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Varmeovergang og trykktap i dampkjeler

Heat transfer and pressure drop in steam boilers

Bakgrunn og malsetting

Dampkjelen er en nekkelkomponent i avfallsforbrenningsanlegg og har som oppgave a overfore
termisk energi (varme) fra en varm gass og til vann/damp under heyt trykk. Dampen som
produseres kan benyttes i ulike prosessanvendelser, eller til produksjon av elektrisk kraft i en
turbin.

Et nytt og svert kompakt dampkjelkonsept er utviklet av Energos til dette formalet, og dette
konseptet er i drift i flere avfallsforbrenningsanlegg bade i Norge og Tyskland.

Det er i kandidatens prosjektoppgave etablert modeller for varmeovergang og trykktap i denne
typen dampkjeler. Et av formélene med denne hovedoppgaven er 4 komplettere
beregningsmodellene og ferdigstille et beregningsverktey. Det skal ogsa gjennomfores studier av
fenomen som kan pévirke dampkjelens ytelse negativt (skjevfordeling av stremning, kritisk
varmefluks), samt bruk av finnede rer i ekonomiserseksjonen.

Hovedmalsettingen for oppgaven er 4 ferdigstille et beregningsunderlag for termisk-hydraulisk
ytelse av en dampkjel sammensatt av flere kjelkomponenter.

Oppgaven bearbeides ut fra felgende punkter

1 beregningsprogrammet utarbeidet i kandidatens prosjektoppgave skal videreutvikles.
Spesifikt skal modeller for gasstriling samt modeller for trykktap pa vaeskesiden
implementeres. Videre skal programmets iterasjonslokker oppdateres slik at en fullt
konvergert losning oppnas.

2 Det skal gjennomferes et litteraturstudie vedrerende kritisk varmefluks ved
koking/fordamping i horisontale rer, tilsvarende fordamperrerene i Energos’ dampkjel.
Modellene skal presenters, sammenliknes og diskuteres. En eller flere modeller skal
anbefales for videre implementering.

3 Det skal gjennomferes en analyse av innflytelsen pd skjevfordelt stromning og
varmeovergang pd vannsiden i Energos® fordamperpakker, fordrsaket av ujevn
beleggdannelse pd gassiden samt ulike trykkprofiler for de ulike fordamperseksjonene.
Modeller og resultater skal presenteres og diskuteres. Anbefalinger for ‘robustifisering’
av systemet skal gis.
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4 a. Det skal gjennomferes et litteraturstudie vedrerende publiserte data pa
varmeovergang og trykktap fir rersatser med serraterte finnede ror. Data publisert etter
1995 skal prioriteres. Informasjonen skal presenteres og diskuteres.

b. Det skal etableres en databasestruktur hvor all relevant informasjon om
forseksgeometrier, maéledata etc. kan legges inn. I den grad tiden tillater skal
informasjonen funnet i pkt. 4.1 implementeres.

o Det skal gjennomferes sammenliknende design av ekonomisere med glatte,
alternativt serraterte finnede reor for en gitt anvendelse. Resultatene skal presenteres og
diskuteres. Fordeler og ulemper ved bruk av finnede rer i ekonomiserdelen skal
diskuteres.

Senest 14 dager etter utlevering av oppgaven skal kandidaten levere/sende instituttet en detaljert
fremdrift- og eventuelt forseksplan for oppgaven til evaluering og eventuelt diskusjon med faglig
ansvarlig/veiledere. Detaljer ved eventuell utforelse av dataprogrammer skal avtales narmere i
samrad med faglig ansvarlig.

Besvarelsen redigeres mest mulig som en forskningsrapport med et sammendrag bade pa norsk
og engelsk, konklusjon, litteraturliste, innholdsfortegnelse etc. Ved utarbeidelsen av teksten skal
kandidaten legge vekt pa & gjore teksten oversiktlig og velskrevet. Med henblikk pa lesning av
besvarelsen er det viktig at de nedvendige henvisninger for korresponderende steder i tekst,
tabeller og figurer anfores pd begge steder. Ved bedemmelsen legges det stor vekt pa at
resultatene er grundig bearbeidet, at de oppstilles tabellarisk og/eller grafisk pa en oversiktlig
mate, og at de er diskutert utforlig.

