

O acendimento do painel radiante ¢ feito através de uma chama piloto (Fig. 2a-1) posicionada na parte inferior. A
bancada possui ainda outra chama piloto (Fig. 2¢c-1) com a func¢do de promover a igni¢cdo do material a ser testado. A
chama piloto deve atingir a superficie da amostra horizontalmente, com uma inclinagao de aproximadamente 15° (como
mostra a Fig. 2d).

Na parte superior da bancada existe uma chaminé (Fig. 1c-1) posicionada acima do painel radiante com a fungdo
de confinar parte dos gases liberados na queima do material testado. No seu interior estfo fixados oito termopares tipo
K conectados a um sistema de aquisi¢do de dados.

Durante o procedimento de teste a amostra do material deve permanecer em frente ao painel com uma inclinagdo
de 30° em relagdo a vertical, de forma que a sua extremidade superior fique proxima do queimador. No suporte (Fig. 1b-
3) sdo feitas marcagdes a cada 76 mm que servem de referéncia para quantificar a propagacdo da chama.

3. Desenvolvimento do painel

O queimador ¢ constituido por 30 esponjas porosas de carbeto de silicio com temperatura maxima de operacdo de
1500 °C e dimensao de 10x10x2cm. A Fig. 3b mostra como estas cerdmicas sao montadas no queimador. As laterais do
painel sdo isoladas por uma manta de fibra de Alumina (3 — Fig. 3a) resistente a temperaturas de até 1200°C.

O queimador poroso radiante desenvolvido para a bancada construida tem como caracteristica uma grande razao
entre 4rea superficial e espessura. A area radiante total é de 0,15 m? (0,3m x 0,5m) e a espessura do painel é de 0,10 m.
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Queimadores porosos com tal caracteristica geométrica podem apresentar dificuldades de estabilizagdo, principalmente
devido a tridimensionalidade da chama. Para aumentar a faixa de estabilidade do queimador foi adicionada uma placa
perfurada (Fig 3a-1) que restringe a injecdo dos gases a alguns pontos da matriz porosa. Em cada orificio ocorre um
aumento na velocidade dos gases, dificultando o retorno de chama. Além de representar um mecanismo fluidodindmico
de estabilizagdo, a placa constituida de fibra de alumina também atua como isolamento térmico. A Fig. 3b apresenta um
desenho esquematico da placa perfurada.

Figura 1. Bancada de teste de inflamabilidade superficial de materiais (norma ANSI/ASTM E 162 — 79): a) Projeto
3D, b) foto frontal, ¢) foto lateral e d) rotametros.
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Figura 2. a) Chama piloto de acendimento do painel, b) inicio do acendimento do painel ¢) chama piloto de ignig¢ao
da amostra, d) inicio da igni¢do da amostra.
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Figura 3. a) Esquema da vista lateral em corte do painel radiante, b) Desenho esquematico da placa perfurada.

A placa distribuidora de fluxo possui ao longo de toda a sua superficie varios orificios com didmetro de 8mm (Fig.
3b-1). Na parte central, em razdo da posi¢ao do duto de alimentagdo de reagentes, diminuiu-se a quantidade de orificios,
promovendo uma distribuigdo mais homogénea do fluxo dos gases.
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A pequena dimensao das ceramicas disponiveis fez necessario a adi¢do de uma tela de aco inox e uma travessa
para manter as cerdmicas em sua posicao. A tela tem também a funcio de proteger o operador em caso de retorno de
chama.

4. Resultados
A Fig. 4a mostra a foto do queimador poroso em funcionamento ¢ a Fig. 4b a correspondente imagem em
infravermelho. Picos de temperatura de até 880°C foram observados, sobretudo nas extremidades superior ¢ inferior do

painel. Mesmo assim, obteve-se uma razoavel homogeneidade de temperatura superficial sendo que o valor médio foi
de aproximadamente 670 °C.

THaAT

=213.4%C

Figura 4. Painel radiante em operagdo: a) foto convencional e b) foto infravermelha.

Sobre a Fig. 4b foram tragadas duas linhas, uma vertical (1) e uma horizontal (2). A Fig. 5 permite visualizar as
variagdes de temperatura na superficie do painel em cada ponto ao longo do comprimento das linhas 1 e 2.
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Figura 5. Perfil de temperatura do painel sobre as linhas 1 e 2.
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Observa-se que a média se situa em torno de 670°C com uma variagdo de temperatura de +80°C. O ponto central
indicando uma temperatura de 450°C corresponde a posi¢do da travessa de suporte das placas cerdmicas como mostrado
na Fig.4.

A Tab. 1 mostra alguns resultados de medigdes dos pontos de partida e de operagdo do painel, onde Vgy € a vazéo
de gas natural, V,, é a vazdo de ar, ® ¢ a razdo de equivaléncia, uy, é a velocidade de chama (definida como a vazéo
total dividida pela area do queimador), Ty é a temperatura superficial média obtida pela camera IV Flir, modelo
ThermaCam SC500, S r é a poténcia total do queimador ¢ 1,4 € a eficiéncia de radiagdo(definida como a razdo entre a
radiagdo emitida pelo queimador e a energia total liberada pela chama). Observa-se que elevadas eficiéncias de radiacdo
s80 obtidas com o painel desenvolvido, o que implica em um baixo consumo de combustivel para gerar a radiacdo de
um corpo negro a 670°C.

Tabela 1. Dados do ponto de partida e do ponto de operagdo do painel radiante.

VGN Va.r (D Uch Ts S T nrad

[Nm*h] | [Nm’/h] [cm/s] [°C] [kW] [%]

Ponto de partida 3,2 38 0,80 8,3 860 35 39
Ponto de operacdo 1,2 27 0,42 5,7 670 13 49

O ponto de operacdo destaca-se por se encontrar abaixo do limite de inferior inflamabilidade para misturas de
metano e ar (P = 0,5). As placas ceramicas de carbeto de Silicio (SiC) utilizadas (marca FOSECO) mostraram boa
resisténcia a fadiga térmica imposta pela intermiténcias dos testes, ndo tendo sido observada severa degradagdo ou
fraturas.

A seqiiéncia de imagens da Fig. 6 mostra a realizagdo de um teste preliminar com o objetivo de avaliar o
funcionamento da bancada. Neste teste foi utilizada uma placa de madeira de pinus com 20 mm de espessura ¢ area de
150 por 450 mm. O campo de radiagdo gerado pelo queimador propicia as condi¢des necessarias para a propagagio da
chama através da superficie da amostra. Testes padronizados para a medi¢do da inflamabilidade de superficial de
materiais tipicos de construcdo estdo em fase de preparagao.
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Figura 6. Bancada em procedimento de teste.

5. Concluséo

Este trabalho apresentou o desenvolvimento de um queimador poroso radiante de elevada razdo entre area radiante
e espessura para ser utilizado como fonte de radiagdo térmica em testes de inflamabilidade superficial de materiais. de
acordo com a norma ANSI/ASTM E 162 — 79 “Standard Test Method for Surface Flammability of Materials Using a
Radiant Heat Energy Source” (1979), chegando-se as seguintes conclusdes:

e O queimador poroso desenvolvido apresentou uma razoavel homogeneidade de temperaturas, sendo que a
temperatura superficial média de 670°C, requerida pela norma, foi obtida.

e O mecanismo fluidodindmico de estabilizagdo promovido pela adicdo da placa perfurada contribuiu para
obtengdo de um bom desempenho do painel. A placa de orificios aumentou a faixa de estabilidade do
queimador e promoveu uma distribuigdo satisfatoria do fluxo da mistura de reagentes.

e Eficiéncias de radiagdo de 39 a 49% foram obtidas para a faixa de operagao do painel.

e Chamas pobres, abaixo do limite de inferior inflamabilidade para misturas de metano e ar, foram obtidas
(D =0,42).

e As placas ceramicas de carbeto de Silicio (SiC) utilizadas (marca FOSECO) mostraram boa resisténcia a
fadiga térmica imposta pela intermiténcias dos testes, ndo tendo sido observada severa degradacdo ou
fratura.
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Abstract

The development of a radiant porous burner panel with large surface area is reported. The panel was designed to
operate at mean superficial temperatures between 600° C and 900° C. The radiant porous burner was built with
silicon carbide ceramic foams of 10 ppi, totalizing a 0,15m2 radiant area. Tests were conducted with premixed air
and natural gas for equivalence ratios between 0,42 and 0,80. To stabilize the flame inside the burner, a perforated
plate was used to distribute the mixture flow in the porous matrix. A radiant porous burner with reasonable
homogeneous superficial temperature has been obtained. The results showed that the panel can operate at the
powers up to 35 kW and achieve radiant efficiencies up to 49%.

Keywords: radiant panel, porous burner, surface flammability test.
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Abstract. A second-order empirical model to predict the mass flow rate of solids recirculating in a pilot scale circulating fluidized
bed system (CFB) has been proposed. Tests were performed with quartz sand, 353um mean diameter, at riser temperatures around
400 °C, using a L-valve as a recycle device. A central composite design (CCD) based on response surface methodology was
programmed. The factors involved were gas fluidization velocity, solids inventory and air mass flow rate injected in the L-valve, and
the response was the solids recirculation rate. Experimental runs showed that the solids inventory was the main factor influencing
the solids recirculation, followed by the gas fluidization velocity and by the interaction between both factors. Further, it was
evidenced that the mass flow rate of air injected in the L-valve had no effect, with a level of confidence of 95%. Results were
consistent with CFB loop principles and they were in agreement with the solids flow rate range found in the literature, suggesting
that the proposed model can also be applied to the CFB coal combustion process, using quartz sand as inert material and limestone
as the SO, absorber, in the same experimental system.

Keywords: Circulating fluidized bed, L-valve, Solids circulation rate, Central composite design..

1. Introduction

Circulating fluidized beds (CFB) are utilized by numerous gas—solid contacting processes such as coal combustion,
coal gasification and catalytic reactions. Normally, CFB systems work in the fast fluidization regimen, in which the gas
superficial velocity into the riser overcomes the mean solids transport velocity (Bai et al., 1993). The main components
of a CFB system are the riser, the cyclone, the downcomer (or standpipe) and the solid particles feeding device (Kim
and Kim, 2002). Additionally, when operating at high temperatures, a non-mechanical valve, L, J or V type is used to
get solids returned from the downcomer to the riser (Arena et al., 1998).

Solids mass flow rate circulating through a CFB system has been recognized as key operational parameter, which
affects the mass and heat transfer phenomena inside the riser (Yan, et al., 2005). For instance, in combustion
applications, the external solids circulation flux affects the process efficiency, and for this reason, suggested optimal
values are in the range of 15 to 90 kg.m™.s (Davidson, 2000). The literature presents several works related with the
mass flux rate of solids in CFB systems, but most have been carried out in cold prototypes (Knowlton and Hirsan, 1978;
Weinstein et al., 1983; Reiying, et al., 1985; Matsen, 1988; Kim and Kim, 2002). These studies indicated the superficial
fluidization velocity, solids inventory, aeration mass flow rate in the non-mechanical valve and solid particles properties
as the most important factors on determining the solids mass flux through the standpipe, and some empirical
correlations were proposed. Additionally, Knowlton (1988), Rhodes and Laussmann (1992), and Basu and Cheng
(2000) showed that the effect of these parameters on the CFB hydrodynamics can be explained by a loop pressure
balance analysis. However, in spite of the information obtained from previous searches, data reported in the literature
for a CFB loop with L-type valve driving solids at high temperature are limited (Wang et al. 1995).

In the present work, an experimental study was carried out to determine the mass flux of recirculated solids in a bed
of inert material (quartz sand), at a mean riser temperature of 400°C, and to establish the proper level of the main
operational parameters for the steady operation of a CFB system. An empirical correlation to predict the external solids
mass flux, to be applied in the combustion of a Brazilian coal, with limestone as a SO, absorber, was built. A technique
for the design of experiments was used to reduce development time and overall cost for the process studied, being also
an effective via to learn how systems or processes work (Montgomery, 1997).
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2. Experimental
2.1. Apparatus and Material

Figure 1 illustrates the schematic diagram of the experimental assembly, composed by a riser (schedule 40S, AlSI
310 stainless steel pipe of 102.26 mm internal diameter and 4,500 mm length), and a downcomer (schedule 40S, AISI
310, stainless steel pipe with 62.8mm internal diameter). The assembly was also composed by a tangential cyclone, a
solids sampling valve, a solids feeding device and a L-valve.

TOBAG ¢ SOLIDS
FILTER HOPPER
CYCLONE —— | m /

SCREW

SAMPLING FEEDER

VALVE

SOLIDS
SAMPLING
RESERVOIR

f BALANCE
AERATION ==

L -VALVE

SOLIDS FLUIDIZATION
INVENTORY GAS
COLLETORS

Figure 1 - Experimental CFB System Set-up

Solids are fed by a horizontal screw conveyor positioned at the bottom of a cylindrical hopper and both are
positioned over a digital balance. The screw conveyor shaft is connected to a DC motor with rotation controlled by a
frequency inverter, which in conjunction with a digital balance controls the solids being fed into the riser. Physical and
fluidization properties of quartz sand are shown in Table 1.

Table 1 - Quartz sand properties.

d, Distribution size (% mass) p, Geldat u,® u, @

(um) <53 53-105 105-210 210-420 420-840 >840  (kg/m’) group (m/s)  (m/s)
353 0.20 0.48 4.62 57.16 37.48 0.08 2700 B 0.06 5.78
@ Sieve aperture range (um); ® Wen and Yu (1966); © Bai et al. (1993) — 95.2 kPa, 400°C.

2.2. Experimental Design and Test Procedure

According to Montgomery (1997), conventional experimental procedure, which considers the analysis of only one
factor each time is not appropriate for a multi-parameter experiment. Effects of operational parameters, such as the
superficial gas velocity, solids inventory and L-valve aeration flow rate, are frequently discussed independently and
provided with qualitative descriptions, not informing which parameter is really dominant or how much significant it is.
Because the conventional strategy usually jumps to a conclusion merely based on a given operational condition, such a
procedure is not sufficient to find out important potential interactions between parameters. On the other hand, when
involving many factors, full factorial experiments would not be viable from the viewpoint of time and resources
required. Also, they are not indicated to use when factors and response do not follow a linear relationship. In these
cases, other alternatives, such as central composite designs are preferable to use.
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A central composite design, just as the one shown in Fig. 2, for two factors, consists of a 2 factorial or “cube”
points (coded as -1 and +1), where “k” is the number of factors; axial points (also called “star” points) located at
(+a,0), (- ,0), (0, +a) and (0, —a), and center points positioned at (0,0). The alpha value, which is used to define axial

points, corresponds to 42 . In Figure 2, the points represent the experimental runs performed.

i k2
(-1,1) (.00

(1,1)
(-0.0) (a,0)
—@ L @
(0,0 k1
(-1-1) (1,-1)

f(O,-a)

Figure 2 - Central composite design configuration for two factors (ky, k»).

The factorial or “cube” portion and center points only serve as a preliminary stage where is possible to fit a first-
order (linear) model, but still provide evidence regarding the importance of a second-order contribution or curvature.
Adding axial points to the cube portion, an efficient estimation of the quadratic terms for a second-order model is

achieved.
In the present work, a central composite design constituted of three controlled factors: solids inventory I,

fluidization velocity u¢, and aeration mass flow rate in the L-valve m,, and one response variable, the mass flow rate of
solids through the downcomer Gg, was programmed. Previous runs were done to define the appropriate operational
range of the factors involved in the process. For the CFB system analyzed, the -1, 0 and +1 levels of each factor were
respectively: 5, 6.5 and 8 kg for the solids inventory, 5, 6 and 7 m/s for the gas fluidization velocity, and 1.4, 2.0 and
2.6 kg/h for the aeration mass rate. Additionally, for the three factors being studied, the alpha value was 4/2° =1.682 .
The sequence of the 17 runs performed, with three runs included at the center point, is presented in Table 2.

Table 2 - Experimental runs.

Factor
Run Solids inventory Fluidization velocity Aeration mass rate
Is (kg) us (M/s) m, (kg/h)
1 5.0 (-1 level) 5.0 (-1 level) 1.4 (-1 level)
2 5.0 (-1 level) 5.0 (-1 level) 2.6 (+1 level)
3 5.0 (-1 level) 7.0 (+1 level) 1.4 (-1 level)
4 5.0 (-1 level) 7.0 (+1 level) 2.6 (+1 level)
5 8.0 (+1 level) 5.0 (-1 level) 1.4 (-1 level)
6 8.0 (+1 level) 5.0 (-1 level) 2.6 (+1 level)
7 8.0 (+1 level) 7.0 (+1 level) 1.4 (-1 level)
8 8.0 (+1 level) 7.0 (+1 level) 2.6 (+1 level)
9 6.5 (0 level) 6.0 (0 level) 2.0 (0 level)
10 6.5 (0 level) 6.0 (O level) 2.0 (O level)
11 6.5 (0 level) 6.0 (0 level) 2.0 (0 level)
12 6.5 (0 level) 6.0 (0 level) 3.0 (+1.682 level)
13 6.5 (0 level) 6.0 (0 level) 1.0 (-1.682 level)
14 4,0 (-1.682 level) 6.0 (O level) 2.0 (O level)
15 6.5 (0 level) 4,3 (-1.682 level) 2.0 (0 level)
16 6.5 (0 level) 7,7 (+1.682 level) 2.0 (O level)
17 9,0 (+1.682 level) 6.0 (O level) 2.0 (0 level)
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Fluidization air was provided by a roots blower. The air was heated in an electrical heater up to 200°C, and next by
a petroleum gas burning heater, up to 650°C. Gas flow rate was measured by an orifice plate. Heated gas flowed
through the riser during thirty minutes before solids were fed into the system. Just after the entire inventory was loaded,
aeration of the L-valve started. The solids recirculation was confirmed by monitoring the pressure and temperature
profiles of the system. Steady state was assumed to exist when the mean riser temperature stayed at 400+20°C during
thirty minutes. Three solids samples were collected by diverting the particles during periods of 5, 10 and 20s. Solids
were re-introduced into the system after sampling, so that the variation of the solids inventory was no more than + 5%
of the initial value.

3. Results and Analysis

Table 3 shows the average solids mass flow rate, G, obtained experimentally with the different sampling times (5s,
10s and 20s). An analysis of these results is presented next.

Table 3 - Solids mass flow rate - Experimental runs.

Run G Run G;
1 1.08 10 21.85
2 2.80 11 26.47
3 2.69 12 26.04
4 4.36 13 25.40
5 19.64 14 0.22
6 21.74 15 7.69
7 39.23 16 27.93
8 40.19 17 35.67
9 24,11 -- --

3.1. Factor Effects on the Recirculated Solids Mass Flow Rate

Pareto’s chart, shown in Fig. 3, shows the solids mass flow rate estimated by a full statistical model based on a
CCD experiment design, involving linear and quadratic main effects together with two-ways interactions. Results
demonstrate that only linear terms have a significant influence of 95% of confidence level on the response for solids
inventory, fluidization velocity and its interaction. These effects are positive, indicating that an increment in such values
increases the solids mass flow rate.

Figure 3 also shows that the quadratic terms referred to the solids inventory and fluidization velocity were also
important and had similar effects on the quantity of particles going down through the downcomer, but with values
almost equal to the significant p-value (0.05). In this case, the two weak significant effects were negative, which
induced the profile to a curvature, and specifically, to the presence of a maximum value on the response.
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Figure 3 Effect and interaction estimate on the solids mass flow rate (absolute values)-Pareto’s chart.
Subscripts: (L) - linear effect; (Q) - quadratic effect.
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These results are in agreement with expectations and can be explained based on the three fundamental requirements
for a CFB loop operation: mass balance, pressure equilibrium, and relationships between solids mass flow rate,
fluidization velocity and riser height (Reiying, et al, 1985; Matsen, 1988, Knowlton, 1988; Rhodes and Lausmann,
1992, Basu and Cheng, 2000).

Mass balance implies that the quantity of solid particles in the fast bed, cyclone, L-valve and downcomer of the
CFB loop must be equal to the amount charged into the system, also called solids inventory. Any increase in the
quantity of solids in the riser must be accompanied by an equal decrease of the solid particles in the return leg. The
solids mass distribution is also associated to the pressure equilibrium around the CFB loop, which basically can be
expressed by Eq. (1), where the downcomer pressure drop (Appc) is considered as the dependent term:

APpc = Apg +APgy + AP, (1)

The riser pressure drop (Apg) is determined by the mean concentration of the gas-solid suspension along the riser
height, which is proportional to the (G/us) ratio (Rhodes and Laussmann, 1992). The pressure drop through the cyclone
(Apcy) is proportional to the square of the inlet gas velocity and is usually not dependent on the solids mass flow rate
(Matsen, 1988), while the L-valve pressure drop (Apyy) is proportional to the solids mass flux through it (Arena et al.,
1998).

The pressure drop through the downcomer (Appc) can be calculated by the modified Ergun equation, assuming that
there is a packed bed in the return leg. Such hypothesis is admitted in many CFB configurations (Basu and Cheng,
2000):

3 2
Ao = 150.(13—g)lug-(uo +us)+1.75.(13—g) Pylug+us) L @
£ (¢S.dp)2 £ ¢sd,

3.1.1. Solids Inventory Effect

Considering the aspects above detailed, the experimental results were as expected. When the solids inventory was
increased from 5 to 8 kg, maintained constant both the fluidization velocity and the L-valve aeration mass flow rate, the
mass of solids in the CFB zones increased proportionally. As shown in Fig. 3, an average effect estimate of 19.85
kg/mZ.s on the G, value is attributed to the isolated variation of I in the experimental range tested.

The addition of mass in the riser implied in increased solids concentration and higher bed density at the bottom of
the column, to preserve the pressure balance around the loop. Consequently, higher solids mass flux through the
downcomer should be obtained. For the specific levels analyzed in the experiments and the used CFB configuration,
the solids inventory was the more important factor affecting the solids mass flux in the downcomer.

3.1.2 Superficial Fluidization Velocity Effect

Experimental results showed that the fluidization velocity also has a significant effect on the solids mass flux.

Figure 3 shows an average effect estimate of 8.81 kg/m?.s on G, caused only by the variation of u;. From Fig. 3 also
was evident that, for the range of factors analyzed, the effect caused by | was more than twice the one due to uy.
For higher gas fluidization velocities it is expected that particle concentration at the top of the riser and the void fraction
at the bottom of the column increase, due to the higher carrying capacity of the fluidization gas. However, a more
detailed analysis must be done concerning the pressure balance, in order to know the magnitude of such effect. When
the gas fluidization velocity and the solids inventory increase, while the aeration mass flow rate in the L-valve is
maintained constant, a larger mass of particles is transferred from the riser to the downcomer and a higher packed bed is
created in the return leg. Consequently, the solids hold up in the fast bed column tends to be continuously reduced if no
more particles are transferred by the L-valve to the riser. In fact, for a CFB loop under such conditions, the increase of
the solids mass flux going through the valve occurs due to a higher proportion of the aeration gas being forced through
the L-valve horizontal leg, induced by the increase on the volumetric concentration of solid particles at the standpipe
above the aeration point.

3.1.3 Aeration Mass Flow Rate Effect

The results showed that the air mass flow rate injected in the L-valve had no significant effect on the solids mass
flux at 95% of confidence level. As can be seen in Fig. 3, a weak effect of 0.88 kg/m?.s on G was due to m, variations.

Apparently such result contradicts the expected behavior of an L-valve, considering this factor is normally used to
control the solids flow rate in CFB systems (Arena et al., 1998).
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However, Knowlton (1988) suggested that an L-valve can also work in an automatic mode in which, an increase in
the aeration mass flow rate, does not necessarily produce a positive variation of the solids flux, because the packed bed
localized above the aeration point becomes fluidized. In this circumstance, the downcomer pressure loss attains its
maximum value, and therefore, a further pressure drop in the return column, induced by increasing the solids mass flux
passing through both the L-valve (below aeration point) and the riser, can not be achieved anymore.

3.2 Empirical Model

A second-order empirical model was proposed, based on the results obtained, to predict the external solids mass

flux. Equation (3) expresses the fitted compact model, involving only the most significant factors, us, Is, and their
interactions in the tests.

G, =-111.386+21.624u, +8.3261_+2.906u, .1, —2.919u —1,342.1? RZ = 0.967 ©)

for 4.0kg<1,<9.0kg ; 43m/s<u, <7.7m/s; and 1.0 kg/h <, <3.0 kg/h

The associated response surface of Eq. (3) is shown in Fig. 4.

G, kg/m?.s

Figure 4 - Response surface of the compact model.

It can be seen that the response surface tends to a maximum value for the solid mass flux, in the analyzed region.
Specifically, for the CFB system configuration and operational conditions studied, the maximum mass flux that can be
attained is close to 50 kg/m%s, when the superficial gas velocity and the solid inventory tend to 8 m/s and 9.0 kg,
respectively.

An statistical analysis, including fitting tests and residual studies, was carried out to check the validation of the
compact model. The analysis showed that the lack of fit was not significant with 95% of confidence level (p-
value=0.407), evidencing the absence of any important deviation in the prediction of the solids flux, as shown in Fig. 5.
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Figure 5 - Observed vs. predicted solids flux for the compact model.
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Finally, a residual analysis of the fitted model to predict the solid mass flux was executed. Figure 6 shows that the
residuals follow basicaly a normal distribution, with zero mean and constant variance. These results indicate that the
proposed second-order correlation is satisfactory.
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Figure 6 - Expected normal values vs. solids mass flux residuals
Compact empirical model.

4. Conclusions

The analysis of the experiments showed that the particles mass flux trough the downcomer of a CFB system was
mainly affected by the solids inventory and the gas fluidization velocity. On maintaining these operational parameters
fixed, it was found that the air mass flow rate injected in the L-valve had no influence on the solids mass flux.
Experimental results were in accord with the expected behavior of a CFB loop.

For quartz sand at high temperature, an empirical second-order model was developed, based on the experimental
results from a CCD designed program of tests. The response surface obtained suggests that the solids mass flux in a
CFB system tends to attain a maximum value.

Although the empirical model proposed gave a rough estimate of the particle mass flux level for the several solids
inventories and gas fluidization velocity combinations, it may be considered an useful correlation, that can be used in
studying the combustion of a Brazilian coal in the specific CFB system used, with quartz sand as the inert material.

As a final remark, one can say that the results were satisfactory and relevant, given the complexity of the process
and that fewer experimental runs had to be carried out.
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Nomenclature

dp Mean Sauter particle diameter (m)
Gs Solids mass flow rate based on the cross-section of downcomer (kg/m?.s)

Solids inventory (kg)

Lps Packed bed height at downcomer (m)

Ma Air mass flow rate (kg/h)

P Statistical significant level (-)

R Correlation coefficient (-)

Us Superficial gas velocity in the riser (m/s)

Upnf Minimum fluidization velocity (m/s)

Uo Superficial gas velocity in the packed bed (m/s)
Us Solid particles velocity in the packed bed (Pa)
Uy Transport velocity (m/s)

Do Gas density (kg/m®)

Hg Gas viscosity (kg/m.s)

Apcy

Pressure drop across cyclone (Pa)
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Appc Pressure drop across downcomer (Pa)
ApLy Pressure drop across L-valve (Pa)
Apr Pressure drop across riser (Pa)

D Solid particles density (kg/m®)

D Particle sphericity (-)

€ Voidage in the packed bed (-)
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Resumo. O Estado do Para é o principal produtor de Acai do Brasil. Depois de extraido o suco do Acai, seu carogo de forma
esférica ndo possui nenhuma aplicacdo significativa, estes residuos sdo depositados em grande quantidade. Estudos feitos pelo
grupo EBMA mostraram que seu poder calorifico é alto 4576 kcal / kg, possui 19% de carbono fixo, 79% de volateis e 1% de
cinzas, estes dados foram obtidos em base massica seca. Estas informagdes qualificam o carogo do Acai como um combustivel de
biomassa bom para ser usado em combustdo ou processo de gaseificagdo. Resultados de uma pesquisa executada em Belém, onde
foram levantadas as localizacbes dos pontos de vendas de Acai, quantidade de residuos disponiveis, onde.cada local teve suas
coordenadas registradas por um GPS. Todas estas informacdes foram adicionadas em um banco de dados e a um sistema GIS.
Estas informagOes permitiram o calculo anual da potencia elétrica disponivel.

Palavras Chave: Acali, sistema GIS, Potencia Elétrica, biomassa, banco de dados.

1. A Energia na Regido Amazdnica

A Amazbnia dispde de um potencial hidro-energético invejavel, conta com importantes hidrelétricas como:
Tucurui, no Para, uma das maiores do mundo; Coaracy Nunes, no Amapa; Samuel, em Rond6nia; e Balbina, no
Amazonas, no entanto as linhas de transmissdo sdo incompletas e deixam muitas localidades sem energia, fato que se
pode constatar no mapa de distribuicdo de energia elétrica da ELETRONORTE exibido na figura 1. Percebe —se
grandes areas ndo atendidas pela rede de distribuicdo energia elétrica formal. Estas areas em geral se concentram em
torno das capitais. Criando grandes contrastes entre capitais e cidades interioranas.
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Figura 1. Mapa da rede de geracdo e transmissdo de energia elétrica gerenciadas pela ELETRONORTE, nota - se que
0s sistemas ndo se limitam aos estados da Regido Norte
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Eletrificar satisfatoriamente a Amazonia exige um planejamento energético complexo devido as condicdes
impostas. A simples extensdo da rede encontraria muitos inconvenientes, ja que seria necessario transpor grandes
extensdes de floresta com rios largos para atender demandas que podem ser tdo pequenas que ndo compensaria o
investimento.

Como alternativas para atender os sistemas isolados conta-se com os grupos geradores diesel, entretanto, ndo séo
apropriados para locais distantes dos centros supridores, pois a deficiéncia no transporte compromete o suprimento de
combustivel e com isto, a operacdo. As alternativas dos sistemas de gera¢do fotovoltaico e eélico, esbarram no valor do
investimento e nas tecnologias que ainda estdo se adequando a regido. J4 o uso da biomassa como fonte energética
satisfaz grande parte destas exigéncias, pois é abundante regionalmente. Dentro desta proposta, 0 uso dos frutos do acai,
tidos como rejeitos da producdo da bebida acai atende ndo somente ao problema energético, mas também ao problema
do descarte do rejeito, oferecendo sustentabilidade ao processo.

