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Resumo. Este trabalho apresenta um estudo sobre o comportamento da espessura média do filme de liquido que escoa abaixo de
uma bolha alongada, caracteristica de um escoamento gés-liquido no padrdo intermitente, ou golfadas, para tubos na horizontal.
Para tanto, foram realizadas medidas experimentais da espessura do filme de liquido por meio de uma sonda condutiva de fio duplo
em quatro posi¢cdes ao longo do tubo a jusante do injetor de gas e liquido: 127 e 777 didmetros. O experimento ocorre com a
formacdo continua de bolhas e pistdes alternadamente porém, cada bolha ¢ identificada individualmente ¢ uma medida média da
espessura do filme de liquido ¢ associada a cada bolha. Esta técnica permite obter, num trem de bolhas continuo, a populagdo das
espessuras médias de cada bolha e seu comprimento. Também é apresentado um modelo para o filme baseado na equacdo de
conservagdo da massa e da quantidade de movimento aplicada ao gas e ao liquido. Realizando hipdteses simplificadoras, a
equagdo diferencical resultante é solucionada analiticamente, sendo entdo comparada com os dados experimentais para a evolug¢do
da espessura de filme média em fungdo do comprimento da bolha.
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1. Introducao

Escoamento com a presenca de gas e liquido ¢ caracterizado pelo fato das fases se distribuem espacialmente e
temporalmente ao longo da linha. Essa distribui¢do depende das velocidades das fases, de suas propriedades (densidade
e viscosidade do liquido e do gas e tensdo superficial), do didmetro da linha ¢ de sua orientagdo com relagdo a
aceleragdo da gravidade. A combinagdo destes fatores gera diversos padroes de escoamento gés-liquido que foram
classificados de acordo com sua distribui¢do espacial em, basicamente, quatro classes: estratificado, intermitente em
golfadas, anular e bolhas dispersas. Estudos desse tipo de escoamento possuem aplicagdes em diversas areas como em
cavitacdo de turbinas e bombas hidraulicas, processos de fabricagdo de papel, no processo de geragdo de vapor em
caldeiras aquatubulares e no transporte de petrdleo e seus derivados. Dentre essas, deve-se destacar a producdo e
exploracdo de petroleo pelo fato da possibilidade de existir diversos padrdes em uma unica tubulagao.

Dentre os padrdes possiveis, o padrdo intermitente em golfadas representa um desafio. Esse padrao ¢ caracterizado
por possuir pistdes de liquido sucedidos por bolhas alongadas de gas, sem apresentar regularidade no tempo e no
espago. Ha somente uma distribui¢do aleatoria do tamanho das bolhas e pistdes, da freqiiéncia e da velocidade dos
pistoes e das bolhas ao redor das respectivas médias. Modelar de forma adequada esse padrido de escoamento vem
sendo um desafio aos pesquisadores, sendo a estimativa do holdup de liquido, velocidade relativa das fases e o
gradiente de pressdo, os pardmetros importantes a serem previstos pelos modelos para o dimensionamento de
tubulagdes onde ocorre esse tipo de escoamento.

Tipicamente, o escoamento intermitente em golfadas é caracterizado por apresentar uma bolha seguida de um
pistdo de liquido, como mostra a Figura 1 e que foi chamado de célula unitaria por Wallis (1969). Desta forma, o
escoamento padrdo intermitente em golfadas ao longo de um duto ¢ caracterizado por uma sucessao de células unitarias,
uma apos a outra desde o inicio até o final do duto. Considerando que a tensdo interfacial seja pequena, de tal forma que
a interface seja plana, pode-se derivar as seguintes relagdes geométricas:
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onde D ¢ o didmetro do duto, Ry é o holdup de liquido no filme, hy é a altura do filme de liquido e 6 é o angulo
conforme mostra a Figura 1. Desta forma, o holdup de liquido no filme e a altura do filme de liquido estdo
correlacionados pelo angulo 6. Outras relagdes que podem ser obtidas da Figura 1 sdo as relagdes geométricas definidas
por:

Su=— €)

Sg :(m-e)%, 4)
€

S, = DSin(gj, Q)

Diversos autores (Dukler & Hubbard, 1975; Nicholson et al., 1978; Kokal & Stainslav, 1989; Taitel & Barnea,
1990) apresentam modelos para o perfil de uma bolha isolada em um duto usando o conceito de célula unitaria
desenvolvido por Wallis (1969) e, portanto sdo aplicaveis a uma bolha presente no escoamento. A grande diferenca
entre os modelos sdo as simplificagdes impostas por cada autor. Fagundes Netto et al., (1999) apresenta um modelo
derivado das equagdes de conservagdo da massa e da quantidade de movimento aplicada ao liquido e ao gas, realizando
uma comparac¢ao do modelo por ele derivado com dados experimentais para o escoamento padrido golfadas. O modelo
apresentado apresenta boa concorddncia com os dados experimentais, entretanto esse estudo se concentra somente no
caso de uma unica bolha presente no escoamento. Yoshizawa (2006) fez uma revisdo de todos esses modelos,
condensando-os em uma tUnica equacdo diferencial obtida a partir das equag¢bes de conservagdo da massa ¢ da
quantidade de movimento aplicadas ao liquido ¢ ao gas. Nesse trabalho verificou-se que ndo ha grandes diferengas entre
os perfis gerados para cada tipo de modelo.
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Figura 1 — Diagrama esquematico de uma célula unitaria (bolha e pistdo de liquido) no interior da tubulagéo

O holdup de liquido no filme ¢ um dos pardmetros mais importante no escoamento bifasico padrao intermitente em
golfadas, entretanto ndo sdo conhecidos estudos que mostrem o comportamento desse parametro para um escoamento
em uma sucessdo de bolhas. Todos os estudos encontrados na literatura reportam a apenas uma tnica bolha presente no
escoamento, situagdo pouco usual em aplicacdes de engenharia. Desta forma, verificar o comportamento do Aoldup de
liquido no filme em escoamento padrio intermitente em golfadas com uma sucessdo de bolhas constitui o objetivo deste
trabalho. Para tanto, em uma instalagdo experimental foram obtidos dados referentes a espessura de filme média em
fung¢do do comprimento da bolha e que sdo comparados com resultados numéricos. Os resultados numéricos foram
obtidos a partir de um modelo para o holdup de liquido no filme, sendo escolhido o modelo proposto por Fagundes
Netto, (1999). Essa escolha deve-se a simplicidade de implementagdo do modelo e ao seu baixo custo computacional,
uma vez que a maioria dos modelos propostos na literatura apresenta resultados similares (Yoshizawa, 2006).
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2. Metodologia

Medidas de espessura de filme e do comprimento de bolha em um escoamento padréo golfadas com a tubulag@o na
horizontal ¢ com duas combinagdes de velocidades de pistdes diferentes sdo realizadas visando analisar seu
comportamento. Os fluidos utilizados nesse estudo foram o ar (ug = 10 Pa.s e pg = 1,18 kg/m’) para o gas e a agua
(u = 9,510 Pa.s e p. = 998 kg/m’) para o liquido. Dados sobre a espessura de filme foram obtidos com o emprego de
uma sonda condutiva de fio duplo em quatro estagcdes de medidas diferentes. Os resultados experimentais foram
confrontados com o modelo proposto por Fagundes Netto et. al. (1999) em duas das estagdes experimentais, sendo
escolhidas a primeira e a ultima estagdo para a comparagdo. A seguir sera realizada uma apresenta¢do do aparato
experimental e do modelo utilizado.

2.1. Aparato Experimental

A Figura 2 apresenta um diagrama esquematico do aparato experimental, incluindo a tubulagdo horizontal,
reservatorios de armazenamento e de recirculagdo de 4gua, valvulas de controle, bombas, compressores e
instrumentagdo. O diametro (D) interno da tubulagdo ¢ de 26 mm e seu comprimento ¢ de 23,4 m (900D), sendo
constituido de acrilico transparente. Compressores e bombas centrifugas fornecem um fluxo de ar e 4gua a um injetor,
que ¢ formado por dois tubos concéntricos. O tubo interno gera bolhas por meio de um meio poroso com pequenos
orificios enquanto o liquido escoa pelo espaco anular gerando o escoamento padrdo bolhas. O injetor é posicionado no
inicio da tubulag@o, sendo que a outra extremidade descarrega livremente o escoamento no interior de um tanque aberto
para a atmosfera, fazendo a separagdo do liquido-gas. O liquido desse tanque ¢ entdo bombeado para o reservatorio
principal para ser novamente inserido no circuito.
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Figura 2 — Diagrama esquematico do aparato experimental.

O fluxo de massa de liquido ¢ obtido por um medidor Micro-Motion® tipo Coriolis com exatiddo de 1% do fundo
de escala e a vazdo de gas ¢ obtida por meio de dois medidores Merian® com incerteza de 1%. A grande de teste ¢
constituida de 7 pontos com velocidades superficiais de liquido (J) e de gas (Jg) distintas, conforme mostra a Tabela 1,
e dos quais somente quatro pontos (#1, #3, #4 e #6) sdo utilizados nesse estudo. Os pontos foram escolhidos de tal
forma sejam obtidas duas velocidades de mistura (J = Ji + Ji) distintas com a combinacao das velocidades superficiais,
J=1e2mys.

Tabela 1 — Matriz de velocidades das misturas
Ponto #1 #3 #4 #6
Jo (m/s) 0,67 1,67 0,50 1,33
JL(m/s) 0,33 0,33 0,50 0,67
J (m/s) 1,00 2,00 1,00 2,00

Para se medir o comprimento da bolha e a espessura de filme ¢ utilizada uma sonda condutiva de fio duplo, sendo
cada fio distanciado de 50 mm um do outro. As medidas foram realizadas simultaneamente em quatros estagdes



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006, Paper CIT06-1039

distintas posicionadas em 127D, 267D, 494D e 821D do injetor. Detalhes sobre o sistema de aquisicao dos sinais e do
processamento sao descritos em Rosa et al. (2001) e Rosa (2002) e ndo serdo repetidos aqui. Como resultado do pds-
processamento sdo obtidos dois vetores, um com a espessura média de cada bolha que passou por cada sonda e outro
com o comprimento de cada bolha. A espessura média do filme foi determinada pela média aritmética simples da
espessura de filme de cada bolha que passa pela sonda, sendo a taxa de aquisigdo de 3 kHz.

2.2. Modelo de Bolha — Fagundes Netto, et al. (1999)
Segundo Yoshizawa (2006), a partir das equagdes de conservacdo da massa ¢ da quantidade de movimento

aplicadas ao filme de liquido e a bolha de gas pode-se escrever que a variagdo do holdup de liquido no filme (R¢) ao
longo do comprimento da bolha para uma tubulagdo horizontal se comporta como:

Termo TL Termo TI Termo TG
——
Tas (1, 1) s,
R, R, A (R, R,JA R, A ©
OX  _PLip _ Poqp ghrn ghr °
e UL § -
R, ' R, © pL4sin(%) pG4sin(%)
——

H_J
Termo IL  Termo IG Termo HL Termo HG

onde os termos TL, TG e TI refere-se a tens@o de cisalhamento na parede com o liquido, na parede com o géas e na
interface liquido-gas, respectivamente; os termos IL e IG refere-se a inércia do filme de liquido e do gas,
respectivamente; os termos HL e HG refere-se a variagdo de pressdo hidrostatica devido a variagdo de espessura do
filme de liquido, no proéprio filme de liquido e no géas, respectivamente. Fagundes Netto et al. (1999) despreza a
contribui¢do da inércia do gas na variagdo do holdup ao longo de seu comprimento e modela a tensdo no gas e na
interface como a tensdo do filme na regido de equilibrio, o que faz com que a Eq. (6) seja escrita como:

R, R, A R, A o
ox B PL 112 gD ’

~Pry

R, f+(pL pG)4sin(%)

onde os subscrito f, L e G refere-se as grandezas relativas ao filme, liquido e gas, respectivamente; o subscrito o refere-
se as grandezas na regido de equilibrio; h ¢ a altura do filme; R ¢ a fracdo de liquido; p é a densidade; D € o didmetro
interno da duto; S é o perimetro molhado no filme; A ¢ a area da secdo transversal do duto; 6 ¢ o angulo, como
mostrado na Figura 1. Yoshizawa (2006) mostra que os termos IL, HL e TL ¢ 10°, 10 e 10 vezes maior que o maior dos
termos restantes, respectivamente, tornando, desta forma, aceitavel a suposi¢do. Supondo que ndo haja gas disperso no
pistdo de liquido nem no pistdo, pode-se, a partir do balango de massa aplicado ao filme de liquido, pode-se definir uma
velocidade de referéncia como:

UR:Vt _J:Rf(Vt_Vf):Rfoc(Vt_Vfoo)9 (8)
€
V. -1 U
U — t — T , 9
R ©)

onde V¢ a velocidade do liquido no filme baseado em um referencial inercial e V, ¢ a velocidade que a bolha trafega
no meio liquido e pode ser obtida segundo Nicklin (1962) como:

V, =C,J+V, , (10)

com Cy e V,4 sendo constantes que devem ser determinadas de acordo com as caracteristicas do escoamento. As tensoes
de cisalhamento no filme na parede e na regido de equilibrio podem ser definidas como:

T =f. pL|Vf|Vf

r= T an
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—f, pL|Vfw|Vfoo .

Tf 0 2
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(12)

Uma vez que ndo ha variagdo significativa no fator de atrito no filme de liquido ao longo da bolha (f; = f;,) e
substituindo as Egs. (8), (9), (11) e (12) em (7), pode-se escrever que:

ffp7L S, sz_sl&\/fi
2 AR, R, S;

= e . (13)

Segundo Fagundes Netto (1999), aplicando o balango de massa no filme de liquido pode-se mostrar que:

2 2
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Substituindo a Eq. (14) em (13), obtém-se que:
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Fazendo com que:

k=|PL=Pe | _A £ (16)
p. )sin(9) Ug

e sabendo, segundo Fagundes Netto et al. (1999), que quando 0,2 <R;< 0,8 = S;/S = 0,5(R;+ 0,5), pode-se escrever a
Eq. (15) como:

R, :_fL(Rf+0,5)(Rf—wa)2 an
ox R}, (1-kR})D

Como o fator de atrito foi considerado constante ao longo da bolha, a integracdo da Eq. (17) possui uma solucao
analitica, Benjamin (1968):

2
fL(Rf“’ +0’5J ) =—(l+£jln(—2Rf *l J+(1+kR§w (1,5+2wa))ln(—Rf ~Re ]—
R, D 8) | 2R;y+1 Ry Ry,
)2 (1—kR§w)
(Rp.+0,5)(Reg ~Re )(Rp ~ Ry,

(18)
~(Rp, +0,5

)—k (Re —Ryo)

onde os subscritos 0 e oo referem-se aos valores no inicio do corpo da bolha e na regido de equilibrio, que devem ser
conhecidos a priori e 1y ¢ o comprimento correspondente ao nariz da bolha, veja representagdo na Fig. 1.. Outro
parametro que dever ser determinado a priori na Eq. (18) ¢ o fator de atrito para o filme de liquido, que neste trabalho
foi calculado pela correlagdo de Colebrook e utilizando o chute proposto por Miller, definidos respectivamente por:

-5
10 2,51 J (19)

1
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£ g( 3,7 Ref?
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3,7 Re%

-2
107
f, = 0,25{log[ 2T H , (20)

onde Re ¢ o numero de Reynolds para liquido e ¢ baseado na velocidade da mistura (J), no didmetro do duto (D),
calculado como:

Re = PLtD Q1)
1549

sendo . a viscosidade do liquido. A altura do filme foi determinada a partir dos valores determinados para o holdup de
liquido no filme — Eq. (18) — e resolvendo-se simultanecamente as Egs. (2) e (1), sendo a altura de filme média
determinada pela média aritmética simples.

Ainda para se resolver a Eq. (18) se faz necessario determinar o ponto onde se comeca o corpo da bolha (ly), o
holdup no inicio da bolha (Rg) e também na regido de equilibrio (Rs,.). Conforme Taitel & Barnea (1990), na regido de
equilibrio pode-se escrever que:

erooSLoc _ L 1 Tlocsloo _ 1 ‘EGwSGw _
2 L + -0. 22)

R, A |R, R,) A R, A

oo foo Goo Geo

A tensdo no filme de liquido () pode ser determinada pela Eq. (11) e a tensdo na interface (t7) e no gas (tg) pode ser
calculada como:

. =f Pa |Vl _Vf|(vt _Vf) ~f pGVtz

> 23
i 1 2 2 ( )

V2
T, =f, pGT‘ . (24)

O fator de atrito nas Egs. (11), (23) ¢ (24) pode ser determinado por qualquer procedimento estabelecido para
escoamento monofasico. Analisando-se a Eq. (22) e considerando que f; = fg, pode-se escrever que a unica forma dessa
ser verdadeira ¢ fazendo com que:

172
v, = (PG fs J S, +S6.Re, \ (25)
p fi St (1_wa)

Da Eq. (8) pode-se escrever também que:

1
\'A =R—[Vm (1-R,,)-T]. (26)

foo

Para se determinar Ry, é necessario se resolver as Egs. (26) e (25) simultaneamente, mas para tanto ¢ necessario se
determinar o fator de atrito para o liquido e para o gas. Fagundes Netto et al. (1999) utiliza o fator de atrito calculado
conforme a proposicdo estabelecida por Blasius como:

JD(R
f,, =C.Re(’*, Re, =pL—£ﬁJ, 27
239 SLoo
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V.,..D R
f, =fg, =CReg/!, Reg, =L ( Goo J (28)
1239 SLw+SGw

obtendo dessa forma que a Eq. (25) pode ser escrita como:
Vfa) = Bq)Vtoo s (29)

onde 3 ¢ uma fungdo das propriedades do fluido definida como:

1/7

3
B= “—G[p—GJ (30)
Hp \PL

e ® é uma fungdo da geometria definida como:

1/7
(RS + St )4 Re (See + St

(=R s

A Eq. (29) e (26) é implicita e deve ser resolvida adequadamente. Uma das formas de resolver essa equagdo ¢ pela
técnica de perturbagdo, sendo que P pode ser assumido como o pardmetro de perturbacdo. Adotando essa técnica, pode-
se mostrar que a solu¢do simultanea das equagdes é:

O = 31)

R, :Vm—J(

00

1+ BCDOC) . (32)

too

Uma observagio importante sobre a Eq. (32) deve ser feita. Caso se despreze na analise os efeitos da tensdo de
cisalhamento na interface e no gas, o termo B®,, é nulo, fazendo com que a R¢,, = (Cy-1)/Cy conforme mostra Nicholson
et. al. (1978) e que garante consisténcia da solugdo apresentada. Fagundes Netto et al. (1999) avalia o comportamento

de ® e afimar que para 0,1 <Ry, < 0,5 pode-se aproximar a Eq. (31) por:

o, =1,7(M+0,5] , (33)

too

além de afirmar que na regido de equilibrio R¢ se encontra entre esses limites. As medidas experimentais efetuadas para
esse trabalho confirmam essa afirmagdo. Substituindo as Egs. (10), (33) e (30) em (32), obtém-se que:

tensdo na interface e no gas

I(Cy=1)+Vy I(Cy=1)+Vy ue (o Y "
= L 7 ——L o5 | Be| Be . (34)
CoJ +Vy CoT+Vy Mo \PL

foo

Com a Eq. (34) ¢ possivel se determinar o koldup de liquido no filme na regido de equilibrio a partir das propriedades
do fluido, das constantes Cy € V4 € da velocidade da mistura de forma direta.

Para o inicio da bolha, Fagundes Netto et. al., (1999) definiu seu comprimento como tal que 1o/D =1. Para o holdup
de liquido foi realizado um ajuste por polindmio de segunda ordem para a solugdo proposta por Benjamin (1968) para
R¢ em um filme de liquido em queda livre. Para que se garantisse uma suavidade na transi¢do entre as solugdes, foi
imposto que as derivadas do #oldup obtidas pelas duas solu¢des — Eq. (17) e o polindmio — fossem iguais no inicio do
corpo (1y/D =1). Desta imposi¢do, pode-se escrever que:
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f (R +0,5)(R; —R
R}, (1-kR},)D

2
) = J1.38(R,, ~0,5648) (35)

Observando-se a Eq. (35) verifica-se que nem sempre sua resolucdo sera possivel no dominio real. Desta forma, ¢
necessario se estabelecer procedimentos de obtencdo para Ry para esses casos. Da solucdo apresentada por
Benjamin (1968), determina-se que quando lo/D =1 = Ry = 0,57. Da andlise da Eq. (17) pode-se concluir que

1-kR} >0 em todo o corpo da bolha, portanto R,, <k '*. Desta forma, como apresentado por Fagundes Netto et.

al. (1999) os valor de Ry, tem que ser tal que 0,57 <R, <k "’. Nesse trabalho, toda vez que nio havia uma solugio
real dentro dos limites estabelecidos para a Eq. (35), adotou-se Ry = 0,57.

3. Resultados

A populagdo da espessura média de filme de liquido de cada bolha e seu comprimento sfo obtidas
experimentalmente em estacdes de medidas, uma situada a 127D (estagdo 1) e outra a 777D (estacdo 4) da injegdo do
liquido e do gas. Um dos objetivos destas medidas é avaliar como estas populagdes evoluem ao longo da linha. Os
testados, apresentados na Tabela 1, foram agrupados em dois grupos pela velocidade de mistura, sendo um quando
J=1m/s JL=0,33 e Jg = 0,67 m/s, JL =J5 = 0,5 m/s) e outro quando J =2 m/s (J. =0,33 ¢ Jc=1,67 m/se J. =0,67 ¢
Jo = 1,33 m/s). As Figura 3 e 4 apresentam a func¢io densidade de probabilidade, fdp, da espessura média de cada bolha
e seu comprimento para os pontos que apresentam velocidade de mistura J = 1m/s e 2 m/s, respectivamente.