Alle benyttede kilder, ogsé muntlige opplysninger, skal oppgis pa fullstendig mate. For tidsskrifter
og beker oppgis forfatter, tittel, argang, sidetall og eventuelt figurnummer.

Det forutsettes at kandidaten tar initiativ til og holder nedvendig kontakt med faglerer og
veileder(e). Kandidaten skal rette seg etter de reglementer og retningslinjer som gjelder ved alle
(andre) fagmiljeer som kandidaten har kontakt med gjennom sin utferelse av oppgaven, samt
etter eventuelle palegg fra Institutt for energi- og prosessteknikk.

Risikovurdering av kandidatens arbeid skal gjennomferes i henhold til instituttets prosedyrer.
Risikovurderingen skal dokumenteres og inngd som del av besvarelsen. Hendelser relatert til
kandidatens arbeid med uheldig innvirkning pa helse, miljo eller sikkerhet, skal dokumenteres og
inngé som en del av besvarelsen.

[ henhold til "Utfyllende regler til studieforskriften for teknologistudiet/sivilingeniorstudiet™ ved
NTNU § 20, forbeholder instituttet seg retten til & benytte alle resultater og data til
undervisnings- og forskningsformal, samt til fremtidige publikasjoner.

Besvarelsen leveres digitalt i DAIM. Et faglig sammendrag med oppgavens tittel, kandidatens
navn, veileders navn, arstall, instituttnavn, og NTNUs logo og navn, leveres til instituttet som en
separat pdf-fil. Etter avtale leveres besvarelse og evt. annet materiale til veileder i digitalt format.

NTNU, Institutt for energi- og prosessteknikk, 16. januar 2012
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Avgrensninger av oppgaven

Det ikke utfgrt en fullstendig analyse av skjevfordelingen mellom de ulike fordamperseksjonene
i fallkammeret forarsaket av ulike trykkprofiler, i form av a utarbeide et beregningsgrunnlag og
modeller som kan brukes i en detaljert diskusjon av problemet. Tross dette, er problemet
presentert, diskutert og en generell anbefaling for robustifiserings-strategi er gitt.

| etableringen av en databasestruktur for rgr med serraterte finner, er ikke varmeovergang- og
trykktapsverdier fra den innhentede forsgksdataen implementert grunnet kompleksiteten av
resultatpresentasjonen i artiklene, og tidsmengden tilknyttet en oppngsting av disse verdiene.

Det er ikke gjennomfgrt en sammenlikning mellom en ekonomiserdesign med bruk av rgr med
serraterte finner og en ekonomiser med bruk av glatte rgr uten finner, da dette punktet ligger
noe utenfor oppgavens kjernetema og er nedprioritert grunnet den begrensede tiden til
radighet. Med forstaelse og aksept fra veileder ble dette punktet (punkt 4c) sett bort ifra i
oppgavens besvarelse.






Forord

Denne Masteroppgaven er utfgrt varen 2012 ved Institutt for Energi- og prosessteknikk ved
Norges teknisk-naturvitenskapelige universitet (NTNU), og er et resultat av det avsluttende
arbeidet pa masterstudiene tellende 30 studiepoeng. Masteroppgaven er utfgrt i samarbeid
med Energos AS og har gatt over en tidsperiode pa 21 uker.

Hensikten med denne oppgaven er a se pa forebyggende tiltak som kan bedre ytelsen og
levetiden til Energos sitt dampkjelkonsept brukt i avfallsforbrenningsanlegg. Denne rapporten
vil forhapentligvis bidra til en dypere forstaelse og et bedre beslutningsgrunnlag for disse
tiltakene.

Det antas at leserne av denne oppgaven har grunnleggende kunnskap innen varme- og
massetransport.