2. O Acaizeiro

O agaizeiro (Euterpe Oleracea Mart.) pertence a ordem dos Arecales, ao género Euterpe da familia Palmae, € uma
palmeira nativa da Amazonia, abundante nas areas de varzeas daquela regido, especialmente no estudrio amazonico.
Para os nativos, esta palmeira representa uma importante fonte natural de recursos. POULLET (1998) considera que o
acai € um dos produtos mais importantes da vida alimentar e cultural da populacéo regional. ROGEZ (2000) vai além
ao afirmar que o agaizeiro é a palmeira mais produtiva do ecossistema que abriga a populacéo do delta do Amazonas.
Para CALZAVARA (1972), as duas mais importantes palmeiras brasileiras, sob o ponto de vista comercial, sdo Euterpe
Edulis Mart. e Euterpe Oleracea Mart.

O acai € um alimento abundante, barato, de consumo diério e tradicional. Tornou-se um simbolo da cultura nortista
e esté presente no cotidiano tanto do ribeirinho como do citadino, independente das posses. Esta influéncia é refletida na
economia, nas paisagens, nos cartdes postais, nos dizeres populares, nas manifestagdes artisticas, nas estratégias de
ocupacéo do solo.

MATTOS et al (1999) CALZAVARA, LOPES e SOUZA (1982), REGO (1993), NOGUEIRA (1997), MOURAO

(1999) e outros autores constataram a multiutilidade do acaizeiro apresentadas Tabela 1

Tabela 1. Usos do acai

Componentes Produtos e sub — produtos
Gema Apical Palmito para alimentagdo humana e ragdo animal
Cobertura de casas, parede, cesto, tapetes, chapéu, esteira, adorno caseiro, celulose,
Folhas racdo animal, adubo organico, cobertura morta e sombreamento de sementeiras e
peconhas.
Polpa Alimento, suco, creme, sorvete, licor, geléia, mingau, pudim, producdo de alcool,
Frutos pigmento para tintas Producdo de energia.
Caroco Adubo orgéanico, carburante, aterro.
Cacho (inflorescéncia) Vassoura, artesanato, adubo organico.
Estipe (caule) Construgéo civil, construgdes rurais, lenha, adubo orgénico, celulose e isolamento
térmico, pequenas armadilhas.
Raizes Vermifugo
A planta Paisagismo
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2.1. A Sustentabilidade da Cultura do Agai

O agaizeiro é uma palmeira cespitosa, ou seja,capacidade de emitir brotacGes, ou perfilhos, que surgem na base da
planta crescendo em touceiras, figura 2. Esta caracteristica da a planta uma grande capacidade de regeneracao,
facilitando a sua exploracdo de forma sustentavel. Na literatura é encontrado que uma touceira chega a ter até 25
plantas, em diferentes estagios de crescimento, variando em fungdo das condigdes ambientais. ROGEZ (2000) relata a
existéncia de agaizeiros com até 45 perfilhos por touceiras.
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Figura 2. O Acaizeiro (Euterpe Oleréacea)
Fonte: Canto,S.A.E. 2001

Os agaizeiros sdo dominantes nas regifes de varzea e quando crescem formam agaizais nativos densos e quase
homogéneos (figura 3). Estima-se que o dominio se estenda por 10.000 km?2 principalmente no estuario Amazdnico
(figura 4). Espera-se que diante das perspectivas de crescimento dos mercados interno e externo tendem a aumentar o
interesse de agricultores e grupos empresariais € consequientemente as areas de cultivo.

M Area de Cancentragio da Palmeira Euterpe Olericea Mart.
I Regido do Estudrio Amazédnico

Figura 3. Ambiente nativo dos acaizeiros Figura 4. Local de ocorréncia do acaizeiro (Euterpe
7 a1
Fonte: Canto,S.A.E. 2001 Oleracea) no Brasil

! Fonte:MOURAO, L. (1999)
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O acaizeiro produz praticamente o ano inteiro (ROGEZ, 2000). Entretanto, cada ecossistema apresenta condi¢des
naturais diferentes de producdo de frutos no acaizeiro (MOURAO, 1999), caracterizando safras. POULLET (1998)
indica que no Estado do Amapa a principal época de frutificacdo acontece entre os meses de janeiro a junho, enquanto
JARDIM e STEWART (1994) e outros autores que estudaram o assunto nas microrregides proximas a Belém do Para,

concluiram que a maior producdo ocorre nos periodo da estagdo menos chuvosa na regido, ou seja, entre julho a
dezembro.
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Figura 5. Variac&o na producéio mensal de frutos e palmito (%) comercializados na Feira do Acai, municipio de Belém. 2

Uma palmeira pode gerar até 120 kg de frutos por safra, dependendo do manejo realizado. Como exemplo, a ilha
das Ongas, proximo de Belém, onde os ribeirinhos manejam os agaizais para atender os mercados de Belém. A
producdo média é de 1.158 kg /ha (SHANLEY; CYMERYS e GALVAO, 1998).

2.2. Frutos

O fruto, figura 6, além de ser o produto mais importante do acgaizeiro, também é o interesse principal deste
trabalho. Da polpa dos frutos obtém-se o suco de agai. Um produto que é consumido como alimento, de diversas
formas. A produgdo de polpa varia em torno de apenas 5 a 15% do volume do fruto, evidenciando uma grande
quantidade de residuos gerados no processamento, que pode ser empregado para a geracao de energia térmica e elétrica.

2 Fonte: JARDIM, M. (1996)
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Figura 6. A) Frutos in natura, B) Carocos
despolpados, C) Caroco secionadas e D)

Esquema da seccéo.

Cleatriz

Fonte: Roaez. H.-2000

2.3. Os rejeitos das Amassadeiras como fonte de energia

A répida deterioracdo exige que o acai seja processado e consumido em horas. Desta maneira, 0 processamento € a
venda sdo urbanos, em pontos conhecidos como amassadeiras. (figuras 7, 8 e 9). E possivel encontra-las tanto em
subdrbios como nos centros das cidades . As amassadeiras tém estrutura similar, contando com uma maquina elétrica
tipica (figura 7), que é operada por um maquineiro. Numa explicagdo simplista, a maquina provoca a friccdo dos
carocos, com adigdo de agua para dar a consisténcia desejada ao liquido. O rejeito é descartado. Considerando que o
processamento é feito em areas urbanas, o rejeito geralmente é tratado como lixo urbano, trazendo transtorno para a
coleta.

As amassadeiras realizam uma atividade comercial informal. Sdo populares e tdo numerosas que o controle é
dificil, tanto que ndo se tem conhecimento do nimero exato dos pontos, mas alguns autores estimam que existam mais
de 2.000 amassadeiras de acai somente em Belém, com producdo total em torno de 180 t/dia de polpa. Se for
considerada a exportagdo, este nimero sera muito maior. GUIMARAES (1999) estima que a Ceasa do Rio de Janeiro
receba 2.400 toneladas /ano de polpa de acai vindas somente do Para. Considerando que a polpa representa apenas 5% a
15 % pode se ter uma idéia da quantidade de rejeito gerado.

A producdo de um maquineiro varia bastante em funcdo da safra, nos dias da semana e do tipo de agai vendido.
Baseado nas entrevistas realizadas com maquineiros, a média de consumo € de dois sacos de 60 kg por dia, alguns
chegam a consumir até seis sacos nos finais de semanas.
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Trasmissdo
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Figura7. Maquina elétrica de agai, em perspectiva, com corte Figura 9. Amassadeira de agai Tipica
parcial na carcaca Fonte: Canto,S.A.E. 2001

Como a producdo de acai é dispersa, 0 aproveitamento dos rejeitos para geragéo de energia como foi previsto
no projeto laga,do qual este trabalho estd4 vinculado, ird requerer a identificacdo, a quantificacdo, o transporte e a
concentracdo do material nas usinas termoelétricas propostas para gerar energia. Desta maneira, a estratégia de gestdo
montada empregou um banco de dados para armazenar os dados coletados sobre as amassadeiras, principalmente:
producdo e localizacdo que foram registradas através de coordenadas georefenciadas.

O banco de dados também foi alimentado com informagdes sobre:

e  EspecificagBes técnicas dos equipamentos empregados
o Dados de andlise laboratorial da biomassa
3. A Simulacdo Computacional do Sistema de Co-geracdo de Energia Elétrica

O tratamento de dados permitiu substanciar a obtencao de informagdes sistematizadas como:
1. Simulacdo computacional do funcionamento de uma planta de geracdo de vapor nas condi¢des da tabela 2

Tabela 2. Constantes utilizadas nos calculos

Volume da sacas 0,032 m?
indice de Aproveitamento 100%
Densidade a Granel 723,14 kg / m?
PCI 2738,8007 kcal/kg
Rendimento da Caldeira 85 %
Entalpia do Vapor 666 kcal/kg
Consumo Especifico da Turbina 10 kg/kw

2. Simulagdes computacionais do funcionamento de uma planta a vapor para geracao de energia com turbinas a
vapor, utilizando ciclo Reankine. A 21 kg de vapor/hora

3. Informagdo do indice de aproveitamento (%): quantidade de matéria prima que é aproveitado (produzido) para
o calculo da producéo de energia.
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Informacdo da densidade & Granel (kg/m®) (-6 a massa especifica por unidade de volume das amostras de
biomassa)
Informacéo do PCI (kcal/kg): (o poder calorifico inferior da biomassa )
Informacéo do rendimento de uma caldeira, é indicado em termos de percentagem, e estabelece a relagdo entre
a energia gasta pela (ou fornecida) a caldeira e a energia que ela consegue produzir.
Informacéo da Entalpia do Vapor (kcal/kg): é dada em fungéo da pressdo de operagdo da turbina
Consumo Especifico da Turbina (kg/kW): quociente entre poder calorifico do combustivel consumido e a
quantidade de energia elétrica produzida no intervalo de tempo considerado

4. Procedimentos de Simulacgéo

Para os calculos de simulacao, foram elaborados c4digos computacionais utilizando a linguagem Visual Basic,

tomando como base os parametros de entrada da tabela 02 Os dados de saida da simulacdo para cada amassadeira
pesquisada foram:

Volume da sacas produzidas por dia pelas amassadeiras (m?): quantidade média em volume de uma saca de
acai

Calculo do vapor para geragao de energia (ano, més, dia, hora):vapor destinado a producdo de Energia

Calculo da densidade energética: densidade energética é a quantidade de energia por unidade de volume de um
combustivel.

Caélculo da poténcia elétrica gerada: é a poténcia gerada pela biomassa energética, que pode ser transformada
em energia elétrica.

5. Sistema de informacao geografica (GIS)

Esse sistema consiste na implementacdo de dados georeferenciados, com o intuito de obter a localizagdo das

amassadeiras pesquisadas, utilizando um aparelho de localizagdo por coordenadas georeferenciados (GPS). A partir dos
dados de georeferenciamento, foram gerados mapas do municipio de Belém e seus bairros contendo informacédo de
bairros, hidrografia etc., além da interface com as informac6es do banco de dados do Microsoft Access.

Para esta aplicacgdo, foi utilizado o Software ARC VIEW 3.2a, devido facil manipulacdo dos dados e interface

simples com o banco de dados Microsoft Access, a partir de consultas geradas no mesmo, onde essas consultas
consistem em dados filtrados do banco de dados “banco acgai”.
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6. Resultados

Dos 72 bairros pesquisados, 51 apresentaram potencial para gerar energia elétrica através de biomassa
energética. O levantamento do nimero de proprietario, quantidade de sacas produzidas por dia e o potencial

elétrico de geracdo sdo mostrados nos gréficos 1, 2 e 3.
Determinacgdo da densidade das unidades produtoras (amassadeiras) na cidade
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Gréfico 1. Numero de Proprietarios por Bairro
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Numero de sacas de residuos produzidas por dia pelas “amassadeira” (pontos de venda)
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Grafico 2. NUmero de sacas por Bairro
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Quantificacdo do potencial energético global e por bairro em conseqiiéncia dos residuos.

Simulac&o da geracdo de energia elétrica por ponto de venda identificado, levando em conta o volume
de sacas de agai produzidas.

Poténcia Elétrica (kW/h) X Bairro
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Grafico 3. Potencial Elétrico de Geragédo (kW) por Bairro
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7. Conclusoes

Foram levantados ao todo 1657 pontos de venda de acai, gerando um volume de 5707 sacas gerando
aproximadamente 2 MW de poténcia para utilizacdo de energia elétrica através de um ciclo Reankine.

Os bairros do Jurunas e Guama foram os que apresentaram o maior potencial seguido pelos bairros do
Tapand e da Terra Firme, isto se deve a alta concentracdo de pontos de vendas nestes bairros.

Bairro como Bengui e Cremagdo apesar de possuirem poucos pontos de venda de agai, se sobressaem
sob os demais, pelo fato de pequenos pontos possuirem alta produtividade, caracterizando empresas de agai.

O registro dos dados em banco de dados permitird a elaboragdo de outras simulacfes, dada a
facilidade de manipulacdo das informacgdes oferecidas por este tipo de ferramenta. Tornando uma importante
referéncia para pesquisas futuras e gestéo dos residuos para a geragdo de energia.

Este estudo demonstrou que hd uma enorme possibilidade de aproveitamento desta biomassa para
geracdo de energia elétrica, principalmente aos sitios limitrofes a regido metropolitana de Belém que sdo ainda
desassistidas pela concessionéria local.
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Abstract

Para State is the major producer of Acai in Brazil. After Acai juice is removed, its seed with spherical
shape has no application identified so far and is disposal in large amount at residues areas. Studies done for
the EBMA showed that its high heating value is 4576 kcal/kg, has 19% of fixed carbon, 79% of volatiles
matter and 1% of ash, all in dry mass basis. These figures qualify Acai seeds as a good biomass fuel to be
used either at combustion or gasification process. This work show the results of a survey performed in
Belém where the location of Acai residues deposit are and available amount of residue of Acai at each
location. Each residue location had its coordinates recorded through a GPS and the amount of seeds
registered. All the information was assembled as a data base in a SIG system. This information allowed to
calculation the annually amount of available energy to be used to generate power.

Keywords: Agai, SIG system, generate power, biomass, data base.
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BURNING OF WOOD SLABS IN A CONICAL CALORIMETER. PART I:
CONSUMPTION RATES AND CHARACTERISTIC TIMES
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e-mail: fernando@Icp.inpe.br

André de Castro

Laboratorio Associado de Combustéo e Propulséo, INPE

Rodovia Presidente Dutra KM 40, Cachoeira Paulista, SP, 12630-000
e-mail: andre@Icp.inpe.br

Abstract. This work presents experimental data concerning the combustion characteristics of wood slabs of pinus
(Pinus elliot) burned in a conical calorimeter. The mass evolution, normalized mass evolution, consumption rates,
percent consumption rates, times of self-ignition, pyrolysis and flaming of square slabs (10x10x5cm®) were obtained
for a constant heat output of 2000 W. The behaviours of slabs with fibers parallel or perpendicular to the heating
surface are compared during pre-heating, drying, self-ignition, pyrolysis, flaming, flame extinction and smoldering.

Keywords. Combustion, self-ignition, pyrolysis, smoldering, conical calorimeter, slab
1. Introduction

Ever since prehistoric times humans have known that wood burns and the ability of wood to burn has been both a
benefit and a problem. The capability to predict the burning rate of wood in modern times has become increasingly
important as fire safety engineering moves toward a performance-based approach to building design (Spearpoint, 1999,
2001).

Combustion of biomass, mainly wood, releases pollutants in the atmosphere, increasing global warming, acid rain
formation, production of smoke and particulates. It causes direct problems to the health of populations, worsen visibility
conditions, produces ecological unbalance with reduction in biodiversity, damage the biogeochemical cycles and other
adverse effects (Crutzen and Andreae, 1990).

Combustion of biomass presents several phases: pre-heating, drying, ignition, pyrolysis, flaming, flame extinction,
smoldering and smoldering extinction. The flaming phase occurs when the volatiles from wood pyrolysis mix with air
above the lean flammability limit in the boundary layer adjacent to the wood sample, and the gas temperature is above
the ignition point (Kanury, 1977). Smoldering is a slow flameless heterogeneous burning process in which the residual
char from pyrolysis is oxidized by air. Smoldering can last several days after fires, especially in the case of large logs or
ground vegetation.

Several of the burning phases can occur simultaneously in several conditions, for example, drying and pyrolysis in
the high temperature zones of fixed-bed concurrent and fluid-bed gasifiers/combustors.

Many studies of different aspects of the burning of wood have been made. Abu-Zaid and Atreya (1989) took into
account the effect of moisture on the ignition of cellulosic materials in their studies. Suuberg, Milosavljevic and Lilly
(1994) made a detailed analysis of pyrolysis kinetics of cellulose, the main component of wood. Saastamoinen and
Richard (1996) made a numerical study of the simultaneous drying and pyrolysis of solid fuel particles. Di Blasi et al.
(2003) investigated numerically and experimentally the drying of pinus cylinders in fixed bed under a heated
counterflow air, to analyze drying conditions of wood in gasifiers/combustors. Galgano and Di Blasi (2004) modeled
the propagation of drying and decomposition fronts in wood. Di Blasi er al. (2003) simulated the propagation of an
evaporation front during the entire duration of the process together with significant gas phase convective transport. In
general, the presence of moisture introduces a delay in the heating time, with consequent variations in reaction
temperatures, product distribution and ignition times (Di Blasi et al., 2003).

Pyrolysis is the chemical decomposition of organic materials by heating in the absence of oxygen. Pyrolysis is also a
common technique to produce liquids from solid biomass. The most common technique uses very low residence times
(< 2 s) and high heating rates using a temperature between 350-500 °C and is called either fast or flash pyrolysis. The
production of charcoal through the pyrolysis of wood has been widely used. In many industrial applications the process
is done under pressure and at operating temperatures above 430°C.

The effects of moisture, diameter and heat input on burning characteristics of wood cylinders of several Brazilian
species have been studied experimentally by Castro (2005) and Castro and Costa (2005a,b) using a cylindrical
calorimeter. A theoretical model of burning of wood cylinders was presented by Costa et al. (2003) and a simplified
numerical model to describe the combustion process of wood cylinders was developed by Costa and Castro (2005).
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There is still a limited amount of data in literature related to the drying, pyrolysis and burning processes of Brazilian
woods under controlled conditions. The previous studies made by Costa and Castro focused on combustion
characteristics of wood cylinders with the same wood fiber orientation, i.e., parallel to the heating surface.

Therefore, the objective of this work is to determine and compare combustion characteristics of pinus wood (Pinus
elliot) slabs burned inside a conical calorimeter, considering the effects of wood fiber orientation on burning. Samples
with fibers parallel and perpendicular to the heating surface are tested.

In this paper data are presented concerning mass evolution, mass consumption rates, normalized mass evolution,
percent consumption rates, self-ignition times, end of pyrolysis times, flaming times, of ovendry square wood slabs with
exposed area of 10x10 cm?® and 5 cm thickness.

Results of this work can be employed in the validation of numerical codes, assessment of fire risk, related studies of
fire prevention and simulation of forest fires and fires, in general.

2. Experimental Setup

The tests and the methodology of testing in a cone calorimeter are established by the ASTM E1354-03 “Standard
Test Method for Heat and Visible Smoke Release Rates for Materials and Products Using an Oxygen Consumption
Calorimeter”.

The objective of ASTM E1354-03 standard is to measure the response of materials exposed to controlled levels of
radiating heat, with or without an external igniter. The test is used to determine the ignitability, heat release rates, mass
consumption rates, effective heat of combustion and the release of visible smoke of materials and products.

A cone calorimeter, with a maximum heater output of 5000 W, was built based on the ASTM E1354-03 standard.
Figure 1 depicts the cone calorimeter and Fig. 2 shows the test workbench.

A support was positioned below the heater system and placed on a digital scale, which had a 0.005 g precision and
stabilization time less than 2 s. The heater was turned on by a temperature PID controller connected to a thermocouple
positioned below the heater, outside the flame zone.

A data acquisition system and a continuous gas analyzer were used to register the instantaneous masses and
emissions of CO, CO, and NO, the O, concentrations and temperatures.

The gases generated by the combustions process were removed by a radial fan to avoid smoke accumulation inside
the hood above the calorimeter. The sampling of gases was made by a collection ring with twenty holes symmetrically
distributed. A K-thermocouple registered the exhaustion temperatures of the gas samples. A detailed description of the
cone calorimeter is given by Castro (2005).

3. Sample Preparation

Wood samples were obtained from pinus (Pinus elliot) trees, recently cut. The logs were cut in 30 cm dowells,
which were packed and frozen until machining. Freezing reduced moisture losses and wood deterioration, thus yielding
good machining conditions. The samples were machined as slabs (10x10x5 cm?®) and, after machining, the slabs were
packed and frozen again.

Due to density variations in the samples, 24 dry slabs were selected with standard deviation less than 5 %. Dry slabs
were used in order to reduce the mass dispersion and to assure more similar physical properties among the samples.

Before test, the slabs were oven dried during 24 h, at 103 °C, since tests were made at a 600 m altitude. At the sea
level the standard temperature is usually 105 °C. It was assumed that only moisture is released from wood at this
temperature.

Six ovendry square slabs with total dry mass similar were chosen for measuring mass evolution and consumption
rates in the cone calorimeter: 3 slabs with exposed surface parallel to the wood fibers and 3 slabs with exposed surface
perpendicular to the wood fibers.

4. Test procedure

Initially the heater system and the sample support were aligned vertically on the scale and the computer was
connected to the scale serial output and turned on. The heat output was set at 2000 W by a PID controller. The heater
was turned on until the air flow to reach a steady temperature, measured by a thermocouple below the heater. This
temperature remained approximately constant until the flaming period, when it raised to 700-850 °C, depending on the
sample characteristics. During the smoldering phase the measured air flow temperatures were about 550 °C.

The samples were unfrozen 24 hr before the test and then ovendried. After their masses were verified, they were
placed on the sample support, below the cone heater. Thus, the scale registered the instantaneous mass of the sample at
intervals of 1s during about 25 min, with a constant heat output from the heater.

The data acquisition system was started just after the sample was placed on the sample support.

Radiation heating and burning convected the hot air upward and brought cold air from the ambient into the heater.

Figure (3) shows photos of burning of pinus slabs in the cone calorimeter.
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Figure 2 - Experimental workbench.

5. Results

Figures 4 and 5 present the mass evolution, Figs. 6 and 7 present the normalized masses, Figs. 8 and 9 present the
consumption rates, and Figs. 10 and 11 present the percent consumption rates of oven dry pinus slabs for heated
surfaces parallel or perpendicular to the wood fibers. In these figures m is the instantaneous mass, m, is the initial mass,
m/m, is the normalized mass, dm/dt is the consumption rate, and (—100/m)dm/dt is the percent consumption rate of a
slab. t is the heating time of the slab in the calorimeter. Data were selected at 10 s intervals, reducing scale stabilization
effects.

It can be seen in Figs. 4-7 that the curves of mass evolution and normalized masses present points with a significant
curvature change. In these tests all slabs self-ignited. If ignition occurs, the points with a change of curvature indicate
the self-ignition and the flame extinction moments. In case of no ignition, they indicate the pyrolysis start, the end of
pyrolysis and the change of the pyrolysis regime, with modification of the pyrolysis rate. After flame extinction or, in
case of no flaming, after the end of pyrolysis, the smoldering process begins.

The points of start, end of pyrolysis and change of the pyrolysis regime change are identified more clearly observing
the spikes and curvature changes in the curves of consumption rates and in the curves of percent mass consumption
rates. Even when there is no self-ignition these curves present spikes, and the start of the pyrolysis process can be
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identified by the end of the initial increase in the consumption rates. The end of the pyrolysis process can be identified
by the beginning of the region with a low and approximately constant consumption rate, indicating the existence of a
smoldering process. In the region between ignition and flame extinction, the curves of consumption rates have,
approximately, a parabolic profile for samples with heated surfaces perpendicular to the wood fibers and approximately
semi-parabolic for the samples with heated surfaces parallel to the wood fibers.

The curves of mass evolution present low dispersion for slabs with heated surfaces parallel to the wood fibers,
differently from the slabs with exposed surfaces perpendicular to the fibers. The normalized mass curves also follow
this tendence. The consumption rate curves and the percent consumption rate curves present a larger dispersion, due to
the presence or not of flaming and the different self-ignition times. It is verified that the wood fiber orientation affects
the release rate of volatiles, which is larger, during pyrolysis, for samples with parallel fibers. Such observation can be
associated to the different thermal conductivities of wood with respect to fiber’s orientation. Thermal conductivity in
the fiber direction can be two times larger than the thermal conductivity in a direction perpendicular to the fibers. In
samples with fibers oriented parallel to the heating surface the thermal conductivity is lower, and the release rate of
volatiles is larger due to the higher temperature, caused by the lower heat diffusion towards the cold bottom of the slab.

The curves of percent mass consumption rate present oscillations during smoldering, due to the lower masses at that
phase and scale stabilization and delay time. Moving averages could be taken from the mass evolution data in order to
determine an average profile without oscillations in the smoldering phase.

Figure 2 — Burning of pinus slabs in the cone calorimeter.

It is verified on Table 1 that the char fraction at end of pyrolysis and smoldering rates are not significantly affected
by the orientation of the fibers. Pyrolysis rates were about 10 % larger for slabs with fibers parallel to the exposed
surface than for fibers perpendicular to the exposed surface. Slabs C and F had ignition times much larger than the other
slabs with the same fiber directions, probably due to physical and chemical heterogeneities inside the log from where
the slabs were obtained. The average time of end of pyrolysis (flame extinction) for parallel orientation is about 2550 s,
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while for perpendicular orientation is about 2900 s, approximately 350 s larger, however the pyrolysis time is about the
same for slabs parallel or perpendicular 2 and 3.

Additional data concerning CO, CO,, UHC and NO emissions, oxygen consumption and exhaustion temperatures
for the samples presented in this paper are given by Costa and Castro (2006).

Table 1 presents comparative data of the slabs with heating surfaces parallel and perpendicular to the wood fibers.

Table 1 — Slab data with different fiber orientations.

Fiber orientation| m, tig tep Aty Mig Mep Am, | dmp/dt | me/m, m; | dmJ/dt

)] (s) () (s) (¢)] (@) @ | (@) | (%) @ | (gls)
Parallel 1 173,57 | 700 | 2550 | 1850 |128,52| 41,40 | 87,12 |0,0471| 23,85 | 26,51 |0,0090
Parallel 2 180,58 55 2560 | 2505 |177,40| 39,80 |137,60|0,0549| 22,04 | 19,62 |0,0110
Parallel 3 184,45 22 2540 | 2518 |183,30| 40,90 |142,40|0,0566| 22,17 | 23,75 |0,0090

Perpendicular 1 | 182,35 | 2061 | 3155 | 1094 | 85,94 | 41,33 | 44,61 |0,0408| 22,67 | 30,33 |0,0100
Perpendicular 2 | 178,60 57 2650 | 2593 |176,00| 36,76 |139,24|0,0537| 20,58 | 20,45 |0,0100

Perpendicular 3 | 180,37 | 390 | 2850 | 2460 |156,00| 44,83 |111,17|0,0452| 24,85 | 31,83 |0,0090
m, = initial mass, tj; = ignition time, t,, = end of pyrolysis time, At, = pyrolysis time,
Mep = Mass at end of pyrolysis, Am, = pyrolysed mass, dmj/dt = pyrolysys rate, me,/m, = char fraction,
m. = char mass at t = 4000 s, dm./dt = smoldering rate at t = 4000 s.
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Figure 4 — Mass evolution of pinus wood slabs with heated surface parallel to the wood fibers.
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Figure 5 — Mass evolution of pinus wood slabs with heated surface perpendicular to the wood fibers.
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Figure 6 — Normalized mass evolution of pinus wood slabs with heated surface parallel to the wood fibers.
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Figure 7 — Normalized mass evolution of pinus wood slabs with the heated surface parallel to the wood fibers.

0.18

0.16 ——Paralelo 1

-8~ Paralelo 2

Paralelo 3

0.14 f]

b
0-12 T
0.10
0.08

-dm/dt (g/s)

0.06
0.04

%
0.02 ;
0.00 =

0

600 1200 1800 2400 3000 3600 4200

tempo (s)
Figure 8 — Mass consumption rates of pinus wood slabs with the heated surface parallel to the wood fibers.
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Figure 9 — Mass consumption rates of pinus wood slabs with the heated surface perpendicular to the wood fibers.
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7. Conclusions

Combustion characteristics of pinus wood (Pinus elliot) slabs (10x10x5 cm®) were studied in a conical calorimeter
with a heater output of 2000 W. The effects of fiber orientation on drying, self-ignition, pyrolysis, flaming and
smoldering were analysed. All samples presented self-ignition and significant flaming. Slabs with fibers perpendicular
to the heated surface showed two well-defined pyrolysis regions and presented larger self-ignition times, larger end of
pyrolysis times, lower pyrolysis rates (about 10 %) than slabs with fibers parallel to the heated surface. Smoldering
rates and char fractions at the end of pyrolysis (flame extinction) were not significantly affected by fiber orientation.
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BURNING OF WOOD SLABS IN A CONICAL CALORIMETER. PART I1:
EMISSIONS, OXYGEN CONSUMED AND EXHAUST TEMPERATURES
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Abstract. This work presents experimental data concerning the combustion characteristics of wood slabs of pinus
(Pinus elliot) burned in a conical calorimeter. Emissions of CO, CO,, NO and UHC, oxygen molar fractions and
temperatures of exhaust gases from burning slabs (10x10x5 cm®) were measured. The combustion behaviour during
pre-heating, drying, self-ignition, pyrolysis, flaming and smoldering, for a constant cone calorimeter output of 2000 W,
is compared and analysed for slabs with heated surfaces parallel and perpendicular to the wood fibers.

Keywords. Combustion, self-ignition, pyrolysis, smoldering, conical calorimeter, slab
1. Introduction

Ever since prehistoric times humans have known that wood burns and the ability of wood to burn has been both a
benefit and a problem. The capability to predict the burning rate of wood in modern times has become increasingly
important as fire safety engineering moves toward a performance-based approach to building design (Spearpoint, 1999,
2001).

Combustion of biomass, mainly wood, releases pollutants in the atmosphere, increasing global warming, acid rain
formation, production of smoke and particulates. It causes direct problems to the health of populations, worsen visibility
conditions, produces ecological unbalance with reduction in biodiversity, damage the biogeochemical cycles and other
adverse effects (Crutzen and Andreae, 1990).

Combustion of biomass presents several phases: pre-heating, drying, ignition, pyrolysis, flaming, flame extinction,
smoldering and smoldering extinction. The flaming phase occurs when the volatiles from wood pyrolysis mix with air
above the lean flammability limit in the boundary layer adjacent to the wood sample, and the gas temperature is above
the ignition point (Kanury, 1977). Smoldering is a slow flameless heterogeneous burning process in which the residual
char from pyrolysis is oxidized by air. Smoldering can last several days after fires, especially in the case of large logs or
ground vegetation.