Uma analise da fdp da espessura do filme de liquido abaixo da bolha, Figuras 3b e 4b, mostra que sua populagao
aproxima-se de uma popula¢do normal para as posi¢cdes mais afastadas do injetor gés e liquido enquanto que para a
posicao mais proxima, 127D, a fdp apresenta uma forma ‘distorcida’ sugerindo uma forte influéncia do processo de
formacdo. As variagdes entre as populacdes da espessura de filme observadas para as distdncias de 127D e 777D a
jusante do injetor de gas e liquido decorrem das interacdes entre bolhas consecutivas. Elas apresentam um
comportamento geral: as bolhas sdo formadas com filmes de liquidos mais espessos e, a medida que elas evoluem ao
longo do tubo, se acomodam dinamicamente dentro do tubo e atingem uma espessura menor. Este comportamento ¢é
mostrado nas fdp das Figuras 3a ¢ 4a onde as populagdes de bolhas com filmes de grande espessura medidas a 127D
praticamente desaparecem nas medidas a 777D.
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{6o— oL R e Estacdo 4, 1, =033 m/s e ] ,=0,67 m/s

B 0.06 ——— Estagdo 1. 1;=0.50 m/s e J,=0,50 m/s
y e Estagdo 4. 1,=0,50 m/s e J,;=0,50 m/s
12
0.04
8
0,02
4
0 0
0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0 20 40 60 80 100 120 140
h,/ D ool B

(a) (b)
Figura 3. Histograma da distribui¢ao (a) da altura de filme média e (b) do comprimento das bolhas para J = 1m/s.

Comportamento semelhante ao da espessura de filme média também ¢é observado para o comprimento da bolha,
como mostra Figuras 3b e 4b. Para regides mais afastadas do injetor de gés e liquido, a populagdo aproxima-se de uma
distribui¢do normal e para a regido mais proxima (127D), a fdp apresenta uma forma ‘distorcida’, o que sugere uma
forte influéncia do processo de formagao. O valor mais provavel de LB/D ¢ dependente da razdo gas liquido, i.e., Jg/J..
Considerando-se os valores para a estacdo 4, constata-se que para Jg/Jp variando de 1, 2 € 5 o comprimento mais
provavel correspondente foi de 20D, 40D e 120D, respectivamente conforme mostrado nas Figuras 3b e 4b. As
variagdes entre as populagdes de comprimentos de bolhas observadas para as distancias de 127D e 777D a jusante do
injetor de gas e liquido decorrem das interagdes entre bolhas consecutivas. Elas apresentam um comportamento geral: a
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medida que as bolhas evoluem ao longo da linha a populacdo de bolhas pequenas e bolhas grandes diminuem e
conseqiientemente a variancia desta populagdo também diminui. O fato da populagdo de bolhas menores diminuirem
pode ser explicado pelo fenomeno de coalescéncia. Ele pode ocorrer entre duas bolhas consecutivas que se fundem
numa unica bolha que apresentara um comprimento maior. Por outro lado, a extingdo da populagdo das bolhas de maior
comprimento ndo pode ser explicada por este fendmeno. Além disto, ndo se tem conhecimento de mecanismos fisicos
de quebra de bolha que poderiam justificar este comportamento. A explica¢do deste fendmeno estd no processo de
formacao das bolhas. O injetor de correntes concéntricas, utilizado para misturar o gas e o liquido, forma bolhas longas,
porém com filmes de liquidos espessos. A medida que estas bolhas evoluem ao longo do tubo ha um acomodamento
dinamico da interface, a espessura de filme diminui e, para manter a mesma massa de gas, seu comprimento diminui
também. Isto pode ser observado nas fdp da espessura de filme de liquido mostrado nas Figuras 3a e 4a.
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Figura 4. Histograma da distribuicdo para (a) altura de filme média e (b) comprimento das bolhas para J = 2 m/s.

Uma comparagdo entre os resultados experimentais ¢ do modelo para a espessura média de filme em fungdo do
comprimento de cada bolha que passou pelo sensor ¢ realizado nas Figuras 5 e 6 para J = 1 e 2 m/s, respectivamente. Os
simbolos representam os dados experimentais enquanto que as linhas os resultados do modelo. O modelo emprega o
valor da constante Cy determinado experimentalmente, Cy = 1,12, e para fins de andlise de sensibilidade do modelo ele
também emprega um valor 10% superior ao experimental, Cy = 1,23.

Os dados experimentais das Figuras 5 e 6 mostram que a espessura média do filme de liquido ¢ bem representada
pelo comprimento da bolha de tal modo que quanto maior o comprimento menor € a espessura do filme. Isto € valido
tanto para as medidas realizadas a 127D do injetor como para aquelas tomadas a 777D. Além disto, esta relacdo entre
h¢/D e LB/D ¢ uma fungdo da velocidade de mistura. Observa-se que os pontos experimentais com diferentes JG e JL
fundem-se em uma uUnica curva desde que sua velocidade de mistura (J = Jg + J) seja constante. Por exemplo, na
Figura 5a para J = 1 m/s e bolhas com Lp/D = 20 a espessura do filme sera hyD = 0,45 tanto para os pares com Jg =
0,33 eJ.=0,67m/souparalg=J. =0,5m/s.

Na Figura 5 pode-se observar que para J = 1 m/s e em ambas as esta¢cdes de medida, os valores do modelo ndo
expressam os dados experimentais para bolhas de pequeno comprimento, tipicamente Lg/D < 40. Entretanto, os valores
de espessura de filme de liquido para as bolhas de comprimento maior sdo bem reproduzidos pelo modelo. Outra
constatagdo importante ¢ a influéncia do valo de Cy, uma vez que em se aumentando em 10% seu valor, os valores
médios obtidos pelo modelo aumentam significativamente. Para bolhas com Lg/D > 40, pode-se observar que ha um
aumento de cerca de 16% na espessura de filme prevista pelo modelo fazendo com que seus resultados se aproximem
bem das medidas experimentais. Pelo fato do modelo capturar melhor a espessura de filme experimental para grandes
bolhas faz com que suas previsdes para o par J. = Jg = 0,50 m/s seja pior daquelas para o par J. = 0,33 e Jg = 0,67 m/s
uma vez que esse ultimo apresenta bolhas com um comprimento maior.
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Figura 5 — Comparagao entre a espessura de filme média obtida pelo modelo apresentado por Fagundes Netto et. al.
(1999) e o experimental para (a) primeira e (b) quarta estagdo de medida quando J = 1 m/s.

Para J = 2 m/s o comportamento do modelo ¢é contrario daquele observado para J = 1 m/s. Ele apresenta uma boa
capacidade de previsdo para bolhas pequenas (LB/D < 50) e superestimando a espessura de filme média para as bolhas
maiores (LB > 50), conforme mostra a Figura 6. Uma razio para esse comportamento pode estar relacionada com o fato
de que a Eq. (34) ndo reproduz adequadamente a regido de equilibrio, superestimando os valores da espessura. A
tendéncia de o modelo calcular um filme mais espesso quando se aumenta o valor de CO continua presente nesse caso,
sendo que o aumento da espessura média para bolhas grandes é de cerca de 20% quando se aumenta CO em 10% (CO
indo de 1,12 para 1,23). Outro fato que se pode observar ¢ que na primeira estagdo de medida ha um espalhamento
acentuado no comportamento da espessura do filme e na quarta estagdo ndo. Provavelmente as estruturas ao chegar a
quarta estacdo ja interagiram de tal forma que ha um escoamento periddico. Esse fato também pode ser concluido dos
histogramas apresentados na Figura 4.a que apresenta uma distribuicao ‘distorcida’ na estag@o 1 e normal na 4.
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Figura 6 — Comparagao entre a espessura de filme média obtida pelo modelo apresentado por Fagundes Netto et. al.
(1999) e o experimental para (a) primeira e (b) quarta estagdo de medida quando J = 2 m/s.

4. Conclusao

Medidas experimentais para o comportamento da espessura média do filme na regido da bolha e de seu
comprimento em um escoamento padrdo intermitente com duas velocidades superficiais distintas sdo apresentadas.
Também ¢ realizada uma anélise comparativa entre os resultados experimentais com os gerados a partir do modelo de
espessura de filme de liquido proposto por Fagundes Netto et. al. (1999). Os dados experimentais da espessura de filme
mostram que quanto maior for a velocidade de mistura ou o comprimento da bolha, menor sera a espessura média do
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filme. O modelo foi capaz de capturar a diminui¢do da espessura do filme com o comprimento da bolha mas ndo em
fungdo do aumento da velocidade de mistura. Uma possivel causa deste comportamento esta associado a forma com que
¢ determinada a espessura no inicial do filme, dado de entrada do modelo. Entretanto, para se chegar a um resultado
conclusivo, é necessario uma melhor investigagdo nos modelos para o nariz da bolha.

A capacidade de previsdo do modelo para a espessura média quando J =1 m/s foi determinada com um erro na
ordem de 10% quando Lg/D > 40. Para valores de Lg/D < 40 o erro entre o modelo e os dados experimentais ¢ muito
elevado. Para J = 2 m/s o comportamento foi oposto. Ele apresentou uma boa capacidade de previsdo para bolhas
consideradas pequenas (Lg/D < 50), com erros na ordem de 5% mas, para bolhas grandes (Lg/D > 100) o erro foi
acentuado, chegando a ordem de 60%.

5. Referéncias

Benjamin, T. B., 1968, “Gravity Currents and Related Phenomena”, J. Fluid Mech., Vol. 32, pp. 209-248.

Dukler, A. E and Hubbard, M.G., 1975, “A Model for Gas-Liquid Slug Flow in Horizontal and Near Horizontal
Tubes”, Ind. Eng. Chem. Fundam., Vol. 14, No. 4, pp. 337-347.

Fagundes Netto, J. R., 1999, “Dynamique de Poches de Gaz Isolees en Ecoulement Permanent et Non Permanent
Horizontal”, Tese de Doutorado, Institut National Polytechnique de Toulouse.

Fagundes Netto, J. R.; Fabre, J.; Paresson, L., 1999, “Shape of long bubbles in horizontal slug flow”, Int. J. Multiphase
Flow, Vol. 25, pp. 1129-1160.

Kokal, S.L and Stanislav, J.F., 1989, “An experimental study of two-phase flow in slightly inclined pipes - II: liquid
holdup and pressure drop”, Chem. Eng. Sci.. Vol. 44, No. 3, pp. 681-693.

Nicholson, M.K.; Aziz, K.; Gregory, G.A., 1978, “Intermittent two phase flow in horizontal pipes: predictive models”,
The Canadian Journal of Chemical Engineering, Vol. 56, pp. 653-663.

Nicklin, D.J.; Wilkes, J.O.; Davidson, J. F., 1962, Two Phase Flow in Vertical Tubes”, Trans. Inst. Chem. Engineers,
Vol. 40, pp. 61-68.

Rosa, E.S., 2002, “The Structure in the Horizontal Slug Flow”, 9° Brazilian Congress of Thermal Engineering and
Sciences.

Rosa, E. S., Morales, R. E. M., Melo, A. L., Freire, R. and Franga, F. A., 2001, “The Evolution of Slug Flow”, Cobem.

Taitel, Y. and Barnea, D., 1990, “Two-phase slug flow”, Advances in Heat Transfer, Vol. 20, pp. 43-132.

Wallis, G.B., 1969, “One dimensional Two-Phase Flow”, McGraw-Hill, New York.

Yoshizawa, C. J., 2006, “Estudos de Modelos para a Forma das Bolhas em um Escoamento Intermitente Ppadrao
Golfadas”, Dissertagdo de Mestrado, PPGERHA, Universidade Federal do Parana.

TITLE: AVERAGE THICKNESS OF FILM IN A SLUG FLOW PATTERN WITH HORIZONTAL
TUBES

Ricardo Augusto Mazza
UNICAMP/FEM/DE — Caixa Postal 6122 — 13.083-970 — Campinas - SP
mazza@fem.unicamp.br

Eugénio Spand Rosa
UNICAMP/FEM/DE — Caixa Postal 6122 — 13.083-970 — Campinas - SP
erosa@fem.unicamo.br

Abstract An experimental and modeling analysis of the liquid film thickness flowing below an elongated gas
bubble, characteristic of gas-liquid slug flow pattern in horizontal tube, is presented. The experimental apparatus
consists of a horizontal tube with 900 free diameters long with a gas liquid injector at the inlet. A succession of liquid
pistons and elongated gas bubbles are formed at the inlet, evolve along the tube and are freely discharged at the tube
outlet to a tank at atmospheric conditions. Measurements of the averaged liquid film thickness and bubble length are
performed with twin parallel wire conductive probes for each individual bubble passing by the sensors. The population
of film thickness and bubble length is recorded at two positions downstream the gas-liquid injector: 127D and 777D.
This work also employs a film thickness model based on the mass and momentum balance applied to the gas and liquid
phases. A comparison between the analytical expression for the model against the experimental data on film thickness
and bubble length is drawn.

Keywords: two-phase flow; slug flow; film thickness, bubble model
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Abstract. Deposition of high molecular weight paraffins on the inner wall of subsea production and transportation pipelines
continues to be a critical operational problem faced by the petroleum industry. Molecular diffusion, Brownian diffusion, shear
dispersion and gravity settling are some of the possible mechanism responsible for wax deposition cited in the literature. Although,
molecular diffusion is employed in the vast majority of the deposition models available in the literature, it is still not clear which
one is the most relevant mechanism. In the present study a numerical analysis of the wax deposition is performed employing only the
molecular diffusion model. The wax deposition is determined considering oil flowing in the laminar regime, through a rectangular
channel. Two mathematical models are investigated. The first formulation is one-dimensional and the wax deposition rate is
determined indirectly from the heat flux through the channel wal., The second formulation is two-dimensional and the wax
deposition rate is a function of the paraffin concentration gradient. The finite volume method was selected to solve the conservation
equations of mass, energy and mass fraction, coupled with a diffusive equation to describe the growth of the wax deposit. A moving
mesh was employed to account for the reduction of the flow cross section due to the paraffin deposition. Additionally, the influence
of the paraffin latent heat was investigated. The results obtained showed the same trends for both models, but a much slower
deposition rate was observed for the first one. The results obtained numerically were compared with experimental results found in
the literature for four Reynolds numbers. As expected, the deposited layer is comparatively thinner for the higher flow rates
represented by the higher value of the Reynolds number.

Keywords: wax deposition, pipeline, laminar flow, molecular diffusion
1. Introduction

Wax deposition in production and transportation pipelines continues to be a relevant problem for the industry,
particularly in offshore operations. The crude oil flows out of the reservoir at, typically, 60 °C into the production
pipelines. These lines carry the oil to the platforms and from the platforms to shore. At large water depths, the ocean
temperature at the bottom is of the order of 5 °C. The solubility of wax in the oil is a decreasing function of
temperature. As the oil flows, it loses heat to the surrounding water. If the crude oil temperature falls below the Wax
Appearance Temperature (WAT), the wax may precipitate and deposit along the inner walls of the pipeline. The
accumulation of the deposited material may lead to increased pumping power, decreased flow rate or even to the total
blockage of the line with loss of production and capital investment.

A significant research effort has been devoted to the understanding and modeling of the wax deposition problem
(Burger et al., 1981, Brown et al., 1993, Creek et al., 1999 and Svendsen, 1993). This is a complex problem that
involves several disciplines such as thermodynamics, heat transfer, mass transfer, crystal growth and fluid dynamics.
An accurate prediction of the temporal and spatial distributions of the deposited wax along the pipeline would be
invaluable information that would help in the design stages of the field, as well as in the scheduling of interventions in
the pipeline, in order to assure the flow of oil at the desired rates.

A detailed critical review of the literature was prepared as part of a research project on wax deposition (Azevedo
and Teixeira, 2003). One of the key works analyzed in this review was that of Burger et al. (1981) where the possible
mechanisms responsible for wax deposition were identified. These mechanisms are molecular diffusion, Brownian
diffusion, shear dispersion, and gravitational settling. Molecular diffusion has been widely accepted as the dominant
deposition mechanism, and has been included in the vast majority of the models presented in the open literature (e.g.,
Ribeiro et al., 1997, Fusi, 2003). An observation of the deposition models available in the literature shows that they all
make use of adjusting constants to fit the model predictions to field or laboratory data. In our view this practice, totally
justified for yielding good predictions for particular lines, complicates the task of assessing the relative importance of
each deposition mechanism. Therefore, in the review article mentioned above, Azevedo and Teixeira (2003) concluded
that there was no experimental evidence to confirm that molecular diffusion is the dominant deposition mechanism.
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Recently Leiroz et al (2005) presented a comparison between the experimental data of Leiroz (2004) and the predictions
of a one-dimensional model for wax deposition, considering only the molecular diffusion mechanism. The experiments
where conducted under controlled conditions and allowed, seemingly for the first time, the determination of the spatial
and temporal distributions of the deposited wax. The comparison of the results presented a large discrepancy between
experiments and numerical predictions for the transient regime. Both the experiments and the simulations were
conducted for laminar flow conditions.

The present paper presents results of an ongoing research effort aimed at identifying the relative importance of the
deposition mechanisms. To this end, the diffusion-based model of Leiroz et al.(2005) was improved by the
implementation of a two-dimensional formulation where the concentration equation for the liquid wax was also solved.
Therefore, two mathematical models are compared; the first formulation is one-dimensional and the wax deposition rate
is determined by an indirect way from the heat flux through the channel wall, while the second formulation is two-
dimensional and the wax deposition rate is calculated based on the paraffin concentration gradient at the deposit.. The
mathematical model developed was employed to simulate the same conditions of the laboratory tests conducted by
Leiroz(2004). Those were tests conducted under controlled conditions employing simple oil-wax mixtures with known
properties., flowing through a test section well-defined boundary and initial conditions. In the simulations, the measured
properties of the test fluids were employed. No constants were adjusted to fit the predicted results to the measured data,
as it is normally done with models that predict field operations. It is believed that the comparison between the predicted
and experimental results for these simple configurations would allow a better assessment of the relative importance of
the deposition mechanisms.

2. Mathematical model

The main objective of the present research is to help identify the relative importance of the wax deposition
mechanisms proposed in the literature. The idea was to develop a simple model that incorporated one deposition
mechanism at a time and compare the predictions obtained with the simple experiments conducted. In the present paper,
the molecular diffusion model is investigated, since this is the most widely accepted mechanism. Different
approximations are made and two mathematical diffusion models are developed and compared.

The geometry of the problem modeled is presented schematically in Figure (1), where symmetry in relation to the
horizontal axis was enforced. The oil and wax solution enters the domain, which has a rectangular cross section (height a
and width W), with a uniform temperature 7; and a constant flow rate m . In all cases studied 7; was always above the wax
appearance temperature for the solution, 7Tj,7. The channel length is L. The solution loses energy to the ambient at
temperature 7,,, through the side glass walls with an overall heat transfer coefficient U,,. Cold water with constant
temperature Tpo flows through channels connected to the upper and lower copper walls. Due to the high thermal
conductivity of the copper, its temperature was assumed to be equal to the water temperature. The working fluid was
considered as a binary homogeneous solution of oil, the solvent, and wax, the solute. The wax deposition begins when the
oil interface temperature 7T}, is lower than the wax appearance temperature 7,7 The wax deposition thickness is o.
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Figure 1. Schematic view of the computational domain

At the beginning of the process, the water flows at the same temperature as the inlet oil. So, at time equal to zero,
the whole apparatus is nearly at the same temperature equal to the mixture inlet temperature, since the heat losses to the
ambient through the glass walls area quite small. Thus, at 7= 0, the interface temperature 7;, is larger than Tyyr,
therefore both § and do/ds are zero. The growth of the deposited layer was accounted for by a molecular diffusion
mechanism, as suggested by Burger et al. (1981). In this model, the deposition occurs when T;,; < Ty,r and the
diffusion flux of wax toward the cold wall is estimated by Fick’s law of diffusion,
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where p_ is the mixture density, D,y is the molecular diffusion coefficient of the liquid wax in the solvent oil, @ is the

concentration (or volume fraction of wax in the solution), m,,, is the wax mass deposited in the length dx, p,.. is the
solid wax density and ¢ is the porosity of the oil-filled wax deposit, and it is given by the ratio of the liquid mass inside
the deposit by the total mass of the deposit. m=p W (a/2 — ) dx is the fluid mass contained in an elementary volume.
Rearranging Eq. (1), the wax deposition can be obtained from
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The difference between the diffusion models studied is related with the determination of the concentration gradient
at the interface of the deposit. The first model is one-dimensional, while the second is two-dimensional. The two
models are described in the following sections.

2.1. One-dimensional model

The first model is one dimensional, and the schematic view of the computational domain seen in Fig. (2) can help
its description. In this model, the concentration gradient of @ (or volume fraction of wax in the solution) at the
interface, in Eq. (2) was approximated by the product of the wax solubility coefficient 6w /0T by the interface
temperature gradient. Thus,

ow

Jo| _ 0w 0T
o
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int int

Since the model is one-dimensional, the temperature gradient could not be directly determined. Thus, it was obtained
from the heat flux through the interface g;,, which was determined from the heat transfer coefficient at the interface 4,
and the temperature difference between the oil mixture 7 and the interface T, as

oT
—km——  =dint =i (T =Tipe)- )

int

where £, is the oil mixture thermal conductivity. Substituting Eq. (4) into Eqgs (3) and (2), the wax deposition can be
obtained from
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Figure 2. Schematic view of the computational domain for the one-dimensional model.
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The heat transfer coefficient was determined from the local Nusselt number Nu; correlation for the developing
thermal entry region for parallel-plate channels, with constant temperature boundary condition, as given by Incropera,
DeWitt, (1990). The Nusselt number Nu; is a function of the dimensionless coordinate along the channel X, defined as

. m D,
Nup=tiPho oy P 4 Re STTH L pra
ko, Re, Pr 2(W +a-26) A p ki,

(6)

where D, is the hydraulic diameter, A= 2 W (a — 2 &) is the cross section area, which decreases as the wax is
deposited, 1 is the mass flow rate of the oil mixture, s is the oil dynamic viscosity and c, the specific heat at constant
pressure.