Jeg vil rette en spesiell takk til min veileder Erling Naess ved NTNU for god assistanse og
veiledning gjennom hele oppgavetiden. | tillegg vil jeg takke mine medveiledere Kjell Myrland
og Petter Lundstrgm pa Energos AS for tilrettelegging og veiledning av oppgaven. Til slutt vil jeg
takke mine medstudenter pa kontor B-432 for ett sveert lettbeint ar med mye moro.

Trondheim, 18. juni 2012

J

Jostein Rosshaug Nesje






Sammendrag

Oppgaven tar utgangspunkt i anleggskonfigurasjonen til dampkjelkonseptet utviklet av Energos
AS. Dampkjelen er en ngkkelkomponent i avfallsforbrenningsanlegg og har som oppgave a
overfgre termisk energi (varme) fra varm rgykgass og til vann/damp under hgyt trykk. Fglgende
hovedtemaer er jobbet med i oppgaven, hvor hovedvekten av besvarelsen er lagt til
skjevfordelingsanalysen:

Beregningsprogram:

o Det er ferdigstilt et beregningsverktgy (Excel) for termisk-hydraulisk ytelse av en sammensatt
dampkjel (fallkammer, rgykrgrskjel og ekonomiser).

e Beregningsprogrammet viser akseptabel gyldighet da resultatverdiene viser god overenstemmelse
med verdier fra tilsvarende beregningsresultater.

Litteraturstudie — Rgr med serraterte finner:

o Brukes som varmeoverflate i rerbuntene hvor en kompakt design gnskes, siden finnene innehar et
st@rre varmeovergangsareal enn et glatt rgr uten finner.

e Serrateringene resulterer i en hgy varmeovergangskoeffisient siden kuttgeometrien fgrer til en mer
turbulent stremning pa grunn av en hyppig oppbrytning av strgmningens grensesjikt. | midlertidig vil
trykktapet over enheten gke sammenliknet med bruk av rgr uten finner.

e [t litteraturstudie av publisert data etter 1995 pa varmeovergang og trykktap for slike rgrsatser er
gjort, samt en databasestruktur for innsamlet forsgksdata er utarbeidet.

Litteraturstudie — Kritisk varmefluks (CHF) ved koking i horisontale rgr:

o Asymmetrisk fordeling av vann- og dampfasen grunnet gravitasjonseffekten pavirker kokeprosessen
siden lagdeling kan oppsta ved lave masseflukser og kan fgre til overoppheting av rgrets overside ved
forholdsvis lave varmeflukser.

e QOrienteringseffekten for et r@r, horisontalt kontra vertikalt, vil ha liten betydning for rgrets CHF ved
masseflukser over 3500 - 4000 kg/m’s.

e CHF-korrelasjonene baseres pa ulike definisjoner av CHF-fenomenet:

1) Lokalt fenomen: De lokale parameterne samsvarer med de kritiske verdiene.

2) Globalt fenomen: Et resultat av en helhetlig prosess som inkluderer kokelengden og stremningens
historie i sin funksjon. Effekten av bglgeforstyrrelser, oppstrgms r@rsvingninger og ujevn varmefluks,
ma tas hensyn til.

Analyse - Skjevfordeling i fordamperpakker:

Ujevn beleggdannelse (fouling) og fortetninger pa reykgassiden i fallkammeret medfgrer
skjevfordelt stremning pa vannsiden i fordamperpakkene og mellom de ulike fordamperpakker-
seksjonene, sa lenge forebyggende tiltak (robustifiseringer) av systemet ikke er implementert.
Skjevfordelingen er et resultat av en utligning av trykktapsdifferansen mellom rgrene som
hovedsakelig oppstar grunnet ulike fordampningsrater, massetettheter, og dermed ulike



friksjon, - akselerasjon- og gravitasjonstrykktap. Et beregningsgrunnlag for vanndistribusjonen i
en fordamperpakke er utviklet med utgangspunkt i Minzer sin seksjonsmetode, og innflytelsen
av gjengroingen og skjevfordelingen er blitt kartlagt gjennom simuleringer med forskjellige
temperatur- og foulingsituasjoner. Skjevfordelingen uttrykkes i prosent masseenheter, av den
totale massestremmen til fordamperpakken, som sendes til rgrseksjonen med lav fouling (hgy
varmefluks), og r@rseksjonen med hgy fouling (lav eller ingen varmefluks).