The burning phases can occur simultaneously in several conditions, for example, drying and pyrolysis in the high
temperature zones of fixed-bed concurrent and fluid-bed gasifiers/combustors.

Many studies of different aspects of the burning of wood have been made. Abu-Zaid and Atreya (1989) took into
account the effect of moisture on the ignition of cellulosic materials in their studies. Suuberg, Milosavljevic and Lilly
(1994) made a detailed analysis of pyrolysis kinetics of cellulose, the main component of wood. Saastamoinen and
Richard (1996) made a numerical study of the simultaneous drying and pyrolysis of solid fuel particles. Di Blasi et al.
(2003) investigated numerically and experimentally the drying of pinus cylinders in fixed bed under a heated
counterflow air, to analyze drying conditions of wood in gasifiers/combustors. Galgano and Di Blasi (2004) modeled
the propagation of drying and decomposition fronts in wood. Di Blasi er al. (2003) simulated the propagation of an
evaporation front during the entire duration of the process together with significant gas phase convective transport. In
general, the presence of moisture introduces a delay in the heating time, with consequent variations in reaction
temperatures, product distribution and ignition times.

Pyrolysis is the chemical decomposition of organic materials by heating in the absence of oxygen. Pyrolysis is also a
common technique to produce liquids from solid biomass. The most common technique uses very low residence times
(< 2 s) and high heating rates using a temperature between 350-500 °C and is called either fast or flash pyrolysis. The
production of charcoal through the pyrolysis of wood has been widely used. In many industrial applications the process
is done under pressure and at operating temperatures above 430°C.

The effects of moisture, diameter and heat input on burning characteristics of wood cylinders of several Brazilian
species have been studied experimentally by Castro (2005) and Castro and Costa (2005a,b) using a cylindrical
calorimeter. A theoretical model of burning of wood cylinders was presented by Costa et al. (2003) and a simplified
numerical model to describe the combustion process of wood cylinders was developed by Costa and Castro (2005).
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Nevertheless, there is still a limited amount of data in literature related to the drying, pyrolysis and burning
processes of tropical woods under controlled conditions. The previous studies made by Costa and Castro focused on
combustion characteristics of wood cylinders with the same wood fiber orientation, along the vertical/axial direction.

The objective of this work is to analyse the effects of fiber orientation on combustion characteristics of Pinus elliot,
a common softwood in Brazil, using slabs burned inside a conical calorimeter. Data are presented concerning CO, CO,,
UHC (unburned hydrocarbons) and NO emissions, oxygen fraction and exhaust temperatures from gas products of
ovendry square wood slabs (10x10x5 cm®), burned inside a cone calorimeter with a heat output of 2000 W.

Results of this work can be employed in the validation of numerical codes, assessment of fire risk, related studies of
fire prevention and simulation of forest fires and fires, in general.

2. Experimental Setup

The tests and the methodology of testing in a cone calorimeter are established by the ASTM E1354-03 “Standard
Test Method for Heat and Visible Smoke Release Rates for Materials and Products Using an Oxygen Consumption
Calorimeter”.

The objective of ASTM E1354-03 standard is to measure the response of materials exposed to controlled levels of
radiating heat, with or without an external igniter. The test is used to determine the ignitability, heat release rates, mass
consumption rates, effective heat of combustion and the release of visible smoke of materials and products. A cone
calorimeter, with a maximum heater output of 5000 W, and a test workbench were built based on the ASTM E1354-03
standard.

The workbench includes a support structure, hood, radial fan, gas analyzer (Eurotron Greenline 8000), a data
acquisition system, gas sampling ring, an ice bath, gas filters, a power control unit, electrical wiring, thermocouples and
digital displays of temperature. Figure (1) depicts the cone calorimeter inside the test workbench.

The heater is turned on by a temperature PID controller connected to a thermocouple positioned below the heater,
outside the flame zone. The data acquisition system and the continuous gas analyzer are used to register the
instantaneous masses, consumption rates and the emissions of CO, CO,, UHC and NO, the O, concentrations in the
exhaust gases, slab temperatures, and exhaust gas temperatures. The measurement errors were 5 ppm for CO and UHC,
500 ppm for CO, and 1 ppm for NO and O,.

The gases generated by the combustions process are removed by a radial fan to avoid smoke accumulation inside the
hood above the calorimeter. The sampling of gases is made by a collection ring with twenty holes symmetrically
distributed. A K-thermocouple registers the exhaustion temperatures of the gas samples. A detailed description of the
cone calorimeter is given by Castro (2005).

Figure (2) shows a photo of a pinus slab burning in the cone calorimeter.

3. Sample Preparation

Wood samples were obtained from pinus (Pinus elliot) trees, recently cut. The logs were cut in 30 cm dowells,
which were packed and frozen until machining. Freezing reduced moisture losses and wood deterioration, thus yielding
good machining conditions. The samples were machined as slabs (10x10x5 cm®) and, after machining, the slabs were
packed and frozen again.

Due to density variations in the samples, 24 dry slabs were selected with standard deviation less than 5 %. Dry slabs
were used in order to reduce the mass dispersion and to assure more similar physical properties among the samples.

Before test, the slabs were oven dried during 24 h, at 103 °C, since tests were made at a 600 m altitude. At the sea
level the standard temperature is usually 105 °C. It was assumed that only moisture is released from wood at this
temperature.

Six ovendry square slabs with total dry mass similar were chosen for measuring mass evolution, consumption rates,
emissions and exhaust temperatures: 3 slabs with exposed surface parallel to the wood fibers and 3 slabs with exposed
surface perpendicular to the wood fibers. It should be noted that the presence of heterogeneities, inclusions and resins in
the wood can affect significantly the burning characteristics.

4. Test procedure

Initially the heater system and the sample support were aligned vertically on the scale and the computer was
connected to the scale serial output and turned on. The heat output was set at 2000 W by a PID controller. The heater
was turned on until the air flow to reach a steady temperature, measured by a thermocouple below the heater. This
temperature remained approximately constant until the flaming period, when it raised to 700-850 °C, depending on the
sample characteristics. During the smoldering phase the measured air flow temperatures were about 550 °C.

The samples were unfrozen 24 hr before the test and then ovendried. After their masses were verified, they were
placed on the sample support, below the cone heater. Thus, the scale registered the instantaneous mass of the sample at
intervals of 1s during about 25 min, with a constant heat output from the cone heater.
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The data acquisition system was started just after the sample was placed on the sample support.
Radiation heating and burning convected the hot air upward and brought cold air from the ambient into the heater.

Figure 1 — Burning of pinus slabs in the cone calorimeter.

Figure 2 — Burning of a pinus slab in the cone calorimeter.

5. Results

Figures 3 and 4 present CO, emissions, Figs. 5 and 6 present CO emissions, Figs. 7 and 8 present NO emissions,
Figs. 9 and 10 present UHC emissions, Figs. 11 and 12 present O2 molar fractions in the exhaust gases and Figs. 13
and 14 present temperatures in the exhaust gases of oven dry pinus slabs for heated surfaces parallel or perpendicular to
the wood fibers.

Samples Parallel 1 and Perpendicular 1 did not present early ignition and showed only short periods of flaming at
the end of pyrolysis. It can be observed that CO, and CO are produced during flaming. The samples which did not
ignite early (Parallel 1 and Perpendicular 1) did not present significant formation de CO,, but showed peaks of CO,
during the residual flaming. Probably, the presence of resins and inclusions in samples 2 and 3, both with parallel or
perpendicular fibers, caused their early ignition. The accuracy of CO, emissions were relatively large, 500 ppm, but the
periods of significant CO, emission could be clearly identified.
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The CO emissions are small during flaming and are significant (about 100 ppm) during smoldering, after the
flaming period. Samples Parallel 1 and Perpendicular 1 showed large emissions of CO during pyrolysis (mass loss
without flaming), probably due to the simultaneous smoldering, and also presented the larger UHC emissions.

It was observed an increase on flame heights just before flame extinction, because the entire slab attained a high
temperature with an easier volatile exhaustion caused by surface cracking and enlarging of pores.

The exhaust temperatures of slabs that ignited early followed the mass consumption rate curves, as expected,
because the heat release is proportional to the consumed mass. Exhaust temperatures were higher at ignition and at
flame extinction and presented constant values during smoldering.

Maximum oxygen consumption occurred during ignition decreased continuously during flaming and was almost
insignificant during smoldering.

Additional data concerning mass evolution, consumption rates, percent consumption rates and characteristic times
for the samples presented in this paper are given by Costa and Castro (2006).

Table 1 shows the maximum emissions, minimum O, molar fractions and maximum exhaust temperatures of all
slabs, with fibers parallel or perpendicular to the heating surface. Table 2 shows some data on mass and characteristic
times of the slabs, to help to explain the burning behavior.

It should be noted that wood combustion is a complex interplay of physical and chemical processes and non-uniform
samples can show different burning characteristics. In the samples studied the peak emissions of gases did not show
significant differences, but the exhaust temperatures of samples with perpendicular fibers to the heating surface were
higher than the exhaust temperatures of samples with parallel fibers, probably due to the easier release of volatiles.

Table 1 — Maximum emissions, minimum O, molar fractions and maximum exhaust temperatures, for
slabs with fibers parallel or perpendicular to the heating surface.

Fiber orientation / | Max. CO, | Max. CO | Max. NO | Max. UHC | Min. O, Max. exhaust
slab # (ppm) (ppm) (ppm) (ppm) (molar %) | temperature (°C)
Parallel 1 1000 480 6 420 20.8 92
Parallel 2 2000 150 5 110 20.5 95
Parallel 3 3000 130 8 290 20.5 103
Perpendicular 1 1000 550 6 370 20.8 101
Perpendicular 2 3000 150 6 270 20.5 106
Perpendicular 3 1000 520 6 190 20.9 99

Table 2 — Slab mass and time data with different fiber orientations.

Fiber orientation / m, tig tp | dmp/dt | mep/my m. | dm/dt
slab # 9 (s) () | (9ls) | (%) 9 | (gls)
Parallel 1 173,57 | 700 | 2550 |0.0471| 23.85 | 26.51 | 0.009
Parallel 2 180.58 55 2560 [0.0549| 22.04 | 19.62 | 0.011

Parallel 3 184.45 22 2540 |0.0566 | 22.17 | 23.75 | 0.009
Perpendicular 1 | 182.35 | 2061 | 3155 [0.0408| 22.67 | 30.33 | 0.010
Perpendicular 2 | 178.60 57 2650 |0.0537| 20.58 | 20.45 | 0.010

Perpendicular 3 | 180.37 | 390 | 2850 [0.0452| 24.85 | 31.83 | 0,009
m, = initial mass, tjy = ignition time, t,, = end of pyrolysis time, m, = mass at end of pyrolysis,
dmy/dt = pyrolysys rate, me,/m, = char fraction, m; = char mass at t = 4000 s, dm./dt = smoldering rate at t = 4000 s.
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Figure 3 — CO, emissions from a burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 4 — CO, emissions from burning pinus slabs with fibers perpendicular to the heating surface.
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Figure 5 — CO emissions from burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 6 — CO emissions from burning pinus slabs with fibers perpendicular to the heating surface.
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Figure 7 — NO emissions from burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 8 — NO emissions from burning pinus slabs with fibers perpendicular to the heating surface.
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Figure 9 — Molar fractions of O, in gases from burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 10 — Molar fractions of O, in gases from burning pinus slabs with fibers perpendicular to heating surface.
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Figure 11 — UHC emissions from burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 12 — UHC emissions from burning pinus slabs with fibers perpendicular to the heating surface.
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Figure 13 — Exhaust temperatures of gases from burning pinus slabs with fibers parallel to the heating surface.
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Figure 14 — Exhaust temperatures of gases from burning pinus slabs with fibers perpendicular to the heating surface.
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7. Conclusions

The combustion characteristics of slabs of pinus wood (Pinus elliot) were studied in a conical calorimeter. Square
pinus slabs, 10x10x5 cm?, were burned with a heater output of 2000 W. The emissions of CO, CO,, NO and UHC, the
oxygen molar fractions and the temperatures of the exhaust gases were measured. The combustion behavior during pre-
heating, drying, self-ignition, pyrolysis, flaming and smoldering was compared and analysed for slabs with heated
surfaces parallel and perpendicular to the wood fibers. One of the three samples for each fiber orientation did not
present early ignition, but presented residual flaming. Flaming characteristics were more uniform and the exhaust
temperatures were higher for samples with parallel fibers than for samples with fibers perpendicular to the heating
surface. Smoldering characteristics of all samples were similar.
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Abstract. Commercial propane was used to study the combustion of volatiles released from coal particles burning in fluidized beds.
A set of experiments was made with four different sizes of sand particles. In these experiments mixtures of air and propane were
blown into the fluidized bed through the distributor. The fluidized bed was heated with an electrical resistance placed around the
reactor. The following measurements were made: the dry molar fractions of CO,, CO and O, in the flue gases, the bed temperature
and the intensity of the combustion noise. The objective was to determine the way fluidization disturbs the combustion mechanism of
propane. For some experiments hematite, was introduced in the bed..A mathematical model concerning the tests performed without
hematitet, was developed to evaluate the concentrations of chemical species and temperature in bubbles, clouds and particulate
phase, and also the mass and energy transfer between bubbles and particulate phase. The comparison between numerical and
experimental results allowed a better understanding of the combustion of volatiles inside fluidized beds.

Keywords. combustion, fluidized bed, propane, volatiles.
1. Introduction

When a batch of particles of coal is thrown into a hot fluidized bed, the particles release their volatile material and
the remaining coke particles begin to burn. The volatiles released by coal particles consist mainly of H,, CO, CH,4 and
other higher hydrocarbons, Hesketh and Davidson (1991a and 1991b). The combustion of these higher hydrocarbons
begins with their fragmentation into smaller hydrocarbons like propane, Westbrook and Dryer (1981), and because of
this propane can represent well the volatiles released from coal. Consequently, the fuel used in this work was
commercial propane with 91 % (w/w) of propane.

The explosions of propane and air mixtures in a fluidized bed can occur either inside the bed, at an unknown
distance above the distributor, or above the free surface of the bed, Dennis et al. (1982), depending on the temperature.
The temperature of the fluidized bed at which combustion takes place when the bubbles reach the free surface of the
bed is known as critical temperature. For a bed hotter than the critical temperature, the bubbles burn inside the bed,
while below the critical temperature the bubbles burn above the bed, (Dennis et al., 1982; Hayhurst, 1991; Ribeiro and
Pinho, 1998; Hayhurst and Tucker, 1990).

Aoyagi and Kunii (1974) observed that the combustion of the volatiles released from coal particles burning inside
fluidized beds takes place when these coal particles are inside the gas bubbles rising in the interior of the bed. In such
situation and according to these authors, there is a flame around the burning coal particles and, as soon as the particles
move into the clouds surrounding the bubbles, the flame extinguishes. Pillai (1981) studied the combustion of propane
air mixtures in shallow beds and realized that the combustion reaction had to take place inside the bubble phase.
Stubington et al. (1990) refer that the volatiles released from the coal particles either burn inside the bed or above its
free surface. Hayhurst and Tucker (1990) and Hayhurst (1991) have shown that particles of coal burning in fluidized
beds yield CO inside their own pores and that such CO burns in the bed, either inside the rising bubbles or above the
free surface. Hayhurst (1991) has also shown that if the bed is composed by particles covered with platinum (catalyst),
the CO formed at the surface of the coal particles by heterogeneous reactions burns in the particulate phase. Hesketh
and Davidson (1991a) studied the combustion of coke in beds fluidized with mixtures of air and propane and concluded
that the propane burns only inside the bubbles and never in the particulate phase. Hesketh and Davidson (1991b)
studied also the combustion of stoichiometric mixtures of methane-air and propane-air in a bed working under incipient
fluidizing conditions to find out if there were inhibition effects on the particulate phase for the gaseous phase
combustion reactions.

Bulewicz et al. (1997), determined the composition of the off gases from shallow fluidized beds, with maximum
depth of 15 mm, burning natural gas. They concluded that there is no connection between the composition of the flue
gases and the sand size; that the CO concentration varied strongly with bed temperature at 900 °C; and that the NO
concentration varied with temperature, bed depth and excess air.
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Hayhurst and Parmar (1998) have shown that the formed CO in a bed working in the temperature range of 1000 up
to 1400 K, burns to CO, either inside the bubbles or above the bed. Above 1400 K the combustion of CO takes place
near the particles from where it was formed. They have also shown that the combustion of CO takes place close to the
particles of coal when the size of particles of sand is small.

Ribeiro and Pinho (1998) also studied the burning of stoichiometric mixtures of methane and propane with air and
defined an incubation parameter to link the pre-ignition delay with an average bubble rising time. Such parameter can
broadly be defined as a Damkholer number (Kanury, 1977; Williams, 1985; Borman and Ragland, 1998) for
combustion inside the bubbles of a fluidized bed. Ribeiro and Pinho (2004) measured the concentrations of CO,, CO
and O, in the off gases and the noise level at the free board of deep fluidized beds, resulting from the combustion of
pre-mixtures of propane and air. An overview of the curves of CO,, CO and O, mole fractions, with the fluidized bed
operating conditions, allowed the definition of four categories of operational conditions by taking into account common
trends.

Hayhurst and Lawrence (1996) studied the combustion of CsHsN in fluidized beds. In their experiments the
particulate phase was composed either by sand or a mixture of sand and CaO and the fluidizing gas used was a mixture
of O, and N,. The authors noticed that the presence of CaO in the particulate phase lowers the content of CO in the flue
gases, but the kinetic mechanism that accelerates the burning of CO in the presence of CaO was not explained.
Hayhurst and Lawrence (1997) studied, in a fluidized bed with particles of sand, the chemical reactions between iron
and either iron oxides or the nitrogen oxides NO and N,O. The fluidizing gas used was nitrogen; NO and N,O were also
blown into the fluidized bed.

Gokulakrishnan and Lawrence (1999) studied the combustion of CsHsN, mixed with traces of the catalyst HCI, in a
fluidized bed of sand. The gas CsHsN was pre-mixed with HCI, and then this mixture was blown into the fluidized bed.
The aim of the study was to determine the effect of HCI on the concentration of CO, NO, and N,O on the off gases. The
authors concluded that HCI inhibits the creation of CO,, but increases the yielding of CO. On the other hand, the
authors also found that an increase of the temperature of the fluidized bed entails a lower yielding of CO.

2. Experimental installation

The fluidized bed was contained in a refractory steel tube of internal diameter of 80 mm with a stainless steel plate
distributor with 101 holes (0.3 mm diameter), drilled according to a 7 mm square pitch, Ribeiro and Pinho (1998). For
some experiments the fluidized material was silica sand of group B, Geldart (1986), with four different sizes: 400-500
pm, 315-400 um, 250-315 pm and 200-250 um. In the remaining experiments hematite, with a grain size of 420-500
pum, was mixed in the particulate phase with the sand 400-500 um, in such a way to get 5% (w/w) of hematite in the
particulate phase. The bed was heated up by a 4.2 kW electrical resistance, placed around the reactor tube and inserted
in refractory clay pieces. Two K-thermocouples were used to measure the temperature at two different locations in the
fluidized bed, and were connected to a data acquisition system. Another identical K-thermocouple was connected to the
controller of temperature of the fluidized bed. The uncertainty associated with these thermocouples is the maximum of
2.2 °C or 0.75 % of the reading. To measure the composition of the combustion gases, CO,, CO and O, analyzers were
used. The CO, and CO analyzers were of non-dispersive infrared type; their precision was 0.5 % of the maximum scale
reading; the maximum of scale for the CO, analyzer was 25 % and for the CO analyzer was 5 %. The O, paramagnetic
analyzer had a linearity better than 0.1 %; its precision was under 0.1 %; and the reading was affected at most 0.05 %
by the battery charge. To measure the sound level yielded by the combustion it was used a sonometer from TES model
1351, with a range from 35 to 130 dB, precision of £1.5 dB, resolution of 0.1 and a delay of 125 ms; the curve of
ponderation used was suitable for sounds of low intensity.

The gas sampling and suction probe was made of stainless steel, 4 mm inner diameter and 5 m in length. The
collected gases were cooled to 50 °C before reaching the analyzers. The gas sampling and suction probe and the
sonometer probe were placed about 10 cm above the bed at the fixed state. During each experiment the fluidized bed
was heated from 400 to 900 °C, and at every four seconds, the readings of the three analyzers of the flue gas, the
sonometer and the arithmetic mean of the readings of the two thermocouples immersed in the bed, were recorded. More
details on the experimental procedure can be seen at Ribeiro and Pinho (2004).

2. Experimental results
2.1. Combustion of pre-mixtures of propane and air

Experiments were performed with four different sizes (400-500, 315-400, 250-315 and 200-250 um), five static bed
heights (10, 15, 20, 25 and 30 cm) and three different mass flow rates of reactants, Tab. (1), with 0, 10, 20 and 30 %
excess air, giving a total of 240 experiments.

The fluidized beds were hydrodynamically characterized, for a given temperature T, and each sand size used,
through velocities u(T), un(T), the ratio u/u.(T) and also by the definition of the threshold temperature for the
appearance of slugs. Table (1) gives, for all sand sizes, the mass flow-rates, the mole fractions of air and propane in all
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mixtures injected into the fluidized bed, and equations for u(T). Table (2) presents the ratio u/uy (T), for all
experimentally studied situations.

Table 1. Mass flow-rates, mole fractions and u(T). All sand sizes.

Excess Air C3Hg Air C3Hg Air ulT

% kg/min kg/min - - m/s/ K

0 1.073x10° | 1.628x107 0.040 0.960 1.596x10
0 1.190x10° | 1.778x10% 0.040 0.960 1.745x10*
0 1.305x10° | 1.981x10% 0.040 0.960 1.943x10*
10 9.770x10* | 1.628x107 0.037 0.963 1.590x10
10 1.073x10° | 1.778x107 0.037 0.963 1.738x10*
10 1.190x10° | 1.981x10% 0.037 0.963 1.935x10*
20 9.040x10* | 1.628x107 0.034 0.966 1.586x10™
20 9.770x10* | 1.778x107 0.034 0.966 1.731x10*
20 1.097x10° | 1.981x107 0.034 0.966 1.930x10*
30 8.299x10™ | 1.628x107 0.031 0.969 1.581x10™
30 9.040x10™ | 1.778x107 0.031 0.969 1.727x10*
30 1.001x10° | 1.981x10% 0.031 0.969 1.923x10*

Table 2. The ratio u/uy: (T) for all situations experimentally studied.

Air flow rate Air flow rate Air flow rate
Sand size 1.628x107 (kg/min) 1.778x10 (kg/min) 1.981x107 (kg/min)
200-250 um U/Un=2.644x10"°x T+5% U/U=2.890x 107X T-5%° U/up=3.217x107°xT-5%
250-315 um U/Un=1.810x10"°xT5%° U/Up=1.976x10°xT-5% U/Up=2.200x 107> T-5%
315-400 pm U/Up=1.719x10°xT*% U/Up=1.879x10°xT-5% Ul =2.091x 105X T-o%
400-500 pm U/Un=1.636x10°x T U/Un=1.789x10"°x T-5% U/up=1.991x107°xT-5%

It was noticed after analysing the dry mole fractions of CO,, CO and O, that the combustion of propane usually
accelerates for temperatures of reactant mixture above 500 or 600 °C. Above this range, it is possible to detect four
simultaneous phenomena: the generation velocities of CO, and CO accelerate sharply; the consumption of O, rises
sharply; the noise level yielded by the combustion also increases sharply. These four phenomena occur owing to auto-
ignition of reactant mixture in the fluidized bed.

In a closed vessel where there is a homogeneous mixture of air and propane at one atmosphere, the auto-ignition
temperature is 480 °C, Monnot (1978). However, in all 240 tests, the auto-ignition temperature was found to be higher.
This happens because the free radicals in a fluidized bed are more likely to collide with a solid surface than inside a
closed vessel. These wall collision reactions entail heterogeneous chain termination reactions, (De Soete, 1976; Turns,
2000), disrupting the kinetic mechanism of combustion inside the bed, Dennis et al. (1982).

The mole fractions of CO,, CO and O, in the dried flue gases were measured and plotted towards the fluidized bed
temperatures. The graphs were organized into four different types, according to the evolution of the CO,, CO and O,.
Fig. (1) represents schematically these four types of graphs, with the corresponding CO,, CO and O, evolutions. In
some cases, the values shown in y-axis indicate the peak value that can be attained by the mole fraction considered. For
curves type 1l and 1V, there is a disturbance around 750 °C, which will be explained later.

Table (3) presents the types of curves obtained for all performed tests. The types of graphs of Fig. (1) are mostly a
function of the sand size and the depth of the fluidized bed. In the table there are cells with more than one type of graph
assigned. In such cases the frequency of appearance of the type of graph diminishes from the left to the right, in the
sequence contained in those cells.

Graphs of type | are typical of situations when propane burns with the smaller sand sizes and for Hy,; < 20 cm, Tab.
(3). The dry mole fraction of CO, increases with the temperature of fluidized bed after the auto-ignition; the dry mole
fraction of CO drops to zero beyond 750-800 °C; the dry mole fraction of O, decreases as the temperature increases,
which is in line with the increase of production of CO, as the temperature of the fluidized bed increases, see Fig. (1).

Graphs of type Il are associated with the higher sand sizes and 10 cm < H,x< 20 cm. The dry mole fraction of CO,,
at the moment of auto-ignition, rises sharply from 0 to around 5-6 %, and remains constant thereafter. The dry mole
fraction of CO attains a peak at the temperature of auto-ignition and becomes almost zero for higher temperatures. The
dry mole fraction of O, is 20.8 % up to the auto-ignition, drops abruptly to 8-11 % and stays around this value after the
auto-ignition. As the sand size increases, the gas-solid contact surface in the particulate phase drops and the probability
of free radicals generated inside the bubbles of avoiding wall collision reactions, after being transferred to the
particulate phase, increases too. Since the number of radicals in the particulate phase increases, the acceleration effect
of these radicals is enhanced when they re-enter the bubbles.
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Table 3. The ratio u/uy: (T) for all situations experimentally studied.

Hme (cm) Curve types
30 11 1H/1v /v /v
25 11 /111 1/11/IV 1/nnv
20 | I/ 1/ /v
15 [ 111 /11 /17111
10 | 111 1/11 1/1
Sand size (um)  —250+200 -315+250 —400+315 —500+400
Curves Type |
A 0 _’]_ 0/ A A
0, .
10% %CO, ’ %CO 20 %
T.a.i ! T al

Curves Type ll

10 % #C0,
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T ai
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Figure 1. Curve types of dry mole fractions against the fluidized bed temperature.
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Type 11 graphs are related with H,s> 20 cm. The dry mole fraction of CO, rises slightly after the auto-ignition of
the mixture, around 600-650 °C, up to 5-7 % attained at about 700-750 °C. The dry mole fraction of CO increases with
temperature from the auto-ignition up to 700 °C; at this temperature, the dry mole fraction of CO drops slightly, and
resumes rising at 700 °C up to 750 °C, where it attains a peak; beyond 700-750 °C the dry mole fraction of CO
decreases slightly with temperature until it becomes almost zero, above 850 °C.

As seen in graphs of either type | or type I, the peak of dry mole fraction of CO in the off gases coincides with the
auto-ignition of the mixture. The most interesting feature of the graphs of type 111 consists in that the peak of dry mole
fraction of CO in the off gases occurs about 100 °C above the auto-ignition temperature. This is likely a consequence of
the appearance of slugs inside the fluidized bed, which entails a mixing of packs of sand among bed regions at different
temperatures. The result is a sharp drop of the temperature of the fluidized bed in the formerly hotter zones and the
partial quenching of the combustion. This explains the peak of dry mole fraction of CO about 100 °C beyond the auto-
ignition temperature.

Type IV graphs only appear for beds with Hys> 25 cm, Tab. (3). Typical curves of CO,, CO and O, mole fraction
against the temperature of the fluidized bed are shown in Fig. (2). In this graph there is a feature not found in the
previous situations, the disturbance that appears in the curves around 750 °C. For a deep bed, when the temperature
reaches 750 °C its value drops steeply to 730 °C, and thereafter it resumes increasing. This disturbance is due to the
appearance of slugs whose ascensions induce transfer of portions of sand between hotter and colder zones of the
fluidized bed. In the shallow fluidized beds there are no slugs, so the curve of temperature against heating time has a
shape without disturbances, Ribeiro and Pinho (2004).
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Figure 2. Mole percentage of CO,, CO and O, against temperature of the fluidized bed. Hy¢ = 30 cm; sand size: 315-400
um; air and propane with 30 % of excess air; air: 1.628x10% kg/min; propane: 8.299x10™ kg/min. u/up; =
1.719x10°x T with T in Kelvin.

It was noticed that, for a given temperature, a fluidized bed yields more CO as its depth increases. All CO in flue
gases is generated inside the bubbles, and is partially transferred by diffusion and advection from the bubbles to the
particulate phase. If inside the bubbles the hydrocarbons disappear, then the existing CO will be converted in CO,,
while the CO existing in the particulate phase must remain unchanged owing to the quenching of reactions. Therefore,
for a given temperature and provided the bubbles only explode above the free surface of the fluidized bed, the bed
yields more CO as its height increases, because bubbles have more time to generate CO and to transfer it to the
particulate phase. If a bubble explodes inside the fluidized bed, its yielding of CO will increase as the time elapsed after
its formation at the distributor up to its explosion, increases.
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2.2. Combustion of pre-mixtures of propane and air in a silica sand fluidized bed with hematite

It was also studied the combustion of air propane mixtures in fluidized beds, but with the catalyst hematite. The
composition of the flue gases and the sound level at the freeboard were measured and recorded. The results obtained
with the reactor containing just sand were compared with homologous results obtained in the same reactor containing
the mixture of hematite and sand. The bed material was silica sand of 400-500 um and the hematite grain size was of
420-500 um. The mass fraction of hematite in the particulate phase was 5%. Five static bed heights were considered:
10, 15, 20, 25 and 30 cm. The value of H,; was considered equal to the static height of the fluidized bed. Only one flow
rate of reactant mixture was used in all experiments, corresponding to a stoichiometric mixture: 1.073x10°® kg/min of
propane and 1.628x107 kg/min of air.

From the experiments no clear influence was found of the use of hematite upon the auto-ignition temperature of the
gaseous reactant mixture, Table (4). However when there is hematite in the bed, combustion always started inside the
bed whereas without hematite combustion always started above the bed free surface and only after the bed temperature
reached the critical value, the reaction moved inside the particulate phase.

Table 4. Characteristic bed temperatures. Without (nh) and with (wh) hematite.