To determine the axial variation of the bulk fluid temperature 7, the energy equation was solved. The energy
equation for the solution applied to the control volume of Figure (2), neglecting axial diffusion, is

"epT nepT
OlmepT) OUepT) 0 W s gy 2a—26)=0 (7)
ot ox
where m’ =p A, is the mass of solution per unit length. Heat losses through the transverse channel direction were
computed taking into account the convective thermal resistance within the channel and the deposited layer ¢;,.. Heat
losses through the glass lateral walls were also considered. gy,

Colus
Giat = Ulat (T = Tamp) > L1 + Cglass. )
Ular  hi kglass

where T, is the ambient temperature, and U, is the overall side wall heat transfer coefficient, which is formed by the
solution forced convection resistance at the inner wall #;, the conduction resistance of the glass with thickness ey, and
thermal conductivity Ky

The interface temperature 7;,, was determined by an energy balance at the wax/solution interface, where the latent
heat of the wax was taken into consideration at the wax/solution interface, i.e., the difference in heat fluxes from each
side of the interface is proportional to the wax latent heat 4 and rate of mass deposited, as

dm
(Gint —Gwax) de:% A (9)

where ¢q,,,, is the heat flux through the solid wax and copper wall, and it is determined by assuming that the outer
cooper wall has the same temperature as the flowing cooling water 740

1 o e,
dwax =Uwax Tint = Tr0) 5 =——+< (10)
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U, 1s the overall heat transfer coefficient at the wax side, formed by the conduction resistance of the copper walls and
the wax deposit, that have, respectively, thicknesses e. and J, and thermal conductivities &, and k,,,. The interface
temperature can then be determined by

MT +UyaxTr20 = Pwax A (dS1dt) (11)
hi +Uypax

Tint =

Hot solution is introduced in the channel with a temperature higher that the Tj,r for the mixture. The initial
condition for the problem was a steady state flow, with the solution exchanging heat with water flowing at the same
inlet hot temperature. The experiment started by a step change reduction in the water temperature to a value below
Tyur.

The energy equation was discretized based on the finite volume method (Patankar, 1980), with the upwind scheme
to treat the convection term. A totally implicit procedure was employed to handle the time integration of both Eq. (5)
and (7). The set of algebraic equations was solved by the TDMA algorithm.

2.2. Two-dimensional model
In order to determine the wax deposition rate for the second model, Eq. (2) was applied directly. The wax

concentration gradient at the interface was obtained by the solution of the wax volume fraction conservation equation,
which was applied to an infinitesimal control volume d , with surface SC as illustrated in Figure 3,
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O lpodi+ [poisidi= [meiidd (12)
ot gy sC sc
where ¢ is time, u is the velocity vector, m" = — p @, grad @ is the mass diffusive flux and 7 is the unit vector

normal to the surface SC.

Since the wax deposition, given by Eq. (2), can only occur when the interface temperature is below T,z the
temperature distribution is a necessary information, which is obtained from the solution of the energy equation applied
to the same control volume d v,

a—jpcpTd‘v’Jr [pepTuendd= j?OﬁdA (13)
ot gy SC sC

where ¢" =—k,, grad T is the diffusive heat flux. Heat losses through the transverse channel direction were computed

taking into account the convective thermal resistance within the channel and the conductive resistance in the deposited
layer and in the channel metallic walls. Heat losses through the glass lateral walls were also considered.
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Figure 3. Schematic view of the computational domain for the two-dimensional model

To simplify the problem, the flow field was considered as locally hidrodynamically fully developed, i.e., a
parabolic velocity profile in the vertical direction was prescribed, with the mean axial velocity varying with the axial
coordinate due to the decrease in channel cross sectional area caused by the wax accumulation. The velocity field was
prescribed as

- m
i=ui ; =15u, [l-y*Na/2-6) ; S A (14)
Uu=ui u um[ v’ a )] u, a2

Since during the wax deposition process, the flow cross section area varies; it is convenient to apply the
conservation equations, Egs. (12) and (13), to a moving curvilinear coordinate system as illustrated in Fig. (4), where
the following dimensionless coordinate system was introduced

y=0
=X =" ; 1=t (15)
: T=ain-s
Considering constant properties, the wax volume fraction and energy conservation equations, eqs. (12) and (13),
can be written as (Romero, 2005)
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where Dy is the wax molecular diffusion coefficient and a = k/(p c,) is the mixture thermal diffusivity. Ja is the
Jacobian of the coordinate transformation matrix, /4 is a metric in the £ direction and £ is a geometric parameter
associated with the non-orthogonallity of the coordinate system. U and J/ are the contra-variant relative velocity
components in the £ and 7 directions, respectively. These variables are defined as

Ja=al2-8 L he=[1+ 5712 : ﬂ:(n—l)@ (18)
ox
Geu - p-1=D05 B, (19)
h{f ot h‘f
Y e s B
Oil .o
A mixture MAX, st ___.f«//

a2

€c Copper | Ye

Figure 4. Coordinate system.

At the beginning of the process, the interface temperature is equal to the cold water temperature 7,0, and the wax
deposit is zero. However, as the wax deposit increases, the conduction equation at the wax region is also solved.

To solve the set of Egs. (16) and (17), the following boundary conditions were considered: uniform temperature
and wax concentration at the inlet and negligible diffusion at the outlet. At the upper boundary a symmetry condition
was defined. The wax concentration at the interface is determined at the interface temperature from the equilibrium wax
solubility curve determined experimentally by Leiroz, 2004. The critical boundary condition is at the interface between
the fluid and wax deposit, since it controls the process. At this boundary, a heat balance is defined, taking into account
the wax latent heat A as given by Eq. (9), and the heat flux is determined at both sides of the interface based on the
temperature gradient at each side (the subscript so/ refers to the mixture side and wax to the solid wax side).

dm oT . oT
(Gint —Gwax)W dx = % A Where Gint ==km—| > Gwax = Kwax —— (20)
o sol % wax

The energy equation was discretized based on the finite volume method (Patankar, 1980), with the upwind scheme
to treat the convection term. A totally implicit procedure was employed to handle the time integration of both Eq. (16)
and (17). The set of algebraic equations was solved by the TDMA line by line algorithm.

Mesh and time step independence tests were performed, until the solutions for different meshes and time steps
agreed to within 0.1%. The results presented in the present paper were obtained with 50 control volumes along the axial
direction and with 151 control volumes at the 7 direction for the fluid region and 21 in the wax region and 21 in the
copper. The time step was set as 3 s.

3. Results and Discussion

The conservation equations presented for the one-dimensional and two-dimensional models were solved and
compared with the experimental data of Leiroz, 2004. To allow a fair comparison, the same geometry used in the
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experiments was modeled and the same fluid and wax properties from the work of Leiroz, 2004 were used. The

following properties for the solution and solid wax were considered to be equal, being set as: density p = 844 kg/m’,

specific heat ¢,=2017 J/(kg K), thermal conductivity, £ = 0.23 W/(m K). The molecular diffusion coefficient was taken

as D, = 2.09 x 107'% m?/s, the wax latent heat as 2=2.64 x 10° J/kg, and the solution absolute viscosity as g = 1.02 x

10 Pa s. The wax deposit porosity was assumed to de equal to ¢= 0.86 based on information from Burger et al., 1981.

The fluid inlet and wall temperatures were 40 and 15°C respectively. The Ty, for the test solution was equal to 36°C.
The equilibrium wax solubility curve determined experimentally by Leiroz (2004) was given by

®=1021x10° T%®  with Tin °C. Q1)

Solutions were obtained for four different values of the Reynolds number Re, namely, 366, 516, 688, 858. The
definition employed for Re is

Re="Dn. ; py, =2a (22)
uwa W +a)

Figures (5) through (9) show results for the thickness of the deposited layer given in millimeters as a function of
the axial coordinate of the channel, given also in millimeters. Figure (5) presents the wax deposit growth for Re=858.
Each curve represents a different time counted from the initiation of the cooling of the walls. The symbols correspond
to the experimental data of Leiroz(2004), the solid lines correspond to the numerical solution obtained with the two-
dimensional model, while the dashed lines correspond to the one-dimensional model prediction. Figures (6) through (9)
present a comparison of the steady state results obtained with both models with the experimental data of Leiroz (2004),
for the four Reynolds numbers investigated.

Analysing Fig. (5), it can be seen that after four hours, no more deposit growth was verified, indicating the
attainment of a steady condition. An observation of the experimental data of Fig. (5) reveals the rapid growth of the
deposit layer. Indeed, the first 10 minutes of deposit accumulation are responsible for nearly 50% of the final, steady
state thickness. The numerical prediction for the steady state deposition profile is quite good over the whole length of
the channel with the two-dimensional model, while, for this Reynolds number, the one-dimensional model over-
predicted the deposited layer, for the steady state regime. In spite of the reasonable steady state results, both models
were unable to predict the transient behavior of the deposit. In fact, the diffusion-based model was not able to even
predict the correct trend for the spatial distribution of the deposited layer. While the experiments display a monotonic
increase of the deposited layer for all time instants, the models predict an increase in the deposit at the channel entrance
followed by a decrease, which is the opposite trend in relation to the experiments. It should be mentioned that all
models available in the literature display similar up-and-down behavior as the present model (eg. Brown et al, 1993 and
Ribeiro et al, 1997). The transient 1-D model prediction is even worse than the 2-D model prediction, leading to much
larger time to attain the steady state regime. These results indicate that the 1-D model predicts a smaller temperature
gradient than the 2-D model.

The reasonable agreement with experiments obtained for the steady state regime can be explained by the fact that
the deposit can only occur while the interface temperature is lower than Ty,7, and this value is controlled by the
conduction heat flux through the wax layer. As the deposit layer increases, for the same heat flux from the cold water,
the interface temperature increases, until it reaches Ty,7, when no more deposition occurs. Considering this argument,
the final steady state deposit profile should be governed by the steady state position of the isotherm corresponding to
Twar, which is a heat-transfer-governed problem with no influence of the mass transfer process.

Figures (6) through (9) present a comparison of both numerical models and experimental results obtained for the
four Reynolds numbers investigated, at the steady state condition. As expected, the deposited layer is comparatively
thinner for the higher flow rates represented by the higher value of the Reynolds number. For the steady state regime, it
can be observed that a reasonable quantitative agreement and same trends are obtained. It can be seen that the 2-D
model presents a better agreement near the entrance of the channel in relation to the 1-D model, which substantially
over-predicted the amount of deposit at that region. It can also be seen, that the quality of the agreement is reduced as
the Reynolds number decreases with the 2-D model and the opposite trend is observed with the 1-D model. An
observation of the results shows that the 1-D model always predicts larger deposits at steady state. It should be pointed
out that the 1-D model strongly depends on the internal Nusselt number correlation to determine the heat flux at the
interface, while for the 2-D model; the heat flux is obtained from the temperature profile calculated, without any
empirical correlation.

This poor level of agreement presented here is encountered in all models available in the literature. They all use
molecular diffusion as the deposition mechanism. What is normally done in the literature is to adjust the numerical
predictions to the experimental data via the modification of the constant that incorporates the molecular diffusion
coefficient, porosity, and other parameters. This procedure, in our view, is responsible for the popularity of the
molecular-diffusion based models. Here, for the first time, we show that when actual properties are used, the molecular
diffusion based mechanism as normally implemented in the literature is not capable of predicting the transient behavior
of the deposition thickness even for this very simple configuration studied.
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The reason for the discrepancy between measured and predicted results is no yet known. It is conceivable that
deposition mechanisms other than molecular diffusion might be relevant. It is also plausible that a more elaborate
model that solves the fully three dimensional momentum and energy equations coupled with conservation equations for
the chemical species might yield better agreement with the experimental data. This line of research is presently being
conducted.
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Figure 5. Measured and predicted spatial and temporal evolution of deposited wax
layer for channel flow for Re = 856..

4. Final Remarks

The present paper presents results of an ongoing research program aimed at studying the mechanisms responsible
for wax deposition in petroleum pipelines. The strategy employed in the study was to conduct laboratory experiments in
simple geometries with well-defined boundary and initial conditions employing fluids with known thermo-physical
properties. In parallel with the experiments, numerical models of the deposition process were developed incorporating
molecular diffusion as the only deposition mechanism. A comparison of the experimentally and numerically predicted
results may help assess the validity of each deposition mechanism.

The diffusion-based models developed to simulate wax deposition under laminar flow displayed a poor prediction
capability. Deposition thickness did not present even the correct trends, with the exception of the steady state
configuration. It is believed that the strategy adopted in the present research may contribute to a better understanding of
the relative importance of the wax deposition mechanisms.
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Figure 6. Comparison of the 1-D and 2-D model predictions with experimental data for the spatial evolution of the
deposited wax layer for channel flow at steady state. Re = 366
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Figure 7. Comparison of the 1-D and 2-D model predictions with experimental data for the spatial evolution of

deposited wax layer for channel flow at steady state. Re = 516.
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Figure 8. Comparison of the 1-D and 2-D model predictions with experimental data for the spatial evolution of
deposited wax layer for channel flow at steady state. Re = 688
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Figure 9. Comparison of the 1-D and 2-D models predictions with experimental data for the spatial evolution of
deposited wax layer for channel flow at steady state. Re= 856
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Resumo: Neste trabalho objetiva-se estudar a influéncia dos pardmetros do modelo campo de fase na formacdo dos
hidratos de gds. Foram investigados parametros tais como tensdo superficial, efeito do super-resfriamento, nucleacao
homogénea e heterogénea. A influéncia de tais parametros foi analisada segundo a morfologia da interface e a
cinética de formagdo dos mesmos. O modelo matemdtico proposto, que descreve a evolu¢do da formagdo dos
hidratos, consiste na solucdo simultanea das equacdes de energia e de fase, que foram resolvidas de forma acoplada
através do método de volumes finitos. Resultados de simulagdo indicam que a diminuicdo da tensdo superficial
conduz ao aumento da rugosidade da interface e maior instabilidade desta. Observa-se ainda, com o aumento da
tensdo superficial hd um aumento da espessura da interface, acarretando uma diminuicdo da cinética de formacédo dos
hidratos. Para que a interface do hidrato pudesse avancar foi necessdrio um super-resfriamento de 2 K, visando
reproduzir situagdes similares as experimentais. Na nucleacdes homogénea e heterogénea, duas condi¢des foram
simuladas: a) distribui¢do aleatéria de nidcleos: onde a evolu¢do dos hidratos formados sofreu coalescéncia e a
cinética de formagao das regides coalescidas sofreram uma leve diminui¢do em relag@o as isolados b) Nucleagdo em
toda a extensdo da parede: Neste caso a evolugdo caminha igualmente para dentro da regido liquida, formando
interfaces rugosas.

Palavras-Chave: Hidratos, Nucleagdo, Campo de Fase, Tensdo Superficial

1. Introducao

Os hidratos de gis ou simplesmente hidratos, sdo compostos cristalinos, semelhantes ao gelo,
definido como composto no qual, dois ou mais componentes sdo associados sem liga¢do quimica
ordindria através de um completo encapsulamento de um tipo de molécula dentro de uma estrutura
adequada formada por outra molécula como mostra (Powell, 1948), ou simplesmente, como composto
molecular em que moléculas de um tipo estdo incluidas nos buracos de uma rede formada por moléculas
de outro tipo como mostra (Ferreira, 1999).

Apesar dos hidratos terem sidos descobertos em 1811 (Makongo, 1981), s6 a partir de 1930 que o
mundo foi se atentar para os seus problemas. No Brasil, devido as condi¢des climdticas favordveis, este
problema s6 passou a se tornar relevante a medida que se comecou a extrair petréleo em laminas d’dgua
cada vez mais profundas (Freitas, 1990) onde se encontram condicdes de pressdo elevada e baixas
temperaturas, tornando o hidrato um assunto cada vez mais importante.

Os hidratos cristalizam em dois tipos de estruturas, chamadas estruturas I e estruturas II (Rossi, 1990)
e mais recentemente se descobriu dois tipos de estruturas novas, que ainda estdo sendo estudadas
(Bishnoi, 2001). O tipo de cristalizacdo depende da molécula encapsulada. Moléculas pequenas
cristalizam na estrutura I e moléculas grandes na estrutura II. A unidade celular da estrutura I e II é
ilustrada na figura 1, onde a molécula hidratada estd dentro das cavidades formadas pelas pontes de
hidrogénio da dgua. Os nimeros e tamanhos das cavidades sdo diferentes para as duas estruturas, mas em
ambas, as moléculas de dgua estdo coordenadas tetrahedricamente como no gelo, segundo Freitas (1990).
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Figura 1 Hidratos de Estruturas I (a) e I (b)

Vyniauskus et al. (1983 e 1985) abriram caminho para os estudos cinéticos da forma¢do dos hidratos
de gés. Os autores formularam um modelo para predizer a taxa de formag@o dos hidratos de metano e de
etano, respectivamente. As andlises experimentais realizadas por estes autores os levaram a concluir que a
cinética € similar para ambos os gases formadores de hidratos.

Englezos et al. (1987), utilizaram o mesmo equipamento de Vysniauskas (1983 e 1985) com
pequenas modificacdes para propor a cinética de formagdo dos hidratos de metano e etano, no qual
representa uma taxa constante para o crescimento das particulas dos hidratos. Seus estudos revelaram que
a taxa de formagdo dos hidratos é proporcional a diferenga entre as fugacidades do gds dissolvido e a
fugacidade de equilibrio das trés faces na temperatura experimental.

Bishnoi et al. (1996), estudaram a cinética de formag@o e decomposicdo dos hidratos. Segundo estes
autores, a formagdo dos hidratos € vista como um processo de cristalizagdo que engloba a nucleacdo e o
processo de crescimento e a decomposi¢do dos hidratos é uma seqiiéncia da destrui¢do do lattice e no
processo de desor¢do do gés.

Kelkar et al.(1998)formularam o primeiro modelo de dissociacdo de hidratos em coordenadas
retilineas, no qual o hidrato é dissociado convertendo-se em gelo.

Edmonds et al. ', utilizaram um modelo para o célculo de equilibrio entre as fases encontradas no
interior da tubulagdo, mostrando que as fases existentes no petréleo podem ser calculadas
simultaneamente.

Conforme Lekvam et al, (1997), a formagdo e a decomposicao do hidrato de metano € uma fungdo da
temperatura, podendo ser modelada por um processo pseudo-elementar. O modelo é baseado em uma
reacdo proposta previamente para a formacéo do hidrato na dgua.

Clarke et al., (2001) realizaram experimentos para medir a cinética de decomposi¢do ocasionada
pelas misturas de hidratos. A andlise da fase gasosa revelou que a composi¢do no reator permanece
constante durante o processo da decomposi¢ao.

Segundo Svandal et al. (2006) a estrutura macroscopica do hidrato € similar ao gelo, formando e
crescendo nas solucdes aquosas das moléculas hospedeiras, se a pressdo, a temperatura e a concentragdo
dessas moléculas forem favoraveis.

Os estudos apresentados estdo voltados para entender a cinética de formagdo dos hidratos, nesse
contexto fundamenta-se o objetivo do trabalho. O modelo do Campo de Fase possui varios pardmetros
que estdo ligados na formacdo dos hidratos podendo se avaliar a influéncia de seus pardmetros na
morfologia e no crescimento dos hidratos.

2. Material e Métodos

No processo do Campo de Fases, o estado de todo o sistema (nicleo s6lido, meio liquido e interface)
¢é representado por um unico parmetro, conhecido como varidvel do campo de fase (¢). Para a regido
s6lida (nucleo solidificado) ¢ = +1, para a regido liquida ¢ =0 e consequentemente a interface estd entre O
e +1. A faixa no qual ocorre a mudanca da varidvel do Campo de Fase representa a espessura da interface.

A evolugido do ntcleo solidificado com o tempo € proporcional a variacdo de um funcional de energia
livre com relagdo a varidvel ¢, segundo Bhadeshia (2000). Esta relagdo é mostrada pela Eq. (1).
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Para a Eq.(1) o M € a mobilidades da equagdo e o sinal negativo garante que a densidade de energia
diminuird em relagdo a d¢ / dt, transformando o liquido para sélido, havendo um decréscimo da densidade
de energia do sistema. O termo F descreve como a energia livre varia em fun¢do da varidvel ¢, sendo
representado pela Eq. (2).

F = J{fo {¢,T}—§( wf}dv 2)

A equagdo acima foi obtida por Cahn, apud Badeshia (2000) o referido autor assumiu que a
densidade de energia livre pode ser resolvida por uma expansdo de série de Taylor de multivaridveis.
Sendo V e T o volume e a temperatura respectivamente.

A Eq. (3) a seguir foi formulada por Wheeler (1993) a partir da equacdo proposta por Cahn. A
equagdo fornece a diferenca entre as energias livre do liquido e do sélido no processo de formagdo dos
hidratos e préximo a ele. AH € o calor latente liberado para o meio na transformacio de fase, no processo
de formacdo dos hidratos, T, é a temperatura de formagdo e T € a temperatura calculada no ponto pela
equacdo da energia. Mg é o parametro que determina a mobilidade da equagdo de fase, controlando a
termo transiente. h'(¢) e g (0) sdo as derivadas das Eqs. (4) e (5) respectivamente em relagio a ¢.

%‘f =M<e{e<gfv2¢—h'<¢>jH(T —T,,,)—Wg'<¢>} ®)
h(@)=¢>(10-15¢ + 69> ) €)
§(0)=9*1-9) ®

Pelas Eqgs. (4) e (5),quando ¢ = 0, que representaria a regido somente do liquido, o terceiro e quarto
termo do lado direito da Eq. (3) tornam-se nulos, similarmente para a regido do sélido, os mesmos termos
sdo nulos quando ¢ = 1. A fun¢@o g(¢), portanto, é nula em O e 1, garantindo que a densidade de energia
terd valores diferente de zero somente na regido da interface. A funcdo h(¢) é uma funcdo suavizante na
transi¢cdo da face liquida para a fase sélida na regido da interface, ou seja, para que ¢ tenha um
comportamento suave dentro dos valores limites (0 e 1).

Os pardmetros M(0) e €(0) sdo determinados pela Eq. (6) e (7), de forma similar proposta por
Wheeler et al.(1993).

M4 =M, (1+8, cos j(6-6,) (6)
Eg = 80(1 +9, cos je -6, ) 7

Onde dm e ¢ sdo as constantes de anisotropia. O valor de j controla o nimero de pontas dos
hidratos, os quais irdo viabilizar o crescimento do nucleo solidificado. A constante 6, é a orientacdo da
interface com a maxima anisotropia, sendo o crescimento preferencial determinado previamente por 6.

Os parimetros M, e €, sdo determinados pelas Eq. (8) e (9) respectivamente, onde p* é o coeficiente
cinético interfacial, A é a espessura da interface e G é a tensdo superficial.

T, u*
= 7’” 8
2,73AHA ®)

g, =+/2.73)0 )

O processo de solidifica¢do consiste ainda na equacdo de transporte de energia que é mostrada na Eq.
(10).

0

a—T:DV2T+§J

()92
= B, (10)

»
Onde D ¢ a difusividade térmica, o AH o calor latente liberado para o meio no processo de formagao
dos hidratos e C, € o calor especifico.
As Egs. (3) e (10) foram discretizadas pelo método dos volumes finitos. A equagdo da energia (10)
foi resolvida em um esquema implicito, o que garante a convergéncia para qualquer passo no tempo, ja
para a equacdo de fase (3), foi utilizado um esquema explicito.
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A equagio da energia (10) foi adicionado o termo fonte, o qual representa o calor latente, liberado
durante o processo de solidificacdo em torno da interface. Portanto a equacdo de fase (3) foi acoplada a
equacgdo da energia (10), através do termo fonte.

Foi adicionado ao modelo um termo fonte na equag¢do do balango de energia, responsdvel pela
retirada do calor de transformacdo, de forma a manter a temperatura média do meio constante. As
propriedades locais como capacidade térmica, condutividade térmica e densidade foram consideradas
individualmente para as fases gés, liquido e hidrato, aplicando-se modelo de misturas.

3. Resultados e Discussoes

3.1 Influencia da tensao superficial

O objetivo desta simulac¢do € avaliar o que as variacdes da tensdo superficial na regido da interface
s6lido/liquido ocasionariam no seu desenvolvimento. Essas variacdes sdo causadas por alteragdes de
temperatura e composicdes dos hidratos formados.

t = 10 segundos

t =45 segundos
Figura 1 Simulacdo do crescimento do hidrato com diversas tensdes superficiais
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Uma seqiiéncia de resultados obtidos pelo método do Campo de fase pode ser observada na Fig. 1
acima. Indicando uma grande diferenca na morfologia do hidrato formado com as condi¢des especificas
da literatura (Smith, 2002, Clennell, 1999 e Henry, 1999), comparando com os hidratos formados com
tensdes superficiais maiores e menores que este valor. As comparagdes sdo feitas em uma mesma
evolucdo temporal, sendo o nicleo formado na parede do recipiente. Nas Fig. de (a) a (c) sdo comparadas

o crescimento do hidrato ap6s 10 segundos do inicio da observacdo, nos resultados de morfologia ndo
houve uma diferenca expressiva, mas o volume de hidrato formado é bastante diferente. Outras
comparagdes foram feitas em 19, 35 e 45 segundos observando-se que a morfologia do hidrato formado
continua sem grandes diferencas, no entanto o volume do hidrato foi ficando cada vez mais desigual.

As tensdes superficiais menores sdo representadas pelas figuras a esquerda, as figuras
representadas ao centro s@o as simulagdes feitas com o valor da literatura (Smith, 2002, Clennell, 1999 e
Henry, 1999) e as figuras a direita com tensdes superficiais maiores. A rugosidade das figuras em todos
os tempos observados na evolucdo do crescimento do hidrato sdo bastante diferente, podendo notar que
para tensdes superficiais menores, sendo representada pelas figuras a esquerda, geram hidratos com
rugosidades maiores. Também se observa que a espessura da interface € diferente, pois quando se
aumenta a tensdo superficial a espessura aumenta, correspondendo com a literatura (Furtado, 2005), pois
a tensdo superficial € diretamente proporcional a espessura da interface, com isso quando se aumenta a
tensdo superficial a espessura da interface também aumenta.

Foi simulado pelo método do Campo de Fase o crescimento do hidrato nas situagdes onde se
variou as tensdes superficiais. Podendo a partir dos resultados simulados calcular a cinética de formagao
dos hidratos, onde a velocidade de crescimento na direcdo x € a variagdo do espaco ( a variagdo do
crescimento do hidrato) pelo tempo. Usando a tensdo superficial de 2,2 x 10% N/m que a literatura
recomenda (Smith, 2002, Clennell, 1999 e Henry, 1999) temos uma velocidade de 0,034 mm/s (para o
intervalo de tempo de 10 segundos). Para uma tensdo superficial 10 vezes maior, a velocidade do hidrato
¢ de 0,026 mm/s. Da mesma forma para uma tensdo superficial menor em 10 vezes da utilizada pela
literatura a velocidade de crescimento do hidrato formado foi aproximadamente 0,008 mm/s, para o
mesmo intervalo de tempo.

Na Fig.2 observa-se a cinética de formagdo dos hidratos de gds, onde se pode ver o volume de hidrato
formado versus o tempo. A tensdo superficial estd relacionada com o fator de energia livre de excesso,
que impede a formagdo do hidrato e com o parametro que relaciona a interface, pardmetro este que faz
com que o hidrato avance como mostra Furtado (2005). Pode-se observar na figura a seguir que tanto para
uma tensdo superficial maior ou menor, em relagdo ao adotado na literatura (Smith, 2002, Clennell, 1999
e Henry, 1999), houve uma maior contribuiciio da parcela que impede o avanco da interface de hidrato,
tendo um volume menor de hidrato formado.

12 -
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Figura 2 Influéncia da tensao superficial no volume de hidratos formado ao longo do tempo
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5.2.1 Influencia do super-resfriamento no crescimento do hidrato

A finalidade desta simulag@o foi avaliar o crescimento do hidrato quando se variava o super-
resfriamento Foram feitas seis simula¢des variando o grau de super-resfriamento, adicionando-se ao
programa uma semente na parte inferior do dominio. A temperatura inicial do sistema é de 225 K e o
super-resfriamento térmico (AT) foide 3, 5, 7, 10, 15 ¢ 20 K.

Demonstrando que uma vez o hidrato estando super-resfriado e com perturbacdes externas, como
perturbacdes na tubulagdo, a interface avanga para dentro da regido liquida, sendo um parametro decisivo
no avanco da interface.

Caso ndo tivéssemos um super-resfriamento, sem perturbagdes externas e com uma condi¢do
adiabdtica, a interface do hidrato ndo avancaria, ficando apenas com o tamanho do grdo inicial.

Na Fig. 3 observa-se a evolug@o do hidrato em um mesmo perfodo de tempo, de 2,5 segundos, para
todas as variagdes do super-resfriamento. Nas figuras de (a) a (f) tem-se o crescimento do hidrato com um
super-resfriamento (AT) de 20, 15, 10, 7, 5 e 3 respectivamente. Podendo notar a importincia do super-
resfriamento no avango da interface, pois com o aumento do super-resfriamento a interface avanca mais
rapidamente para o interior da regido liquida.

_r._.,.‘.!-.-r-'h,,-d"-‘l-_.-_._"__

Figura 3 Evolugdo do hidrato apds 2,5 segundos do inicio da simula¢do para cada super-resfriamento.

Podendo-se ressaltar na Fig. 4 a velocidade de crescimento do hidrato versus o super-resfriamento. A
figura a seguir representa a velocidade de crescimento do hidrato versus a super-resfriamento,
representando os dados simulados da Fig. 3.
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¢ Simulacao do Campo de Fase
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w

y = 0,0048% + 0,0426x - 0,1372
R? = 0,9999

N
o1
|

N
|

Velocidade (mm/s)
R

0,5 1

O T T T T
0 5 10 15 20 25
Super-resfriamento T (K)

Figura 4 Grifico da velocidade de formacao do hidrato versus o super-resfriamento

As simulacdes feitas para os hidratos variando-se o super-resfriamento, mostradas no grafico acima,
indicam que para um maior super-resfriamento hd uma maior velocidade do avanco da interface para
dentro da regido liquida. A velocidade medida para os hidratos mostra uma relagdo parabdlica entre o
super-resfriamento e o avango da interface. Os pontos representam as simulagdes feitas utilizando o
Campo de Fase e variando-se a grau de super-resfriamento, ja a linha sélida representa uma linha de
tendéncia polinomial de 2° grau, podendo se obter uma correlacdo de 0,9999 e essa equacdo esta
apresentada na figura acima. A derivada dessa equagdo corresponde ao coeficiente cinético (U*) em cada
super-resfriamento.

Esse comportamento parabdlico também foi observado para os resultados experimentais obtidos
por Uchida (2002).

5.2.2  Influencia do processo de formacao do hidrato

O método do Campo de Fase ndo inclui o tipo de nucleacdo no modelo (homogénea e heterogénea),
sendo um nucleo estdvel adicionado previamente ao programa. O objetivo deste item foi avaliar a
evolucdo do hidrato mediante a vérios tipos de nucleacdo.

Na primeira simulacdo, foram adicionados 10 nicleos em posi¢des aleatérias, que foram “sorteados”
ao acaso. Os nucleos mais proximos foram sofrendo coalescéncia (reunido de um ou mais grdos que
entram em colisdo) com o passar do tempo e conseqiientemente a sua velocidade foi diminuindo. Na Fig.
5 pode-se observar a evolu¢do e coalescéncia dos hidratos.
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Figura 5 Nucleacdo aleatdria do hidrato: (a) 7,5 s ap6s o inicio da simulag@o e (b) 45 s apos o inicio da
simulag@o.

A velocidade dos hidratos vai diminuindo devido ao maior calor liberado pelos graos formados pelo
processo de coalescéncia, impedindo um maior avango da interface. Na Fig. 6 representou-se o campo de
temperatura para da Fig. 5, podendo observar queo perfil de temperatura para a Fig. 6-b € maior que a
Fig. 6-a.

(a) | (b)

i

B v % 4
[ [ L I 1
222 222001 2220015 222002 2220023
Figura 6 Campo de Temperatura para a nucleacio aleatéria: (a) 7,5 s apds o inicio da simulagdo e (b) 45 s

apos o inicio da simulagdo
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Comparando-se as duas figuras acima se pode notar que a regido da interface possui uma temperatura
maior que a regido solidificada e a regio ndo solidificada o que é caracteristico da mudanca de fase. O
modelo possui como condi¢do de contorno a extra¢éio de calor formado no processo de desenvolvimento
do hidrato de gds, como € o normal em um processo de solidificacdo. Devido ao efeito da difusividade
térmica o dominio faz-se sentir primeiro as mudangas da temperatura e em seguida a transformacio de
fase, ou seja, o gradiente de temperatura difunde-se mais rapidamente que a interface sélido/liquido.

Em uma outra simulacdo, foram adicionadas ao programa 8 nucleos, que ficaram dispostos
ordenadamente no dominio.

Pode-se observar na Fig. 7 o crescimento aproximadamente isotrépico do hidrato. Figura (a)
representa a nucleacdo em um tempo de 15 segundos apds o inicio da simulacdo. Com a evolucdo do
hidrato os niicleos vdo se tornando cada vez mais préximos, havendo uma coalescéncia. O processo de
coalescéncia s6 ocorreu verticalmente, devido os graos estarem mais préximos uns dos outros, do que os
graos localizados na horizontal e pelo fato do calor liberado entre as duas colunas ser maior, evitando que
os hidratos se desenvolvesse nessa dire¢@o, pois para a evolugdo do hidrato é preciso que a regido liquida
esteja em uma temperatura mais baixa que a temperatura de formagdo dos hidratos.

Figura 7 Nucleacdo ordenada do hidrato: (a) 15 s ap6s o inicio da simulagdo e (b) 45 s apos o inicio da
simulagdo

Em uma dltima simulagdo, todo o dominio foi preenchido com hidrato, a uma temperatura inicial de
225 K, portanto a super-resfriamento permaneceu em AT = 3 K. O objetivo desta simulagdo foi mostrar o
desenvolvimento do hidrato ao longo do tempo e suas rugosidades, como pode ser observado na Fig. 8.

Nas Fig. (a) e (b) observa-se o avango da interface para dentro da regido liquida. Observou-se que
com o avanco da simulag@o todo o dominio progrediu igualmente para dentro da regido liquida.
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Figura 5.11 Nucleagdo na parede: (a) 15 s ap6s o inicio da simulagéo e (b) 45 s apos o inicio da
simulag@o.

Para todas as simulagdes feitas para o processo de crescimento dos hidratos, usando o super-
resfriamento, a interface avanga para a regido liquida. Sabe-se que, se a temperatura do liquido estiver
menor que a temperatura de equilibrio, o crescimento dos hidratos poder4 ser observado.

4. Conclusoes

O modelo desenvolvido foi capaz de prever o processo de crescimento dos hidratos apresentando
uma 6tima flexibilidade para a investigacdo de pardmetros que sdo de dificil determina¢do experimental.
Mostrou-se, portanto, ser uma ferramenta interessante para o estudo da morfologia e da cinética dos
hidratos, podendo gerar equacdes de taxas de transformacdo que podem ser estendidas as escalas de
aplicacdo em tubulacdes de petréleo.

Os resultados para a morfologia do hidrato para as tensdes superficiais ndo apresentam uma diferenca
expressiva, no entanto para o volume de hidrato formado é bastante diferente. Para a diminuicdo da
tensdo superficial hd um aumento da rugosidade da interface e uma maior instabilidade. Pode-se observar
ainda que com o aumento da tensdo superficial, houve um aumento da espessura da interface. Com a
alteracdo da tensdo superficial, pode-se observar que a velocidade de crescimento do hidrato estd
relacionada com o fator de energia livre de excesso, fator este que impede a sua formagdo, havendo uma
diminui¢do da velocidade.

O super-resfriamento foi um pardmetro decisivo no avango da interface para dentro da regido do
liquido. A medida que se aumentava 2 variagdo do super-resfriamento, a formacdo do hidrato se dava de
forma mais rdpida, possuindo uma cinética de formagdo maior para AT maiores. Concluindo que se a
temperatura estivesse acima da temperatura de formacdo do hidrato a interface desse ndo avangaria,
permanecendo com o mesmo tamanho do grdo inicial. Sendo o super-resfriamento a forca motriz do
processo de formacéo do hidrato.

O processo de formagdo do hidrato foi estudado para avaliar o seu comportamento mediante a vérios
tipos de nucleacdo. Na nucleagdo aleatdria o crescimento dos graos mais préximos sofreu coalescéncia. A
velocidade dos hidratos vai diminuindo devido ao calor liberado pelos graos formados no processo de
coalescéncia, impedindo um maior avanco da interface.

Na nucleag@o onde os grios foram dispostos de forma ordenada, o processo de coalescéncia s6
ocorreu verticalmente, devido os grdos estarem mais proximos uns dos outros, do que o0s graos
localizados na horizontal e pelo fato do calor liberado entre as duas colunas ser maior, evitando que os
hidratos se desenvolvessem nessa direcdo, pois para a evolugdo do hidrato é preciso que a regido liquida
esteja em uma temperatura mais baixa que a temperatura de formagdo dos hidratos.

Na nucleagdo onde todo o dominio foi preenchido por hidrato observa-se o avanco da interface para
dentro da regido liquida e com o avango da simulag¢do todo o dominio progrediu igualmente para dentro
da regido liquida.
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Para todas as simulacdes feitas para o processo de crescimento dos hidratos, usando o super-
resfriamento, a interface avanca para a regido liquida. Sabe-se que, se a temperatura do liquido estiver
menor que a temperatura de equilibrio, o crescimento dos hidratos podera ser observado.
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Abstract: The objective of this work is to study the influence of the parameters of the phase field model
field on the formation of natural hydrates. It was investigated parameters such as superficial tension,
effect of the super-cooling, homogeneous and heterogeneous nucleation. The influence of these
parameters was analyzed according to morphology of the interface and the rate of formation. The
mathematical model to describe the evolution of the natural hydrates formation is based on the
simultaneous solution of the phase and energy equations. The finite volume numerical method was used
to discretise the governing differential equations. Results of the simulation indicated that the reduction of
the superficial tension leads to the increase of the surface rugosity, interface thickness and instability of
the interface resulting in a decrease of the rate growth. In order to investigate the nucleation effect of the
natural hydrates, two conditions had been simulated a) the random distribution of nuclei: where the
evolution of formed hydrates suffered coalescence and the kinetic decreased due to impingement of
hydrates regions and b) Nucleation in the pipeline wall, where rough interfaces were observed.:

Keyword: Hydrate, Nucleation, Phase Field, Surface tension.
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Abstract. The use of the thermal spallation technique for rock drilling was first considered as an effective way
of perforating hard and deep rocks (granites). In this technique combustion generated high pressure, high
temperature, supersonic jet is impinged over a hard rock surface perforating it upon impact. The discharge
nozzle is kept away from the rock surface, thus delaying a probable tool blunting. The present work presents
and discusses the results of tests of that equipment performed on granite samples dealing with, in a first
phase, the study of the drilling rate evolution for several operational conditions. In a second phase the
influence of the combustion chamber nozzle diameter was examined. This increase in nozzle diameter is
accompanied by an increase of mass flow rate and by a corresponding increase of the drilling rate.

Keywords: thermal spallation, rock drilling

1. Introduction

The use of the thermal spallation technique for rock drilling was first considered in the eighties and early
nineties as an effective way of perforating hard and deep rocks (granites) for setting up geothermal energy
production plants. In this technique, combustion generated high pressure, high temperature, supersonic jet is
impinged over a hard rock surface perforating it upon impact. The discharge nozzle is kept away from the
rock surface, thus delaying a probable tool blunting. This technique is in use nowadays in surface iron ore
mining fields to effectively open small orifices for installing explosive charges (Rauenzahn, 1986, Williams et
al., 1988).

The feature that turns the use of this technique attractive for use in granites is the rock fracture
mechanism, which occurs when submitted to high thermal loads. This leads to compressive loads in the
neighborhood of the exposed surface, causing the coalescence of cracks parallel to the face of the material,
and its consequent failure. Two ways of achieving this high thermal input have been studied: employing high
power lasers and using hot supersonic jets. Although both techniques possess nearly the same efficiency, the
spalls produced by the first one tend to obstruct the exposed rock surface, while the gas flow from the burner
carries away the removed material, exposing a new surface to be attacked. For a given value of the heat flow
input into the rock, the spallation rate increases with the product of its thermal diffusivity with its thermal
dilation coefficient and the Young modulus (Rauenzahn, 1986, Rauenzahn and Tester, 1991).

Note that simply melting the rock is not necessarily an efficient manner to remove it. To achieve melting
is necessary to yield a higher heat load than the one needed to obtain spalling. Hence it seems more
interesting to operate with moderate supersonic jet temperatures, higher than those required to obtain spall,
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but below the rock melting point. For this to occur the needed heat flux is of the order of IMW/m *, which
can be achieved through the burning of propane or natural gas with oxygen or air

In the case of hard rocks, this technique would lead to costs smaller than those required using the
conventional rock drilling procedure. The cost of the thermal spallation drilling technique in granitic rocks is
estimated as being of US$ 9.00/m, i.e., two orders of magnitude less than the conventional drilling procedure
for depths ranging from 3 to 7 km (Wilkinson and Tester, 1993).

Besides, this drilling cost technique would increase linearly with the drilling depth, contrary to the
conventional approach whose costs are an exponential function of the drilling depth (Tester et al., 1994). As
far as drilling rates are concerned, advance rates up to 10 m/h were measured in surfacing granites
(Rauenzahn, 1986, Williams et al., 1988, Wilkinson, 1989, Rauenzahn and Tester, 1991, Wilkinson and
Tester, 1993). Further, the drilled holes diameters are from 10 to 20 times larger than the burner discharge
diameter.

The development of this drilling technique was interrupted in the US in the early nineties. However, only
recently the mechanisms involved in the actual destruction of a rock submitted to a large concentrated heat
load have been analyzed and understood, leading to a renewed interest towards its use to achieve deep cavities
in crystalline rocks.

Within this framework, in order to further investigate the viability of the use of this technique for drilling
hard rocks of interest to the oil industry, a project funded by Petrobras, was awarded to PUC-Rio and INPE.
This led to the design, building and testing under multiple conditions, of a model of a thermal spallation rock
drilling system. The modeling of the compressible flowfield and its interaction with a cavity was also
investigated (Figueira da Silva et al., 2004). This work presents and discusses the results of tests of that
equipment performed on granite samples. These tests dealt with, in a first phase, the change of the tool
relative advance progress rate, the initial distance between the discharge nozzle and the rock surface and the
burning time while measuring the chamber pressure, the fuel and oxidizer volumetric flow rates, the drilling
depth and the removed rock volume. In this phase it was also estimated the rock penetration rate (i.e., the ratio
between the drilling depth and the testing time). In a second phase the tool advancing rate, the initial distance
between the discharge nozzle and the rock surface, the testing time and the O/F (Oxidizer/Fuel) volumetric
flow ratio were kept constant, while the chamber pressure, the fuel and oxidizer volumetric flow rates, the
drilling depth and the removed rock volume were measured.

2. Process Fundamentals

The rock spalling mechanism achieved through the surface application of high heat fluxes has been
described by Freeman et al. (1963), Soles and Geller (1964), and Rauenzahn and Tester (1991) that focused at
the thermo-mechanical rock characteristics and the probable fracture. Besides these analyses other studies
were also performed also by Calaman and Rolseth (1961) and Rauenzahn (1986), which led to considerable
advances in this drilling technique. Successful results in large scale experiments at the Los Alamos
Laboratories were obtained by Williams et al (1988).