Bed depth Auto-ignition temperature (nh) | Critical temperature (nh) | Auto-ignition temperature (wh)
[cm] [°C] [*C] [*C]
10 623 to 632 940 601 to 602
15 546 to 550 930 547 to 550
20 546 to 554 770 560
25 564 740 428
30 619 730 not measured
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Figure 3. Noise level in function of the temperature of the fluidized bed for all tested bed depths, without (nh) and with
(wh) hematite.

It was observed visually that without hematite and between the auto-ignition temperature and the critical
temperature, violet flames stood above the bed, and disappeared when the bed critical temperature was reached. On the
other hand, with hematite in the bed, no clear distinction between auto-ignition and critical temperature could be
detected. In such circumstances the combustion always took place inside the bed, and the noise level was always around
70 dB.

As far as combustion noise and exhaust gases composition during normal combustion are concerned, in the present
work only data obtained in the temperature range of 700 to 900 °C, where the combustion is already well developed, are
analysed and discussed. It was noticed that the sound level yielded by the combustion is louder for all experiments
without hematite for beds of 10, 15 and 20 cm depth. For the 25 cm depth bed the sound level is almost equal for both
situations whereas for the deeper bed, 30 cm, the combustion with hematite is noisier, Fig. (3). It can be said that when
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there is hematite in the solid phase the combustion noise is around 70 dB for all bed temperatures in the 700 to 900 °C
range. During all the experiments with hematite the characteristic crackling of the combustion of gaseous mixtures in
fluidized beds was not heard. At the free board it was not seen either explosions of bubbles or a continuous violet flame.
In fact, the colour of the free surface was always bright orange.

The dry mole fractions of CO, and CO in the exhaust gases at the free board are higher when in the particulate
phase there is hematite compared with the case when the particulate phase only contains sand, Figs. (4) and (5). The
presence of hematite in the particulate phase tends to accelerate the chemical reactions of combustion. Indeed, the
hematite tends to speed up the auto-ignition of the mixture; on the other hand, with hematite it is likely that bubbles will
explode near the distributor on account of the low level of noise yielded by the combustion. Besides, as the particles of
hematite stay outside the bubbles, then if the concentrations of CO, and CO in the off gases at the free board increase
when in the particulate phase there is hematite, such increase is owing to the fact that the kinetic mechanism is not
completely quenched in the particulate phase.
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Figure 4. %CO, function of the fluidized bed temperature for all tested depths, without (nh) and with (wh) hematite.
3. Mathematical model

A mathematical model is proposed to show the evolution of temperature, chemical composition and energy release
or transfer in bubbles, clouds and particulate phase, in a fluidized bed where there are bubbles, of a mixture of air and
propane, moving up through the particulate phase. The analysis begins as the bubbles are formed at the orifices of the
distributor, until they explode inside the bed or emerge at the free surface. The model also analyses of what happens in
the gaseous mixture that leaves the free surface of the fluidized bed until the propane is thoroughly burnt. It is
essentially built upon a simple quasi-global mechanism for the combustion reaction and the mass and heat transfer
equations from the two-phase model of fluidization. The aim was not to propose a new modelling approach, but to
combine classical models, one concerning the reaction Kinetics and the other the bed hydrodynamic aspects, to obtain a
better insight on the events occurring inside a fluidized bed reactor. Experimental data to validate the numerical model
were obtained through tests on the combustion of commercial propane, in a laboratory scale fluidized bed, using four
sand particle sizes: 400-500, 315-400, 250-315 and 200-250 um. The mole fractions of CO,, CO and O, in the flue
gases and the temperature of the fluidized bed were measured and compared with the numerical results.

The philosophy adopted consisted in the coupling of classic and well established models for the overall kinetics of
combustion and for the hydrodynamics of the bed. The global kinetic mechanism for the combustion of hydrocarbons
proposed by Hautman et al. (1981) was chosen; besides, as the backbone for the bed hydrodynamics, it was chosen the
classic two phase theory of fluidization of Davidson and Harrison (1963), although it was followed the approach of
Kunii and Levenspiel (1990). Although more recent global kinetic mechanisms for the combustion of hydrocarbons
could be applied, they all follow the same basic assumptions, as can be seen in the review of Westbrook and Dryer
(1981), and the final result is not at all different from what can be obtained through the adopted mechanism.
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Figure 5. %CO function of the fluidized bed temperature for all tested depths, without (nh) and with (wh) hematite.

The kinetic mechanisms do not proceed in the particulate phase owing to quenching by heterogeneous reactions,
Aoyagi and Kunii (1974), Ribeiro and Pinho (2004). So, it will be assumed that the kinetic mechanisms only proceed
within the bubbles, and are quenched outside them. Besides, the rising of the bubbles along the fluidized bed entail
intense advection of sand in the particulate phase, and therefore the particulate phase will be considered as well stirred.

As a result of the turbulence created inside the bubbles by cross flow, it will be assumed in this model that the
gaseous mixture inside the bubbles is well stirred. The chemical composition of the bubbles will then be a function of
the time elapsed since they were generated at the distributor.

The adopted global kinetic mechanism for the combustion of mixtures of air and propane is composed by the
following four reactions, Hautman et al. (1981),

C3H8—)1.502H4+H2, (1)
C,H4+0,—2C0O+2H,, 2
C0O+0.50,-5CO,, 3)
H2+0.502—)H20. (4)

The authors also proposed equations to evaluate the rate of each of the previous four chemical reactions. These rate
equations were integrated using a fourth order Runge-Kutta numerical scheme.

Bubbles in a fluidized bed are surrounded by clouds and outside these clouds there is the particulate phase. The
chemical species generated inside a bubble are transferred to the cloud by two processes: diffusion and advection of gas
between the cloud and the bubble. The overall mass transfer coefficient of species i between a bubble and the respective
cloud, (Kyn)p(i), based on the volume of the bubble, is given by, Kunii and Levenspiel (1990),

D 05025

Ei-N2 g
e = 5
. ©)

125

(K ), (1) :4.5L:Dl'+5.85

e e

where U is the incipient fluidization velocity, D, is the equivalent diameter of the bubble and Dg;.y; is the diffusivity of
species i on N,. The equivalent diameter D, of the bubbles existing in the fluidized bed at the level z, measured from the
distributor, can be evaluated through, Darton et al. (1977),

D, =054(u-u,, /* (z+40/A, )% g . 6)

where A, is the distributor area per each orifice and u is the superficial velocity of the gas crossing the reactor.
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The bubbles contain many chemical species that are represented by a set of eight species, CsHg, C,H,, CO,, CO, H,,
0,, H,0 and N,, Hautman et al. (1981). It was assumed that the diffusivity of species E; from a bubble to its cloud is
nearly the diffusivity of species E; to N,, Dginz, Kanury (1977) and Borman and Ragland (1998). Therefore, the
concentrations of chemical species existing inside bubbles at the instant t, evaluated through the rate equations of the
kinetic mechanism, must be corrected in order to account for the mass transfer between bubbles and their clouds during
the time interval At. It means that two physically simultaneous phenomena were mathematically uncoupled: one of
these phenomena consists on the generation of species owing to the kinetic mechanism; the other consists on the species
transfer from bubbles to their surrounding clouds. That separation will be more accurate as At diminishes.

There is also mass transfer between the clouds and the particulate phase. The mass transfer occurs only by
diffusion, and the overall mass transfer coefficient between a cloud and the particulate phase for species i, based on the
volume of the bubble, (Kne)u(i), is given by, Kunii and Levenspiel (1990),

. Di_ u 0.5
f E3N2 b} (7)

(K,), (i)= 6.78(

The rate of temporal variation of the concentrations of chemical species in the particulate phase was obtained
through a balance for a generic species E;: the temporal variation of the number of moles of E; in the particulate phase
equals the difference between the mole flow-rate of E; that enters the particulate phase through the distributor, and the
mole flow-rate of E; that leaves the particulate phase through the free surface of the fluidized bed, plus the mole flow-
rate of E; that issues from the clouds into the particulate phase.

The temperature of a bubble changes because: (i) among the set of reactions, Egs. (1) to (4), the first is endothermic
while the other three are exothermic; (ii) there is heat transfer by conduction between bubbles and clouds and
particulate phase; (iii) there is mass transfer between bubbles and clouds. The overall heat transfer coefficient between a
bubble and its surrounding cloud, based on the volume of the bubble, is given by, Kunii and Levenspiel (1990),

(ﬂ'bpbcpb )}/2 9%
o

e

u C
U ), = 4.5{%} 1585 (®)

The thermal conductivity of the gas of a bubble A,, was considered equal to the thermal conductivity of the air. This
was done because the gas of the bubbles is not very much different from air.
The temperature of the bubbles was evaluated by

dT,
PoCpp d_tb =Q ©)

where pnCyy i the calorific capacity of the bubble and Q encompasses the net calorific power per volume of bubble
generated by all chemical reactions occurring inside the bubble and the net calorific power entering into the bubble
owing to heat conduction and cross-flow. The mathematical model evaluated the temperature of the bubble at the
instant t+At with the temperature of the bubble at t and the value of Q corresponding to the net calorific power of the
bubble during At.

As stated before the bubbles can explode inside the fluidized bed. From the model of Hautman et al. (1981) it can
be concluded that these explosions are triggered by the disappearance of propane in the bubbles, which in turn entails
the disappearance of intermediate hydrocarbons in the bubbles at, theoretically, infinite velocity. If inside the bubbles
there is enough amount of oxygen, the intermediate hydrocarbons will be converted suddenly and thoroughly into
carbon monoxide and hydrogen, Eq. (2). If inside the bubbles there is not enough oxygen for the complete oxidation of
intermediate hydrocarbons according the reaction (2), the proposed model will assume that intermediate hydrocarbons
will be converted into carbon monoxide and hydrogen until the extinction of oxygen, which means that in this case
there will be intermediate hydrocarbons unburned inside the bubbles after the explosions. The model of Hautman et al.
(1981) predicts that the extinction of intermediate hydrocarbons triggers the extinction of hydrogen at very high
velocity. If inside the bubbles after the complete oxidation of intermediate hydrocarbons there is enough amount of
oxygen to burn hydrogen, then the hydrogen will be converted suddenly and totally into water, Eq. (4). If inside the
bubbles there is not enough oxygen for the complete oxidation of hydrogen according to Eq. (4), then the model will
assume that hydrogen will be converted into water until the extinction of oxygen, which entails that in this case there
will be unburned hydrogen inside the bubbles after the explosions.

When bubbles explode inside the fluidized bed, the matter that constitutes them will be thrown away in all
directions and at high speed. Hayhurst (1991) noticed that from that matter thrown away results new bubbles. Since the
chemical composition of these new bubbles is equal to the chemical composition of the original ones, then the
equivalence ratio of the mixture of the new bubbles should be very high. So, the velocity of combustion of CO will be
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very slow inside the new bubbles and it is plausible to assume that the kinetic mechanism is frozen inside these new
bubbles. In the particulate phase, it was already said that this mechanism is frozen. Therefore, the proposed model
neglects everything that eventually happens since the bubbles explode inside the fluidized bed until they surface. When
the bubbles surface, the model assumes that the gas from bubbles mixes adiabatically and at constant pressure with the
gas leaving the fluidized bed from the particulate phase

The number of moles of chemical species existing in bubbles when these bubbles surface, was obtained multiplying
the species concentration [Eib(tex.)], by the total volume of bubbles with age t, Vi, €valuated according Mori and
Wen (1975), by

Vi o = 2.300[ A(u-u,, )]% (10)

If the bubbles do not explode inside the fluidized bed the model assumes that gases from bubbles mix adiabatically
and at constant pressure with gases coming from the particulate phase at the free surface of the fluidized bed. The rising
time of bubbles across the fluidized bed ty,, was evaluated by the following equation, Ribeiro and Pinho (1998),

H’ . (11)

(u —umf)H +O,93(u—umf )%[(H +4\/A_0)% —(4\/A_0)%}

Above the free surface of the fluidized bed the model applies the kinetic mechanism of Hautman et al. (1981) to the
mixture of gas from bubbles and of gas from the particulate phase.

The initial concentrations of propane, oxygen and nitrogen in the bubbles were calculated with the flow-rates of
propane and air, assuming that the bubbles were at atmospheric pressure and initially at the environment temperature.
For the intermediate hydrocarbons, C,H, in the model, and for CO, H, and H,0, initial concentrations different of zero
were considered. It was adopted as the initial concentrations for all these species one thousandth of the initial
concentration of propane. The rising of the bubbles along the fluidized bed entails intense advection of sand in the
particulate phase, and therefore the particulate phase will be considered as well stirred. For this phase, the initial
concentrations for CsHg, C,H,, CO,, CO, H, and H,O were taken as zero; the initial concentrations for N, and O, were
the same as in the environment.

The computer program can perform calculations until the complete combustion of fuel, but it was assumed that the
chemical reactions are quenched at the instant when the calculated dry mole fractions of CO,, CO and O,, on the flue
gases leaving the fluidized bed, are the closest to the homologous measured values.

sub

H
Ly = — =
Ub

4. Numerical results

For each of the four sand particle sizes used in this study were done twelve simulations covering three different bed
temperatures (973, 1073 and 1173 K), four bed heights (0.1, 0.15, 0.2 and 0.25 m), for the same reactant volumetric
flow rate (2.3518x10™ m?/s), under stoichiometric conditions. The discussion herein concerns only the temperatures
inside the bubbles obtained for just three of those simulations, for the sand size of 400-500 um. Data corresponding to
these three simulations are given in Tab. (5). These three cases are paradigmatic of the situations that can occur during
the combustion of a gaseous mixture of air and propane in a fluidized bed: explosion of bubbles above the free surface
of the fluidized bed, near the free surface of the fluidizing bed, and inside the fluidized bed.

Table 5. Conditions for the numerical simulations.

Simulation 1 Simulation 2 Simulation 3
Une (20 °C, 101325 Pa) m/s 3.01x10™ 3.01x10™ 2.20x10™
U/Upg - 1.56 1.56 2.12
Huut m 0.10 0.25 0.10
T K 973 973 1173
Vmist (20 °C, 101325 Pa) m3/s 2.3518 x10* 2.3518 x10 2.3518 x10*

Figure (6) shows the evolution of temperature of the bubbles, as they rise inside the bed, for the three simulations
under analysis. In simulation 1 the temperature of the bubbles diminishes as the bubbles rise along the fluidized bed.
This temperature drop can be understood with the balance of the energy generated per volume of bubble through the
exothermic chemical reactions (2), (3) and (4) and the endothermic reaction (1), as well as the energy per volume of
bubble transferred by the bubbles to clouds and to the particulate phase. The sum of all these energetic components is
negative. It can be seen through the curve for simulation 2 that the temperature inside the bubbles drops as these
bubbles rise until about 0.15 m; above this level the temperature of bubbles increases slightly. The initial drop of the
temperature of bubbles occurs because the cooling effect of endothermic reaction (1) outweighs the heating effect of
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reactions (2), (3) and (4), which are exothermic. Above the level 0.15 m the exothermic reactions accelerate the release
of heat. For simulation 3 the bubbles of reactant mixture explode approximately at the level 0.0025 m, inside the
fluidized bed, near the distributor. When bubbles explode, the energy absorbed by reaction (1) increases swiftly up to a
peak, and after this peak it drops to zero almost instantaneously. That increase of energy release occurs because the
propane existing inside the bubbles breaks at high speed during explosion and generates intermediate hydrocarbons; the
ensuing drop of energy release is owing to the disappearance of propane during explosion of bubbles. The explosion is
induced by the large production of thermal energy through reactions (2), (3) and (4).
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Figure 6. Temperature of the bubbles. Simulations 1 and 2 refer to the lower abscissa and the left ordinate axis.
Simulation 3 refers to the upper abscissa and the right ordinate.

Table 6. Comparison among measured and calculated values for dry mole fractions of gaseous species.

Calculated values Measured values
Simulation Temperature CO, CO 0O, CO, CO 0O,
- K % % % % % %
1 2199 6.39 0.01 10.34 5.9 0.008 12.0
2 2210 6.55 0.04 10.08 7.0 0.04 10.0
3 2226 6.06 0.003 10.84 6.5 0.003 11.5

4.4 Comparison between measured and calculated values

In Tab. (6) are presented the calculated and the measured values for the situations of simulations 1, 2 and 3. The
computer program can perform calculations until the complete combustion of fuel, but it was assumed that the chemical
reactions are quenched at the instant when the calculated dry mole fractions of CO,, CO and O,, on the flue gases
leaving the fluidized bed, are the closest of the homologous measured values.

The departure between calculated and measured dry mole fractions of CO,, CO and O, in the flue gas seldom
exceeds 10 % of the measured value, for all studied situations.

4.4 Conclusions
Results of experimental and numerical experiments concerning the overall behaviour of commercial propane

combustion in a laboratory scale bubbling fluidized bed reactor were presented. The importance of using a low cost
catalyst on pollutants emission and noise reduction was shown.
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The simple numerical model allowed a better understanding of the combustion reactions taking place inside the
bubble phase. A close approach was obtained among measured and calculated gas dry mole fractions at bed exit.
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Abstract. The fuel used as energy source for an aluminum melting is of extreme importance for a better performance, however, the
type of oxidant can also lead to better performance, leading to a greater preservation of the equipments. Air is more abundant and
cheaper, however due to the presence of nitrogen, there is undesirable Nox formation. An alternative is to employ pure oxygen.
Although, it is the more expense, it can lead to a cleaner and much more efficient combustion process, by significantly altering the
combustion aspects inside the furnace, such as the shape of the flame and the distribution of temperature and heat flux. In the
present work, numerical simulations were carried out using the commercial package FLUENT, analyzing different cases with pure
oxygen and air as the oxidant for the combustion of liquid fuel. The results showed the possible damages caused by the process if
long or too intense and concentrated flames are present, increasing very much the wall temperatures and compromising the heat
flux on the aluminum surface.

Keywords. combustion, industrial furnaces, oxidant, liquid fuel
1. Introduction

There are several industrial combustion applications which may benefit from the use of oxygen-enriched air or pure
oxygen as the oxidizer during the combustion process. The effects are many. Oxygen enrichment increases the flame
temperature, promotes soot formation and oxidation, and can decrease pollutant emissions compared with hydrocarbon-
air systems.

The formation of nitrogen oxides (NOx) in air-feed combustion systems represents a significant source for this
pollutant within the industrial sector. With the increase in the world-wide utilization of fossil fuels, the control of NOx
emissions has become an issue of global concern. Additionally, with increasing oil prices, the use of lower quality fuels
will worsen the problem. Advances in computational modeling tools and the increased performance of computers have
made comprehensive modeling of NOx formation and destruction a valuable tool to provide insights and understanding of
the NOxX reaction processes in combustion systems. This technology has the potential to enhance the application of various
combustion techniques used to reduce NOx emissions from practical combustion systems (Hill and Smmot, 2000).

Hill and Smoot (2000) presented a review on the modeling of NOx reactions in combustion systems, with an
emphasis on coal-fired systems, including NOx control technologies, NOx reaction processes, and techniques to
calculate chemical kinetics in turbulent flames. Models of NOx formation in combustion systems were reviewed.
Comparisons of measured and predicted values of NOx concentrations were presented for several full-scale and
laboratory-scale systems.

Numerical modeling has became an important tool in the design and optimization of industrial equipments and also
in the prediction of the emission of pollutants such as CO (carbon monoxide), SOx (sulfur oxides), and NOx. Recently,
several numerical studies were developed to analyze the combustion process with different fuels, using pure air, oxygen
or a mixture of both as the oxidizer. These studies provided detailed descriptions for the temperature, velocity and
species concentration fields within various geometries of industrial combustion equipment.

The work of Yang and Blasiak (2005) described the CFD modeling of the combustion of liquified propane gas
(LPG) with highly preheated air in a regenerative burner system. Results for various parameters, including the furnace-
wall temperature and the concentration of gaseous species, were obtained for a semi-industrial furnace. The results
indicated that the flame spread could be well predicted by using the numerical model. It was also found that the
regenerative burner could provide high energy savings and lower emissions of NO.
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In Frassoldati et al. (2005), the attention was focused on a new procedure, based on CFD, for the determination of
NOx emissions from combustion processes, which allowed the use of very detailed reaction schemes. The procedure
was validated for the case of high swirled confined natural gas diffusion flames, with available experimental data of
German TECFLAM (2006) for a 150 kW thermal load swirl burner. The predictions of NOx were obtained by post-
processing the flow and temperature fields, as predicted by the CFD model, and lumping together computational cells
similar in terms of NOx formation. The resulting macro-cells were assumed to be a network of ideal reactors, which
were simulated adopting detailed kinetic mechanisms.

Wang at al. (2005) developed a comprehensive CFD model by integrating procedures for detailed chemistry, soot
formation and oxidation, and thermal radiation, into a three-dimensional unstructured CFD code. The detailed
chemistry kinetics was modeled by using 122 chemical species and 677 elementary reactions. The model was applied to
an oxygen-enriched, turbulent, non-premixed propane flame. The results showed that soot radiation decreased flame
temperature and NOx emissions, substantially, especially in the flame-tip region. They also investigated the importance
of modeling the radiation effects accurately for predicting the soot and NOx formation adequately.

Nieckele et al. (2004) described a numerical simulation of the 100% oxy-firing combustion process inside an
industrial aluminum re-melting reverb furnace. Three different configurations were analyzed including the comparison
between the staged versus non-staged combustion processes. The numerical procedure was based on the finite volume
formulation and the kappa-epsilon model of turbulence. The combustion was modeled based on the finite rate models of
Arrhenius and Magnussen, and the Discrete Transfer Radiation model was employed for predicting the radiation heat
transfer. The numerical predictions allowed for the determination of the flame patterns, species concentration
distribution, temperature and velocity fields.

The flow field inside aluminum furnaces with different types of burners and operating conditions was analyzed in
(Nieckele et al, 2004, 2005). Also, numerical and experimental investigation in an industrial aluminum melting furnace
with oxygen enriched combustion was carried out in Brewster et al. (2001). The temperature distribution on the
refractory walls was verified. The model over estimated the turbulent mixture and, on the other hand, the CO (carbon
monoxide) concentrations were under estimated near the burner region, probably because the kinetic effects were
neglected. Numerical simulations inside an industrial burner in an aluminum melting furnace were also carried out in
Mukhopadhyay et al. 2001. It was shown that the flame height grows with the fuel velocity for a given air-fuel ratio,
and with the reduction of the air velocity, for a given fuel velocity. In Nieckele et al. (2002) a turbulent natural gas
flame in a cylindrical furnace was simulated, using finite rate models and modeling chemical reactions in two different
ways: in a simple manner, where the fuel combustion was predicted in one single global reaction; and with a two-step
process, where the carbon monoxide could be predicted in an intermediate reaction. The results for both models showed
a good agreement with the experimental data found in the literature, although it was observed that the physical
phenomena was better described by the two step reaction.

With respect to the numerical modeling of the spray flow of liquid fuels, a single model that predicted the source terms
for the mean mixture fraction and its variance is proposed in Reveillon and Vervisch, (2000). The source term for the mean
mixture fraction due to the droplet vaporization is normally provided by an Eulerian-Lagrangean formulation which,
according to the authors, is not satisfactory when applied to the calculation of the source terms that are associated to the
fluctuations of the mixture fraction. In Demoulin and Borghi (2002) turbulent combustion of a diesel spray was
investigated, utilizing probability density functions for each fluctuating variable in the liquid and gas phases, showed that a
proper description of the temperature fluctuations caused by the presence of the droplets is crucial for a better estimation of
the reaction rates.

In the present work, numerical simulations were carried out using the commercial package FLUENT, version 6.2
(2006) to determine the flow field, species and temperature distribution inside an aluminum industrial furnace,
employing air and pure oxygen for the combustion of liquid fuel. The advantages and disadvantages of each type of
oxidant are addressed.

2. Problem Set-up

The furnace geometry was represented as a rectangular prism of 4.0 m length, 1.5 m wide and 2.0 m height,
presented in Fig. 1a. Fig. 1b illustrates details of the frontal plane, and different view of the inlet configuration. Due to
symmetry, only half furnace was solved.

The lower limit of the furnace was considered to be the liquid aluminum surface with a small aluminum oxide layer
of 0.5 mm above it. The aluminum oxide layer was considered to describe the oxidization of the aluminum surface by
the water that results from the combustion, which can act as an isolator and can compromise the quality of the product.

The vertical symmetry plane passes through the center of the chimney between the two pairs of oxidant and fuel
injectors. The inlets of oxidant and fuel as well as the outlet of the combustion products are located at the same wall
(Fig. 1b). The center of the burner is located 0.65m above the aluminum oxide layer and 0.80m away from the
symmetry plane. Fuel is injected in the center and the oxidant surrounds it. The oxidant injector is located 0.20m above
the burner. Both burner and oxidant lance are formed by a central opening and a set of small orifices surrounding the
central opening, which are here represented by an annular opening. Two cases were analyzed, both with liquid fuel
Ci9Hj39, one with oxygen as oxidant and the other with air as oxidant. The inlet geometry of oxidant depends on the
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oxidant. The liquid fuel burner has a central opening area equal to 2.89x10™ m* for both cases. For the case with
oxygen as oxidant, the oxidant and burner lances have the same geometry, and the annular opening area is equal to
1.38 x 10” m’. For the case with air as oxidant, a larger mass flow rate is necessary. Therefore, the inlet areas are larger
to maintain the same order of magnitude of the velocity at the entrance. In this case, in the oxidant lance the central
opening area is equal to 2.13 x 10~ m’. The annular opening areas for both lances are equal to 3.53 x10™ m”. The jets
are directed away from the refractory walls, angles of 15° in the vertical plane and 10° in the horizontal plane were set.
The height of the center of the rectangular chimney coincides with that for center of the burner, its half width measures
0.50m and its height measures 0.60m.
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(a) Schematic of the furnace and geometry (b) Injection and chimney geometry

Figure 1. Problem configuration

Considering a typical aluminum load of 16 tons (which corresponds to a volume of 6m®), assuming an approximate
process time of 1 hour, and knowing that the aluminum latent heat is 397.4 kJ/kg, a heat transfer rate of 880 kW must
be extracted from the aluminum surface, in order to represent the energy necessary to melt the entire load of aluminum.

The inlet temperatures of oxygen and air were set as 298 K, while all refractory walls were considered as insulated.
The inferior surface of the furnace represented the aluminum bath; and the aluminum melting temperature of 1013 K
was imposed.

3. Mathematical Modeling

The turbulent flow and heat transfer inside the furnace were solved numerically using the finite volume technique
and the commercial code FLUENT, version 6.2. The average forms of the conservation equations of mass and
momentum are given by:

div (pv)=0 ; div(pvv) =div[per (grad v+ (gradv)T 1-grad P (1

where p is the density, Vv is the velocity vector, and p.s = pty is the effective viscosity, obtained by the Boussinesq’s
hypothesis. The modified total pressure P =p — (2/3) [ pesdiv v + p x ], takes into account the contributions due to the
turbulent fluctuations. The turbulence k—& model was used for calculating the turbulent viscosity, which is defined as
U= cy p «’/e, where « is the turbulent kinetic energy and gthe dissipation for the turbulence kinetic energy. The
conservation equations of k and ¢ are given by:

div(pvi) =div|(u + p¢ / Pre) grad k]+ (G-pe) ; div(pve) = div{ (1 + lf—t) grad s}(ch—cz pe) S ()
I'S K

In the above equations, Pr, and Pr, are the turbulent Prandtl numbers for k and €, and were set equal to 0.7. The
constants were set as ¢,;=1.4, ¢,=1.9, and ¢,=0.09. The term G = p, [grad v +(grad v)'] o grad v stands for the
generation of turbulence kinetic energy. The above equations were solved simultaneously with the conservation
equations of mass and momentum, providing the solution for the turbulent flow problem.

The density of the gaseous mixture was calculated using the ideal gas law, p = p,,/ [RTZ; (mi/M;)], where p,, is the
average operation pressure inside the furnace, that was to be equal to one atmosphere.

For all dependent variables wall functions were employed for setting up the conditions close to the solid
boundaries, following the procedure described in Launder and Spalding (1974) and Patankar and Spalding, 1967.

The temperature field within the furnace was obtained solving the energy equation, where the total enthalpy h is
defined by the sum of the enthalpies for each species h; weighted by its mass fraction m;,

div(pvh):div{(i+iJgradh}+Sh ; h=%mh ; h; :j% ] cpj dT+hj-)(Tref,j)' 3)
ret, ]

Pr Pr
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and h;° is the formation enthalpy at the reference temperature T,.;; and cp; is the specific heat at constant pressure of
specie j. The term Sy= Si.ctSrg, represents the enthalpy source due to the chemical reactions (combustion) and the
radiation heat transfer. The turbulent Prandtl number, Pr,, was set at 0.5.

3.1. Auxiliary Models

The source term in the energy equation due to radiation was calculated using the Discrete Transfer Radiation Model
(DTRM). In this model, the change in the radiant intensity I, integrated over all wavelengths, along a path S is
calculated according to dI/dS = - a. I + o o T*/n, if scattering is neglected. The terms on the left side represent the loss
by absorption and the gain by emission due to the participating medium, respectively.

The model integrates the above expression along several directions starting from each control volume on the
domain surfaces. The source term S,,4 is calculated locally by summing the changes in intensity for all the rays crossing
the control volume. The Weighted Sum of Gray Gases Model (WSGGM) was used for the calculation of the absorption
coefficient (Smith et al, 1982).

The generalized finite rate model, combined with the Arrhenius-Magnussen model (Fluent, 2006; Kuo, 1986), was
selected to obtain the source term due to chemical reactions in the energy equation. The chemical species distributions
are obtained through the solution of n-1 transport conservation equations, where n represents the number of species.
The general form of the conservation equation for each chemical species is given by

div(pvm;)= div[(u/Sc+ Lt /Sct)gradmi]-i-Ri +5; )

In the above equation, the terms R; and S; represent the sources for each species. The former is associated with the
transformations due to chemical reactions, and the later may represent addition from the dispersed phase. The term R;,
may be expressed by the sum of the reaction rates (generation or consumption) for species i in every reaction k, as
denoted by R;y, according to R ; = Xx R j. The turbulent effect is taken in consideration by the turbulent diffusion
coefficient, 1/Sc,, where the turbulent Schmidt number Sc, was set equal to 0.5.

With the combined Arrhenius-Magnussen model, the combustion reactions rates are determined by the smallest
value between the Arrhenius and the Magnussen models, which are respectively given by

m;* Zm
ik p™p

i Ko %)
Ny kMj=* ZpNpkMp

Yik . e .
Ri,k =T]i,kMiTBkAkeXp(— Ek/RT)]_[jCjJ 5 Ri,k:ni,kMiKlp Emm

In these expressions j* represents the reactant which gives the smallest value for R;y , and K; and K, are empirical
constants, set as 4.0 and 0.5, respectively.