According to these studies, heat fluxes generated by the hot jet acting on the rock surface lead to high
thermal stresses. A statistical approach on stress induced failures behavior suggests that these internal stresses
are enough to relay the growth of micro fractures in non homogeneous rock regions. These micro fractures
can develop into unstable conditions leading to surface ruptures into small plates (spalls). This continuous
spalling process then leads to the desired rock drilling action.

2.1. Fracture Modes

The rock fracture mechanism due through thermal stresses generated by the incidence of a hot jet has
been described by Rauenzahn and Tester (1991) based on the work of Dey (1984) and Preston (1934).

The rock surface exposed to the hot jet has its temperature raised through heat conduction. A small
portion of this surface undergoes high temperature gradients leading to large thermal stresses in layers parallel
to the surface. Any pre-existing fracture in the material propagates under compressive stress along the
direction of the applied stress. In this way, existing micro cracks parallel to the rock surface open under the
influence of the compression stresses that act parallel to it. The inexistence of any opposition normal to the
surface layer, leads it to undergo buckling (Boley and Weiner, 1960). Finally, under the effect of stresses, the
ends of this layer rupture, generating the spalling. Hence under each generated spall, fresh layers are exposed
to the hot jet and the mechanism is successively repeated generating drilling action as suggested in Fig.1
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Figure 1. Schematic representation of the rock spalling process.
3. Experimental Set Up

To develop the capability of testing under multiple conditions the thermal spallation effects on granite
samples, the facility sketched in Fig. 2 was designed and built at INPE’s Combustion and Propulsion
Laboratory. In this facility natural gas and oxygen are burnt in a pressurized combustion chamber. The
volumetric flow rates of fuel (natural gas) and oxidizer (Oxygen) are set, measured and recorded. These flow
rates are a priori adjusted by needle type valves and distance controlled by solenoid valves. Local regulators
at the cylinders adjust the feeding pressures and manometers measure the pressure between the solenoid
valves and the drilling unit.

Ignition is triggered by the action of a spark plug. The reading of the combustion chamber pressure
assures the correct system pressurization or of any possible leaks. Finally, a nitrogen based purging system
exists for the sake of the overall operation safety.

An overall view of the drilling tool and of a sample of granite is shown in Fig. 3. Note that the granite
samples were chosen based on their fine granulometry on a purely tentative basis. The mechanical and
thermal properties of these samples are unknown, which hampers a full quantitative comparison to previously
published data. As it can be verified in Fig. 3, the testing sample (made of granite) is supported by a fixed
metallic frame bench which also holds the supersonic gas generator, also referred here as the drilling unit. The
rock sample to be drilled is set on a scaled rail track in which the initial distance between the nozzle exit area
of the gas generator and the testing sample surface can be adjusted. The drilling unit is held in two degrees of
freedom support to allow for a fine tuning of the jet incidence angle.

This facility allowed, in a first phase, the measurement of the change of the tool relative advance progress
rate, the initial distance between the discharge nozzle and the rock surface and the burning time while
measuring the chamber pressure, the fuel and oxidizer volumetric flow rates, the drilling depth and the
removed rock volume. The rock penetration rate (i.e., the ratio between the drilling depth and the testing time)
was also estimated. In a second phase, the tool advancing rate, the initial distance between the discharge
nozzle and the rock surface, the testing time and the O/F volumetric flow ratio were kept constant, while the
chamber pressure, the fuel and oxidizer volumetric flow rates, the drilling depth and the removed rock volume
were measured. The advance rate is defined as the speed with which the drilling apparatus moves with respect
to the rock sample, whereas the drilling rate is the actual measured value of the cavity depth, i.e., the drilling
depth, divided by the firing duration. Obviously in steady state operations the drilling and the advance rates
should be identical. The total tool displacement is the product of the firing duration and the advance rate.
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Figure 3. Partial view of the drilling apparatus.
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3.1 Data Acquisition

During the test procedure the following data are acquired and stored: the chamber pressure, the natural
gas (NG) and oxygen flow rates and the temperature at the drilling unit surface. These parameters are
continuously presented and available on the control panel and at the data acquisition system. The control
panel also possesses the NG, O, and N, solenoid valves open/close switches and the ignition switch. The
whole system is shielded by a master switch, which operates simultaneously the solenoid valves, closing them
at once to abort the test.

The data acquisition system, based on the LabView program, transfers and records in real time all
measured parameters which can be recovered as files in ASCII for later analysis. Figure 4 shows the display
for this system.
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Figure 4. Data acquisition system display.
4. Testing Procedures and Results

The testing procedures were defined in order to achieve meaningful relations among the main operation
parameters. To do so, it was decided, in a first phase, to run tests using several previously defined but
different mixture ratios and distances between the drilling unit exit section and the rock surface. In a second
phase all tests were run keeping the O/F volumetric flow ratio, the firing times and the advance rates constant,
while varying the dimensions of the drilling unit nozzle (i.e., its throat and exit diameters). Figures 5, 6 and 7
show the results obtained in both phases, whereas the raw test data can be found in Tables 1 and 2.

Measurements were taken using volume flowmeters for NG and O, using Contech Model DMY- 2030
equipment with + 2% full scale precision. The chamber pressure was measured using a GE Druck strain gage
pressure transducer, model PMP 1400, with full scale precision of *+ 2%. The drilling depth and the removed
rock volume were estimated using a Mitutoyo caliper with £ 0.02 mm precision and a Pirex Beaker with + 0.5
mL precision respectively.

Figure 5 shows that, despite the large number of parameters which were allowed to vary during this
initial testing phase, both the removed rock volume and the drilling rate exhibit a decreasing trend with
increasing firing time. The values of these parameters seem to undergo certain stabilization for large firing
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durations around the figures of 0.5 and 40 dm’/h, respectively. These values are an order of magnitude
smaller than those previously obtained (Rauenzhan and Tester, 1991, Wilkinson and Tester, 1993). Note,
though, that these works were conducted using larger diameter drilling apparatus. The initially larger values
of the drilling rate could be explained either by the larger relative value of the experimental accuracy of the
measured rock removed volume that prevails for small volumes or by the effect of the large thermal shock at
the rock surface upon the beginning of the spallation process. This initial thermal shock would lead to larger
penetration rates than those observed at the steady state operation. Furthermore, it was observed that, for the
smaller stand-off distances between the nozzle exit and the rock surface, and the longer firing times, molten
rock seemed to form at the outer edge of the cavity. These high surface temperatures are connected to the
chosen combustible mixture, i.e., natural gas and oxygen, which had not been previously used. The formation
of the molten rock layer would soften the surface of the sample, thus halting the spallation process. Therefore,
in order to achieve a balance between achieving steady state and melting the rock surface, the firing time
during the second test sequence was limited to 20 s. Furthermore, tests were conducted with leaner mixtures
with the aim of reducing the stagnation temperature of the burned gases.
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Figure 5. Drilling rate and rock removed volume rate vs. firing time.

Figures 6 and 7 show the drilling depth and the removed rock volume as a function of the nozzle throat
diameter for a firing time of 20 s. The details of the experimental conditions are given in Table 2. These
figures allow to verify that a three-fold increase on the nozzle throat diameter leads to an order of magnitude
increase of both the removed rock volume and the perforated depth, and thus on the drilling rate. For the
larger throat diameter, i.e., 6 mm, a drilling rate of the order of 3 m/h is obtained. This value is in accordance
to those previously published (Rauenzahn and Tester, 1991, Wilkinson and Tester, 1993).
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Figure 7. Removed rock volume vs. nozzle throat diameter.
5. Concluding Remarks

Thermal spallation drilling of granite samples has been demonstrated by using a pressurized combustion
drilling tool. The initial testing showed that the large energy content of the natural gas/oxygen mixture used
led to partial melting of the rock surface. In order to preclude this effect, which impeaches the spallation
process, the fuel/oxidizer ratio has been decreased, so to decrease the combustion temperature, and the firing
time was limited to 20 s. This short duration is by no means a limitation of the process per se, and will be
improved in the near future. As a consequence of these operating conditions, and by progressively increasing
the combustion chamber throat diameter, drilling rates from 1 to 3 m/h were measured.

Based on the obtained results, the drilling system is now being strongly improved. The on going phase 3
work will includes designing, building and testing a drilling unit with a 10 mm nozzle throat diameter, which
will operate at 30 bar, with mean mass flow rates of 500 g/s (compressed air) and 20 g/s (natural gas). The
whole system will stand vertically as expected in a real oil well drilling operation and it will be cooled by the
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feeding compressed air, thus increasing the operation time capability. These improvements are being
accomplished with the financial support from Petrobras and in partnership with IEAv/CTA.
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Table 1. Experimental data from Thermal Spallation on a Granite Surface, phase 1.

Advance Tool Firing Tool [ Chamber | O/F Drilling Drilling |Removed
Rate Initial time total pressure | (vol.) Depth rate rock
(m/h) Distance (s) displace | (Bar,g) (mm) (m/h) volume

from ment (mL)

surface (mm)

(mm)
1,80 10,00 18,00 9,00 7,91 5,66 4,30 0,86 0,39
1,80 10,00 20,00 10,00 7,85 3,88 3,40 0,61 0,36
1,80 10,00 30,00 15,00 7,84 2,98 3,15 0,38 0,36
1,80 10,00 40,00 20,00 7,83 3,33 4,90 0,44 0,37
1,80 15,00 26,00 13,00 7,87 4,98 3,10 0,43 0,33
1,80 15,00 27,00 13,50 7,93 6,09 3,20 0,43 0,27
1,80 15,00 43,00 21,50 9,85 5,04 6,30 0,53 0,71
2,00 10,00 16,00 8,89 9,89 4,53 3,30 0,74 0,37
2,00 15,00 31,00 17,22 7,72 4,70 4,00 0,46 0,49
2,00 20,00 36,00 20,00 7,67 5,38 4,25 0,43 0,34
2,00 25,00 44,00 24,44 7,61 5,01 4,65 0,38 0,61
2,00 30,00 56,00 31,11 7,71 5,81 4,95 0,32 0,33
3,60 10,00 8,00 8,00 7,16 2,97 2,80 1,26 0,13
3,60 15,00 13,00 13,00 7,16 3,94 4,00 1,11 0,37
3,60 20,00 18,00 18,00 7,12 3,57 3,40 0,68 0,17
3,60 25,00 23,00 23,00 6,93 4,16 6,05 0,95 0,60
3,60 30,00 28,00 28,00 6,94 3,83 5,85 0,75 0,68
3,60 35,00 33,00 33,00 6,93 3,79 4,30 0,47 0,43
5,00 10,00 6,00 8,33 6,06 3,57 3,00 1,80 0,27
5,00 15,00 11,00 15,28 6,66 3,48 3,80 1,24 0,22
5,00 20,00 14,00 19,44 6,72 3,44 4,55 1,17 0,58
5,00 25,00 18,00 25,00 6,82 3,44 4,45 0,89 0,49
5,00 30,00 23,00 31,94 6,81 3,44 4,00 0,63 0,52
5,00 25,00 26,00 36,11 6,84 3,40 4,50 0,62 0,41
5,00 40,00 30,00 41,67 6,79 3,33 5,95 0,71 0,79
6,00 15,00 10,00 16,67 6,15 3,04 4,90 1,76 0,41
6,00 20,00 15,00 25,00 4,86 2,27 1,90 0,46 0,13
6,00 35,00 23,00 38,33 5,73 2,67 2,45 0,38 0,26




Table 2. Experimental data from Thermal Spallation on a Granite Surface, phase 2.
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Removed rock| Drilling |Nozzle Throat| Firing Mean Flow | Mean Flow | O/F | Mean Chamber
Volume Depth diameter Time Rate O2 Rate NG (vol.) Pressure
(mL) (mm) (mm) (s) (L/min) (L/min) (Bar, g)
0,11 3,0 2,0 20 629,99 170,67 0,27 2,35
0,19 1,0 2,0 20 633,89 172,01 0,28 2,32
0,51 3,7 3,0 20 1092,99 203,44 0,19 1,05
0,76 4,7 3,0 20 1126,09 201,23 0,18 1,26
0,98 6,4 3,0 20 1154,29 197,65 0,17 1,45
0,62 4,0 3,0 20 1160,71 194,29 0,17 1,41
1,44 7,4 4,0 20 1422,72 312,16 0,22 1,07
2,62 11,8 4,0 20 1442,69 298,69 0,21 1,55
2,13 11,2 4,0 20 1450,56 291,27 0,20 1,52
3,53 12,1 4,0 20 1446,14 287,60 0,20 1,48
2,61 11,9 4,0 20 1451,83 294,42 0,20 1,45
1,93 8,7 4,0 20 1444,65 300,86 0,21 1,40
4,73 14,0 5,0 20 1611,82 398,06 0,25 1,19
4,14 14,0 5,0 20 1656,78 382,61 0,23 1,38
3,72 12,5 5,0 20 1657,68 385,49 0,23 1,34
5,77 14,6 5,0 20 1662,39 379,14 0,23 1,35
5,01 13,1 5,0 20 1667,43 387,41 0,23 1,33
4,27 13,8 5,0 20 1673,74 386,67 0,23 1,30
6,92 16,3 6,0 20 1790,69 565,34 0,32 0,78
7,77 17,0 6,0 20 1803,89 496,42 0,28 0,78
5,69 13,5 6,0 20 1752,82 598,43 0,34 1,25
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Abstract. Conjoint water and oil flow during petroleum production operations in oil reservoirs is frequently accompanied by
emulsion co-production at the surface, affecting well productivity, artificial lift and separation process, depending on emulsion’s
morphology. Flow conditions responsible for generation of emulsions present at the surface are uncertain. The present work focuses
on the study of oil-in-water emulsion generation in porous media. Constricted circular capillaries with a converging-diverging
section were used to physically simulate a pore body-neck-body section. The snap-off of oil drops was visualized, using an optical
microscope. Low Reynolds Numbers were set in experiments. Three drop/neck diameter ratios, three oil/(water+surfactant)
systems and three drop/continuous phase viscosity ratios (k), were used. Visualization results indicate that drop break up and
produced drop diameters depend upon parameters such as oil drop/continuous phase viscosity ratio, capillary number (Ca),
continuous phase fraction, capillary’s geometry, and drop/capillary diameter ratio. In some cases, produced drops were smaller
than 10 micrometers. This results suggests that emulsions with very small drops (a problem in separation process) may be produced
in porous media, i.e. before the fluids enter in contact with choke valves or are exposed to turbulent flow down hole.

Keywords. Emulsion generation, oil production, porous media, snap-off, constricted capillaries, visualization.

1. Introduction

Dispersions are systems made up of minimum of two immiscible phases, where the least one of the phases is
dispersed within a second, continuous phase. There are 3 different types of dispersions that can be formed with a liquid
as the continuous phase and one dispersed phase: foams (gas-liquid), emulsions (liquid-liquid), and suspensions (solid-
liquid). Dispersions may be classified according to the features size of the dispersed phase (droplets, bubbles or grains)
in molecular solutions, colloids and dispersions. In this work, we concentrate on emulsions, i.e. liquid-liquid systems.
Emulsions are generally stabilized by addition of a surfactant, which acts by reducing the interfacial tension between
the two liquid phases involved, and by creating repulsive (steric) forces between droplet, to limit coalescence.
Emulsions are frequently encountered in industrial processes such as manufacture of adhesives, inks, foods, cosmetics,
controlled dosage medicines and in practically all production stages in the oil petroleum.

Emulsions can be produced spontaneously or in controlled ways. Controlled emulsion production involves shear or
physico-chemical processes, separately or combined. Spontaneous emulsion production may occur, for instance, during
events of oil production, because oil and water phases of certain composition enter in contact. Such phase components
are some times associated with the generation of natural surfactants, from long chain of carbonated acid present in oil
that reacts with ions present in water. According to Davies G. A. et al. (1996) and Sarbar, M.A. et al. (1997), such
emulsions may be stabilized, additionally, by the presence of other oil components, typically heavy oil fractions such as
asphaltenes and possibly suspended solids.

The emulsion formation during oil production may take place in the flow inside the reservoir or in the two-phase
flow down hole in production wells, and through tubes and valves in surface facilities. Emulsions cause a number of
operational problems such as tripping of equipment in gas-oil separations plants (GOSPs) and high pressure drops in
flow lines (Kokal et. al., 1999). Uncontrolled and undesired emulsion production causes problems and production cost
increment, related to frequent equipment shut down for maintenance, and need for demulsifying processes. In some
cases, water cut may be in a range of 0-70%, or more (Kokal et. al., 1999; Janssen et al., 2001; Sjéblom et al., 2003).
Separation of emulsions is found to be extremely sensitive to the size of the droplets, and it is controlled by settling of
drops in the order of 30-60um. Separation time is usually greater than residence time of fluids in the separation
equipment (Davies, G.A. et al., 1996). The separation step may be critical in some cases for emulsions having drop
diameters less than 30 micrometers in the case of plate separator, and for diameter less than 5 micrometers in the case of
separation by centrifugation (Van der Zande, M.J. et al., 1999).
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Flow conditions responsible for generation of emulsions present at the surface, going from porous media,
turbulence down hole, through pumps, or in the surface facilities, are uncertain, and their effects on the drop size, are
not very well understood. Knowledge of the morphology of the resultant emulsions is important input data in the design
of process conditions and separation equipments. Better knowledge of emulsification in porous media and in surface
facilities is required to achieve good predictability of the produced emulsions morphology and behavior, and to improve
production planning. This is the focus of the present work.

Porous media emulsion generation occurs because of the flow of the two-phase fluid systems through a complex
interconnected pores-neck system, by means of the so-called snap-off mechanism, which is a type of drop breakup
mechanism. This mechanism may be described as an invasion of the wetting phase flowing adjacent to the pore-neck
wall, into a constriction occupied by a non-wetting phase. The wetting film grows like a collar, until it creates a
discontinuity in the non-wetting phase (drop breakup).

Water flowing
i tothe
* | constriction

Growth of the

Water “collar”

—
I“water

Y

water

Pore body

pwater

Pore-neck or
constriction

Figure 1. Snap-Off mechanism in a porous media for a system having water as continuous phase.

The snap-off mechanisms have been extensively studied to explain foam and emulsion generation in oil reservoirs.
Roof (1970) studied the effects of channel geometry on snap-off of a slug of non-wetting phase using an oil/water
system. Results of his experiments agree with his proposed theory, which suggests that depending on the constriction
geometry, a minimum protrusion of the non wetting phase through the pore-neck is required for snap-off to occur.
According to Roof, snap-off happens only in the case of a tube/constriction diameter ratio of at least 2:1. Rossen (2002)
completed a review on the snap-off mechanism of foam generation. He concluded that the pressure drop for snap-off to
occur depended on the pore-neck geometry, and that snap-off, in agreement with Roof’s criterion, stops when the
downstream pore body is filled with one o more bubbles or drops.

According to Janssen et al. (2000), wettability also influences the diameter of drops in emulsion produced from a
reservoir: relatively big drops diameter in oil-wet porous media and small drops, of the order of the pore body scale
diameter, in water-wet porous media.

Snap-off phenomena in a pore-neck inside a porous media may be physically simulated by flowing a two-phase
liquid system through a constricted capillary. Several variables may influence the breakup of drops inside a constricted
channel: The Capillary number (Ca), capillary geometry, pressure drop along the constriction, viscosity ratio and
density ratio, drop-to-neck diameter ratio, wettability of the capillary wall, surfactant concentration gradient and
chemical nature of the phases. The influencing variables that were studied in the present work are discussed in what
follows.

The capillary number Ca expresses the ratio of viscous to interfacial forces in the system, and is defined by:

catV )
(o2

Where w2 is the viscosity of the continuous phase; V = Q/A is the average velocity; and o is the interfacial

tension between the two liquids.

The capillary number influences significantly the deformation and snap-off of drops flowing through capillaries. It
represents the ratio between the viscous flow resistence of the wetting phase adjcent to the capillary walls and the
capillary pressure gradient that drives the flow of the wetting phase to the neck of the constricted capillary. Below a
critical value of the capillary number, referred here as the critical capillary number, drop breakup occurs.

The present paper focuses on the physical simulation and visualization of emulsion generation at the pore scale,
using a glass constricted capillaries. The study was done with circular constricted capillaries with three different
constriction-to-capillary diameter ratio and three different oil/water systems.
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2. Materials and Experimental Procedure
2.1 Materials

Properties of liquids used are listed in Tab.(1). In the experiments reported here, water is the continuous phase that
wets the capillary wall. The experiments were done with three oil-water+surfactant emulsions, with different viscosity

ratio, K . Mineral oils were selected to avoid chemical interferences of foreign components. The surfactant used was
Sodium Dodecyl Sulfate (SDS), at a concentration of 0.03M (three times the critical micelle concentration).

Table 1. Properties (@ 20°C) of liquids used in the experiments

Fluid Viscosity (cp) | Density (g/ml) Interfacial tension
Oil/ (Water+SDS) 0,03 M(mN/m)
OP3 Mineral Oil 35 0.7876 45.1
OP10 Mineral Oil 13.36 0.8361 42
Shell Mineral Oil 620 0.900 41.6
Water+SDS 0,03 M 1 1.0006 | 0 e

Borosilicate glass constricted capillaries were used to simulate a pore passage in a porous medium. Three different
geometries consisting of different neck-to-straight section diameter ratios were considered in the study. The geometries
and flow conditions analyzed are listed in Tab.(2) and showed in Fig.(2).

Table 2. Studied velocities and capillary numbers (Ca)

Studied Geometries Velocity in the straight |  Velocity at the Ca in the straight Caat the
(constriction / straight section (cm/s) constriction (cm/s) section constriction
section diameter ratio)

50/200 0.884 - 8.84*107 0.141-1.41 0.185 - 1.85*10° 0.3-3*10"
20/200 0.884 - 8.84*10° 0.884 - 8.84 0.185 - 1.85*10° 0.185 - 1.85*10™
50/100 0.353 - 3.53*10™ 0.141-1.41 0.74 - 7.4*10° 0.3-3*10"
e ———
= =
1 54
— — — —  A——
(a)

Figure 2. Capillaries used in the study. (a) 20/200 (constriction/straight section diameter ratio) geometry; (b) 50/200
and (c) 20/200.



Proceedings of ENCIT 2006 -- ABCM, Curitiba, Brazil, Dec. 5-8, 2006 — Paper CIT06-399

2.2 Experimental Procedure

Because of the technical difficulties related to injecting controlled volumes of small drops at a micro scale,
emulsions with large drops were injected into the constricted capillary. The emulsions were prepared simply by hand-
shaking the oil-water-surfactant mixture to obtain the large drops. The drop size distributions of the emulsions before
they flow through the constriction were determined by visualizing them in a microscope. The range of drop size of
each emulsion prepared is presented in Tab.3. The surfactant solution, oil and water were filtered before mixing to
avoid blocking the capillaries at the constriction, caused by impurities present in the liquids. Effects of the surfactant
concentration were not conducted in this study. The concentration of oil phase was 33.33 % v/v in all of the cases.

A low-Reynolds number regime, corresponding to volume rates between 0.01 mi/h and 0.1 ml/h, was studied for
each capillary geometry and oil/(water+SDS) system. The flow rate was controlled by using a syringe pump (Colle
Parmer). The flow parameters explored are listed in Tab.2, they represent typical values for flows in reservoirs.

The visualization setup is shown in the Fig.(3). Undesirable refractive index contrasts were mitigated by
submerging the capillaries in glycerin, for the visualization of the flow of drops flow through the capillaries. The flow
images were captured using a CCD camera coupled to an Axiovert 40 MAT Inverted Microscope (Carl Zeiss). The
capturing rate of the CCD camera was of 15 frames per second. 5X and 10X lenses were used to observe the
constriction region. An objetive of 10X was used to provided details of the snap-off, while an objective of 5X was used
to gather wider field of view for the constriction where drop breakup occurs. The video camera was connected in
parallel with a video recorder (for long-time video recording purposes) and to a computer (for still pictures or frame
grabbing and short-time period video recording). Videos were converted to a digital format using a LabView
interfaces, and the images were analyzed using the Axiovision software (Carl Zeiss), in order to measure details of the
experiments, i.e. droplets size and distances into the constriction.

Table 3. Drop size ranges of the prepared emulsions.
Emulsion Diameter ranges of the

drops (um)

OP3 /(water+SDS) 10-200

OP10/(water+SDS) 10-160

Shell/(water+SDS) 5-130

Llictoscope
Ohjective Coupled with a
CCD Camera

Syringe containing
Oilfwrater emulsion Ir-
/ v

-

Piston —\\ >
1' a—
Video recorder
m— _/
Fump
e ey
Capillary 2 iy

Figure 3.Visualization experimental Set-up
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3. Results

As the oil drop flows through the constriction, a thin film of water is left attached to the capillary walls. This thin
film flow is unstable, because a small disturbance on the oil-liquid interface creates a capillary pressure gradient that
drives water into the disturbance, creating a collar structure that grows until it breaks the oil drop. Different stages of
this process were visualized and are presented in Fig.5. In the images, the oil phase appears clear and the water phase,
dark. The oil drop is moving from left to right in the figure. A interface non-uniformity, located at a distance d1 from
the constriction, can be observed if Fig.5(a). This collar structure grows with time leading to a drop breakup at a
position d2 downstream from the constriction — Fig,5(d).

(c)

Figure 5. Snap-off of an oil drop in a (water+SDS) continuous phase.
Flow rate (Q)=0,02 ml/h. Emulsion: OP3/(water+SDS). Actual times are showed in the photography sequence (a) to
(d). Constriction diameter (dc)=50 pm. d;=2,33*dc in picture (a) and d,=8*dc in picture (d)

The main parameter that determines the drop break up is the ratio between the driving force of the water flow
through the thin film (the capillary pressure gradient) and the viscous resistance to the flow, e.g. the capillary number.
The intensity of the capillary pressure gradient is a function, not only of the interface tension between the liquids, but
also of the geometry of the capillary tube. An abrupt contraction will lead to a higher capillary pressure gradient,
favoring the drop breakup. It is clear that if the oil drop is small enough, the disturbance will not have enough time to
grow and to break the oil drop. The mechanism visualized here and depicted in Fig.5 agrees with that observed by Roof
(1970), who stated that in order to snap-off occurs, the drop had to protrude pass the capillary constriction.

Because the broad distribution of the drop diameter of each of the oil-water emulsions tested, the effect of the drop
size on the snap-off mechanism was not studied here. However, as explained in the previous paragraph, it is clear that
this variable plays an important role in the process.

The occurrence of snap-off mechanism was mapped as a function of capillary number for the three emulsions
prepared (three viscosity ratio) and the three different capillary geometries (different constriction-to-capillary diameter
ratio). The results for viscosity ratio of k =3.5 are shown in Fig.6. The open symbols indicate experimental
conditions at which snap-off was not observed, even for the largest drop of the emulsion. The filled symbols indicate
experimental conditions at which snap-off occurs. At high capillary number, the capillary pressure gradient was not
strong enough to lead to drop breakup for the three geometric configuration tested, represented by the constriction-to-
capillary diameter ratio. The critical capillary number at the onset of the drop breakup was approximately Ca =4x1072,
and was virtually independent of the geometry configuration of the constricted capillary. The results for viscosity ratios
of k=13.3 and k =620 are shown in Fig.7. At k =13.3, the critical capillary number at the onset of drop break up is
a function of the geometry of the constricted capillary. It falls as the contraction-to-capillary diameter ratio rises. When
the geometry with the weaker contraction (highest contraction-to-capillary diameter ratio) was used, snap-off was not
observed in the range of capillary number explored. Snap-off was also not observed in the experiments using the
emulsion with the highest viscosity ratio, e.g. k =620. This result also agrees with those reported by Olbrich (1996)
and Tsai et al. (1994), who state that snap-off only occurs for low viscosity drops (low viscosity ratio).
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Figure 6. Regions of Snap-off in circular constricted capillaries for geometries studied. Viscosity ratio: 3.5 cP.
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Figure 7. Regions of Snap-off in circular constricted capillaries for geometries studied. Viscosity ratio: 13.26 cP

Accidentally, during one of the experiments, the capillary tube was clogged by unfiltered surfactant solution,
creating an irregular and very abrupt contraction. This enabled an analysis of drop breakup in the flow through very
small constriction. The actual size of the constriction caused by the accidental clogging could not be measured. Figure
8 shows a sequence of images showing the oil drop break up. Small drops are formed at the conditions shown, with an
average size of approximately 12.m and a very narrow distribution of drop diameter. As interesting phenomena was
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observed. As the oil drop breaks into small drops, the volume of the oil in the large drop upstream the constriction falls.
As the volume of the source drop falls, the size of the produced drops, downstream of the constriction, rises, until a
point at which the oil drop upstream the constriction is small enough that the snap-off phenomena is not observed. At
this point, the oil drop just flows through the constriction without being broken.

R PR OO ) O DO O IR
(a) (b)

-, - W T Tewe wamew
(c) (d)

Figure 8. Snap-off during continuous phase running out.
Q=0.02 ml/h. Emulsion: OP3/(water+SDS). Average diameter of the produced drops (dp) are: (a)dp=11.57 um;
(b)dp=13.33 um; (c)dp=20 pm and (d)dp=32 pum.

4. Final Remarks

Visualization of drop breakup through the snap-off mechanism at the micron scale was achieved by flowing oil
droplets through circular glass-constricted capillaries.

A dependence of snap-off on experimental parameters such as contraction-to-capillary diameter ratio, viscosity
ratio between the two liquid phases, and capillary number was explored. The set of flow parameters at which drop
breakup occurs was determined for different capillary geometries.

It was observed that produced drops could be smaller than 10 micrometers for a very small pore neck. This result
suggests that emulsions with very small drops may be produced in porous media, i.e. before the fluids enter in contact
with choke valves or are exposed to turbulent flow down hole. Those small drops represent a challange for the
separation process.
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Abstract. The new scenario for offshore development in Brazil includes heavy oil fields in ultra deepwaters where 1000 m to 2000
m horizontal section wells are economical drives for field development. Such well geometry would assure effective reservoir
drainage to maintain a reasonable productivity index of a heavy oil field. In such wells, is known that, always in acting aquifers
reservoirs, an early breakthrough of water may occur and can lead to water production problems. This article show the Gravel
pack’s computational simulations for a new technique to correct the production oil flow distribution along the openhole. This
technique consists to perforate a gravel base pipe not uniform, with a great concentration of holes at the first section, decreasing
until few holes at last section. We see here that this technique lead to an additional pressure drop which can make unfeasible a lot of
operations in hard conditions such as narrow operational window for gravel packing.

Keywords. Gravel pack, Diverted Flow, Hydraulic Limits, Modeling, Long Horizontal Wells

1. Introducao
1.1 O Fluxo Nao Uniforme em Pocos Horizontais Extensos

As novas fronteiras exploratorias offshore brasileiras estdo localizadas em sua grande maioria em aguas profundas e
ultra-profundas. Muitos dos novos campos descobertos sdo portadores de o6leo pesado e este o6leo esta contido
frequentemente em arenitos inconsolidados.

Reservatorios portadores de oleos pesados necessitam de um plano de explotacdo eficiente, devido a alta
viscosidade do o6leo “in situ”. A maximiza¢do da area de contato pogo-reservatério ¢ uma alternativa usada para
viabilizar o escoamento. Assim, pogos de longo trecho horizontal devem ser perfurados a fim de garantir a
economicidade dos projetos.

Devido as formagdes inconsolidadas encontradas na Bacia de Campos, técnicas de contencdo de areia sdo
consideradas indispensaveis. A producdo de areia leva a inumeros problemas, tais como: erosdo de linhas, valvulas e
demais equipamentos, bem como, acimulo nos separadores de superficie. Atualmente, existem intimeras técnicas para
contengdo de areia, disponiveis na industria de petréleo. A técnica mais utilizada pela Petrobras, neste cenario, é o
gravel packing em pogo aberto horizontal, devido ao elevado nivel de confianca na execugdo de tal técnica e aos bons
resultados alcangados para manter o indice de produtividade dos pogos. Ja existem mais de 120 pogos completados
desta forma.

Diversos autores, baseando-se em uma modelagem do acoplamento do fluxo pogo-reservatério, mostram que o
escoamento do dleo produzido, principalmente o viscoso, ndo se da de forma uniforme ao longo do trecho de pogo
aberto horizontal. Devido as perdas de carga geradas neste trecho, a maior parte do fluxo fica concentrada junto a sapata
do ultimo revestimento (inicio do pogo aberto) e quase nenhum escoamento ¢ observado no trecho final do pogo (fundo
do pogo). Esta diferenga de vazdo de produg@o leva a um problema muito grave que reduz de forma significativa a vida
produtiva dos pogos. Este problema é chamado de produ¢io antecipada de agua ou “early breakthrough”, normalmente
associado ao cone de agua formado quando hé um aqiiifero atuante no reservatorio.
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Basicamente, ha dois diferentes tipos de abordagem que regem o escoamento pogo-reservatorio, nestes dois
dominios. A primeira abordagem envolve o uso de uma condutividade média infinita no pogo, negligenciando os efeitos
da hidréaulica de pogo, o que leva a uma superestimagdo da producdo ¢ a uma distribui¢do de fluxo irreal. Embora esta
primeira abordagem leve a uma superestimagao da produtividade, pode ser aplicada em sistemas de baixa produtividade
onde os efeitos das perdas de carga no pogo podem ser desprezados, se comparados as perdas de carga impostas pelo
escoamento no meio poroso do reservatorio (Ozkan et al. 1999). Entretanto, para pogos de longo trecho horizontal, altas
vazodes de producdo, pequeno didmetro, dleo pesado ou em condigdes de escoamento multifasico, a hidraulica de pogo
tem um importante peso sobre o escoamento da produgio e ndo podera ser desprezada.

Vicente et al. (2003) considerando, no dominio pogo, uma condutividade média finita, incorporando no modelo
efeitos de fricgdo, aceleragdo, gravidade e influxo vindo do reservatorio, apresentam uma proposta de modelagem mais
realista para o sistema. Diferentemente dos resultados obtidos com a consideragdo de condutividade infinita, pode-se
determinar que a distribui¢do do fluxo de produgio ao longo do trecho horizontal ndo se da4 de maneira uniforme. Ha,
devido a menor perda de carga no trecho, uma maior vazao de produgdo junto a sapata do ultimo revestimento, ou seja,
no inicio do poco. Esta contribuigdo vai decaindo, na maioria dos casos estudados, até chegar a parte final do pogo
aberto, onde, devido a elevada perda de carga, contribui com uma vazao muito reduzida, se comparada com o trecho
inicial. Este comportamento pode ser visto na Fig. 1, onde se pode notar o decaimento continuo da vazdo de produgéo
ao longo da trajetoria do pogo.

Isto leva, na maioria dos casos, a problemas relacionados a producdo antecipada de dgua, pois a maior vazao no
trecho inicial forma o chamado cone de agua, que ap6s pouco tempo de produgdo, pode acarretar até mesmo no
fechamento do pogo por dificuldade de processamento do enorme volume de agua produzida, diminuindo e muito a
vida produtiva do pogo e o fator de recuperagdo do campo.

A Figura 1 mostra dois pogos onde, o primeiro (linha azul), pode ser modelado sem maiores problemas pela
primeira abordagem, pois sendo um reservatorio de baixa permeabilidade, as perdas de carga no poco podem ser
negligenciadas, em comparagdo as altas perdas de carga impostas pelo escoamento no reservatorio. Podemos ver que o
escoamento se da quase que de maneira uniforme ao longo do pogo. Ja o segundo pogo (linha vermelha), s6 pode ser
corretamente modelado pela segunda abordagem, pois a alta permeabilidade do reservatorio faz com que as perdas de
carga no pogo tenham um peso significativo para o escoamento pogo-reservatorio como um todo.

A Figura 2 mostra a contribui¢do ponto-a-ponto de cada trecho do pogo na vazio de produgdo. Nota-se, como dito
anteriormente, a maior contribui¢do do trecho inicial, onde preferencialmente forma-se cone de agua, em detrimento do
baixo nivel de vazdo do trecho final. Nota-se também que esta diferenca aumenta ainda mais quanto maior for a vazao
total de produc@o. Nas Figuras 1 e 2, k ¢ a permeabilidade do reservatorio.
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Figura 1. Efeito da permeabilidade do reservatorio na vaziao de producio (Vicente et al., 2003).
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Figura 2. Contribuicdo nio uniforme da vaziao de producio ao longo do poco (Vicente et al., 2003).
1.2 Uma Técnica de Uniformizacio do Fluxo em Po¢os Horizontais

Diversos autores (Fernandes et al., 2006; Hansen et al., 2002; Brekke et al., 1992; Landman et al., 1991) propdem
abordagens de combate ou atenuacdo deste problema. Em geral os autores utilizam o conceito da furacao diversiva dos
liners ou telas de contencdao de areia de produgdo do pogo, que consiste em oferecer resisténcia diferenciada ao
escoamento radial do 6leo através da coluna ao longo da extensdo horizontal do pogo aberto. O objetivo seria promover
a equalizacdo do fluxo ao longo do pogo, fazendo com que todos os trechos contribuissem com a mesma vazdo de
produgao.

Fernandes et al propdem um modelo analitico que calcula a distribuigdo de furos ideal para se promover a
equalizacdo do escoamento. Esta técnica pode ser aplicada tanto para pogos produtores quanto para injetores, e para
liners ou outro tipo de ferramenta de controle de areia. O modelo é composto por uma formulagdo analitica explicita
que acopla o escoamento no pogo e na vizinhang¢a do reservatorio.

Esta tecnologia ja foi aplicada com sucesso tanto em campos onshore quanto offshore, na costa brasileira. A Figura
3 mostra um desenho esquematico da distribui¢do das perfuragdes num tubo dotado de furagdo diversiva. A maior
concentracao de furos estd na parte final do pogo onde ha um menor drawdown e, consequentemente, menor vazao de
produgdo. A Figura 4 mostra um grafico onde, a curva 1 em preto, representa o perfil de vazdes nao uniforme
normalmente encontrado. J& a curva 2, em vermelho, mostra a equaliza¢ao do fluxo proporcionada quando tal técnica é
aplicada. A Figura 5 mostra um grafico com resultados da aplicacdo do modelo, ou seja, o grafico mostra a distribui¢ao
de furos que devera ser feita para assim promover a equaliza¢do do escoamento, aproximando a curva 1 da curva 2.

ravel-Pack Packer

Figura 3. Distribuicdo nio uniforme dos furos num /iner ou tubo base da tela de Gravel (Fernandes et al, 2006).
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Figura 4. Perfil de vazdes ao longo do poco: 1. perfil nio uniforme; 2. Perfil uniforme devido a distribuiciao
diversida de furos ao longo do liner ou tela (Fernandes et al, 2006).
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Figura 5. Distribuicio diversiva de furos, (Fernandes et al, 2006).

As aplicagdes da técnica até o presente contemplam cendrios de formagdes produtoras consolidadas, onde a
instalagdo de liners perfurados garante a ndo produgédo de finos da formagdo. A etapa seguinte € viabilizar a técnica para
cenarios de arenitos inconsolidados onde, usualmente, o projeto de contencdo de areia inclui a instalagdo de telas
(diversos meios filtrantes sdo superpostos) ¢ de um pacote de areia no espago compreendido entre as paredes do pogo e
a tela de contengdo de areia, técnica conhecida como gravel pack. O objetivo do presente trabalho ¢ analisar a
aplicabilidade da técnica de gravel pack em pogos horizontais equipados com telas de furacdo diversiva. Em tais
operagoes, a pressdo de bombeio gerada pelas restricdes ao escoamento radial podem ser criticas em cenarios onde a
janela operacional poros/fratura ¢ estreita.

2. Breve Descri¢ido da Operacao de Gravel pack a Po¢co Aberto Horizontal

Para facilitar os calculos, a operacdo de deslocamento do gravel pack pode ser dividida em trés diferentes etapas:
Injegdo, deslocamento da onda alfa e deslocamento da onda beta. A etapa de injegdo, mostrada na Fig. 6, consiste em
bombear a mistura fluido/gravel (linha vermelha) pelo interior da coluna desde a plataforma até a ferramenta de gravel,
instalada no inicio do pogo aberto, onde o fluxo sera desviado do interior da coluna para o espago anular formado entre
a parede do pogo aberto e as telas. Neste momento, devido ao fluxo comegar a ocorrer numa regido com uma area de
secdo transversal ao escoamento muito maior € como nao ha variagdo na vazao, a velocidade de escoamento da mistura
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diminui drasticamente. Esta redugdo na velocidade resulta na diminuicdo da forca de sustentagdo das particulas na
mistura, resultando na sedimentacao das mesmas na por¢do inferior do anular (Fig. 7), formando um leito, que para uma
dada vazdo, alcanga uma altura de equilibrio (hg). Depois de alcangada a altura de equilibrio os grdos ainda em
suspensao irdo sedimentar na por¢ao posterior da duna formada, iniciando assim a fase de propagacao da onda alfa (Fig.
8). A onda alfa inicia sua propagagdo, no pogo aberto, junto a sapata do ultimo revestimento, e propaga-se por toda a
extensdo do pogo, deixando um canal livre para o escoamento da mistura entre a parte superior do pogo aberto ¢ a
superficie do leito formado.

Quando a onda alfa chega a extremidade do pogo uma nova etapa ¢ iniciada, chamada onda beta. Como somente o
fluido pode atravessar a tela, a areia tende a depositar-se sobre o leito formado pela onda alfa, preenchendo todo o
espaco deixado livre na etapa anterior. A onda beta deposita-se no sentido contrario da onda alfa, ou seja, do fim do
pogo até junto a sapata do ultimo revestimento. A Figura 9 ilustra este processo.

Durante a propagacdo da onda alfa o fluido escoa pelo espago anular entre a formagao ¢ as telas, chegando ao fim
do pogo passando pelas telas e retorna pelo interior do wash pipe. Durante a propagacdo da onda beta, o fluido tende a
escolher o caminho que ird gerar a menor perda de carga, ndo escoando pelo leito poroso formado pela onda beta,
atravessando as telas e escoando pelo anular restrito formado pelas telas e o wash pipe e retornando pelo interior do
wash pipe. Este anular ¢ mais estreito que o anular por onde o fluido escoa durante a onda alfa, por isso durante a onda
beta as perdas de carga geradas sdo superiores as geradas durante a onda alfa.

Trés pontos diferentes sdo relevantes para o calculo das pressdes no presente estudo (Figura 6): a pressdo de
bombeio na plataforma (Pg), a pressdo de fundo do pogo (Prp) € a pressdo junto a sapata do ultimo revestimento (Ps). O
ponto critico a ser monitorado sera a pressao junto a sapata, onde sdo atingidos os maiores niveis de pressao.

As pressdes dinamicas geradas durante a operagao devem ser mantidas dentro da janela operacional formada entre a
pressdo de poros e a pressdo de fratura. Se a pressdo no interior do pogo, a qualquer tempo, estiver abaixo da pressdo de
poros, podera ocorrer influxo de fluidos da formacao para o pogo. De forma andloga, se a pressdo, no interior do pogo,
for superior a pressdo de fratura da formacdo, poderda ocorrer fluxo de fluido de completagdo para dentro do
reservatorio, podendo ocasionar um embuchamento prematuro, impossibilitando o preenchimento completo do anular
tela-pogo aberto.

Ps

b oa

=)

Ll

Sapata

L]

Figura 6. Etapa de injecio da mistura.

Area de fluxo
Tela
Wash Pipe
Area do leito

Pogo aberto

Figura 7. Se¢iio Transversal do Poco Aberto.
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Figura 8. Poco Aberto durante a propagacio da Onda Alfa.
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Figura 9. Poco Aberto durante a propagacio da Onda Beta.