Two cases were considered, in the first one, pure oxygen was employed as oxidant while for the second case, air
was used as oxidant. For both cases, liquid fuel, C,9H30, was employed as fuel. The stoichiometric coefficients for the
reaction must be specified in accordance to

C19H30+ 26.5 02 — 19 C02 +15 Hzo (6)

The Magnussen reaction rate expression does not require any additional information. The parameters for Arrhenius
and Arrhenius-Magnussen models are: Ay = 3.60 x 10° (m3/s)/km01; Ey = 126 MJ/kmol; y0,=1.5, Ycor=Ym20=Px=0.

The prediction of the trajectory of a discrete phase droplet is performed by integrating the force balance on the
droplet, which is written in a Lagrangian reference frame as follows:

dup
dt

18 Re
=Fg (u-up) Fd:—HCD—d ; Red:pdp‘up—u‘/u (7

(ppdd) 2

where Fy is the drag force per unit particle mass and Req is the relative Reynolds number, u and u,, are the fluid phase
and particle velocities, and d,, is the particle diameter. Cp, is the drag coefficient, which depends on Rey

As the trajectory of a particle is computed, the droplet stream variation of heat, momentum and mass are
incorporated in the subsequent continuous phase calculations. By doing so, the interphase exchange is alternately
computed, considering the droplets trajectories and the conservation equation for the gaseous mixture, until the
solutions in both phases stop to change.

There are basically two mechanisms that control the droplets evaporation, depending on its temperature level, Tp. If
the temperature is higher then Ty, (boiling point) the boiling process is convective, and no longer controlled by the
diffusion of molecules on the droplets surface to the continuous phase and the fuel vapor pressure. Therefore, for T,<
Typ, the vapor molar flux is N; = k; (Cis — Ci.), where N; is, k. is the mass transfer coefficient, C;5and C;, are the
concentrations on the droplets surface and in the gaseous phase, respectively. For T,;>Ty,:
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dd c Ty -T
p__ e (1+0.23,/Re4 )In 1+—p’00( = Tp) (8)
dt  ppcpoodp hg

where ¢, ., k., and T, are, respectively, the specific heat at constant pressure, thermal conductivity and gas temperature,
and hg, is the latent heat of volatiles involved.

The coupling between the discrete and continuous phases appears as source terms in the momentum, energy and
mass equations for the continuous phase. The drag force acting on the droplet in axial direction depends on the mass
flow rate of the droplet, rhp . It is integrated in time with a time step At.

F=% Fq (up —u)m, At

©)
Neglecting the presence of superficial combustion, the energy exchange between phases is calculated by:
= T,
m Am p
Q=| —Lcp ATy +—L| —hp o+ hpyro + Jopidt |1, o (10)

m m
p.0 p.0 ref

where m p is the average mass of the droplet in the control volume, m,, and ¢, are the initial mass and specific heat of
the droplet, AT, and Am, are temperature and mass variation as the droplet passes through the control volume, hg, is
the latent heat of the volatiles involved, hyy, and c,; are the heat of pyrolisis and specific heat of theses volatiles, T, is
the droplet temperature on the control volume exit, T, is the enthalpy reference temperature.

The mass transfer to the continuous phase is calculated by examining the mass change of the droplet as it passes
through each control volume: M=(A m,/ m,, ) mp,O .

The NOx concentration is predicted using FLUENT NOx postprocessor (Fluent, 2006). Since NOx reaction rates
are slow, they are not treated using an equilibrium assumption, as it was performed with the others intermediate and
product species. The NOx species can be excluded from the equilibrium calculation because they are present in low
concentrations and have little impact on density, temperature and other species concentration.

Thermal NOx formation is calculated by using the extended Zeldovich mechanism, developed by Zeldovich in
1946 and described in Tomeczek and Gradon (1997). The reaction rates were obtained from the evaluation of Hanson
and Salimian (1984). The presence of a second mechanism for creating NO during the combustion process was first
identified by Fenimore (1971) and was denominated by “prompt NO”. The prompt NO mechanism is more important in
rich flames. In the present NOx prompt model, it was used a global kinetic parameter and a procedure developed by De
Soete (1975).

The NOx emissions are predicted by solving a transport equation for nitric oxide (NO) concentration, using a given
flow, temperature and species field. In this work only the thermal and prompt mechanisms for NOx formation were
considered. Therefore, only the NO species transport equation has to be solved:

div(pvmyo)=div(pDgrad myo)+SN0 5 Sno =My no d[io] (11)

where Syo is the source term, My, no is the molecular weight of NO (kg/gmol), and d[NOJ/dt is the NO formation rate
for each case (Fluent, 2006).

For thermal NOx mechanism, neglecting the OH concentration, the principal reactions are:

0+Ny <> N+NO 5 N+0,60+NO (12)

Assuming a quasi-steady state, the NO formation rate is given by:

d[NO] ke [NaJke 2 [02]

———=2k¢ 1 [0][N;] [1 N Ky [NO]]
kr 2 [02]

dt
where [O], [NO], [O2], and [N2] are the concentration of [i] atoms, and k;; are empirical constants (Hanson and
Salimian, 1984 ), given by:

(13)
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ke =18x10%38370/T g —18x10%e 080T o g 238%107e 2T L K, =3.81x103Te 20820/ T (14)

The equilibrium approach was employed as suggested by Zeldovich (Tomeczek and Gradon, 1997). Therefore, the
thermal NOx formation mechanism can be decoupled from the main combustion process, and the NOx formation rate is
calculated by assuming equilibrium of the combustion reaction. The concentration of the oxygen-atom is given by:

[0]=3.97x10°T7/2[0,]/27319%0/T  gmol/m? (15)

For the prompt NOx mechanism, the reactions are:

CH+ Ny & HCN+ N HCN +OH <& CN +H,O
2 : < 22 CH, + N, <> HCN + NH (16)
N+Oy <> NO+O CN +05 <> NO +CO
For hydrocarbon fuels, the NO formation rate may be calculated by:
4AINOJ i fo, P [na [FuL]e o /RT
dt (17)

where f=4.75 + 0.0819 n - 23.2 ¢ + 32 ¢* - 12.2 ¢’, k', = 6.4x10°(RT/p)*"" and E’,=303474.125 J/gmol. n is the
number of carbon atoms per molecule for the hydrocarbon fuel, ¢ is the equivalence ratio, a is the oxygen reaction
order, which depends on the flame conditions. For Nq ) >4.1 x107, a is equal to one and above 0.03 it is zero, else

. -3 -2
—3.95—0.9InN02 ; 4.1x10 SNOZSI.HXIO

a= _ » (18)
~035-01INNg, 1 1.11x107*<Ng, <0.03

Since the flow under analysis is turbulent, temperature and composition fluctuations are taken into account by
considering probability density functions. In FLUENT NOx model, a single- or joint-variable PDF in terms of a
combination of a normalized temperature and species mass fraction, is used to predict the NOx emission. The mean

turbulent rate of production of NO, Sy , is given by:

SNO =[[SNO (V1 V21 P (V1, V2. )dVy @V ... (19)

where Vi, V,, ..... are temperature and species concentrations, P is the probability density function, and Syo is the
instantaneous rate of production, given by eq. (11). This equation must be integrated at every node and at every
iteration.

4, Results

The flow field inside the furnace was numerically obtained for the two types of oxidant. The solution was
considered converged when the sum of the normalised residuals of all equations was less than 10™* and the normalised
enthalpy residual was less than 10°.

The mesh distribution was generated with the FLUENT auxiliary tool GAMBIT (Fluent, 2005). A grid test was
performed, by doubling and by reducing in 50% the number of points in each direction. The overall agreement was very
good, and the mesh was considered satisfactory for a maximum temperature difference smaller than 3%. After the grid
test, an approximately uniform mesh of 134,400 control volumes, with 60 x 40 x 56 elements in the X, y, and z
directions, respectively, was selected. The smallest grid size was equal to 2 mm.

The absolute viscosity of the liquid fuel was 4= 1.72 x 10” Pa s, while the thermal conductivity was k = 0.0454
W/(m K) for C;9H;o. The diffusion coefficient of all species in all mixtures was equal to the N, diffusion coefficient,
2.88 x 10 m%s. The mixtures specific heats were obtained by a weighted mass fraction average. Table 1 presents the
composition, the molecular weight M, formation enthalpy h® and the specific heat at constant pressure cp of fuel and
oxidants (Kuo, 1986).

To model the liquid oil spray concerning the liquid fuel problem, 15 particle streams were defined into the fuel inlet
region, defining a cone with angle of 45°. The droplets flow is defined from initial conditions related to the injection
points of the discrete phase in the gaseous mixture. These conditions will be used as the starting point for the integration
of the droplets equation of motion and calculation of their trajectories. Since the surface combustion of the particle is
not being modeled, the droplets must vaporize to react with the gaseous phase. Therefore, the inlet temperature of the
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droplets influences the point where the combustion reaction will start. The vaporization temperature was defined as
400K, lower than the temperature at which the droplets enter the domain (495 K), indicating that vaporization starts
immediately after they enter the furnace, that is, no inert heating occurs. The vaporization temperature (Ty,,) is an
arbitrary modeling constant used to define the onset of the droplet vaporization process. The boiling temperature (Ty,)
corresponds to the saturation temperature at atmospheric pressure for the fuel, which is the operation pressure of the
furnace. In the case of C;9Hj, this temperature corresponds to T,,=598 K. Unless the particle temperature has reached
the boiling point, the vaporization is controlled by the fuel vapor pressure (defined as 1329 Pa) and by the diffusion
coefficient for the fuel in the surrounding gas (3.79 x 10 m%s). For simplicity, constant values were assumed for the
vapor pressure and the fuel diffusion coefficients during the vaporization process of the droplet. When the droplet
temperature reaches the boiling point, a boiling rate equation is applied (Fluent, 2006). The latent heat of the fuel is
124 k J/kg at the atmospheric pressure. The density, specific heat capacity and thermal conductivity of the liquid fuel
were defined as 960 kg/m®, cp=1880 J/(kg K) and k= 0.12 W/(mK), respectively, and the fuel was considered as 100%
volatile.

Table 1: Species properties

Species | % m; M; hy’ cPi
kJ/kg J/(kg K)
Liquid Fuel CoH30 100 258 -640,000 1000
Oxygen 0, 100 32 0.0 1140
Air 0, 23 32 0.0 1140
N, 77 28 0.0 1242
water H,0 0 18 -241,837 2615
carbon dioxide CO, 0 44 -393,532 1324

Initially pure oxygen was selected as oxidant. To accomplish the fusion of 16 tons of aluminum in one hour, a
nominal thermal power equal to 1.2 MW per burner was specified, in order to represent both the energy necessary to
melt the entire load of aluminum, but also the possible heat losses inherent in the process. Since the liquid fuel superior
heating power h; is 39.8 MJ/kg, the fuel mass flow rate was set as 108.5 kg/h. The diameter of the fuel droplets was
defined as 0.1 um, and their velocity magnitude was set as 10.5 m/s. The oxidant-fuel ratio was stoichiometrically
defined, leading to an O, mass flow rate equal to 358 kg/h.

The O, mass fraction in the air is equal to 23%, therefore, for the second case, which employed air, the mass flow
rate of air was defined as 1608 kg/h. However, for this case the amount of energy available for the aluminum fusion
was significantly smaller than for the O, case, since it provided a heat transfer over the aluminum surface of 603 kW,
and only 11 ton of melted aluminum could be obtained for the one hour period. To melt 16 tons, the duration of the
process should be of least 1 hr and 28 minutes. This is probably due to the fact that an additional amount of energy is
necessary to heat the nitrogen present in air, and also due to the large amount of nitrogen, a poor mixture of oxidant and
fuel is obtained leading to a less efficient combustion.

To be able to compare the same process, a third case was analyzed, so that the same amount of melted aluminum in
one hour could be obtained. The amount of fuel was increased so that a heat flux equal to 880 kW over the aluminum
surface was obtained. The fuel mass flow rate was set as 180 kg/h (which corresponds to a 2.0 MW C,9Hj3, flame), and
the air mass flow rate was set as 2743 kg/h.

Since the oxidant was injected through three openings, the total amount of oxidant mass flow rate was equally
divided into each inlet.

Due to space limitations and since the qualitative behavior of both air cases are similar, only the comparison
between this last case and the oxygen case will be presented.

4.1. Temperature and heat flux distribution

Figures 2 to 7 present a comparison of the temperature and heat flux distribution inside the furnace, with the two
types of oxidant. The purpose of the comparison is to identify the influence of the type of oxidant in the flame shape,
temperature distribution and heat flux distribution over the load.

As already mentioned, the cases selected to be presented produced the same total heat transfer rate of 880 kW over
the aluminum surface. Figure 2 shows an isosurface of 1600K, while Fig. 3 illustrates the temperature distribution
through a y-z plane passing by the burners (x=0.8 m). The temperature distributions at the refractory wall are shown in
Fig. 4. To better analyze the influence of the oxidants, Figs. 5 and 6 show temperature profiles along selected lines
inside the furnace.

The flame shape for both oxidants can be appreciated by examining the 1600K isosurfaces (Fig. 2). Both flames
follow the direction of the inlet jets, away from the refractory walls and downward into the load’s surface. Figures 2a,
3a and 4a correspond to Case 1 (O,) where a shorter and wider flame region can be seen, as well as higher temperatures.
The combustion starts near the entrance, where high values are obtained, and then the temperature level rapidly drops
below 1600K. The maximum temperature inside the furnace is 3403 K. The air results are presented in Figs. 2b, 3b and
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4b. Due to the presence of the nitrogen, a very large amount of cold oxidant is injected. As a result the liquid droplet
evaporation is delayed; the oxygen-fuel mixture is less efficient, and as it can be seen in Fig. 2b, the flame is detached
from the inlet. The 1600K iso-surface is longer and higher temperatures are found near the back wall. For this case the
maximum temperature inside the furnace is 1842 K.

o=

(a) O, (b) air

Figure 2. Isosurfaces of temperature, T=1600 K.

The O, flame is more intense and concentrated in the first half of the domain, leading to a less uniform temperature
distribution on the lateral refractory walls (shown in Fig. 4) and could also compromise the uniformity of the heat flux
on the aluminum surface (Fig. 7). At Figure 4, the influence of the flame at the refractory wall is clearly seen for the O,
case, by the warm spots at the side wall (1469K). These warm spots can damage the refractory wall, increasing the cost
of the project. Although warm spots were observed for the O, case, the average temperature at all the refractory walls
are similar, around 1382K. Also, since the flame is shorter, the maximum wall temperature is observed at the frontal
plane (1738K). Due to the longer flame, warm spots were also observed for the air case,(Fig 4b), but at the back wall
and superior wall, reaching 1528 K and 1512 K, respectively. Although the flame temperature is smaller, the average
wall temperature is equal to 1408 K, similar to the O, case, but slightly higher due to the hot spots at the superior and
back walls.

(b) air
[ D ja ] -
T(K) 1300 1330 1360 1390 1420 1450 T(K) 1300 1330 1360 1390 1420 1450

Figure 3 - Temperature distribution. Plane y-z (x=0.8 m) Figure 4 - Temperature distribution on the refractory walls.

By examining the temperature distribution on a plane that passes through the injectors (x = 0.80 m), it can be seen
for the oxygen case (Fig 3a), the cold oxygen jet over the liquid fuel jet, close to the inlet region. Due to the
combustion, a substantial temperature raise can be observed, under the cold jet. However, for the air case, due to high
amount of nitrogen, the combustion is delayed, and the cold jet penetrates farther into the domain. The high
temperatures due to the combustion can be seen close the aluminum surface, reaching the upper back part of the
furnace. In spite of these differences, the temperature level inside the furnace is approximately the same for both
oxidants (1410 K). However, it should be remembered that for the air case, a larger amount of liquid fuel was injected
to reach the same level of heat flux at the load.

Figure 5 shows the temperature profile along the z coordinate for two lines inside the furnace. The first line (Fig.
Sa) passes through the center of the burner (x = 0.80m and y = 0.65m), and the other one (Fig. S5b) passes through the
center of the oxidant injector (x = 0.80m and y = 0.85m). It can be seen that, as already mentioned, the temperature
levels inside the furnace is around 1410K for both oxidant. Figure 6 presents the temperature profile along the x
direction, at the height of the burner, at two z positions near the entrance. There is a small depression on the temperature
level at y=0.65 m and z=0.90 m (Fig. 6b), for both cases. This is due to the fact that the inlets fuel/oxygen are cold, and
only after both species are brought to contact, the combustion process starts. Since there is only oxygen in the lower
entrance, it reduces the temperature of the warmer mixture that arrives from the upper burner. Due to the high amount
of nitrogen in the air stream, it is more difficult for the oxygen to mix with the Ci9Hj;, therefore, the reaction starts
farther away from the entrance and lower temperatures can be seen at z = 0.25 m. The peak of temperature for the O,
case indicates that the reaction had already started at that location.
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Figure 5. Temperature profiles along z inside the furnace. ~ Figure 6. Temperature profiles along x inside the furnace.

The radiation heat flux on the aluminum surface is presented at Fig. 7. Due to the high temperature flame, the
radiation heat flux is dominant. It can be seen large values of the radiation heat flux under the flame for both cases;
however, since the O, flame was much more concentrated, a smaller high heat flux region can be seen near the

entrance.
J 20x10° I~ r
z

-1.6 x10° z
- 1.2 x10°
-0.8 x10°
” - 0.4x10°

(a0, = (b)air
Figure 7. Distribution of radiation heat flux (W/m?)

To help understand the flame displacement from the entrance, Fig. 8 illustrates the droplets trajectories, colored by
their diameter size. For the air case, the evaporation occurs very close to the entrance, inducing the beginning of the

combustion. For the air case, it can be seen in Fig. 8b, that the full evaporation only occurs at 1/4 of the furnace length,
where the combustion begins.

F 100

Figure 8. Particle tracking, colored by particle diameter (um).

4.2. Species distribution

The analysis of the distribution of C;9Hj;, gives a good idea of how the fuel is consumed inside the furnace. The
fuel reacts with the oxygen to form the products. The reactants distributions also give a good idea of how the flame
distributes itself along the furnace. The flame region is understood to be the region where the highest consumption of
fuel occurs, followed by a great heat release and temperature raise. Comparison of the fuel and oxygen distributions for
both cases are shown in Fig. 8, where iso-surfaces corresponding to 2% of mass fraction of CjgHjzy and 5% mass
fraction of O, are presented. The mass concentrations of both species are higher inside the respective isosurfaces. It can
be seen the O, isosurface connected with the upper and lower burner. The C,9Hj3y is injected only at the lower burner;
therefore the Ci9H3, concentration is high, below the O, jet. It can be observed that the reaction occurs near the
entrance, for the O, case leading to low values of the reacting species in this region. It can be clearly seen that due to
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high amount of nitrogen present in the air, the O, distribution for this case is less concentrated, leading to a smaller 5%
O, isosurface. Further, it can be noted a worse contact of the oxygen with the C,9Hjo at the gas phase, due to the
presence of the nitrogen. As already mentioned, the combustion starts closer to the entrance for the O, case, leading to
higher temperatures at that region, what can be seen by the red color. The blue indicates low temperatures, and it can be
observed that while the droplets do not evaporate, there is no combustion and the inlet cold temperature is practically
not altered.

-

5% Oz 2% C19H30 combined: 5% 02 ;2% C]9H30
a) Case O,

5% Oz 2% C19H30 combined: 5% 02 ;2% C19H3o
(b) Case air

Figure 9. Isosurfaces of 2% C,9Hj; and 5% O,, colored by temperature.

The reaction of CioHj, with oxygen forms water and carbon dioxide. Figure 10 shows the CO, distribution at
several X-y planes along the z axial coordinate, for both oxidants. It can be seen lower values in the flame region, since
the products are still being formed. It can also be seen a smaller amount of CO, for the air case, which is a positive
aspect related with the selection of this oxidant. For both cases, the concentration of CO, at the chimney is
approximately uniform. The air case has a mass fraction concentration equal to 25% of the O, case concentration.

(a) O, (b) air
| . || . | o .
C0,0.730  0.7365  0.7430  0.7495  0.756 €0, 0.160 0.173 0.186 0.199 0.212

Figure 10. Carbon Dioxide mass fraction inside the furnace. Planes x-y. z=0m, 1m, 2m, 3m and 4m.

Although the amount of CO, is smaller for the air case, a second type of pollutant is formed, which is the NOx. Its
mass fraction distribution is illustrated at Fig. 11 at the plane that passes through the injectors (x = 0.80 m). It can be
seen that, as expected, the NOx distribution follows the same profile of all other species at the x=0.8 m. Further, its
concentration is approximately uniform at the chimney, and its average value is equal to 4.25 ppm. The presence of
NOx is the worse inconvenient of employing air instead of pure oxygen.

Figure 12 shows the water distribution over the aluminum surface. High water concentration is not desirable
because an aluminum oxide layer can be formed as water reacts with the surface of the load, which increases the
thermal resistance and compromises the quality of the product. It is interesting to observe that the lowest water
concentration is under the flame. Note however, that the water distribution is almost uniform in both cases. As with the
CO, distribution, the air case produced smaller amount the water, which is also a desirable aspect, to avoid the
aluminum oxidation.
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Figure 11. NOx mole mass fraction at plane y-z, x=0.8 m.
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Figure 15. Water mass fraction distribution on the aluminum surface.
5. Conclusions

The numerical simulation of the process inside an aluminum melting furnace proved to be a helpful tool, which can
contribute to improve several aspects of industrial interest, for example, reduction of material costs on maintenance of
the refractory walls, increase of the efficiency of the fusion process, assurance of the quality of the product by the
investigation of the deposition of water on the aluminum surface, better positioning of the burner and oxygen injectors,
etc.

The numerical simulation also allows the easy investigation of the influence of several variables on the process;
however, the mathematical models that will be used must be carefully chosen to maximize reliability on the results, not
bringing unreal physical situations representing the phenomena.

The choice of the type of oxidant used as energy source for the aluminum fusion can be crucial to achieve better
efficiency on the process. It was seen that the option for pure oxygen or air as oxidant can significantly alter the
combustion aspects inside the furnace, such as the formation of too long or too intense flames, leading to hot spots on
the refractory walls and a non uniform heat flux distribution on the aluminum load.

Although a direct numerical comparison with experimental results was not performed due to lack of experimental
data, the turbulence and combustion models employed here were used to predict the flow characteristics in the industrial
aluminum remelting reverb furnace (Nieckele et al., 2004) with reasonable results. Further, the flow field was obtained
with the same model in a cylindrical furnace (Nieckele et al., 2001) and good agreement with experimental data was
obtained.

The present analysis showed that the selection of air as oxidant has several advantages in relation to the use of pure
oxygen. The temperature level inside the furnace is smaller, thus protecting the refractory walls, smaller products
concentration were obtained at the chimney, and smaller water was found at the aluminum surface. However, in order
to produce the same amount of melt aluminum, a larger amount of air had to be specified, reducing the advantage of
employing a cheaper oxidant. Further, NOx was formed, in a non negligible amount.
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Resumo. As conseqiiéncias da adicdo de biodiesel ao 6leo diesel foram investigadas estabelecendo-se relagdes de causa e efeito
entre o desempenho do motor e os processos de combustdo e formag@o de mistura. Foram incluidos nesta discussdo aspéctos como
emissdes poluentes, formagao de mistura, dindmica do processo de combustao, eficiéncia de conversdo do combustivel, desempenho
do motor e consumo especifico. Utilizaram-se, sob tal propdsito, técnicas tradicionalmente associadas & pesquisa ¢ ao
desenvolvimento dos motores de ciclo diesel, tais como a analise de liberagdo de energia, a analise exergética e¢ ensaios
dinamométricos. Os resultados obtidos no presente trabalho demonstram a atratividade, sob o ponto de vista operacional, da adicdo
do éster etilico de soja ao 6leo diesel na forma de misturas parciais.

Palavras chave: Biodiesel, Biocombustiveis, Motores Diesel, Andlise Exergética

1. Introducao

Os ésteres de 6leos oriundos de fontes bioldgicas, que recebem a denominagdo genérica de biodiesel, constituem
uma alternativa promissora para a obtencdo de combustiveis renovaveis capazes de substituir o 6leo diesel (Grabosky e
McCormick, 1998). Estas substancias possuem alto valor energético, sdo livres de enxofre ¢ queimam de maneira
similar a do 6leo diesel. A sua aplicagdo em larga escala apresenta um grande potencial no Brasil, pois o pais conta com
uma ampla variedade de culturas para o fornecimento de 6leos vegetais e possui tradi¢do na produgdo de etanol a partir
da cana de agucar.

Dentre tais culturas, a soja apresenta escala suficiente para a producao imediata de biodiesel, respondendo por cerca
de 90% da produgao brasileira de 6leos vegetais. Deste modo, o estudo dos efeitos da adocdo do éster etilico do 6leo de
soja como um substituto parcial para o dleo diesel se revela consideravelmente oportuno. Foram conduzidos, sob tal
proposito, testes em bancada nos quais se empregaram as técnicas experimentais de analise de liberagdo de energia e
analise exergética (Bueno, 2006). Conforme se vera adiante, os resultados provenientes destes ensaios refletem os
efeitos da introdugdo do biodiesel sobre as propriedades da mistura combustivel, devendo-se destacar a importancia da
introdug@o de oxigénio na composi¢ao quimica do combustivel, da redug¢do de seu contetido energético e do acréscimo
de sua viscosidade. As misturas parciais estudadas compreendem a adi¢do de até 20% de biodiesel em volume, que
corresponde a mistura B20. As propriedades destes combustiveis foram reportadas na Tabela 1. Vale ressaltar que a
viscosidade das misturas parciais consideradas se encontra dentro dos limites estabelecidos pela norma ASTM D-445,
que prevé um valor maximo de 4,1 x 10-2 m2/s a 40°C para esta propriedade do combustivel.

Tabela 1: Propriedades do 6leo diesel, do éster etilico do 6leo de soja (biodiesel) e das misturas parciais de interesse.

Combustivel %Biodiesel F érrr}gla St Densida;de Vizscosidade N° de Cetanas PCI Exergia
(Volume) Empirica [ms/my s [kg/m’] [m’/s @ 40°C] [ASTMD-613]  [MJ/kg] [MJ/kg]
Oleo Diesel 0% Cios0H15700000 6,85 107 850,0 2,60 102 45,00 43,30 4498
BOS 5% Ci103H19.160005 6,89 107 851,3 2,66 107 45,33 43,00 44,65
B10 10% CiiaH10640011 6,94 107 852,6 2,72 107 45,60 42,69 4433
B15 15% Ci1.53H20150016 6,98 107 853,9 2,79 102 45,80 42,38 44,00
B20 20% Ciis0H20600022 7,03 107 855,2 2,86 107 46,30 42,06 43,35

Biodiesel 100%  Cio7sHye500200 7,83 107 876,0 4,57 10° 48,20 3720 3848
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2. Aparato Experimental

O levantamento de dados de pressdo utilizados na analise de liberagdo de energia e na analise exergética foi
efetuado utilizando-se um sistema AVL Indiset 619. A instrumentacdo de medi¢do de pressdo foi empregada em
conjunto com uma bancada dinamométrica, responsavel pelo controle do regime de operagdo do motor e pelo
levantamento das variaveis de opera¢do correspondentes ao regime selecionado. Utilizou-se, sob tal propoésito, um
dinamometro ZOLLNER ALFA-160 conectado a um motor diesel totalmente instrumentado. O controle do
dinamometro e do avango da bomba injetora, bem como a aquisi¢do de dados correspondentes as variaveis de operagéo
do motor, foram realizados empregando-se o sistema AVL Puma 5. A parcela do aparato experimental correspondente a
bancada dinamométrica foi representada na Figura 1, discriminando-se as variaveis de operagdo registradas durante os
ensaios.

Utilizou-se um motor diesel rapido turbo-alimentado de injecao direta MWM 6.07T GMT-400 durante a condugéo
dos experimentos. Este motor pertence a série MWM SPRINT e dispdem de fluxo cruzado dos gases na camara de
combustdo, turbocompressor com valvula ‘waste gate’, bomba distribuidora do tipo Bosch VE, bicos injetores com 5
furos e conjuntos porta injetores de duplo estagio. Suas especificagdes foram apresentadas na Tabela 2.

Balanca Gravimétrica
de Combustivel Analizador de Gases

Opacimetro del Fluxo Parcial

Tanque de
Amortecimento Gases de
Medidor de Fluxo de Ar Escape

Motor
Dinamometro de
Correntes Parasitas

Servo
Motor

Fres.eTemp.doTurbo M.,

Gases de Escape

------------------------ . 1 i i
AAAAAAAAAAAAAAAAAAAAAAAAAA : .E: . . .
. [ . H i
. HEY- ¥ ' : o'
e - " H (3 H
. LR o Lo 5
Ti. EIE: g:. + &
g:CE-\O;;—_.U-I. 6'?"—" E &
15w 818! o 'g'@: 5. Z.
D . - [= ]

2 8ifisis et LT
. JElS 4 an H i
S:45:83:.2: € E:u2: o 8
g.ﬂ_}d:jo.m.’d_.) g 8T 3 @)
sit8i%i%i o °i%% B! §i
Riga:BiR g gigd: B £
2.2 010 0. = £330, o -

L.ioiF.F. 00 o.o@. 0 O, '\—7

L 4 Y ¥ ¥ ¥ ¥ ¥ ¥ ¥ ¥ \/

Unidades de Aquisigao de Dados Médulos de Saida
r 3

. |
Microcomputador %

de Controle

Sistema PUMA AVL

Figura 1: Representacdo esquematica da bancada de testes e das varidveis operacionais mensuradas.
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Tabela 2: Especificacdes do motor utilizado nos experimentos.

Configuragdo 4 tempos de injecao direta turboalimentado
Volume Deslocado [dm’] 42

Numero de Cilindros 6

Valvulas por Cilindro (Admissdo/Escape) 2/1

Pressdo de Abertura dos Bicos Injetores (1° /2° Estagio) [bar] 220/300

Diametro do Pistao [m] 0,093

Curso [m] 0,103

Comprimento da Biela [m] 0,170

Relagdo de Compressao 17,8:1

Poténcia Méxima [kW] 123,0 a 3400rpm

3. Formacao de Mistura

Os efeitos da adigdo do éster etilico de soja sobre a formagdo de mistura foram ilustrados a partir de dados
coletados com o motor MWM 6.07 T operando a plena carga, tendo-se o 6leo diesel e a mistura B20 como
combustiveis. Devido a elevag@o de viscosidade promovida pelo biodiesel, verifica-se na Figura 2a uma redugdo na
massa de combustivel fornecida ao motor mediante a adog@o da mistura B20, que se acentua em rotagdes superiores aos
3000 rpm. Outro aspecto relevante com respeito ao processo de queima das misturas estudadas é a presenca de oxigénio
na composigdo do biodiesel, que promove a elevagdo reportada na Tabela 1 para a relagdo massica entre combustivel e
ar correspondente & combustdo estequiométrica (f;). Obteve-se, por conta da combinacdo destes dois fatores, um
empobrecimento na mistura para o caso de se agregar biodiesel ao combustivel, conforme se observa na Figura 2b. Esta
tendéncia ¢ confirmada pelas composigoes de gases de escape apresentadas na Tabela 3, que apontam um acréscimo na
fracdo molar de oxigénio e uma redugdo nas emissdes de CO mediante a operagdo com a mistura B20. Para as
concentragdes estudadas, o impacto da elevagdo na densidade do combustivel com a adigdo de biodiesel ndo se mostrou
relevante quanto a formacdo de mistura, observando-se um incremento de apenas 0,6% na densidade entre B20 e o 6leo
diesel.

Tabela 3: Composicao dos gases de escape para a operagao do motor a 2000 rpm e plena carga.

Diesel B20
CO [ppm] 3117 2378
O, [fragdo molar] 0,069 0,074
@ (gases de escape) 0,66 0,63
324 .
o e . —
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Figura 2: Consumo de combustivel e relacao de equivaléncia verificada no cilindro em condigdes de plena carga.
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4. Dinamica do Processo de Combustao

A Figura 3 traz resultados obtidos para a liberacdo de energia com o motor operando em plena carga e com valores
moderados (1400 rpm) e elevados (3200 rpm) de rotagdo. A contribuicdo de cada mecanismo de queima (pré-misturado
e difusivo) para a liberagdo de energia foi mapeada aproximando-se as curvas de taxa aparente de queima representadas
nesta ilustracdo por meio de duas fungdes de Wiebe. Os valores verificados para a eficiéncia de combustdo e para a
fracdo do combustivel injetado queimada no modo pré-misturado (y,) foram apresentados nas Tabelas 4 € 5.

O ganho de viscosidade promovido pelo biodiesel tem um impacto importante na dindmica do jato de combustivel,
elevando a sua velocidade e distdncia de penetragdo (Chang e Farrell, 1997 e Choi e Reitz, 1999). Obtém-se, desta
forma, um acréscimo na quantidade de movimento turbulenta do jato e, por conseguinte, um incremento na taxa de
preparagdo de mistura ao se agregar biodiesel ao Oleo diesel. Por conta das elevadas relagdes de equivaléncia
verificadas no jato de combustivel, a presenca de oxigénio na composi¢do do biodiesel também contribui para a
aceleracdo da preparagdo e queima da mistura. Deve-se mencionar, ainda, que introdugdo de biodiesel no combustivel
promove um decréscimo no periodo de atraso da ignigao, correspondente a0 aumento no nimero de cetano reportado na
Tabela 1. Tem-se, deste modo, um intervalo de tempo inferior para a preparacdo de combustivel até o instante da
igni¢do, ou seja, para a preparagdo de combustivel disponivel para o mecanismo de queima pré-misturada. Para as
misturas parciais analisadas, a sobreposi¢do destes trés fatores resulta em uma leve redugdo na combustdo pré-
misturada com a elevagdo da concentracdo de biodiesel.

Esta reducdo na queima pré-misturada ¢ compensada rapidamente durante a fase inicial da combustdo difusiva,
devido a aceleracdo na liberagao de energia desencadeada pela maior taxa de preparacao de mistura. Ainda por conta do
favorecimento & combustdo difusiva, observa-se que a adi¢do de biodiesel promoveu um pequeno acréscimo na fragdo
de combustivel queimada até o instante de abertura da valvula de escape, ou seja, na eficiéncia de combustdo. Verifica-
se, deste modo, que a utilizagdo de biodiesel sob a forma das misturas parciais estudadas altera positivamente a
dindmica do processo de combustdo.
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Figura 3: Resultados da analise de liberag@o de energia em plena carga.
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Tabela 4: Parametros de liberagdo de energia para a opera¢ao do motor a 1400 rpm ¢ plena carga.

Diesel B20
V7 19,00% 17,00%
Eficiéncia de Combustdo 98,98% 99,11%

Tabela 5: Parametros de liberacao de energia para a operagdo do motor a 3200 rpm e plena carga.

Diesel B20
I 4,62% 3,86%
Eficiéncia de Combustio 97,73% 98,40%

5. Formacio de Oxidos de Nitrogénio

Experimentos realizados em motores de ignigdo por centelha demonstram que a formagao de 6xidos de nitrogénio ¢
favorecida em condi¢des de mistura ligeiramente pobres nas quais se observem altas temperaturas (Benson e
Whitehouse, 1983). Nos motores de ciclo diesel, o combustivel preparado durante o atraso da ignicdo ¢ queimado
rapidamente através da passagem de uma chama pré-misturada. Este processo se da em uma faixa de misturas e
temperaturas propicias para a formagfo de Oxidos de nitrogénio, contribuindo, portanto, para a formacgdo desta
substancia poluente. Por este motivo, a propor¢do de queima pré-misturada foi reduzida de maneira consideravel nos
motores modernos. Apés o estabelecimento da chama difusiva, a formacdo de 6xidos de nitrogénio passa a ficar restrita
a periferia do jato combustivel (Dec, 1997).

Choi e Reitz (1999) examinaram as caracteristicas de emissdes das misturas entre o éster metilico do 6leo de soja e
o Oleo diesel. Estes autores verificaram que devido as modificagdes impostas a trajetoria do jato de combustivel, a
adigdo de biodiesel acresce a parcela da mistura exposta a altas temperaturas na periferia deste jato durante a combustdo
difusiva, levando a um leve favorecimento a formagdo de 6xidos de nitrogénio com a operagdo do motor em cargas
elevadas. Para condigdes de baixa carga, a combustdo pré-misturada passa a ter uma participacdo importante no
desenvolvimento de altas temperaturas no jato combustivel, fazendo com que a menor temperatura de chama adiabatica
das misturas contendo biodiesel provoque uma reducio na emissao de NOx.

A Tabela 6 apresenta os valores mensurados para a emissdo de NOx e para a fragdo do combustivel injetado
queimada no modo pré-misturado com o motor operando a 2000 rpm e em condi¢des de baixa, média e plena carga. Os
valores verificados para as emissdes de 6xidos de nitrogénio demonstram a extensdo dos efeitos apontados por Choi e
Reitz para o biodiesel proveniente do metanol com o emprego do éster etilico de soja. Para o regime de plena carga, que
foi dominado pela combustdo difusiva, observa-se um leve favorecimento a formagdo de 6xidos de nitrogénio com a
adi¢do de biodiesel. Com o acréscimo da participagdo da combustio pré-misturada em condigdes de carga parcial,
verificou-se uma reducdo nas emissdes de 6xidos de nitrogénio para a mistura B20 com relagdo ao 6leo diesel.

Deve-se mencionar, contudo, que a generalizagdo destes resultados ndo se mostra adequada, pois a tecnologia
formagdo de mistura aplicada em cada motor governa a morfologia do jato combustivel e a dindmica do processo de
combustio, possuindo, portanto, pronunciada influéncia sobre as emissdes de NOx alcangadas com a aplicacdo do
biodiesel. A relevancia da configuragdo do motor sobre a formacdo deste poluente foi comprovada pela Agencia de
Protegdo Ambiental Estadunidense (EPA, 2002), que efetuou um estudo detalhado dos efeitos da utilizagdo do biodiesel
sobre as emissdes de exaustdo. Para a aplicagdo da mistura B20, por exemplo, registraram-se neste estudo alteragdes de
+8% a -6% na emissdo de NOx de acordo com o motor utilizado (EPA, 2002).

Tabela 6: Emissdo de Oxidos de Nitrogénio para a operagdo do motor a 2000 rpm.

Carga %, (Diesel/B20) NO; (Diesel/B20) Variagdo no NO, p/ B20
(fracdo do torque maximo) [%] [ppm] [%]

33% 43,00/42,06 310/292 -5,8

66% 22.10/22,04 664/614 -7,53

100% 9.11/9.06 879/882 +0,4
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6. Emissoes de Monéxido de Carbono e Material Particulado

Os resultados obtidos para a emissdo de mondxido de carbono com o motor operando a 2000 rpm e em condig¢des
de baixa, média e plena carga foram reportados na Tabela 7. Obteve-se uma redugdo média de 26% para esta substancia
poluente com a mistura B20. A origem de tal comportamento reside no empobrecimento da mistura no interior do jato
combustivel com o emprego do biodiesel. Estes dados também demonstram uma elevagdo gradual nos beneficios
provenientes da adicdo de biodiesel com a reducdo da carga na qual o motor opera.

A utilizagdo do biodiesel também pode contribuir para o abatimento da emissdo de material particulado nos
grandes centros urbanos. Por apresentar oxigénio em sua composi¢ao, o biodiesel introduz um oxidante nas regides de
mistura rica do jato de combustivel, fornecendo um caminho alternativo para os percussores de fuligem. Obtém-se,
deste modo, uma redugdo na fracdo ndo-solivel do material particulado. De acordo com Choi e Reitz (1999), esta
reducdo possui forte correlagdo com a concentragdo de oxigénio presente no combustivel. A Tabela 8 apresenta valores
mensurados para a densidade de fumaga nos gases de escape (k) utilizando-se a mistura B20 e o 6leo diesel como
combustiveis. Estes dados indicam uma amplia¢dao nos beneficios da adigdo de biodiesel quanto a emissdo de material
particulado mediante o enriquecimento da mistura. A restrigdo obtida na emissdo de material particulado também
depende da configuracdo do motor empregado, constando na literatura redu¢des médias de 10,1% (EPA, 2002) a 25%
(mcCormick et al., 2005) mediante a utilizagdo da mistura B20. Os dados reportados na Tabela 8 indicam que o motor
empregado no presente estudo se encontra em uma regido média quanto a redug@o na emissdo de material particulado,
assim como ocorreu com o comportamento registrado para o NOx.

Tabela 7: Emiss@o de monodxido de carbono para a operagdo do motor a 2000 rpm.

Carga @, (Diesel/B20) CO (Diesel/B20) Variagdo no CO p/ B20
(fracdo do torque maximo) (gases de escape) [ppm] [%]

33% 0,30/0,28 743/524 -29,48

66% 0.51/0.49 404/304 -24,75

100% 0,66/0,63 3117/2378 -23,70

Tabela 8: Emissao de material particulado para a operagdo do motor a 2000 rpm.

Carga @, (Diesel/B20) k (Diesel/B20) Variagdo em k p/ B20
(fragdo do torque maximo) (gases de escape) [m-1] [%]

66% 0.51/0.49 0,49/0,44 -10,20

100% 0,66/0,63 3,34/2,71 -18,86

Eficiéncia Exergética do Processo de Combustio

Empregou-se o modelo de diagndstico desenvolvido por Bueno (2006) durante a analise das eficiéncias do
processo de combustdo e da conversdo da exergia do combustivel em trabalho no interior do cilindro. Este modelo
constitui uma extensdo da analise de liberagdo de energia através da incorporagdo de conceitos relacionados a analise
exergética, sendo baseando, portanto, no processamento de dados experimentais de pressdo no cilindro.

A introdugdo de biodiesel no combustivel apresentou efeitos negativos quanto a eficiéncia exergética do processo
de combustdo, ou seja, quanto a fragdo da exergia quimica da carga consumida pelo processo de combustio que ¢é
convertida em exergia termomecanica, tornando-se disponivel para a transferéncia através de calor e trabalho. Apesar
de possuir um comprimento médio das moléculas superior, a mistura B20 apresentou eficiéncia exergética instantanea
de queima praticamente equivalente a do diesel sob as mesmas condi¢des de temperatura. Esta convergéncia ¢ ilustrada
na Figura 4a, que traz os valores obtidos para a eficiéncia instantanea de queima em fungio da temperatura da carga.

Entretanto, ao se analisar o comportamento da eficiéncia exergética global de queima, que corresponde a toda a
extensdo do processo de combustdo, observa-se que a adicdo de biodiesel reduz o valor deste parametro de
desempenho. A Figura 4b exemplifica esta tendéncia, apresentando os valores obtidos para a eficiéncia exergética
global de queima em condigdes de plena carga. Este fato tem origem na redug@o de temperatura da carga acarretada
pelo emprego das misturas contendo o biodiesel, que foi ilustrada na Figura 5 juntamente com seu impacto na eficiéncia
instantidnea de combustao.
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7. Eficiéncia de Operacio

A exposicao dos efeitos causados pelo biodiesel a eficiéncia de operagdao do motor tem inicio com uma analise, em
condicdes de plena carga, da distribui¢@o dada no cilindro a exergia fornecida com o combustivel. O modelo de analise
exergética formulado por Bueno (Bueno, 2006) também foi aplicado nesta tarefa, obtendo-se como resultados os termos
cumulativos do balango de exergia no cilindro durante a fase fechada do ciclo. A Figura 6 traz os valores destes termos
normalizados com relagdo a exergia fornecida com o combustivel, onde AFx, representa a fracdo rejeitada através do
calor, AExy a fragdo liberada sob a forma de trabalho indicado, Al a fragdo destruida por irreversibilidades, AEx,, a
fracdo acumulada na carga sob a forma de exergia termomecanica e AEx,, a fragdo acumulada sob a forma de exergia
quimica ndo convertida pela reacdo de combustdo, que ndo pode ser aproveitada no interior do cilindro.

Devido a reducdo na eficiéncia exergética de combustao descrita hd pouco, observam-se nesta ilustracdo valores
superiores para a irreversibilidade mediante a utilizagdo da mistura B20. Entretanto, ao se analisar a eficiéncia de
operagdo do motor, outros aspectos além da eficiéncia de combustdo e da destruicdo de exergia devem ser levados em
conta. Dentre tais aspectos, pode-se destacar o nivel de consumo da exergia quimica da carga e a razdo de conversdo da
exergia termomecanica em trabalho.

Por promover a formagao de produtos de combustdo com menor exergia quimica, a adi¢do de biodiesel a mistura
reduziu a parcela da exergia quimica da carga que ndo pode ser consumida ao longo do processo de combustdo. Este
comportamento tem origem no empobrecimento da mistura e na reducdo da relagdo C/H do combustivel ocasionados
pela introduc@o do biodiesel. Vale ressaltar que o incremento no consumo da exergia quimica da carga suplantou os
efeitos da redugio na eficiéncia exergética de combustio, obtendo-se uma quantidade superior de exergia
termomecanica para a transferéncia através de fluxos de trabalho, calor ¢ massa com o acréscimo de biodiesel ao
combustivel. Ainda por conta da redug@o na relagdo de equivaléncia proporcionada pelo biodiesel, verificou-se um
decréscimo na rejeigdo de exergia termomecanica através do calor ¢ uma elevagdo para a transferéncia por meio do
trabalho de expansdo com a mistura B20. Constatou-se, portanto, um favorecimento a conversdo da exergia do
combustivel em trabalho no interior do cilindro mediante a utilizagdo da mistura B20.

A avaliagdo dos termos fornecidos pelo modelo de analise exergética para o balango de exergia no cilindro, que
podem ser considerados pardmetros indicados, proporcionou uma visdo intensiva dos efeitos da adicdo de biodiesel
sobre a eficiéncia de operacdo do motor. Todavia, resta acompanhar a a¢do destes efeitos sobre a eficiéncia global de
operagdo do motor, isto ¢, sobre o comportamento observado nos ensaios em bancada para as variaveis de frenagem.
Utilizou-se a seguinte expressdo para a determinagio da eficiéncia de conversdo do combustivel:

P
_ b
I/lf»—

m‘,- exf

)

onde P, representa a poténcia de frenagem, my a vazdo maéssica de combustivel entregue ao motor e ex;a exergia de
fluxo deste combustivel. Os mapas de eficiéncia obtidos para as misturas parciais de interesse foram apresentados na
Figura 7. Estes mapas demonstram que o ganho de eficiéncia capturado pelo modelo de analise exergética se estendeu
para os parametros de frenagem do motor, em todo o seu campo de operagdo. Observa-se, ainda, uma rapida elevacio
na eficiéncia de conversdo do combustivel com a adi¢@o de biodiesel até a mistura B10, e um ganho modesto no campo
de eficiéncias com o acréscimo da concentragdo de biodiesel entre este patamar e a mistura B20.
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Figura 6: Termos cumulativos do balango de exergia obtidos para a operagcdo do motor em plena carga.
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Figura 7: Mapas de eficiéncia de conversdo do combustivel para as misturas entre dleo diesel e biodiesel.

8. Desempenho e Consumo Especifico

Os resultados obtidos em ensaios dinamométricos de plena carga foram apresentados na Figura 8. O
desempenho registrado para as misturas parciais nesta ilustragdo traduz a contraposicdo entre os principais efeitos da
adi¢@o de biodiesel ao dleo diesel: o ganho na eficiéncia de conversdo e as redu¢des no fornecimento e no contetdo
energético do combustivel. Gragas a rapida elevagdo na eficiéncia de conversdo do combustivel verificada para a
introdu¢do de biodiesel até 10% em volume, a mistura B10 exibe o melhor compromisso entre os fatores mencionados
acima, suplantando os demais combustiveis quanto ao desempenho. Para a adicdo de biodiesel em concentragdes
superiores a da mistura B10, o ganho de eficiéncia ndo se mostrou suficiente para compensar os efeitos da redugdo no
influxo de exergia associado ao combustivel, verificando-se uma pequena queda no desempenho com relagdo ao 6leo
diesel.

A Figura 9 traz os mapas de consumo especifico obtidos com o 6leo diesel e as misturas parciais em estudo.
Para o consumo especifico, a adigdo de biodiesel estabelece um compromisso entre a elevagdo da eficiéncia de
conversdo do combustivel e a redugdo de seu contetido energético, que também favorece a mistura B10. A partir da
mistura B10, a adi¢do de biodiesel no combustivel passa a ocasionar uma pequena deterioragdo no consumo especifico.
Todavia, neste caso, ainda se observa um beneficio para as misturas B15 ¢ B20 com relagdo ao 6leo diesel.
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Figura 8: Diagramas de desempenho obtidos para as misturas entre 6leo diesel e biodiesel.
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9. Conclusoes

Os efeitos da adigdo do éster etilico de soja ao 6leo diesel foram analisados utilizando-se dados coletados cm
ensaios realizados com um motor diesel rapido de injecdo direta turbo-alimentado. Para as misturas combustiveis
estudadas, que compreendem a adi¢do de até 20% de biodiesel em volume, verificou-se uma aceleragio na liberagdo de
energia durante a queima difusiva e um acréscimo na fragdo queimada do combustivel injetado. A introdugdo de
biodiesel também promoveu um empobrecimento da mistura, além de uma redug@o no influxo de energia associado ao
combustivel.

Demonstrou-se que a adi¢do de biodiesel nas concentragdes estudadas favorece a conversdo da exergia do
combustivel em trabalho de expansdo no interior do cilindro, proporcionando uma elevagdo na eficiéncia de conversio
do combustivel. Esta elevagdo de eficiéncia possui um impacto operacional relevante, proporcionando uma redugdo no
consumo especifico de combustivel para as misturas estudadas e um ganho de desempenho para a adigdo de biodiesel
em concentragdes abaixo da correspondente & mistura B10. Em patamares superiores ao da mistura B10, o impacto da
eficiéncia de conversdo é superado pelos efeitos da redug@o do influxo de energia com o combustivel, obtendo-se um
desempenho ligeiramente inferior ao verificado com o 6leo diesel.

Os resultados apresentados reiteram a atratividade, sob o ponto de vista operacional, da adigdo do éster etilico de
soja ao oleo diesel sob a forma de misturas parciais. Deve-se ressaltar, ainda, que dentre os combustiveis analisados a
mistura B10 ofereceu as melhores caracteristicas quanto ao desempenho e ao consumo especifico.
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Abstract

The consequences of the biodiesel blends with diesel fuel were analyzed establishing cause and effect relationships between the
engine performance and the combustion and mixture preparation processes. In this investigation, aspects like pollutant emissions,
mixture preparation, dynamic of the combustion process, fuel conversion efficiency, performance under full load and specific fuel
consumption were included. Techniques traditionally associated with diesel engines research and development were utilized for this
purpose, including heat release analysis, exergetic analysis and dynamometric bench tests. The results obtained in the present work
indicate operational benefits with the use of the biodiesel blends.
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Resumo. O conhecimento da sensibilidade térmica dos propelentes é de fundamental importancia para o cdlculo dos pardmetros
propulsivos de motores foguete. Conforme citado na literatura a temperatura inicial do bloco propelente exerce influéncia sobre a
velocidade de queima destes motores. Diferengas na velocidade de queima, devido a diferenca de temperatura inicial do bloco
propelente, resultam em alteragdo no tempo de operagdo e no nivel de pressdo de camara, podendo afetar o desempenho do
foguete. Este trabalho apresenta os valores da sensibilidade térmica dos propelentes PC1, PC2 e PC3, utilizados no foguete de
sondagem VSB-30, obtidos através da queima de motores testes com o bloco de propelente climatizado em diferentes temperaturas.
A obtengdo deste pardmetro permite a estimativa da velocidade de queima, e previsdo de funcionamento de motores em diferentes
condigoes de operagcdo com maior precisdo.

Palavras chave: sensibilidade térmica, propelentes solidos, propelentes compositos tipo HTPB/AP/AL, motor foguete.

1. Introducéo

A previsdo correta do funcionamento de motores foguetes a propelente solido depende das informacdes das
caracteristicas do propelente, de sua velocidade de queima, da evolugdo da superficie de queima do bloco de propelente
e também das condi¢des ambientes do local de langamento. O conhecimento do comportamento balistico do propelente
no ambiente de operagdo do foguete é essencial para o sucesso de missdes, onde, a trajetoria, o apogeu e o ponto de
impacto da carga 1til devem ser calculados com precisdo. A sensibilidade térmica do propelente é um dos pardmetros
que influenciam nestes célculos, visto que o tempo de operagdo pode variar, dependendo da temperatura do sitio de
langamento (Corréa, 2005).

Assim, dentre desse contexto, o presente trabalho apresenta os valores das sensibilidades térmicas dos propelentes
solidos compositos HTPB/AP/AI utilizados no foguete de sondagem VSB-30, calculados para trés faixas de
temperaturas. Esse foguete foi desenvolvido pelo IAE em parceria com a ESA, Agéncia Espacial Européia, e ¢ langado
de uma base na Suécia, apresenta rigidos requisitos para o calculo de sua trajetoria em fungdo da limitagdo da area
disponivel para resgate da carga 1til, sendo este um dos fatores motivadores para realizagdo deste estudo.

A necessidade mais urgente ¢ a de determinar o comportamento de queima destes propelentes em temperaturas
proximas de 0°C ou até mesmo abaixo desta, que sdo temperaturas facilmente verificadas neste sitio de langamentos.
Apesar de o langador ser abrigado e climatizado durante as operagdes de preparagdo para o langamento, o veiculo fica
exposto nos instantes finais que antecedem o langamento. Esta exposi¢do pode ser suficiente para alterar a temperatura
do bloco de propelente, mesmo considerando as boas propriedades isolantes do propelente. Essa alteracdo certamente
mudara o comportamento de queima dos propelentes e conseqiientemente, podera alterar a miss@o do veiculo como um
todo. A dispersdo do ponto de impacto em missdes envolvendo recuperacdo de carga util, principalmente em veiculos
ndo controlados, é um grande complicador que pode por em risco o sucesso da missdo (Corréa, 2005).

Apesar de haver muitas publicacdes relacionadas a propelentes compositos HTPB/AP/Al, trabalhos envolvendo
estudos de sensibilidade térmica da velocidade de queima sdo raros. Se considerarmos as composi¢cdes quimicas
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especificas dos propelentes, este trabalho pode ser visto como um estudo de caso aplicado aos propelentes em uso no
IAE. Foram identificados na pesquisa bibliografica alguns trabalhos referentes ao assunto.

O trabalho realizado por Gaunce e Osborn (1986), inicia-se endossando a teoria que reconhece a influéncia da
temperatura inicial do bloco, na queima do propelente sélido. O trabalho ainda expressa a sensibilidade térmica do
propelente na forma de dois diferentes coeficientes de temperatura, sendo o primeiro relativo ao efeito da temperatura
na velocidade de queima num ambiente com pressdo constante (o, definido em Sutton (1992)), e o segundo o efeito da
temperatura na pressio de um motor a propelente solido (m definido em Sutton (1992)). Esses autores ainda
condenaram assumir que os dois coeficientes possam ser relacionados, de tal maneira que todos os efeitos da
temperatura fossem agrupados em uma unica constante, como era feito até entdo.

Hamke et al (1987) apresentam um estudo especifico para um propelente AP/ HTPB. Este trabalho aborda uma
técnica para determinar teoricamente o coeficiente de sensibilidade térmica 7, através de dados gerados por um modelo
de combustio, que permite estudo paramétrico dos fatores (velocidade caracteristica, expoente de pressdo e de
temperatura da velocidade de queima) que afetam este coeficiente e sdo influenciados pela temperatura inicial do bloco
propelente. Como conclusdo os autores fazem comparagdes do comportamento de m, com a variagdo dos teores de
oxidante em relagdo a pressdo ou K, (razao entre a area de queima e a da garganta) e ao expoente de pressao.

Cohen e Flanigan (1985) fizeram uma revisao bibliografica dos mecanismos que afetam a sensibilidade térmica e
utilizaram os modelos de combustdo apresentados nestas publicagdes. Classificaram os mecanismos que afetam a
sensibilidade térmica em quatro categorias: a primeira considera os mecanismos simples que sdo tratados nos modelos
analiticos, incluindo o aumento da temperatura da superficie do propelente e o calor oriundo da chama; a segunda
considera os aspectos complexos e nio ideais dos mecanismos dos processos de combustdo que geralmente ndo sao
tratados nos modelos, como exemplos podem ser citados a queima e a fundigdo da superficie, a aglomeragdo de
aluminio, as ndo conformidades de diversas escalas, e determinadas intera¢des entre os componentes quimicos; a
terceira vem das mudangas dos mecanismos de controle, alguns dos quais sdo tratados nos modelos apresentados, e
ocorrem por alteragdes no expoente de pressdo, que como resultado também ocasiona alteracdes na sensibilidade
térmica; a quarta cobre os efeitos do ambiente do motor, principalmente na queima erosiva. Os autores ainda fizeram
algumas consideragdes sobre os modelos de combustdo, onde as analises fundamentais de combustio provéem
entendimento do mecanismo de controle da sensibilidade térmica, explicando a maioria dos efeitos observados em
dados experimentais. Porém, estes modelos ndo tratam alguns dos aspectos do comportamento de combustao nio ideal e
a influéncia dos aditivos por si de uma maneira direta. Os autores recomendaram que a dependéncia das propriedades
térmicas com a temperatura deveria ter sido levada em conta, além dos efeitos dos tipos de ligantes.

No trabalho de Kishore e Sridhara (1986), os autores afirmam que a temperatura inicial dos propelentes solidos
influencia a velocidade de queima, afeta o desempenho dos motores foguetes e que geralmente o aumento da
temperatura aumenta a velocidade de queima. Os autores ainda definem sensibilidade térmica, citam uma série de
trabalhos relacionados ao tema para diversos tipos de propelentes solidos e apresentam relagdes envolvendo a
sensibilidade térmica, pressdo de camara e temperatura inicial do bloco.

2. Metodologia para obtengado da sensibilidade térmica

Neste item sdo mostrados os equacionamentos e¢ os procedimentos utilizados para determinagdo dos valores da
sensibilidade térmica dos trés propelentes estudados em trés diferentes faixas de temperatura.

A equagdo da velocidade de queima para os propelentes solidos compdsitos é dada por:
r=aP., (1

onde r ¢ a velocidade de queima, Pc ¢ a pressdo de camara, ¢ ¢ uma constante empirica influenciada pela temperatura
ambiente do bloco de propelente, também conhecida como coeficiente de temperatura, e n é o expoente de pressdao da
velocidade de queima (Barrere, 1960). A determinag@o da velocidade de queima € experimental.

A sensibilidade térmica da velocidade de queima, representada por o, expressa a variagdo da velocidade de queima
em funcao da variagdo da temperatura do bloco de propelente para uma determinada pressdo de camara.

o, :(aln’J :1(5’} )
or ), r\oT),
A sensibilidade térmica da pressdo my, expressa a variacdo da pressdo de cdmara em funcdo da temperatura do

bloco de propelente para um valor particular de K, uma fungdo geométrica da razdo entre a superficie de queima 4, e a
area da sec¢do critica A,.
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- :(61111’] :1(61’} 3)
or x P.\O0T ©
Geralmente, no desenvolvimento de um novo propelente, o coeficiente o, ¢ calculado a partir de dados de queima
em Bomba Crawford e 7y a partir da queima de motores reduzidos ou em motores em escala real.

Para um dado valor de 7wy, o efeito de pequenas variagdes da temperatura do bloco de propelente na pressdo da
camara do motor pode ser obtido a partir da integra¢do da equacao (2):

AP Om P.AT , “)
onde Pc ¢ a pressdo de cdmara a uma determinada temperatura, AP é o acréscimo de pressdo devido a diferenca de
temperatura A7, que ¢ tomada em relag@o a temperatura de referéncia.

Os valores de 7y e gp dependem primariamente da natureza da velocidade de queima, da composi¢ao do propelente

e do mecanismo de combustdo do propelente.
A equacdo (5) estabelece a relag@o entre as duas sensibilidades térmicas.

I, = 1 o, (%)

Substituindo o valor de » da equagdo (1) na equagdo (2) obtém-se a equagdo (6), que define g, em termos de
variagdes no fator de temperatura a para uma pressao de cdmara constante.

o, {aln(apg)L :l{a“ L 6)

orT alor
Usando a sensibilidade térmica e a equagdo (1), a velocidade de queima do propelente, pode ser aproximada para:
r=aP. e ar ©)]

A alteracdo na velocidade de queima devido a variagdo na temperatura do bloco de propelente, em relagido a lei de
queima determinada empiricamente, é traduzida pelo parametro denominado sensibilidade térmica (7).
De (5), vem:
0, =1,.(1-n) ()]

substituindo opem (7) fica:

r= a.PgerIK .(1-n).AT (9)
ou,

F= apre O (10)

Desta forma o coeficiente “a” da equagdo (10) sera definido da seguinte forma:

a=a,a an
onde:

- (12)

I}

e

a :e(lfﬂ)-ﬂk-(T —Ty) (13)

Aplicando In em (13), vem:
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Ina =(1-n).m, (T -T;).lne (14)
Ing =(1-n)., (T -T,) (15)
Ina

M o=—ma (16)
(A=-m(T-T;)

Sendo a, o coeficiente de pressdo a temperatura 7, a a correcdo da velocidade de queima em fungdo da
temperatura 7, n o expoente de pressdo, T a temperatura do bloco de propelente e 7)) a temperatura de referéncia do
bloco de propelente.