3. Calculo de Pressdes Durante o Deslocamento de Gravel pack em Pocos Horizontais Equipados com Telas
Diversivas

A analise a seguir ¢ baseada no modelo detalhado em Martins e Magalhdes (2003), desenvolvido como base para o
simulador de bombeio de gravel pack em pogos horizontais da PETROBRAS. O modelo proposto ¢ dividido no calculo
das seguintes etapas: propagacdo de pressdo durante a etapa de injecdo da mistura, calculo da altura da onda alfa e
calculo das perdas de carga desenvolvidas durante as propagagdes das ondas alfa e beta.

Para o célculo da altura da onda alfa ¢ adotado um modelo de duas camadas. Este modelo ¢ uma adaptagdo para
operacdes de gravel packing, do modelo inicialmente desenvolvido por Martins (1990) para analise do transporte de
cascalhos gerados pela broca durante a operagdo de perfuragdo. Este ¢ um modelo matematico de carater mecanicista
que visa descrever o escoamento permanente de misturas solido/fluido-newtoniano em seg¢des anulares excéntricas
horizontais, visando a previsdo da altura de equilibrio do leito de gravel formado.

Uma vez determinada a altura do leito de gravel, em uma operagao de gravel pack convencional, as perdas de carga
sdo calculadas em fun¢do da area de seg¢@o anular transversal ao escoamento aberta ao fluxo, conforme ilustrado nas
figuras 6 a 9. Durante a injecdo, as perdas de carga sdo determinadas pelo escoamento monofésico, com densidades e
viscosidades corrigidas pela concentragdo de sdlidos presentes. Durante a onda alfa, o caminho do fluido serd sempre
pelo espago anular pogo—tela por este apresentar perdas de carga significativamente inferiores quando comparadas com
as do escoamento anular tela-wash pipe de dimensdes restritas. Quando a onda alfa chega na extremidade do po¢o uma
nova etapa € iniciada, chamada onda beta. Como ndo pode atravessar as telas, a areia tende a depositar-se sobre o leito
formado pela onda alfa, preenchendo todo o espago deixado livre na etapa anterior. A onda beta deposita-se no sentido
contrario da onda alfa, ou seja, do fim do pogo até junto a sapata do Gltimo revestimento. Ao encontrar o pacote de areia
compactada, o fluido escoara radialmente através da tela para entdo prosseguir pelo anular tela-wash pipe, que agora
apresentara perdas de carga inferiores as do anular pogo-tela ja compactado pela areia.

Analisemos agora a dindmica do escoamento na presenga de telas de tubo base diversivo, ou seja, onde a area
aberta ao fluxo radial ¢ diferenciada ao longo do trecho horizontal. Esquematicamente, podemos observar que o fluxo
de entrada no espaco anular compreendido pelo pogo aberto e as telas ird se dividir em dois, podendo seguir o caminho
pelo anular pogo-tela até o fundo do pogo e entdo retornar pelo wash pipe (caminho vermelho, Fig. 10) ou, a qualquer
momento, passar pelos furos da tela e percorrer o anular tela wash pipe ao invés do anular de maior diametro (caminho
azul, Fig. 10).
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Wash pipe Tela

Pogo aberto

Figura 10. Diagrama esquematico dos caminhos de escoamento durante a operacio de bombeio do gravel pack de
furaciio diversiva.

A vazdo em cada um dos trechos ¢ inversamente proporcional a perda de carga gerada por eles. A relac@o entre as
vazodes que seguem, a cada furo, o caminho vermelho e o caminho azul ¢ determinada igualando-se as perdas de carga
por cada caminho, conforme esquematizado nas equacdes a seguir.

AP = APan.pogo—tela (Ql ) * APwp (1)

AP = APfuros (Q2 ) + APan.tela—wp (Q2 ) + APwp )

Onde AP ¢ a perda de carga e Q é a vazdo da mistura. Os subscritos 1, 2, furos, wp, an.pogo-tela e an.tela-wp se
referem ao fluxo no caminho 1 (setas vermelhas — Fig. 10), fluxo no caminho 2 (setas azuis — Fig. 10), aos furos do tubo
diversivo, ao wash pipe, ao anular formado pelo poco aberto e as telas e ao anular formado pelas telas e o wash pipe,
respectivamente.

As expressoes especificas para perda de carga em cada termo dependerdo da fase da operagdo (injegao, propagacio
de ondas alfa ou beta) e estdo detalhadas em Martins e Magalhdes (2003). Da mesma forma que em operagdes de gravel
pack com tubos base convencionais durante a propagacdo da onda alfa, a perda de carga elevada, gerada no espaco
anular restrito compreendido entre as telas e o wash pipe, faz com que a vazao neste trecho seja muito pequena, se
comparada com o espago anular pogo-tela. Além disso, a presenga de poucos furos nas primeiras se¢des de telas ird
orientar o escoamento como ocorre normalmente sem o tubo base diversivo. J& durante a propaga¢do da onda beta, o
escoamento ¢ direcionado preferencialmente para atravessar as telas, pois a perda de carga no anular pogo-tela ¢ muito
superior devido ao meio poroso que esta se estabelecendo. Portanto, nesta fase do célculo, faz-se necessaria a inclusao
um termo adicional de perda de carga (Eq. 3) para considerar a passagem do escoamento pelos furos. Na Equacgéo 3,
APy,o5 € 0 somatorio das perdas de carga em cada furo e seu calculo foi aproximado conforme a referida expressao, p¢ €
a densidade do fluido de completacdo, Qr a vazio total do fluido, Cp o coeficiente de descarga, Agyos 0 SOmatorio das
areas dos furos. Essa equagdo representa a perda de carga devido aos furos ao final da operagao.

05% 07 x07

AP - 7 7
furos (Cp x4 furos )2 ©)

4. Estudo de Caso

Aqui se apresenta um estudo de casos sobre a viabilidade da aplicagdo da técnica em questdo para um reservatorio
de arenitos inconsolidados na Bacia de Campos. A partir da formulagdo proposta por Fernandes et al (2003) foram
propostas 3 furagdes distintas para o tubo base, conforme detalhado na Tabela 1. A furagdo ntimero 1 atende aos
critérios da metodologia. As furagdes 2 e 3 foram propostas para utilizagdo caso o bombeio do gravel pack gere
pressdes mais altas que as de fratura, considerando a configuragdo ideal. Tais furagdes gerariam perfis de producdo
intermediarios entre o perfil equalizado e o perfil obtido com a completagdo convencional e constituem solugdes
satisfatorias.
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Tabela 1. Possiveis distribui¢coes de furos nos tubos base para o estudo de casos.

Caso 1 Caso 2 Caso 3
n° de furos | n° de furos | n° de furos | n° de furos | n° de furos | n° de furos
X (m) x (ft)
por tubo acuml. por tubo acuml. por tubo acuml.

0,00 0

9,14 30 1 1 2 2 3 3
18,29 60 1 2 2 4 3 6
27,43 90 1 3 2 6 3 9
36,57 120 1 4 2 8 3 12
45,72 150 1 5 2 10 3 15
54,86 180 1 6 2 12 3 18
64,00 210 1 7 2 14 3 21
73,15 240 1 8 2 16 3 24
82,29 270 2 10 2 18 3 27
91,44 300 2 12 2 20 3 30
100,58 330 2 14 2 22 3 33
109,72 360 2 16 2 24 3 36
118,87 390 2 18 2 26 3 39
128,01 420 2 20 2 28 3 42
137,15 450 2 22 2 30 3 45
146,30 480 2 24 2 32 3 48
155,44 510 2 26 2 34 3 51
164,58 540 2 28 2 36 3 54
173,73 570 2 30 2 38 3 57
182,87 600 2 32 2 40 3 60
192,01 630 2 34 2 42 3 63
201,16 660 3 37 3 45 3 66
210,30 690 3 40 3 48 3 69
219,45 720 3 43 3 51 3 72
228,59 750 3 46 3 54 3 75
237,73 780 3 49 3 57 3 78
246,88 810 3 52 3 60 3 81
256,02 840 3 55 3 63 3 84
265,16 870 4 59 4 67 4 88
274,31 900 4 63 4 71 4 92
283,45 930 4 67 4 75 4 96
292,59 960 4 71 4 79 4 100
301,74 990 5 76 5 84 4 104
310,88 1020 5 81 5 89 5 109
320,02 1050 5 86 5 94 5 114
329,17 1080 6 92 6 100 6 120
338,31 1110 6 98 6 106 6 126
347,46 1140 7 105 7 113 7 133
356,60 1170 7 112 7 120 7 140
365,74 1200 8 120 8 128 8 148
374,89 1230 9 129 9 137 9 157
384,03 1260 10 139 10 147 10 167
393,17 1290 11 150 11 158 11 178
402,32 1320 13 163 13 171 13 191
411,46 1350 15 178 15 186 15 206
420,60 1380 17 195 17 203 17 223
429,75 1410 21 216 21 224 21 244
438,89 1440 25 241 25 249 25 269
448,03 1470 32 273 32 281 32 301
457,18 1500 41 314 41 322 41 342
466,32 1530 58 372 58 380 58 400
475,46 1560 88 460 88 468 88 488
484,61 1590 164 624 164 632 164 652
493,75 1620 496 1120 496 1128 496 1148
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A Figura 11 ilustra a simula¢do do bombeio do gravel pack com tubo base convencional, visando determinar a
vazdo maxima para ndo atingir a fratura da formacdo ao final da onda beta. Pode-se considerar, como critério de
seguranga, a vazao 7,5 bpm, uma vez que a simulagdo indica fratura com vazdes superiores a 8 bpm.
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Figura 11. Janela Operacional para a operacio com Tela Convencional.

Foi entdo considerada a vazdo de 7.5 bpm para as simula¢des com as fura¢des diversivas descritas na Tabela 1. Foi
ainda simulada a vazio maxima para ndo fraturar a formacao para cada configuragdo. As Figuras 12, 13 e 14 ilustram as
simulagdes para as furacdes 1, 2 e 3, respectivamente, com diferentes vazdes.
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Figura 12. Simula¢do do bombeio do gravel pack — furacio 1.
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Figura 13. Simula¢ao do bombeio do gravel pack — furacio 2.
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Figura 14. Simula¢do do bombeio do gravel pack — furacio 3.

Para a furacdo 1, uma vazio de bombeio de 7,5 bpm levaria a fratura na metade da fase de propagacdo da onda
beta. Portanto, foram feitas diversas simulagdes até que se chegou na vazdo a qual ndo ocorreria a fratura (para esta
furacdo) e esta vazao vale 4,5 bpm (curva verde).

Como foi determinada uma vazdo muito baixa para o caso 1, foram feitas simulagdes para o caso 2, onde os
primeiros tubos que continham um furo somente foram substituidos por tubos com dois furos. Nota-se, para a furagio 2,
que ¢ possivel bombear o gravel numa vazio satisfatdria até o fim da operaco, onde a propagacdo da onda beta pode
ser encerrada com uma vazao de até 6 bpm sem que ocorra a fratura da formagao (curva verde).

Simulagdes foram realizadas para o caso 3 em que houve substitui¢do dos tubos com dois furos por tubos com trés
furos.

Para a furagdo numero trés, nota-se que € possivel bombear o gravel com até 7 bpm ao fim da onda beta, mas
claramente estes trés furos irdo contribuir para uma pior equalizag¢do do fluxo ao longo do poco.

A Figura 15 ilustra as curvas de pressdo durante o bombeio para as trés furagdes nas vazdes maximas que permitem
a conclusdo da operagio.
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Figura 15. Curvas de pressido durante o bombeio na vazio maxima para as 3 furagoes.

A analise dos resultados leva as seguintes observagoes.

*  Seria possivel realizar a operacdo com qualquer das furagdes propostas. A furacdo 1, que atende aos critérios
de equalizagdo de fluxo, iria requerer vazdes de bombeio abaixo de 5 bpm. Estas vazdes, inferiores as
praticadas nas operagdes convencionais na Bacia de Campos, pode oferecer riscos de embuchamento
prematuro no rat-hole ou em eventuais alargamentos do pogo aberto.

* A furagdo 3 permite realizar o bombeio do gravel pack com vazdo muito proxima a operagdo com tubo base
convencional. Por outro lado, a furagdo 3 perde muito do potencial de equalizagdo de fluxo.

* A furagdo 2 parece ser uma solugio satisfatoria pois atende aos critérios de vazdo minima de bombeio (6 bpm,
ja utilizada na Bacia de Campos) e fornece equalizagio de fluxo satisfatoria.

5. Conclusdes

A metodologia apresentada neste artigo permite avaliar a viabilidade da execu¢do de gravel pack em pogos
horizontais equipados com telas diversivas. O estudo de casos detalha que é possivel executar a operagdo em cenarios
tipicos da bacia de Campos. Assim, entende-se que a tecnologia de equalizacdo de fluxo em pogos horizontais pode ser
aplicada em cenarios onde ¢ requerida barreira dupla de contengao de areia.

Trabalhos futuros incluem a experimentacao da técnica em laboratdrio e a implantagdo no campo.
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Resumo. Neste trabalho, apresentamos um sistema de aquecimento elétrico segmentado de tubulag¢oes compostas
para producdo de petréleo e gds natural em dguas profundas e ultra-profundas. Primeiramente sao discutidos os
requerimentos de garantia de escoamento na producao submarina e a necessidade de tubulagoes com aquecimento
ativo. Em seguida, apresentamos uma andlise global do balanco energético das tubulagdes em condigdes tipicas
de dguas profundas. Mostramos que o aquecimento ativo é necessdrio em tubulagdes longas, devido as limitagdes
técnicas dos sistemas passivos de isolamento térmico. Examinamos entdo, o método que combina o aquecimento
elétrico ativo e o isolamento passivo das tubulagdes. Consideramos o aquecimento ativo através de resisténcias
elétricas inseridas na superficie interna do tubo de aco. Propomos um método de aquecimento segmentado para
minimizar a demanda de poténcia elétrica para uma dada configuragdo da tubulagdo e, uma temperatura minima
especificada do fluido produzido. Os resultados numéricos mostram que uma significativa redugdo na demanda en-
ergética pode ser alcancada. Por fim, um sistema elétrico € proposto para implementar o aquecimento segmentado.

Palavras-chave: Garantia de escoamento, aquecimento elétrico ativo, andlise térmica.

1. Introdugao

Oleodutos, gasodutos e polidutos sao meios econémicos e seguros para transportar grandes volumes de
petroleo, derivados e gas natural a grandes distancias. Nos dltimos anos, a descoberta de reservas de petroleo
localizadas a distancias cada vez maiores do continente e em aguas profundas e ultraprofundas fizeram da
garantia de escoamento (" flow assurance") um assunto de atengao crescente, devido a possibilidade de formagao
de hidratos de géas e a deposicao de parafinas nas tubulagoes da producao nestas condigoes de alta pressao e
baixa temperatura (Minami et al., 2000, 1999, Su, 2003).

A garantia de escoamento é a capacidade de controlar e influenciar as caracteristicas de escoamento do
fluido produzido dentro do sistema de transporte do escoamento. Na dgua ultra profunda (UDW), a pressao
hidrostatica elevada e a baixa temperatura do ambiente submarino (4°C), geram os principais desafios da
garantia de escoamento para o projeto dos risers de producdo e das linhas de escoamento. A garantia de
escoamento inclui todos os aspectos na garantia do transporte do petréleo ou gas natural do pocgo até seu
destino sem interrupcoes ou perturbagoes na linha, requerendo um plano bem-estudado para garantia de que
(i) a producao submarina seja o mais continua possivel durante a operacao normal e (ii) a producdo possa ser
rapidamente suspensa quando necessario e posteriormente retomada com o minimo de dificuldade e de tempo
de parada (downtime).

Um método sistematico da garantia de escoamento foi apresentado por Saint-Marcoux e Kennedy (2002).
Neste trabalho, Saint-Marcoux e Kennedy (2002) apresentaram uma revisao sistematica de todas as condigoes
operacionais para as instalagoes sob estudo, incluindo o aquecimento da linha (warm-up), a ativa¢do da pro-
dugdo (well start-up), a producdo em estado estacionario (steady-state), desativagido da producao (shutdown)
e remediacdo de bloqueio. Esta anéalise funcional pode ser vista como uma revisdo compreensiva de todas as
fases do sistema, seja operando nas condigoes de projeto, durante eventos transientes ou durante as condigoes
de parada.
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Figure 1: Diagrama de fase mostrando as condigoes de formagao de hidratos.

A diferenca de pressdo disponivel entre a cabega do pog¢o e o separador, determina o didmetro minimo
da tubulacdo, enquanto a diferenga de temperatura disponivel determina a vazdo minima de produgao. Uma
analise global do sistema de producao submarina de petréleo e gias mostra que o isolamento térmico, juntamente
com o aquecimento ativo dos tubos de escoamento e risers sao uma das principais ferramentas de garantia de
escoamento, tendo como principal objetivo controlar a temperatura do fluido nas tubulagoes de transporte
da produgdo. A importancia do controle da temperatura de transporte do escoamento multifasico em baixa
temperatura e alta pressdo, reside em evitar problemas como a formagao de hidratos, a deposi¢ao de parafinas,
reduzir a viscosidade do fluido para economia de poténcia de bombeio e em evitar a formacao de emulsoes.

A parafina é uma substancia que ocorre naturalmente na maioria dos 6leos crus e, dependendo da sua
caracteristica, pode ser problemética. O deposito de parafina ocorre quando a temperatura da parede do tubo
é inferior simultaneamente & temperatura do ponto de névoa do fluido e & temperatura média do fluido (bulk
temperature). A parafina se deposita e tende a reter 4gua, areia e petroleo, formando depositos de consisténcia,
dureza e densidade varidveis, obstruindo a se¢ao do duto. Estes depdsitos podem ser limpos por solventes,
detergentes ou dispersantes. Podem ser evitados pelo tratamento continuo do fluido com inibidores, além da
op¢ao de limpeza mecénica por meio de "pig". Porém, no caso do transporte de petrdleo, nem sempre estas
opcoes estao disponiveis.

Hidratos sao s6lidos cristalizados de aparéncia semelhante a do gelo, formados por moléculas de gas natural,
gas sulfidrico ou diéxido de carbono em contato com agua em baixas temperaturas e altas pressoes. Possuem
densidade maior que a do petrdleo e tendem a acumular-se nas restrigoes formando obstrugoes. Hidratos de
alcano na forma de hidrato de metano cristalino podem se formar na temperatura de 21°C (70°F) a pressoes
de 300 bars (4.300 psi). Condigoes tipicas de formagao de hidratos séo ilustradas na Figura 1, através de um
diagrama de fases. O hidrato se forma nas condigoes acima da curva. Podemos observar que na condigao
tipica de produgao estacionaria, a temperatura do fluido produzido esta a cerca de 60°C e a pressdao de 300
bars, estando bem afastada da curva de formacao de hidrato. Porém, durante uma parada prolongada numa
tubulagdo sem aquecimento ativo, a temperatura do fluido tendera a temperatura da dgua do mar (cerca de
4°C), que esté localizada dentro do envelope da formagao de hidrato. A formagao de hidratos pode ser evitada
através da adigao de inibidores tais como o etileno-glicol, porém, em condigoes mais severas de produgao, a
injecao volumosa de inibidores torna-se pouco pratica para a produgao.

Uma emulsao é formada por minisculos globulos de 6leo distribuidos na dgua, cuja reparacdo em baixas
temperaturas é dificultada. O problema pode ser resolvido pela instalacao de pré-aquecedores ou pela injegao
de desmultificantes. A conjugacdo destes métodos com o isolamento do duto deve ser considerada, pois implica
em espago, peso e custo adicional na unidade de producao.

O aumento da viscosidade em decorréncia da reducao da temperatura pode dificultar o escoamento,
exigindo maior poténcia de bombeio ou causando a reducao de vazao. A utilizacdo de isolamento térmico nos
dutos pode reduzir a necessidade de aquecimento do fluido ou a poténcia de bombeio.

Com o aumento da lamina de agua e da distancia da cabeca do pocgo, o isolamento térmico torna-se fun-
damental para a prevencao da formagao de hidratos e parafinas, ji& que, quanto maior a lamina de agua e a



Proceedings of the ENCIT 2006, ABCM, Curitiba — PR, Brazil — Paper CIT06-0440

distancia da cabega do pogo, maior o decaimento da temperatura no fluido transportado. O desafio do isola-
mento consiste em manter a temperatura do fluido acima da temperatura de formacao de hidratos e parafinas a
fim de evitar ou reduzir o uso de métodos alternativos como a utilizagao de "pig" e adigao quimica. Tais métodos
desprendem grandes quantidades de tempo e dinheiro e por isso, devem ser utilizados de forma controlada.

O problema de deposigdo em tubulagoes é dividido em duas categorias: saber quais depositos sdo formados e
o desenvolvimento de técnicas para manipular estes depositos. A manipulagao dos depositos pode ser conseguida
por remogao mecéanica através da passagem de "pigs", tratamento quimico, aquecimento ativo e técnicas que
previnem a formagao dos depdsitos, como ja anteriormente mencionado.

O isolamento térmico se tornou parte das especificagoes técnicas de tubulacoes rigidas e flexiveis, onde o
perfil de temperatura e o coeficiente global de transferéncia de calor desejados sao utilizados para especificar
uma configuracao adequada para a tubulacdo.

Uma vez especificada a configuragao da tubulacdo para producdo em estado permanente, os depositos
parafinicos devem ser evitados ou ao menos reduzidos nesta condigcao. Porém, a situagao critica de oper-
acao acontece em eventos transientes planejados ou nao, tais como partidas e paradas da produgao. Uma
analise precisa da transferéncia de calor na tubulagao composta é necessaria para a previsao da evolugao da
temperatura em toda a tubulacao. Durante estas operagoes, um sistema baseado no isolamento passivo pode
requerer medidas de prevengao muito caras e complexas, como a injecao de inibidores quimicos. A vantagem
de sistemas de producao aquecidos é sua capacidade de lidar com uma escala larga de cenérios de producao,
como as temperaturas, vazoes de escoamento e de como a composicao do reservatério evoluird durante a vida
do campo. As exigéncias de aquecimento ativo sdo muito dificeis de serem estabelecidas de modo geral, pois
sao altamente dependentes da composicao do reservatoério, da produtividade do campo e de sua arquitetura.