O parametro propulsivo de maior relevancia relacionado ao desempenho do motor foguete é o impulso especifico
(y), que representa o impulso gerado pela combustdo do propelente e expansdo dos gases pela tubeira por unidade de
massa de propelente (m,), que pode ser expresso a partir dos resultados de ensaio de queima mostrado na equacéo (17).
Através das medigoes de empuxo foi determinada também a influéncia da temperatura do propelente no desempenho do
foguete.

%:V@m a7

m,

3. Arranjo experimental

A fim de compatibilizar interesses de realizagdo dos ensaios, prazos e disponibilidade operacional (produgdo dos
propelentes e ensaios associados), foi estabelecido um arranjo otimizado de forma a viabilizar este estudo.

A opg¢do pelo motor teste (Fig. (1)) foi feita por ser economicamente viavel e representativo das caracteristicas
balisticas dos motores em escala reais. Em seguida, observados os aspectos de seguranga para manuseio dos
propelentes, foram selecionadas trés temperaturas de ensaios, compativeis com a camara térmica disponivel. Foram
estabelecidas também trés pressdes de cdmara, representativas das pressdes usuais de operagdo dos motores que
utilizam estes tipos de propelentes. Desta maneira, foram utilizados nove motores testes para cada tipo de propelente,
perfazendo um total de vinte e sete ensaios.

05 06
\
\
\
Z \\ & 2
i'
I y
[ 4
H 0g
| |
1
ITEM DESCRICAO ITEM DESCRICAO
01 Tomada de pressdo do Ignitor 07 Tubeira
02 Cabecote do Ignitor 08 Cesto do ignitor
03 Tomada de pressdo da camara 09 Propelente
04 Tampa dianteira 10 Protecao térmica rigida.
05 Tubo motor 11 Tampa traseira
06 Protegdo térmica flexivel 12 Grafite

Figura 1. Motor teste.
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O motor teste apresentado na Fig. (1) foi montado no Banco de Provas Horizontal de 100kN (BPH-100kN)
adaptado e utilizado para ensaios de motores teste e instrumentacdo para aquisi¢cdo de dados.

O motor teste ¢ fixado num ber¢o solidario a uma base, que por sua vez ¢ ligada a estrutura do banco por
intermédio de quatro ldminas metalicas que permitem movimento axial. Esta base ¢ ainda conectada a um sistema,
composto de cabo, polias e uma massa que permite aplicagdo de pré-tensdo na célula de carga disposta ortogonalmente
ao sistema e também ligada a estrutura do banco (Fig. (2)). Na extremidade oposta a da tubeira, ¢ instalada uma
estrutura metalica que tem por objetivo interligar o motor a célula de carga, provendo espago entre eles para instalagao
do ignitor e saida das mangueiras, onde sdo instalados os transdutores de pressao. Adicionalmente existe um sistema
que trava o conjunto, de forma a permitir a aplicagao de esfor¢os durante a instalagdo do motor e do ignitor, sem o risco
de danificar as laminas. Este sistema so ¢ liberado no procedimento de ajuste da pré-tensdo da célula de carga, realizado
nos instantes finais que antecedem a igni¢ao do motor.

Figura 2. Motor instalado no banco de ensaios.

Para a climatizac@o dos motores, utilizou-se uma camara térmica regulada para as temperaturas de 60°C e -40°C de
forma a obter as temperaturas desejadas e adotadas como extremos da faixa de estudo. A variagdo de pressdo na cdmara
foi obtida través de diferentes didmetros de secdo critica na garganta da tubeira de acordo com o tipo de propelente
utilizado, PC1, PC2 e PC3. As diferencas entre os trés propelentes estudados sdo basicamente as seguintes:
granulometria do oxidante solido utilizado, percentual de aluminio e o percentual de resina (combustivel) na mistura. O
propelente PC3 ¢ utilizado no motor S31 (primeiro estagio) e se enquadra na categoria dos “boosters”, pois ¢
caracterizado por uma queima muito rapida, produzindo um efeito de catapulta no restante do veiculo. O propelente
PCI1 ¢ utilizado no motor S 30, constituindo o segundo estagio, e finalmente o propelente PC2 utilizado nos propulsores
impulsores de rolamento (PIR). Ao todo foram realizados 27 ensaios para combinagdes de temperatura dos propelentes,
didmetro critico e tipo de propelente, conforme apresenta a Tab. 1. Nessa tabela ainda sdo apresentados os resultados
experimentais para a pressdo média na camara e para o tempo total de queima. A Fig. (3) mostra uma curva tipica de
pressdo na camara versus o tempo de ensaio, donde se extrai as informagdes para se obter o tempo de queima ty,.

4.5 9

40
2

35 v

30
=
-
E 25
3
E 20 4

1.5 4 Ponto 0 — Tempo zero (ty) — Instante

no qual uma excitagdo ¢ aplicada ao
10 4 sistema de ignigdo.
g P 1 el Ponto 1 — 10% da pressdo maxima.
Ponto 2 — 90% da pressdo maxima.
0.0 e T T T T T t T u T Ponto 3 — 10% da pressdo maxima.
u/ 1 2 3 4 5 7 8 9 10
Mempo [5]
Th
e ta
o Rig

Figura 3. Resultado tipico de pressdo na camara versus tempo de ensaio.
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Tabela 1. Resumo dos ensaios realizados.

Propelente Diametro da se¢do Temperatura do bloco Preiséo media Tempo de queima

critica (mm) propelente 7 (K) P, (MPa) 1y (8)

21,00 233 4,22 3,94

19,00 296 4,76 3,66

17,00 333 5,12 3,48

21,00 233 5,69 3,59

PCI 19,00 296 6,24 3,25
17,00 333 6,83 3,08

21,00 233 7,46 3,32

19,00 296 8,54 3,14

17,00 333 9,21 2,91

21,00 231 3,25 4,41

19,00 296 4,17 4,01

17,00 333 4,70 3,60

21,00 231 4,61 3,51

PC2 19,00 296 5,86 3,17
17,00 333 6,51 2,98

21,00 231 6,37 3,17

19,00 296 8,07 2,93

17,00 333 8,66 2,72

29,00 233 3,76 2,39

27,00 289 4,36 2,23

25,00 333 4,91 1,98

29,00 233 4,81 2,12

PC3 27,00 289 5,50 1,90
25,00 333 6,37 1,74

29,00 233 6,14 1,86

27,00 289 7,24 1,71

25,00 333 8,30 1,49

4. Calculo das leis de queima

A lei de queima para um propelente especifico a uma dada temperatura, foi obtida utilizando o seguinte
procedimento:

1. Trés motores sdo ensaiados com diferentes didmetros da se¢ado critica submetidos & mesma temperatura.

Das curvas obtidas, exemplificadas na Fig. (4), calculam-se o tempo de queima (z,) e a pressdo média de
camara ( P, ) através da equagdo (18).

pa
0

P = (18)

L

3. A espessura de queima (web) ¢é obtida diretamente do bloco de propelente.
4. Através da razdo entre a espessura de queima e o tempo de queima extrai-se a velocidade de queima utilizando
a equacao (19).

= web (19)
tb
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5. A partir dos trés pontos obtidos experimentalmente, gera-se o grafico da velocidade de queima em fungdo da
pressdo conforme mostrado nas Fig.’s. (5) a (7) e, a partir da linha de tendéncia, obtém-se o expoente de
pressdo e o coeficiente de temperatura.

Através dos dados experimentais foram verificadas pequenas alteragdes no expoente de pressdo n, que sdo
decorrentes das incertezas das medi¢des. Portanto, para determinagdo das “leis de queima corrigidas” para a faixa de
temperatura em estudo, denotadas por <, foi utilizado o valor médio de n, denotado 7, oriundo das leis de queima
obtidas a partir de dados dos motores em escala reduzida (+7).

Em conseqiiéncia, houve a necessidade de se corrigir o valor do coeficiente @, de forma a preservar o valor real da
velocidade de queima () original.

Fressha de Cmara (8FPab

Temmp (<)

Figura 4. Comportamento da pressdo de cdmara em diferentes temperaturas para o propelente PC2.

Assim, a lei de queima e a sensibilidade térmica 7y, representativas da faixa de temperatura em estudo, foram
obtidas da seguinte maneira:

1. Obtém-se o valor de 7, correspondente a faixa em estudo.
Atribui-se um valor de referéncia para P¢, denotado por Pc,., € calcula-se as velocidades de queima, pela
aplicagdo das leis de queima correspondentes aos extremos da faixa em estudo. Foi adotada como referéncia a
pressdo de 6 MPa por ser esta a pressdo média de operacdo da maioria dos motores utilizados pelo IAE. Assim,
a equacao (20) passou a ser uma variagao da equagdo (1) obtida a partir de dados do motor teste para a pressao
de referéncia.

r’=a. CEM 5 (20)
onde 7’ ¢ a lei de queima obtida a partir de dados de motores testes € Pc,,r a pressdo de cAmara de referéncia.

3. Obtém-se o valor de @, que é a razdo das velocidades de queima da temperatura em estudo, através da
equagao (12).

4. Através da equagdo (16), calcula-se 7k correspondente a faixa de temperatura em estudo.

5. Estabelecem-se as novas leis de queima, denotadas <, correspondentes aos extremos da faixa em estudo,
utilizando-se o valor de 7 e calculando-se o novo valor de @, de maneira que a velocidade de queima obtida
experimentalmente através da equagdo (20) fosse preservada.

Para verificagdo da influéncia da temperatura do propelente na sensibilidade térmica, este parametro foi calculado
nas trés faixas de temperatura.
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Figura 5. Influéncia da pressao e da temperatura de ensaio na velocidade de queima para o propelente PC1, sendom T =
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Figura 6. Influéncia da pressao e da temperatura de ensaio na velocidade de queima para o propelente PC2, sendom T =

333K, X T=296K e+ T=231K.
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Figura 7. Influéncia da pressao e da temperatura de ensaio na velocidade de queima para o propelente PC3, sendom T =
333K, X T=289K e+ T=233K.

5. Resultados

Sao apresentadas a seguir as leis de queima obtidas com os dados dos vinte e sete ensaios em trés diferentes
temperaturas do bloco de propelente e a velocidade de queima para a pressdo de camara de 6 MPa para cada um dos
propelentes. A partir das leis de queima e das equacdes apresentadas, sdo obtidos os valores das sensibilidades térmicas.

PC1:

T=333K r° =0.003743 P, r° =0.003743 x 6" rosx =6.0360x107° m/s
T=296K r° =0.003469 P> 7% =0.003469 x 6% ek =5.7983x107 /s
T=233K r° =0.003577 P.**"™ r =0.003577 x6"2° ros e =5.2958%107° m/s
PC2:

T=333K r° =0.004033 P."*" r° =0.004033%x 6" o = 6.4203x107 m/s
T=296K ¥° =0.004001P."%" r° =0.004001% 6" oo =6.0588x107 m/s
T=231K r° =0.002956 2" r° =0.002956x 6" ro e =5.2156x107 m/s
PC3:

T=333K r° =0.005133 "% 7 =0.005133 x 6”42 Foap =11.131x107 m/s
T=289K r° =0.005054 P, r° =0.005054x 6" Foor =10.453x107m/s
T=233K 7’ =0.004817 P."* r° =0.004817x 6% Foax =9.563%107° m/s

Foi observado, através dos resultados dos ensaios, diferenca no retardo de acendimento dos motores para os
diferentes niveis de temperatura do propelente, como mostrado na Tab. (2). Os valores do impulso especifico e da
velocidade caracteristica do propelente foram também afetados, de onde se pode notar a influéncia da temperatura do
bloco no tempo de queima, no retardo de ignicéo e na energia do propelente.
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Tabela 2. Tabela comparativa da influéncia da temperatura do propelente nos pardmetros propulsivos.

Pressiomedia | Temperatura do Impulso especifico, Veloc:id.ade " R.e ta?d? de
Propelente P. (MPa) bloco, 7 (K) Isp (s) caracteristica C ignigdo,
¢ (m/s) Rig (s)
4,22 233 208,7 1503,5 0,71
4,76 296 215,3 1520,0 0,60
5,12 333 220,5 1527,5 0,58
5,69 233 216,9 1521,0 0,73
PCl 6.24 296 2223 1537,5 0.63
6,83 333 228,6 1543,2 0,58
7,46 233 222,6 1572,8 0,66
8,54 296 231,5 1573,0 0,63
9,21 333 233,6 1556,9 0,58
3,25 231 184,8 1387,2 0,83
4,17 296 191,9 1406,6 0,67
4,70 333 199,3 1437,7 0,59
PC2 4,61 231 191,9 1409,4 0,73
5,86 296 203,4 1448,8 0,59
6,51 333 208,2 14523 0,57
6,37 231 196,4 1428,3 0,63
8,07 296 211,8 1489,1 0,49
8,66 333 212,5 1478,1 0,52
3,76 233 218,2 1480,8 0,79
4,36 289 225,0 1501,2 0,64
491 333 227,6 1497,7 0,53
4,81 233 224,0 1491,8 0,65
PC3 5,50 289 229,4 1501,9 0,59
6,37 333 232,5 1511,0 0,56
6,14 233 230,6 1513,0 0,79
7,24 289 2332 1502,8 0,50
8,30 333 2379 1513,0 0,48

A partir das Fig.’s. (5), (6) e (7), foram obtidos os comportamentos da sensibilidade térmica dos trés propelentes
estudados, em fung@o das diferentes faixas de temperatura, conforme Tab. (3).

Tabela 3. Tabela comparativa da sensibilidade térmica para diversas faixas de temperatura.

Propelente Faixa de temperatura (K) Sensibilidade térmica (10~ K™)
233 2333 1,73
PC1 233 2296 1,93
296 a 333 1,50
231 a333 2,86
PC2 231 2296 3,18
296 a 333 2,08
233 2333 2,57
PC3 233 2289 2,62
289 a 333 2,46
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6. Conclusdes

Os dados obtidos dos vinte e sete ensaios realizados tiveram comportamento que permitiu a obtencao dos valores
da sensibilidade térmica dos propelentes escolhidos de maneira adequada. As dispersdes verificadas no expoente de
pressdo da lei de queima e no retardo de ignicdo estdo associadas a natureza do propelente e também as incertezas das
medigdes.

As diferengas verificadas nos valores das sensibilidades térmicas dos trés propelentes estudados estdo relacionadas
com suas composi¢des quimicas e com as caracteristicas fisicas. As diferencas entre os trés propelentes estudados sdo
basicamente as seguintes: granulometria do oxidante solido utilizado, percentual de aluminio, e percentual de resina
(combustivel) na mistura.

A metodologia adotada para determinag@o da sensibilidade térmica mostrou-se eficiente, sendo que os extremos das
faixas de temperatura podem ser ainda ampliados e também acrescentadas temperaturas intermediarias com o objetivo
de melhorar a visualizagdo da tendéncia verificada de redugdo no valor da sensibilidade térmica para as faixas mais
elevadas de temperatura.

Analisando as caracteristicas energéticas dos motores ensaiados mostrados em Tab.’s. (2) e (3), foi possivel
verificar a tendéncia de aumento do impulso especifico com a temperatura, maior do que o justificado pelo aumento da
pressdo de camara, de forma a indicar uma possivel influéncia da temperatura no impulso especifico. Neste caso sugere-
se também um estudo experimental mais especifico para sua comprovagao.
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Abstract. The knowledge of the thermal sensitivity of the propellants is fundamental for the calculation of the rocket engines
propulsive parameters. As found in the literature, the initial temperature of the propellant grain has a considerable influence on the
burning rate of these engines. Differences in the burning rate due the change of propellant initial temperature grain result in
alterations in the operation time and in the chamber pressure level, and it might affect the rocket performance. The present work
shows a methodology for obtaining the thermal sensitivity of the propellants PC1, PC2 and PC3, used in the survey rocket VSB-30,
which consists the burning of small scale engines, with the propellant grain at several temperatures. The results obtained for this
parameter allow the prediction of the engine performance with high precision, and in different operation conditions, to estimate the
burning rates.
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Abstract. The present paper presents results from the flow observation within industrial furnaces obtained using a CCD camera
installed in a cooled probe. Results are also presented of the visualisation of deposits in heat exchanger tubes for a black liquor
recovery boiler. The results of the observation allowed a characterisation of the area of superheaters in high, medium and low
slagging potential. A deposition probe was also used to measure the rate of particle entrainment in both sides of the furnace and
these are compared with results from a CFD based numerical model showing qualitative agreement. Results are also presented
obtained in a pulverised coal fired furnace. In this case the probes had to be miniaturised and the initial results showed the decrease
of the heat flux due to the deposits. Some deposits were also collected for further analysis in an electronic microscope.

Key words: Particulate matter, Industrial furnaces, Experimental methods
1. Introduction

The measurement of particle deposition in tubes is difficult in an industrial environment. The instrumentation of
water tubes (e.g. Valero and Cortés, 1996) is one of the most common methods to evaluate the influence of deposits on
heat transfer to observe its change along time. Several probes have been developed to measure either the incident and/or
absorbed heat flux. This information is valuable to plant operations once they have to program the use of soot blowers.
The development of probes for measurements in test furnaces (e.g. Baxter, 2000) on the other extreme are used to
characterise the formation of the deposits in well controlled conditions and include the measurement of heat flux,
thickness of the deposits and the surface temperature by optical principles. These techniques however are difficult or
impossible to transfer to probes to use in industrial environment. The visualisation of the deposits directly is another
technique that can be applied and usually is based on infrared detectors using proper filters to avoid the radiation from
the flames and particles entrained.

The present paper presents several simple probes that have been used with a reasonable success to characterise the
formation of deposits in two well-characterised industrial furnaces. One is a black liquor recovery boiler with a thermal
capacity of 270 ton/h of steam at P = 64 bar, T = 460 °C, where measurements for the gas composition and temperature
were performed in a horizontal plane across the furnace for two different modes of operation corresponding to a
rotational or interlaced flow pattern of the secondary air (Fontes et al, 2005). The other furnace considered is pulverised
fired from a 315 MWe capacity boiler. This furnace has been characterised with the use of rectangular ports in the front
wall and with boosted air in swirled circular ports for overfire air (see respectively Costa et al 2003 and 2006).

The objective of the work carried out is the characterization of the particulate matter flow in the furnace and its
consequences for particle deposition. In the next session the probes developed are described. Section 3 presents the
general characteristics of the boiler furnaces. The collection of images inside the furnaces is reported in section 4 and
the result of particle deposition is presented in section 5. Section 6 presents the main conclusions and discusses the
potential for the use of the probes presented.

2. Probes developed

Two types of probes were developed, one to use a normal CCD camera within the furnace and the other to allow for
the collection of deposits in the probe and to evaluate the rate of heat transfer.

2.1. Probe for visualization

The objective of the development of the probe for visualization is to allow for an effective cooling of the CCD
sensor. Further a light source had to be included in the probe to visualize the deposits in the upper part of the recovery
boiler furnace and when the probe was used during a stop period for tube inspection. In the recovery boiler, the ports for
inspection are rectangular and the probe was built based on boxes with two tubes, one to feed cooling water and other
with compressed air for cooling and to connect the camera cables to a portable computer.
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Figure 1 shows photographs from the three probes used for the recovery boiler. The middle one (B) without any
light source was used during furnace operation in the lower areas, the first (A) for the upper areas and the third (C)
during boiler stops to inspect the tubes. Camera C was cooled exclusively by compressed air.

. Figure 1 — Photograph of the three cameras developed for the recovery furnace.

In the case of the pulverised coal furnace the ports available for inspection have three inch diameter so a general
water cooled probe was built with 70 mm diameter with the possibility to assemble two heads, one for the CCD and
other for particle deposition. Figure 2 presents a sketch of the probe tip and a photograph of the probe head.

Figure 2 — Sketch of the probe and the probe head with the hole for the CCD camera.
2.1. Probe for deposition

For the recovery boiler furnace the objective was the measurement of the particle entrainment so a rectangular
probe was prepared with air cooling as it is presented in figure 3. The probe has a sampling plate with 15x8 cm that can
be easily removed from the probe to measure the mass collected. The probe head for the pulverised coal furnace as
mentioned was mounted in the same probe shown in figure 2. In this case the head is a closed volume as presented in
figure 3 where the location of thermocouples are indicated to measure the wall temperature, the inlet and outlet cooling
air temperature and a further thermocouple was used to measure the gas temperature.

_ — T Surface N ]
Air In @)
1 TAi [\I T Gas
r y
Out and o _A<::|. ...... YN @ TH T S B I ] O
- Cables | ]
. O
T Air In/ O
ll

Figure 3 — Photograph of the deposition plate and scheme of the deposition probe head.
3. Furnaces analysed

This section presents briefly the configuration of the furnaces considered in the study so the reader may identify the
locations of the visualisation and measurements presented later in the paper. The recovery boiler furnace has a cross
section of 9.73mx10.31m and a total height of 41.44 m. The combustion air is supplied at four levels: 1.05m for the
primary air, 2,35 and 3,1 for secondary air and at 8.85m for tertiary air, while the black liquor is fed at 5.85m. All are
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distributed by the four sides of the furnace and the regulation of the flow in the secondary air ports allows the creation
of different flow patterns in the furnace, namely a rotational and an interlaced mode.

The observations were made only at the upper part of the furnace close to the super-heaters that start at 27m in level
m. There are four super-heaters from left to right in the direction of the gas flow named IA; III; II; IB. The steam is
generated in the membrane walls, and the screen and convective evaporator. The screen has also the purpose of
protecting the super-heaters. The first sketch in figure 4 shows the upper part of the recovery furnace where the super-
heaters are located. Access is possible through the rectangular ports between the heat exchangers.
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Figure 4 — Schematic repreé ntation of the upper part of the furnaces from 1) heat recover and ii) pulverised coal.

The pulverised coal furnace cross section is 11.43x15m and the total height is 43.5 m. The burners are located in
five rows of four burners in the front wall (from 10.4 m to 10.8 m) and the flow patterns is characterised by a deflection
around the burner level 3 upwards in the furnace close to the back wall. The furnace is equipped with staged air supply
at level 7 at 25.7 m and then the gases are deflected towards the furnace exit.

The second sketch in figure 4 shows the upper part of the pulverised coal furnace. There are five secondary super-
heaters platens and are inspection ports distributed in the front wall to observe them. The other ports are located at the
side walls close to the front and back wall. At level 3 and 5 corresponding to the middle and upper row of burners there
is also inspection ports at the back wall enabling the observation of the probe inserted into the furnace from the side
wall.

4. Visualisation studies

Figure 4 presents a sample of images collected from the entrance of the third super-heater at different levels and
using different cameras. As it can be seen the image is more clear for camera C during a stop and during operation
camera A provided also reasonable visual information. The image from camera B used in regions of higher temperature
was in general poorer due to the interference of hot gases flowing close to the camera.

Figure 5 — Deposits in tubes from superheater I11
a) Level 10 (Camera A); b) Level 7 (Camera B); Level 11 (Camera C)

From a large collection of images a qualitative evaluation of the effects of slagging in the tubes was elaborated as
presented in figure 6. This type of information can be used to operate the soot blowing system selectively.
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Figure 6 — Classification of severity of slagging in heat exchanger tubes.

The cooling of the CCD camera in the pulverised coal furnace was performed exclusively with compressed air and
no damage was observed in the electronic board of the camera. The plastics holding the lenses however were affected
during the utilization and therefore the lifetime was limited. The images obtained in the furnace with high air staging
were performed in a region with temperatures between 800 and 1000°C. Figure 7 presents an example of the lower part
of the secondary super-heater where the irregular shape of the deposits can be seen and an example of deposits at the
tube wall. The tube walls are not prone to heavy slagging so there is little interest in these images. The most interesting
region of the furnace to be observed is the entrance of the final super-heater section where temperatures are up to
1200°C, but no images could be collected due to the overheating of the probe. An improved version with the probe head
water cooled is required to access that area.

Figure 7 — Visualization of i)secondary superheter and ii) boiler wall tube.
5. Deposition studies

The deposition probe in the recovery furnace was used to access the rate of particles flow in the two sides of the
furnace under different operating conditions. The probe was polished before performing each test. Each test consisted in
introducing the plate facing down to the main flow direction and letting it exposed during a fixed time period. After
removing the plate from the furnace, the rate of compressed air was increased to produce a fast cooling and avoid
further reactions. Then the plate was dismounted and stored in a plastic bag for weighting the collected particles. A
mass flux was then calculated simply dividing the mass by the area of the plate and by the exposure time.

Of course some particles deviate from the plate and there will be some re-entrainment but the objective was the
comparison of the behaviour in the two sides of the furnace. The particulate matter present in the recovery boiler is a
mixture of carbonaceous burning particles and drops formed from the condensation of sodium and potassium vapours.
The time for each measurement was a subject of investigation. If this time is to short the errors due to the time to insert
and to remove the probe and the small mass of the deposit become more important. On the other hand for large
exposition times, the deposits in the surface of the plate may melt and in this case the mass may be partially lost.

Measurements were performed at level 7 (27.6 m) at a distance of 1 m from the front wall. The mass deposited in
the plate could be reproduced within 10% when repetitions were done. Figure 8 shows three sets of results from the
mass collected in plates in four tests performed in sequence with different time exposures. From this figure it can be
observed that the rate of deposition increases initially and then decreases. Plotting the values in terms of rate of
deposition allows the observation that the maximum was observed for an exposure time of 3 minutes and thus this was
selected for further tests. Measurements were performed in both sides of the furnace for five cases, two in the rotational
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mode and three with interlaced distribution of secondary air. A summary of the results is presented in table 1, including
the black liquor flow rate observed for each case.

35 12
30 =10
_ E /\
2 25 4 2
8 £ °
:ﬁ 20 - —e—Ensaio A é;
% —s—Ensaio B 3 61
© 151 —a—Ensaio C E —e—Ensaio A
E g’ 44 —m—Ensaio B
= 10 2 —A—Ensaio C
g
51 < 24
0 T T T T T T 0 T T T T T T
0 1 2 3 4 5 6 7 0 1 2 3 4 5 6 7
Tempo (min) Tempo (min)
Figure 8 — Mass deposited and rate of deposition in the probe as a function of time.
Table 1 — Rate of particle entrainment captured by the probe. (Values in g/m’s).
Rotational Interlaced
Case Number 14 15 16 17 18
Rate particle deposition 10.86 9.69 2.92 8.15 4.77
Left side (North) (g/m’s)
Rate particle deposition 4.31 4.23 4.81 10.96 8.35
Right side (South) (g/m?s)
Black liquor flow rate 27.2 26.8 22.0 26.6 25.1
(ton/h)

From the table it can be observed that in general the interlaced mode leads to a better balance between both sides of
the furnace while in the rotational mode the contribution is higher in the left side. The values depend on many factors
including the black liquor flow rate that has a clear influence in the values observed in case 16. CFD based calculations
were carried out where particle trajectories were evaluated (Fontes et al, 2005). The interlaced mode led to higher rate
of particle entrainment but is more distributed than in the rotational mode as observed. The calculated values for case 14
were 4.14 in the left side and 1.46 in the right side while for case 17 the values were 3.51 and 3.93. Despite the
calculated values are less than half the measured ones a good qualitative agreement can be observed which allows the
conclusion that in general the rotational mode leads to a lower rate of entrainment but with higher impact in the left side
of the boiler (north) as was observed from the visualisation study (See figure 6).

The tube deposition probe was used in two pulverised coal fired furnaces from the Sines power station. The first
campaign was performed in unit IV to test the probe and the second in unit I after improving the assemblage. The
thermocouples for the measurement of the air temperature in the first version were fixed with cement to the tubes: Inlet
in the water cooled part and outlet in the tip of the probe head. The cable for the inlet air temperature had to go through
the central tube and back to the location of the air inlet. In the second version the thermocouples were installed in four
hole ceramic supports that were mounted in holes as indicated in figure 3. In this case all the cables went through the
central tube making the assembling and robustness better. The thermocouple for gas temperature was successfully
installed in the first version but the readings were found to be in general lower than measured with a dedicated probe
probably due to the plane surface behind, so the reading from this thermocouple was not so relevant. In the second
campaign also a thermocouple was located close to the internal surface of the probe head wall to monitor temperature.

Figure 9 shows two typical graphical evolutions of the inlet and outlet air temperature. The graph from the first
version in unit IV, presents also the gas temperature while for the second version the wall temperature is also presented.
The measurements made from the front wall of the furnace where temperatures are around 800-850°C and there is lower
flow intensity no deposits were observed for different periods of exposition. In this case the temperature difference
between the inlet and outlet air temperature remained approximately constant. On the other end for tests made in the
ports from the side wall in levels 9, 5 and 3 deposits were formed in the probe and some were collected as shown in
figure 10. In the levels of the burners (5 and 3) there are ports also in the back wall that allowed the observation of the
build up of 2-5 cm deposits that could not be taken out from the furnace due to the small size of the ports. The second
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graph in figure 9 shows a decrease in the surface temperature and in parallel a decrease of the outlet air temperature
which can be attributed to the decrease of heat extraction by the probe head as a consequence of deposit build up.
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Figure 9 — Temperature evolution in the deposition probe. a) First and b) second versions.
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Figure 10 — Photograph of the probe after exposure in the furnace and collected deposits.

Table 2 presents a summary of results from the measurements with the deposition probe, namely the measured
temperatures and the calculated heat flux. This value was calculated based on the measured air flow rate and the side
area of the tube head. The calculated values are in the expected range once incident radiation may contribute with
values in the order of 300 kW/m® and the convection contribution may become important for the tests close to the back
wall where the flow is higher. In most cases a decrease of the heat flux was observed within 10 to 20 minutes. The
higher decreases were observed for the higher surface temperature as a consequence of an easier adhesion on the probe
surface. The inlet air temperature was stable in all the period and with a lower value than observed in the first version of
the probe showing that in that case the thermocouple must have been displaced. The values in table show also in general
that when the probe is further inserted in the furnace leads to higher surface temperature and heat fluxes.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06- 1023

Table 2 — Measured values with the tube deposition probe and calculated heat fluxes in unit I.