Dois métodos do aquecimento ativo das linhas de escoamento em aguas profundas foram estudados em
anos recentes: o aquecimento elétrico e o aquecimento a partir da circulagao de dgua aquecida. A literatura
apresenta alguns casos onde o aquecimento elétrico dos tubos de escoamento multifésicos e dos risers submarinos
de produgao foi empregado para impedir a formagao de hidratos e plugues de cera, como os apresentados por
Halvorsen et al. (2000) e Lervik et al. (1998).

Lervik et al. (1998) apresentaram uma avaliagdo da viabilidade técnica e as estimativas de custo para um
sistema de aquecimento elétrico direto de 50 Hz e para um sistema baseado na inducao eletromagnética. Eles
mostraram que a avaliacao elétrica dos sistemas depende da exigéncia de aquecimento, do material da tubulagao
e do tubo de escoamento. A viabilidade dos conceitos foi verificada através de testes submarinos de tamanho
real. Halvorsen et al. (2000), em um estudo semelhante, demonstraram que para proporcionar o aquecimento
necessario das tubulagdes multifasicas em um sistema de 400 Hz, cabos de aquecimento elétrico com diametro
de aproximadamente 30 mm e secdo transversal do condutor de 120 mm? e, para o caso de um sistema de 50
Hz, cabos com didmetro de aproximadamente 50 mm e secdo transversal de 630 mm? sdo suficientes para tal
fim. Eles também mostraram que a queda de tensao é tipicamente de 1 kV por quildbmetro para o aquecimento
de um riser.

Harrison e Herring (2000) apresentaram um sistema de aquecimento ativo usando a agua quente que circula
no espago anular do PIP (Pipe-in-pipe) de circuito fechado, no qual o isolamento externo em torno da tubulagao
e o revestimento enterrado/escavado, fornecem o isolamento térmico dos tubos de escoamento em um sistema
de producao que consiste em duas plataformas de produgao interligadas. O energia que alimenta o sistema
de aquecimento é fornecida por um gerador de eletricidade localizado em uma das plataformas do sistema de
producao apresentado. Um modelo detalhado usando a ferramenta de software OLGA foi desenvolvido para
investigar a viabilidade da circulacdo do fluido aquecido no espaco anular isolado do PIP, com o objetivo de
fornecer o aquecimento necesséario a produgdo. Os resultados indicaram que a circulagio de 3180 m?3 (20.000
BPD) de 4gua aquecida partindo de uma das plataformas a 66°C, resultou em perfis aceitaveis de temperatura
para os cendrios criticos de producao para a configuragao do sistema de produgao investigado. Invertendo
periodicamente o sentido do escoamento de HWC (circulacao de agua aquecida), o tubo de escoamento "frio"
anterior, transformar-se-ia no tubo de escoamento "quente" e a cera acumulada seria removida através do pos-
derretimento no vapor da produgao. Harrison e Herring (2000) mostram que uma poténcia de bombeio de 895
kW (1200 Hp) é adequada para fazer circular os 3180 m? de fluido aquecido.

Chin e Roberts (2002) investigaram a transferéncia de calor no escoamento de gés/condensado durante
parada/resfriamento de risers "lazy-wave" em aguas profundas. O sistema investigado consiste em um tubo de
escoamento de 15 milhas ligado a uma estrutura flutuante, através dos 9,800 ft de comprimento de um riser lazy
wave. O poco situa-se a 6,350 ft de profundidade no Golfo de México. O sistema apresentado transporta uma
mistura de gas-condensado com uma taxa de gas-6leo de 1000 scf/stb. Neste estudo, Chin e Roberts (2002)
mostraram que, além da pressao, a transferéncia de calor externa e interna durante o periodo de resfriamento
do sistema sao alguns dos principais fatores de realocacao de fase, devido aos efeitos combinados das forgas
gravitacionais e do empuxo em sistemas que transportam misturas de gas-condensado e 6leo.
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Uma estrutura flexivel da tubulagdo, denominada IPB (feixe integrado de produgao) foi apresentada por
Felix-Henry e Secher (2002). O IPB é em um conjunto de riser flexivel baseado na tecnologia umbilical de
servigo integrado (ISU) e em outras tecnologias patenteadas. Neste sistema, o aquecimento ativo, que incorpora
as mangueiras do elevador de gés é fornecido por meio de cabos de aquecimeto tracante que sao inseridos,
juntamente com o material de isolamento passivo, nas camadas da armadura do IPB (mais detalhes em Felix-
Henry e Secher (2002)). Felix-Henry e Secher (2002) mostraram que, dentre outras vantagens apresentadas pelo
IPB, este sistema simplifica as operagoes offshore da instalagao, o isolamento passivo mantém a temperatura
de chegada do fluido multifasico transportado acima de um valor critico nas condigoes padrao de servigo e,
além disso, mostraram que o aquecimento ativo pode ser comutado durante paradas programadas e partidas,
ou durante condigoes criticas de producao (perfil baixo da produgéo, temperaturas e/ou pressoes de escoamento
baixas). Um sistema equipado com os tragadores de aquecimento elétrico nas camadas da armadura tera o
mesmo didmetro externo que uma tubulacao flexivel isolada convencional e, além disso, esta tecnologia também
permite o uso da isolamento flexivel padrao da tubulagao. As limitagoes do conceito das armaduras de aque-
cimento tragante estdo na poténcia elétrica maxima de aquecimento disponivel e/ou, no comprimento maximo
disponivel devido a pequena segao transversal dos condutores.

Laouir e Denniel (2001) relataram um programa de desenvolvimento langado em 2000 pela Coflexip para
introduzir o aquecimento ativo em sistemas de pipe-in-pipe (PIP). O PIP ativamente aquecido é baseado na
comprovada tecnologia de aquecimento tracante, combinada com o projeto de bobinamento padrao do pipe-in-
pipe. O aquecimento é gerado por cabos resistivos usando a baixa tensao, que complementam o desempenho
isolando o PIP. Laouir e Denniel (2001) apresentaram uma simulagdo de resfriamento que mostrou que, uma
diferencga de temperatura de 30°C a 35°C entre o produto de hidrocarboneto e o ambiente poderia ser mantida
com uma entrada tipica de aquecimento de 20 W/m a 40 W/m para um PIP isolado e aquecido. Também
demonstraram que, baixas entradas de poténcia elétrica sao suficientes para extender o periodo de resfriamento
do PIP.

Similarmente, Su et al. (2003) propuseram um conceito combinado de isolamento térmico e aquecimento
ativo, introduzindo tiras de resisténcia elétrica nos tubos de escoamento multicamadas. Foi realizada a analise
global da distribuigao de calor para determinar a demanda de entrada de poténcia elétrica e posteriormente, a
analise térmica de estado estacionério, para determinar a distribuigao de temperatura na secao transversal dos
tubos de escoamento multicamadas, sob condigoes tipicas de producao em aguas ultra profundas foi executada.
Um modelo matematico foi desenvolvido para analisar a transferéncia de calor de estado permanente nos tubos
de escoamento multicamadas. As equagoes diferenciais parciais foram resolvidas com base no uso do método
numérico de volumes finitos. A partir dos resultados numéricos, Su et al. (2003) demonstraram que com uma
fonte de alimentagdo de 0,3 V/m e com quatro tiras de cobre com 1 mm de espessura e uma largura de 4
mm, distribuigoes aceitaveis de temperatura do escoamento e temperatura da superficie interna da tubulagao
sdo obtidas. Neste estudo, Su et al. (2003) demonstraram também que, com uma fonte de alimentagdo mais
baixa, a area da segao transversal do calefator aumentara; ja para uma tira mais fina do calefator, a diferenga
da temperatura entre o fluido produzido e a superficie interna da tubulagao sera diminuida, embora isto possa
introduzir dificuldades na fabricacdo e na instalagdo. Por fim, eles mostraram que os tubos de escoamento
multicamadas com aquecimento ativo sao uma solucao viavel para suprir as severas exigéncias da garantia de
escoamento da produgao de 6leo em dguas profundas e ultra profundas.

Uma analise da transferéncia de calor transiente nos tubos de escoamento multicamadas com aquecimento
elétrico ativo foi apresentada recentemente por Su et al. (2005). Trés configuragoes dos tubos de escoamento
multicamadas, com polipropileno continuo como o material de isolamento térmico, foram estudadas através
de simulagoes numéricas. Os resultados numéricos indicaram que, embora o isolamento térmico passivo fosse
adequada para condicoes de estado estacionario de produgao, o aquecimento esteve requerido durante as paradas
planejadas e nao planejadas. Comparando os trés casos estudados, eles observaram que a demanda de poténcia
elétrica de aquecimento por unidade de comprimento era menor se a camada de isolamento térmico fosse
mais espesso. Neste estudo, eles indicaram que um acordo deve ser conseguido nas especificacoes do tubo de
escoamento, considerando as despesas mais elevadas associadas o isolamento térmico mais espesso e o aumento
da despesa operacional associado a maior demanda de poténcia elétrica de aquecimento.

E imperativo que o isolamento térmico passivo é usada em todas as tubulacdes em dguas profundas para a
producgao multifasica de 6leo e de gas, pois este é o método mais econdmico para evitar a formagao de hidratos e
a deposicao de cera. A decisdo de como a garantia do escoamento adicional é apropriada para o desenvolvimento
de um campo em particular, depende das considera¢oes econdmicas, de engenharia e ambientais. O método
de aquecimento elétrico requer uma capacidade adicional de geragao de poténcia elétrica na plataforma, de 10
a 30M W, dependendo da configuragao do sistema. Nenhuma dificuldade significativa é esperada no projeto
mecanico e na instalagao da tubulagao com aquecimento elétrico. Por outro lado, o sistema aquecimento por
circulagao de dgua (HWC) é superior do ponto de vista termodinamico, pois o calor liberado pelos excitadores da
turbina pode ser reconvertido, sem necessidade energética adicional, embora o projeto mecénico e a instalacao
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sejam mais caros e complicados. Portanto, a escolha do sistema de aquecimento ativo a ser adotado depende
fortemente das necessidades e da configuracao do sistema de producao a ser aquecido.

Neste trabalho, apresentamos primeiramente uma anélise global do balango energético das tubulagbes em
aguas profundas tipicas. Mostramos que o aquecimento ativo é requerido para as tubulagoes longas, devido as
limitagoes técnicas dos sistemas passivos de isolamento térmico. Examinamos entao, o método que combina o
aquecimento elétrico ativo e a isolamento passivo das tubulagoes. Consideramos o aquecimento ativo através
de resisténcias elétricas inseridas na superficie interna do tubo de aco. Para este caso, propomos um método de
aquecimento segmentado para minimizar o requerimento de poténcia elétrica de aquecimento para uma config-
uracao dada da tubulagao e, desejamos encontrar a temperatura minima especificada do fluido produzido. Os
resultados numéricos sao mostrados entao. Uma redugao significativa na demanda de poténcia de aquecimento
é conseguida e, por fim, um sistema elétrico é proposto para implementar o aquecimento segmentado.

2. Analise Térmica

Consideramos uma tubulagdo em aguas profundas, tipicamente isolada, para produgao de 6leo e de gas.
Nesta situagao, normalmente, o perfil térmico desejado do fluido produzido e o coeficiente total de transferéncia
de calor sao usados para especificar uma configuracao adequada da tubulagao.

O coeficiente global de transferéncia de calor para uma tubulagdo composta multicamadas é definido como:

1

= 1 N T Tit1 T1
1 + Zi:l k; In T + TN+1ha

(1)

onde o 7; e 7,41 sdo os raios internos e externos da i-ésima camada, respectivamente, k; é a condutividade
térmica, hy o coeficiente de transferéncia de calor entre a camada mais interna e o fluido produzido que escoa
dentro dela e h, o coeficiente de transferéncia de calor entre a camada mais externa e o fluido ambiente.

Pela primeira lei da termodindmica, a equacgao unidimensional de transporte da energia do fluido produzido
é escrita como

Mycy,(Ttin — Tfout) = U2rr LAT,, @)

onde M ¢ € a vazao massica do fluido produzido, ¢, ¢ o calor especifico, Tt € T our s80 a temperatura de
entrada (wellhead) e da saida (TLP) do fluido produzido, respectivamente, r; é o didmetro da camada mais
interna da tubulagao de ago e L o comprimento da tubulagao. A diferenca média de temperatura entre o fluido
produzido e o fluido ambiente é definida como:

AT, = (Tf,in - Ta) - (Tf,out - Ta)
" W [Tyin — Ta)/ (Tr.out — Ta)]

onde T, é a temperatura do fluido ambiente.

Para um dado raio interno da tubulagao r, uma temperatura dada do fluido ambiente e um perfil térmico
desejado (Tf,in, Tf,out € assim AT,,), o comprimento maximo Ly, da tubulagdo que pode ser encontrado, com
a exigéncia do perfil térmico, sio uma funcao do coeficiente total U e da taxa de transferéncia de calor M #Cpi
do fluido produzido. Da Eq. (2), resolvemos

3)

o Myep(Tyin = Thout)
e U2nr AT,,.

(4)

Como a capacidade térmica do fluido produzido, M tCp. £, € dada geralmente pela planta de desenvolvimento
do campo, o comprimento maximo de uma tubulagao, que pode ser encontrado com a exigéncia do perfil térmico,
é inversamente proporcional ao coeficiente total de transferéncia de calor da tubulagdo, U. O menor coeficiente
total de transferéncia de calor, mais longo o comprimento da tubulacdo até que a temperatura de saida do fluido
produzido possa ser encontrada com a exigéncia da garantia do escoamento.

Mas, devido a existéncia de limitagoes técnicas numa maior redugao do coeficiente total de transferéncia de
calor, para uma tubulacao que possua um comprimento L maior do que L,,.., apenas a isolamento térmico
passivo néo é suficiente para conservar a temperatura do fluido produzido acima de um minimo requerido. O
aquecimento ativo é necessario entao em uma combinacao com o isolamento térmico passivo.

Se o aquecimento ativo for usado, para um comprimento dado L da tubulagdo, podemos determinar a
demanda de poténcia de aquecimento ativo, que é necesséiria para encontrar o perfil térmico desejado. O
balango global de energia, para este caso, é escrito como

Mycy t(Trin — Troout) + Q = U2rr1 LAT), )
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onde @ é a demanda de poténcia de aquecimento ativo. Podemos resolver através da Eq. (6)
Q = U2rry LAT,, — Mycp (T in — Tf.out) (6)

Obviamente, se todos os parametros restantes forem os mesmos, quanto mais longa a tubulacdo, maior a
demanda de poténcia de aquecimento. A entrada linear média de energia na tubulagdo pode ser calculada como:

Mycp 1(Tt.in — Tr.out)
L

Qav = % = U27TT‘1ATm - (7)
Agora, consideramos o aquecimento elétrico direto de uma tubula¢do composta multicamadas. Supondo que
as propriedades termofisicas do fluido produzido e dos materiais da tubulagdo sao constantes, podemos escrever
a equagao unidimensional de transporte de energia do fluido produzido como:
dTy(x)

Mgcy s = ~U2rr1 L(Ty — Tp) + 4(x) (8)

onde ¢(x) é a taxa linear de entrada de energia de aquecimento elétrico direto a tubulagdo. Para a especificagao
dada de entrada linear de energia, a distribuicao da temperatura ao longo da tubulagao pode ser prontamente
obtida resolvendo a Eq. (8). Estamos interessados em determinar uma distribuigdo da taxa de energia linear
otimizada, ¢(x), que minimize a energia total consumida, mas que ainda mantenha a temperatura do fluido
produzido acima de um minimo especificado.

Ao invés de formular um problema de otimizagao continua com restrigdes, que seja complexo de ser re-
solvido, apelamos as introspecgoes fisicas e obtivemos uma solugao de engenharia para o problema. Propomos
comegarmos somente a aquecer a tubulagdo quando a temperatura do fluido produzido alcanga uma temper-
atura minima pré-especificada, T},;,. O aquecimento deve manter a temperatura do fluido produzido a uma
temperatura constante, esta, Ty,;n. A taxa de aquecimento linear requerida é obtida igualando o lado de direito
da Eq. (8) a zero:

q = U27TTIL(T7rLin - TnL) (9)

Na falta dados mais realisticos de uma tubulagdo e de dados melhores a respeito da producao, simulamos
uma tubulagao hipotética, com 27 km de comprimento e 6"(0.154 m) de diAmetro interno. O coeficiente total de
transferéncia de calor da tubulagao é 5.35 W/m?K, baseado no diametro interno da tubulagao. A temperatura
na cabega do pogo do fluido produzido é dada como 76.0°C e da dgua do mar como 4.0°C. Uma taxa de fluxo de
massa de 14.72 kg /s é suposta com uma densidade constante de 800 kg/m? e o calor especifico de 2700 J /kg°C.
A temperatura minima requerida do fluido produzido é 30°C.

Na Figura 2, mostramos uma comparagao da distribuicao de temperatura obtida pelo aquecimento uniforme
de todo o comprimento da tubulagao com a distribuigao de temperatura obtida pelo método de aquecimento
segmentado, que é a nossa proposta. Pelo primeiro método, uma taxa de aquecimento linear de 41.52 W/m é
requerida para manter a temperatura do fluido produzido acima de um minimo pré-especificado, Ty, = 30°C.
A poténcia total requerida é 1.12 MW. Através do método de aquecimento proposto, nao ha calor injetado
nos primeiros 15804.7 m da tubulagdo. A partir deste ponto, uma taxa de aquecimento linear de 66.60 W/m é
requerida para manter a temperatura do fluido produzido acima de um minimo pré-especificado, T},;n, = 30°C. A
poténcia total requerida agora é 745.6 kW, a qual representa uma redugao de 33.4% na poténcia de aquecimento
requerida.

Pode ser visto claramente, através da Figura 2, que com o primeiro método, o aquecimento do fluido
produzido na primeira por¢ao da tubulacao é desnecessario, representado na figura pela area entre as duas
curvas e, esta representa a energia despendida para o ambiente. Do ponto de vista termodindmico, a energia
requerida é minimizada se a diferenga de temperatura entre o fluido produzido e a 4gua do mar for minimizada,
o que é alcangado através do nao aquecimento da primeira parte da tubulagao em nosso método.

3. Sistema Elétrico do PIP Ativamente Aquecido

Para introduzir uma solucao ativa de aquecimento apropriada para sistemas pipe-in-pipe (PIP), Laouir e
Denniel (2001) apresentaram uma tecnologia para o PIP ativamente aquecido que é baseada na comprovada
tecnologia de aquecimento tragante combinada com o projeto de bobinamento padrao do pipe-in-pipe. O
aquecimento é gerado por cabos resistivos usando a baixa tensao, que complementa o desempenho isolando o
PIP.

A proposta a ser aqui apresentada usa um sistema similar ao apresentado por Laouir e Denniel (2001)
em conjunto com a teoria de aquecimento segmentado do tubo de escoamento, exposta na Secao anterior. A
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Figure 2: Comparagao entre dois métodos de aquecimento.

configuracao escolhida para o sistema ativamente aquecido do PIP é mostrada na Figura 3. O sistema de
aquecimento tem a funcdo de fornecer ao tubo de escoamento uma ferramenta que controla a troca de calor
entre o fluido e o ambiente de aguas profundas. O sistema de aquecimento para o PIP é uma solugao projetada
para auxiliar a execugao da geréncia de hidratos e de cera em campos de dguas profundas. O sistema é aplicavel
aos sistemas do tubo de escoamento e do riser. A entrada de energia requerida é produzida pelo aquecimento
resistivo dos cabos de aquecimento tracante quando ativados eletricamente. A tensdo do sistema elétrico é
variavel, esta é controlada e monitorada da plataforma e do conjunto, dependendo da entrada de aquecimento
requerida.

O sistema de aquecimento é instalado sobre a linha de escoamento e consiste em um sistema elétrico resistivo,
montado em um circuito trifasico de conexao estrela. Cada circuito é constituido de trés cabos de aquecimento
tragante, que terminam em uma caixa de juncao na extremidade de cada segmento da linha de escoamento a
ser aquecida. O sistema de alimentacao elétrica ¢é feito através de uma ligagao umbilical.

Além dos componentes padrao encontrados na tecnologia do PIP, como o sistema de espacadores, material
de isolamento de baixa condutividade térmica, etc., o sistema de aquecimento é caracterizado por sistemas
distintos. O Sistema de Aquecimento é uma rede de cabos de aquecimento tracante. Estes cabos estao
distribuidos uniformemente em torno do tubo de escoamento e agrupados nos conjuntos, espacados em inter-
valos de 120°. Neste caso, é importante ressaltar que, os materiais usados no sistema de isolamento do PIP
devem possuir caracteristicas adequadas para o preenchimento das aberturas entre os cabos de aquecimento e,
conseqiientemente, impedir a circulacao de ar ao longo do PIP através dos sulcos do espagador, o que poderia
resultar em pontes térmicas, bem como manter os cabos alinhados em suas posigoes sob o tubo de escoamento.

Outro sistema presente no projeto do tubo de escoamento aquecido constitui-se do Sistema de cabos de
alimentacgao da fonte, que é formado pelos cabos monofasicos da rede de alimentacao trifasica da fonte que
estao posicionados em paralelo com o sistema de aquecimento formado pelos cabos de aquecimento tracante,
estendendo-se por todo o comprimento do tubo de escoamento.

As Caixas de Juncgao estao localizadas nas extremidades de cada segmento de aquecimento do tubo de
escoamento, conectando uma segao a outra e isolando cada sistema de aquecimento separadamente. A unidade
de terminagao da extremidade do tubo de escoamento que suporta os conectores submarinos elétricos e 6ticos
é requerida quando o aquecimento e os sistemas de monitoramento 6tico da temperatura sao controlados e
monitorados através de um umbilical. Nas caixas de junc