Case 48 50 53 54 58 67 68 70 71 73
Port 9.1 9.1 9.1 9E 9E 6.2 6.2 5.2 52 3.2
Distance (m) 0.5 1 1 0.5 0.5 15 1.5 0.5 15 15
Temp. Air Inlet (°C) 49 43 47 47 55 52 48 43 55 55

Temp. Air Out Initial (°C)| 135 | 136 | 175 | 148 | 290 | 151 | 200 | 157 | 280 | 167

Temp. Air Out Final (°C) 122 176 | 260 | 125 | 165 | 130 | 140

Time of exposure (min) 1 13 1 14 20 20 22 15 4 15

Temp. Surface Initial (°C) 307 | 280 | 550 | 370 | 430 | 355 | 460 | 380 | 625

Temp. Surface Initial (°C) 300 205 | 420 | 320 | 460 | 380 | 433

Heat flux Initial (kW/m?) | 228 | 320 | 282 | 372 | 581 | 604 | 629 | 490 | 1020 | 445

Heat flux Final (kW/m?) 282 466 | 511 | 465 | 484 | 374 | 426

5. Conclusions

The use of a common CCD camera is valuable to reveal information from deposits within boiler furnaces. The
collection of images during furnace operation in high temperature areas suffers from interference of the flowing gases.
However for cooler areas the images are good if appropriate illumination is provided. The images collected during
boiler stops are very good and this probe can be used without cooling water.

The use of a plate to evaluate the rate of particle entrainment was shown to give good qualitative results allowing
for the comparison of different firing configurations. The use of a tube deposition probe permitted the collection of
deposits samples and showed the influence of operation conditions (gas and surface temperature) on the deposition rate.
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Resumo— A atividade de combustéo industrial no Brasihge guardou peculiaridades em relagcdo a outraegafanto os
chamados desenvolvidos quanto os de nivel de delsenento industrial similar. Particularmente naxadas de 80 e 90 fatores
como a alternancia das taxas de crescimento, andienelo controle de emissdes atmosféricas e palmente a entrada do gas
natural na matriz energética contribuiram para teafidade tecnoldgica diferenciada na area de cstiibuAs necessidades atuais
demandam solugdes tecnoldgicas bastante diversavd@p desde a aplicacdo de conceitos basicos dbustin até solugBes
altamente especializadas, muitas vezes carente®rdecimento a conquistar. As diretrizes para asiflaacdo, priorizacdo e
investimento em programas de P&D devem considarapeculiaridades. O atual estagio do conhecimacadémico brasileiro na
area de combustéo, institutos de pesquisa e ersppanite atender as necessidades tecnoldgigaaisimessa area, inclusive com
espaco a inovacdo. O desafio, contudo é concabsretores dentro de uma politica consistente dé@eqsuralizar o conhecimento
corrente e acelerar o desenvolvimento tecnolégimocembustdo industrial. Este trabalho aborda @#épara a gestdo do
conhecimento, prospeccao e investimento em progralteaP&D na area de combustdo industrial, efetiméenmais sintonizado
com a realidade da industria brasileira.

Abstract- Combustion sciences in the Brazilian industry halveays had important difference of other developed developing
countries. Over the last twenty years the dangitmnomical growing tax, new emission control densaanttl the harder presence of
natural gas in the Brazilian energy matrix have éeah an uncommon technology pattern in indust@ahbustion. Nowadays the
Brazilian industry, which deals with combustion wilbrs, furnaces and heating demand non-convertgmations. Some problems
may be easily solved by the application of comimmstundamentals and thermodynamic principles; stlyet really need an updated
approach and high tech solutions — some of theracbapon upcoming knowledge. Any managing apprdacttlassifying and
ranking research and development projects mustidemsuch differences. The actual Brazilian knowkedgcombustion sciences
allows fitted solutions to almost all industry neexhd also opportunities for innovation. However thain challenge is to join and
keep all players and drivers under the same taspegading the available knowledge in order to cedilne technology gap and
promoting the development in combustion sciencEsis paper presents a set of guidelines for knogdeghanaging, prospecting
and investment in R&D programs in the field of intlizd combustion in Brazil.

Palavras-Chave: combustao, programas de P&D, indei&irasileira.

Keywords: combustion, R&D programs, Brazilian indystr

1.Introducao

Os segmentos da industria brasileira que empregaoessos de conversao de combustiveis apresentam um
persistente contraste tecnologico que prejudicawdesenvolvimento e competitividade internacioRalr um lado
existem empresas que se mantém tecnologicamenlezatias, lancando méo de tecnologias de pontarecessos de
qgueima de combustiveis. A ambiéncia criada porsessganizagdes permite o acesso a tecnologias adangem
combustdo e proporciona um nivelamento com conet@seinternacionais dentro de uma vanguarda tegitalem
combustao industrial (Leuckel,2002). Atualmenteasssidistrias tém necessidades mais especificasequandam
solugdes baseadas em conhecimento recentementgistadg ou ainda a conquistar.

Outros segmentos, por sua vez, empregam tecnaleg@tualizada, até mesmo obsoleta em combustdo com
consequente desperdicio de energia e altos niveigntissGes. Sdo atividades que muitas vezes podeea
melhoradas com o emprego de conceitos basicosra@dmamica, de controle de queima ou mesmo 0 neEmus
adequado de combustiveis. A realidade brasileirstnaa@ue essas empresas, em sua maioria de pegjuaio porte,
demandam solugfes simples que envolvem conceitgisasa simplesmente abordados em cursos de gradasca
engenharia. Essa realidade esta ainda presensarajms heroicos esforcos de entidades dedicagleguiena e média
inddstria.

A solugdo para o atendimento desse universo derdimaecnoldgicas, independente do porte ou segment
do usuario final, é desafiadora e peculiar. Embaparentemente Obvia, a forma de gestdo dos recyEsas
investimento em P&D no Brasil deve necessariameetediferente dos métodos internacionalmente cambgcA
escassez de recursos para investimento, a bugdardbzacao e permeacao de conhecimentos adgslieidoincentivo
a investigacao cientifica sdo apenas alguns doseat®s envolvidos.



Falar em Pesquisa e Desenvolvimento na area deust@ichindustrial significa desenvolver acées ndogur
médio e longo prazo, atrelando conhecimentos adgsirdisponiveis hoje na academia, conhecimentoprecesso
de aquisicdo e consolidacéo e finalmente a inovegAwldgica propriamente dita.

Nesse contexto, os principais atores dessa redeupaa gestao consistente sdo: a academia, o ufinatjo
empreendedor e, indispensavelmente, o gestor dicpale P&D. A auséncia de quaisquer deles, eracispdentro
do modelo capitalista vigente, deixa a rede defactom grande chance ao insucesso.

2. A Combustao Industrial no Brasil

A Revolugéo Industrial, um dos principais marcoshizadria da conversdo de combustiveis, foi margeda
substituicdo da manufatura artesanal pela prodeeéiada e mecanizada. Teve inicio nos primeiros a@oséculo
XVIII com Savery, Papin e Newcomen que ao buscaeluces para o bombeamento de agua potavel imaenta
“motor” de bombeamento. Era 0 comeco de uma sagaiagdes, culminando em 1784 com a maquina a va@ar.
Watt, materializacdo maravilhosa das entdo coremdisl relacdes termodindmicas. Além de teares nzechs, a
maquina a vapor abriu multiplas possibilidades st devido a sua revolucionaria forma de geracanedegia motriz.
O principio de funcionamento da maquina de Wattorgisoberano até a invencao da turbina a vapoéaos XX,
fato também importante que consolidou completamantonversdo de combustiveis para a geracdo de ealo
movimento.

A historia da combustdo sempre teve estreita relagén a dos combustiveis. Ao longo dos séculos X&/I|
XIX os combustiveis mais utilizados em atividadespdoducdo eram a biomassa, principalmente a lendpardura
animal como 6leo de baleia, de peixe e suinos.rmhatéla por energéticos mais fortes deu espaco aéocarineral,
popularmente usado na Inglaterra e norte da Eufapdrews, 2005). Posteriormente a atividade de amtdio no
mundo seria fortalecida pela franca utilizagao elevddos de petréleo, inicialmente para iluminagégrandes centros
no final do século XIX e inicio do século XX. A pdprizacdo ocorreu com a chegada dos motores déustao
interna, dando inicio a era do automdvel. Nessaa&pmhegavam a Europa e a América do Norte os paseonceitos
sobre produtividade e competitividade industri@isprincipal avanco cientifico, entretanto, erafarénciacéo entre a
deflagracéo e a detonacao na reacdo de combust@osta por Chapman e Jouguet em 1900 (Andrew$,)200

A combustéo industrial no Brasil deu seus primegrassos com a industrializacédo do sudeste, iniciadaal
do século XIX. Nessa época o uso da lenha era diadt@nte freqliente. Se na Europa as primeiraalfas eram
baseadas em lareiras de arrefecimento domésticvacas baixas temperaturas, no Brasil tornaramrsa mera
escalada dimensional de fornos de cocgéo, de coaf@o de metais e alambiques de fazendas de cagacis.

Na Europa e América do Norte, contudo, a atividedeava um caminho diferente. Durante a primeiradga
guerra e o periodo de reconstru¢cdo da Europa naddéde 20 surgiu a ambiéncia necesséria ao exmmacood
desenvolvimento industrial norte-americano. A ceese demanda por energia indicou 0 uso de comkeiste maior
poder calorifico, consolidando o uso de combustif@sseis. Iniciava-se a sociedade do combustivel.

A industria petrolifera demandou forte desenvolvitbedas ciéncias da combustdo. Originalmente, a
popularizacdo indiscriminada do uso de caldeiraforaos de destilacdo de petréleo levou a muitoslesmtes
envolvendo explosbes de fornalhas. Grandes pemlajuipamentos e, sobretudo, vidas humanas forgistrezlas
nessa fase. Sabia-se pouco sobre o controle eahbiliestde de chama em um queimador industrial, riagé
responsaveis por grandes explosfes. Outro fatocam@rcecorrente de tais acidentes foi 0 estabedettinde cddigos
de projeto para caldeiras e vasos de pressao peledade Americana de Engenheiros Mecéanicos, o ASME

O curso das atividades de pesquisa e desenvohonmemt combustdo s6 foi alterado com a escassez de
energéticos durante a segunda grande guerra. sspaivolvidos trabalharam nos principais conceligosonservagao
de energia, pouco presentes na industria até disdes conceitos seriam nova e fortemente utilzadns tarde com a
crise do petréleo na década de 70.

Finalmente o grande elemento motivador das pessjoisssa area nos anos 80 e 90 foi o controle ds@&esi
poluentes oriundas da combustao. Embora a relagé® gueima e poluicdo tivesse sido estabelecidauito tempo,
com os eventos das chuvas acidas de Londres ndadéea20, o estudo da geracdo de poluentes come e
motivador de pesquisa cientifica em combustéo &b a¢ona nas décadas de 70 e 80 nos EUA, Japaoopd Tal
tendéncia se perdura ainda fortemente nos diasjdePodem-se, entdo, relacionar quatro marcoveista

* O estudo da estabilidade de chama, visando segyrang
» O controle de igni¢éo e operacdo de queimadores;

» Aconservagdo de energia ha combustao;

» Controle de emissdes poluentes.

No Brasil, a combustdo industrial passou por da®rfases nos Ultimos 50 anos. Algumas delas meflete
tendéncias mundiais como as causadas pela cripetdileo da década de 70, outras, entretanto explmaradigmas
histéricos que prejudicam o desenvolvimento daid#tle no pais. Com a consolidacdo da indUstriaatfigdlpo e a
vinda de multinacionais na década de 50, a indUstkie acesso ao estado da arte em combustaoriaddisponivel
no mundo. As tecnologias eram inicialmente imp@sacobtidas por licenciamento externo para a fabdic de
equipamentos como queimadores, geradores de vdporos de processo.



Se de um lado essas empresas tiveram acesso tactaidogias outras, contudo, ficaram a margem desse
avanco dando inicio a uma estratificacdo tecnotogitamente contrastada de empresas do mesmo segmikm
disso, criava-se também uma barreira de confiam¢@ e indUstria e a academia brasileira. A priengireferia
importar tecnologias testadas a desenvolver estndgsais. Concomitantemente as universidades eeoiise em
ambientes meramente académicos, preferindo triflegso-a-passo o desenvolvimento e, com isso, @dauir
disseminar o conhecimento. Esse fato, dentre otfifitoses, explica o modelo compartimentado e cad@amento
entre a inddstria e universidade brasileira, apefaistente.

Atualmente, as duas grandes diretrizes tecnolégimagombustdo industrial sdo o controle de emisedes
conservagdo de energia. O enfoque neste iniciéddsé, contudo, diferente do ocorrido nos anos 80. O ponto
comum e fortemente motivador é a relagcdo entreoaddasenergia de forma limpa e a garantia de une sidtentavel
as futuras geracdes. Ao mesmo tempo, pode-se percidramente no Brasil um movimento de valorizadao
competitividade industrial como base para o dedeiento. As politicas econdmicas evidenciam odietimento
das contas interna e externa, em especial o batlmpagamentos, lastreada em uma agressiva pol@ieaportacao.

Esse momento € particularmente interessante pgaisy pois os elementos motivadores sdo comuns ao
empreendedor, a inddstria e a academia. Um dostasveotaveis que evidencia tal tese é aprovacdbedale
Inovacéo, que fomenta parceiras entre 0 meio adadéna iniciativa privada, celebrando contratosrdesferéncia de
tecnologia e de licenciamento de outorga paratdidg uso, bem como a utilizacao da infra-estrutier@esquisa das
universidades, mediante contrato.

A relacéo entre a necessidade e solucdo, espentalme vinculadas as tecnologias, estd mais eeidente as
partes favorecendo a integragéo. Cabe, entretamtanodelo de gestéo de pesquisa e desenvolvimes#stizo, que
efetivamente fornega condi¢des, mas monitore aesawalresultados.

3. Gestédo em combustéo industrial- modelo de quatqmartes em rede

As acdes para uma gestdo de sucesso em P&D, irtlpenda area de aplicacdo, passa pela motivacdo de
todos os atores envolvidos. No caso de combustdostrial os dois grandes motivadores sdo, sem dynad
conservacdo de energia e o controle de emissGdmsasegundo um contexto de sustentabilidade, dgratgéo e
preservacdo do ser humano e meio ambiente. Dess® ffica estabelecido um norte comum, primeiro ésma
importante passo para a formacdo de uma REDE dpeaténtias. Podem-se identificar quatro instituiggeslvidas
nesta REDE:

e Alinddstria usuaria, que efetivamente converterolugstivel;
« Alindustria empreendedora, fabricante de equiparsent

* A academia, formada por universidades e centrgegguisa;
« O gestor de recursos e fomento;

Pode-se perceber que, historicamente no Brasilestntois ou trés desses atores se envolvem estquaje
P&D. Os poucos exemplos de sucesso, por exempphollatria alcooleira com projetos de queima de bagke cana
nos anos 80, reuniram pelo menos trés dos atouttos exemplos isolados de sucesso, mas a gacdio e
sustentacéo do desenvolvimento realmente dependenodelo de quatro partes.

3.1. A indUstria usuaria:

Esta entidade é a que efetivamente exerce a cd@ovdcscombustivel e conseqlientemente pode bemeficia
do sucesso de projetos de P&D. Devido a razfeéritias j& comentadas nesse trabalho, a maioriceipsesas
brasileiras ndo enxerga na academia ou mesmo getqzale P&D, a possibilidade de solugdo de suesssalades.
Cabe portanto um processo de aproximagdo e comeentd dessas empresas a integrarem a REDE. O moelsto
criar formas de atracdo e motivacdo agindo naglahds patronais ou mesmo individualmente. O prodiato
conhecimento proporcionard beneficios para toda BEDas sobretudo, a empresa usuaria. A materiabizap
conhecimento gerado pode ser feita de varias forahgisns exemplos sao:

< Prot6tipos de equipamentos para necessidades fisgecbmo queimadores, permutadores de calor e
geradores de vapor;

« Equipamentos de série com tecnologia inovada;

e Avaliagbes de engenharia utilizando ferramentassidaulacdo computacional para combustio e
transferéncia de calor;

« Meétodos e procedimentos operacionais mais eficazesn menores riscos;

* Melhorias em processo ou equipamentos existentes;

3.2. O empreendedor:

A empresa ou empreendedor que assumira a mate¢i@iizou fabricacdo em série do produto € outradigu
indispensavel neste modelo. Os riscos inerentesrgpoeendimento, conhecidos no modelo capitalista,adevem ser



assumidos por esta instituicdo. Infelizmente o momamento da economia brasileira, alternando gesiode
crescimento intercalados por recessbes e, sobretudfiacdo galopante dos anos 80, contribuirana pafuga de
empreendedores. Historicamente as empresas lnasilieirnecedoras de equipamentos para combust@ictiiiad
sempre foram revendedores ou fabricantes licensiddotecnologia estrangeira. O modelo de integraigfmte nos
ultimos 30 anos criou descrenca e distanciamensxddemia. A definicdo de regras claras, macrcceostondmicas,
e as perspectivas de crescimento do mercado dpagagimntos sdo dois fatores importantes na ambi@eciessaria a
atracdo de empreendedores. Estas empresas tém egpgaiéncia na aplicagdo dos equipamentos, masopou
conhecimento e interesse em desenvolvimento demtiPesquisas realizadas na regido da grandeilf@unio Parana
em 2004 mostraram que dentre as empresas que didamecnologia, apenas 2% mantém em seus quadsesgbe
com mestrado e doutorado e menos de 5% interagemuoéversidades regularmente. Isso € muito poucoulfira
para o desenvolvimento e inovagdo é promovida pekrcicio da interagdo com outros atores. Essasesagp
precisam ser atraidas e integradas a REDE, mesmuaeysua auséncia compromete os resultados do ondelelestdo.

3.3. A academia:

A academia é representada por universidades itufost de pesquisa, publicos ou privados, que possu
condi¢cdes de conquistar e manter o conhecimenttifddamente calcado. A participacdo desse atardéspensavel
para o sucesso do modelo de gestdo em REDE. Esaeicesontudo alguns cuidados importantes no illamento
com as outras partes. Sabe-se que a academiaipaatsim a missdo institucional de gerar e dissendonhecimentos
e isso deve ser considerado em qualquer planosigayeHistoricamente a universidade assume o conéeto como
um bem comum a toda sociedade. Essa visdo entretaxe ser adaptada no plano de gestdo de P&Dropagio.
Atualmente as relacdes internacionais, baseadasnerambiente competitivo, exigem o respeito a patenbessa
forma o conhecimento auferido pela academia, defgrom projeto de P&D que agregue todos ou padeties da
REDE, deve ter sua propriedade preservada antesuaedisseminacdo. Essa cultura ainda ndo estantresae
academia brasileira. Embora a questdo sobre direiéopatentes tenha solucao legal facil, a cullaranovacao
proprietaria deve ser fortemente estimulada.

3.4. O gestor

E sabido que sem recursos financeiros as idéiasam do papel. Porém, entende-se que o gestoité mu
mais do que um agente fomentador de recursoséppisciso também motivar a cultura da inovagaomprendo a
ambiéncia necesséria para o desenvolvimento teginoléE ter uma viséo sistémica sobre a avenidapdetunidades,
encomendando projetos em areas estratégicas, bem eealisando criticamente os projetos, priorizansloe
articulando-se com os atores necessarios.

Por exemplo, os fundos setoriais, no ambito do M@Gilie constituem um mecanismo de estimulo ao
fortalecimento do sistema de C&T nacional, impuisiodo o desenvolvimento tecnolégico e incentivaaderacao de
conhecimento e inovacgdes, apoiando projetos quawdsm toda a cadeia do conhecimento, desde aigibasica até
as areas mais diretamente vinculadas a cada $atabhém a aprovacdo da Lei de Inovacao, dando aggigadores a
liberdade de se relacionar com as empresas, eatimgbnceito REDE, além de preservar os recursssfudawos
setoriais destinados a pesquisa.

3.5. AREDE

A rede deve promover a sinergia necesséria parabalho cooperativo, em torno de um objetivo Unico,
respeitando os interesses individuais. E importsetérar que, embora os papéis de cada parte sspetificos, o
bindmio investimento-risco € comum a todos.

Neste contexto, como exemplo, ha a Rede GasEneRgde de Exceléncia em Gas e Enengiaa iniciativa
da Petrobras, no dmbito da Geréncia de Tecnolagia Pesenvolvimento do Mercado. Consiste em uma ded
abrangéncia nacional e internacional, com a fiadkdde atuar como meio de suporte ao desenvohdénseniercado
de gas natural no pais. Sua missdo é ampliar &ipagdo deste insumo na matriz energética naciendér-lhe
sustentabilidade, por intermédio de parcerias tégfiGas entre os diversos agentes do mercado doagasal, tais
como: distribuidoras, transportadoras, universidadastituicdes de pesquisa, 0rgdos governamengaigresas
fabricantes de equipamentos e empresas usuarias.

A Rede GasEnergia realiza um trabalho cooperatisegmentado por tecnologias para o desenvolviniento
uso do géas natural (DG&E, 2004). O processo engibaordenacédo de projetos que se transformam edutps
tangiveis (equipamentos ou metodologias), os qifds atender as demandas dos diversos setoresstriadiu
automotivo, residencial e comercial. Por exemptbgue concerne a carteira de projetos para apbsaigdustriais, a
RGE possui cerca de 40 projetos, abordando solue@eslogicas eco-eficientes em energia elétrica, €alor de
processo e aquecimento direto, atendendo aos dévegsgmentos industriais: cerdmico, quimico, altioen
metaldrgico, siderdrgico, agroindustrial, movelegtc. A figura 1 apresenta o sistema de gestd®G, mostrando a
transferéncia de conhecimento e a ligacdo entedemsentos da cadeia produtiva: a indUstria usudrfapricante de
equipamentos, a academia e o gestor. E um exeroptwdelo de quatro partes aplicado na prética.
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Figura 1 — A RGE na cadeia produtiva

4. Gestdo em combustéo industrial- Demandas e Opariidades em P&D

Para que se possa propor um modelo de gestdo de d@P&REDE, adequado as necessidades atuais da
industria, sdo necessarias a classificacdo e aitoacdo do produto chamado conhecimento. Dess@férpossivel
definir o quépesquisar em cada um dos niveis e, sobretudo, contuzir os projetos de forma bem sucedida.

4.1. Estagio do conhecimento

A diversidade tecnolégica encontrada no ambiemtestmial brasileiro, em especial nas plantas degreed da
conversdo de combustiveis, indica naturalmenteetifes tratamentos e solugdes. Em muitos casomanda € pela
simples aplicacdo de conceitos basicos de combest@&omodinamica. Nessas empresas 0 conhecimenients
disponivel em cursos de graduagcdo ou mesmo emmidib permite grandes saltos de qualidade e desgropEm
outras, entretanto as solugfes dependem da inaedtigientifica de fronteira do conhecimento. Eddesentes niveis
de aprofundamento tecnoldgico permitem a segusitatdicacéo segundo a disponibilidade:

* Conhecimento corrente.
Esta disponivel na academia em varios niveis e mpresas empreendedoras ou prestadoras de
servico. Esse tipo de recurso técnico vai ao engald missao institucional da universidade. Cabe,
entretanto que o modelo de gestdo atraia a empeegaia promovendo o relacionamento com 0s
outros atores da REDE. A indUstria usuaria podebsaeficiada em curto prazo simplesmente pelo
aperfeicoamento técnico de procedimentos operdsior@ntrole de processos ou mesmo a

substituicdo de equipamentos existentes por outras atualizados, mas disponiveis no mercado
mundial.

e Conhecimento em consolidac¢@o ou a conquistar.
Trata-se de tecnologias especializadas, ainda e@ndelvimento ou no limiar do conhecimento
atual. Esta presente na academia e empresas delavdagtecnolégica e sua implementacdo
atualmente no Brasil da-se em médio prazo, de 3aads. O modelo de gestdo em REDE pode
contribuir sobremaneira no gerenciamento dessealépgurojeto de P&D em combustao.

« Inovacéo tecnoldgica.
Embora a inovagéo tecnoldgica possa advir de gemlgu dos atores da REDE, ndo necessariamente
vinculada a alta tecnologia, as estatisticas safweagdo mostram uma estreita relagdo com a
pesquisa cientifica, tanto em quantidade como ealidade (Pacheco, 2004). E sabido que o
exercicio da investigagao cientifica basica oucapk permite a criagdo de uma ambiéncia favoravel a
inovagdo (Silva, 2004 e Bishop, 2004). A contriibicda REDE nesse contexto € identificar
necessidades reais da industria usuéaria estimubndatras partes a solucdes criativas.

4.2. Linhas de P&D em Combustao Industrial.

Sabe-se que as duas grandes vertentes de pesquisaenvolvimento em combustdo industrial sdo a
conservacdo de energia e o controle de emissdesmes. Essas duas areas confundem-se no momenjoecm
exploragdo da eficiéncia térmica, tanto nas reagBesombustdo quanto nos processos de transfer@acealor,
acarreta na reducdo da emisséo de poluentes parenasma demanda térmica. Abre-se portanto o espaxgloracao
dos principais fenbmenos de transporte envolvidos@nversdo de energia, especialmente a transteréacalor por
radiacdo e convec¢do.Resumidamente as trés pimtigsas sdo:

« Conservacao de energia;
Esta linha de P&D em processos de combustdo pgaeraxtodos os equipamentos tipicos em uma
instalacdo de queima (Energetics, 2001). Caldefaasps, aquecedores, permutadores de calor e
equipamentos para aplicacdes especificas podenals@dados aplicando-se a 1° e 2° leis da



termodindmica. Na parte de materiais abrem-se esppgra superisolantes, inclusive compdsitos
associados a alto vacuo;

Combustéo e Transferéncia de calor;

Na area de combustdo ha espaco ao desenvolvimentpiegimadores para aplicacdes especificas,
micro-queimadores a gas natural, bem como a trigacdio e adaptacdo de tecnologias importadas.
O estudo de cinética quimica experimental, estw@dicdo e o controle microscépico da mistura
combustivel e oxidante sdo éareas igualmente proggec Outra linha importante é o
desenvolvimento de sensores de chama e de espgdieiEas para 0 monitoramento e estudo de
chamas e poluentes; A forte presenga do gas nausabs incontestaveis vantagens sobre outros
energéticos abre também varias rotas de P&D pimdiatria e uso doméstico (DG&E, 2004).

Além dessas rotas de oportunidades na area de stinbos processos de gaseificagdo tém ganhado
espaco como opcao energética de aproveitamengstthios. O avanco das tecnologias de separacéo
e purificacdo de fracbes nobres como metano e dédio permitem antever, igualmente a
combustao, oportunidades importantes de desenvehion

Controle de emissdes poluentes;

O grande apelo dos Ultimos anos € o controle degsgale efeito estufa, além dos poluentes
tradicionais (Loving, 2004). Na pés-combustdo otae de geracdo e o desenvolvimento de
processos de abatimento e descarte, economicaamagsiveis para NOx, SOx, CO2 e CO ainda séo
necessidades das industrias. Na pré-combustéo tarskéabrem novas oportunidades de P&D,
principalmente no desenvolvimento de misturas catibeis e na contengdo de emissfes de
hidrocarbonetos. Também corroboram as emissfes odgastos policiclicos aromaticos, sua

formacéo e emissao;

Classificando-se as linhas de pesquisa segundessagio e oportunidade pode-se discriminar o quadro

Quadro 1 — Proposta de linhas de pesquisa paraust@bindustrial segundo a realidade brasileira

- Conhecimento a Inovacao
Conhecimento ¢
corrente desenvolver tecnolégica
Planos de conservagéo de energia Otimizagao energética (Primeira e Sistemas descentralizados de
o por segmento industrial Segunda Leis) recuperagédo de calor
(V]
O © o . . " )
© o) Avaliac@otermoecondmica Gerenciamento energético em Aproveitamento de correntes de
E s (ESCO’s) tempo real baixa temperatura
o O
0n < . i ~
c o Avaliagéo prévia de eficiéncia Controle inteligente de combust&o | | Células de combustivel |
8 () energética de projetos industriais
E Queimadoresrecuperativos .
- Superisolantes
Processos alternativos
energeticamente racionalizados
Fornos e caldeiras de alto | Queima de combustivel secundario |
desempenho (>50 mil horas)
o | Combustdo sem chama e catalitica |
(@) Gerenciamento energético em
© Segurancga em fornalhas tempo real | Emisséo acustica |
() O (intertravamento e controle)
oo Aquecimento direto (de metaldrgica ~ Conectividade
1.,(_,5 o Interagdo fornalha-chama a alimentos) queimador/sensores/controle
g . (queimador ou fornalha?)
o) 8 Converséo - Intercambiabilidade de Sensores inteligentes de chama
= <9 Formagao/reciclagem de combustiveis (gas natural) (biocomparag&o)
@] mao-de- obra
S8 . , —— ,
g Queimadores porosos para gas Micro-queimadores para gas natural
natural
]
I: Queimadores industriais de
Queimadores domésticos de alta hidrogénio

eficiéncia




Estudos de destino e dispersdo de Desenvolvimento de traceadores de
poluentes poluentes
Controle de MP na queima de 6leos Aperfeicoamento de tecnologias de
ultraviscosos e residuais fim de tubo
Atendimento da legislagdo ambiental
local | Atomizadores para ultraviscosos | Queimadores de baixo NOx para OC
ultraviscosos

| Sistemas de abatimento | Adaptacéo de tecnologias de
queima de carvéo para coque |

Aditivos

Substituicdo técnica de combustiveis
menos agressivos (Gas Natural) Adaptagao de sistemas de
abatimento DeSOx e DeNOXx

Alternativas para redugédo de
emisséo de CO2

Emissbes Poluentes

Controle de formagao de fuligem
(emissividade X PAH's)

U U U

Atualizagéo de processos Aperfeicoamento e Inovagédo Tecnoldgica
e instalagdes existentes desenvolvimentos especificos

5. Conclusodes

Dentro da conjuntura brasileira, considerandopastanidades de desenvolvimento tecnolégico aptadas
ao longo deste trabalho, percebe-se que a melhorafde garantir maior competitividade a inddstrige gonverte
combustiveis é a criacdo de praticas de gestaddsasa interacdo dos diversos agentes da cadeéliatipeo

A falta de um dos atores ou a descaracteriza¢c@oakefun¢gdes pode comprometer estruturalmentet@oges
seus resultados. Esse ciclo vicioso promove colsmigis frustrantes para a cadeia de conhecimemosive com
desperdicio de recursos humanos e materiais. tinmsaisoladas ou segmentadas comprometem a efiGic
sobrevivéncia do modelo de gestéo de P&D em cor@bustustrial.
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