Rerpakkene nederst i fallkammeret har en lav risiko for skjevfordeling siden omradet domineres
av moderate rgykgasstemperaturer (ca. 500 °C) og varmeflukser, og den lave trykktaps-
differansen mellom et gjengrodd rgr og et utsatt rgr resulterer derfor i en mindre kritisk
skjevfordeling enn ved hgyere temperaturer, ca. 35/65 %. Dette siden friksjonstrykktapet i rgret
med koking ikke er betydelig mye hgyere sammenliknet med gravitasjonstrykktapet til det
gjengrodde rgret med enfase.

Fallkammerets mest kritiske omrade er lokalisert og satt til de gverste rgrene i den gverste
fordamperpakken i fallkammeret, hvor rgykgasstemperaturen varierer mellom 900 — 950 °C og
de horisontalliggende rgrene er utsatt for et ekstra stort stralingsbidrag og foulingpotensiale. |
dette omradet registreres en skjevfordeling pa 10/90 %, som resulterer i et strgmningsmgnster
i det utsatte rgret som gir en uakseptabel liten margin for CHF, tgrrkoking og en mulig burnout.
Fra litteraturstudiet av CHF ble Groeneveld sin beregningsmodell valgt og anvendt i CHF-
analyser som funksjon av skjevfordelingsgraden i systemet.

Robustifisering av systemet gjgres ved a patvinge ytterligere trykktap i rgrene i fordamper-
pakkene, som da utjevner skjevfordelingen og gir stgrre margin for CHF. Dette innebzerer
innsetting av innsnevringsdyser (hullboringer) fra innlgpsmanifolden til de mange rgrene
internt i rgrpakken, samt innsetting av innsnevringsdyser (metalldisker) i overgangen fra
stigergret og inn pa innlgpsmanifolden til rgrpakkene. Med det kritiske omradet som
utgangspunkt ble det funnet at med dyser (9 mm) vil marginen for CHF gkes betraktelig, der
den virkelige varmefluksen er ca. 40 % ifra @ na CHF-verdien til systemet, og med dyser (5 mm)
gkes marginen til ca. 50 %. Begge dysediameterne ansees som motstandsdyktige for en mulig
oppnaelse av CHF i rgrene, selv med en antatt usikkerhetsmargin pa + 30 % grunnet grovheten
av beregningsgrunnlaget.

Men med gkt trykktap folger ogsa gkt ngdvendig pumpekraft for vannkretsen, noe som ma sees
i ssammenheng med robustheten oppnadd og det totale energibehovet til anlegget i en avveiing
av endelig robustifiserings-strategi. Dyser pa 9 mm resulterer i en 6 % gkning av pumpekraften
(0,2 bar), mens dyser pa 5 mm resulterer i et ekstra pumpearbeid pa 47 % (1,5 bar), med
utgangspunkt i en typisk sirkulasjonspumpe anvendt for vannkretsen.



Abstract

The assignment is based on the plant configuration of the steam boiler concept developed by
Energos AS. The steam boiler is a key component in a waste incinerator and its purpose is to
transfer thermal energy (heat) from the hot flue gas to water/steam under high pressure. The
report deal with the following main subjects, where the chief emphasis of the paper is set to
the flow rate distribution analysis:

Computation program:

e |tis completed a calculation tool (Excel) for the thermal-hydraulic performance of a composite steam
boiler (fall chamber, smoke tube section, economizer).

e The computation program shows acceptable validity since the resulting values obtained show good
accordance with similar values from corresponding calculation results.

Literature review — Serrated finned-tubes:

e Serrated finned-tubes are used in tube bundles when a compact design is desired, because the fins
possess a larger heat transfer area compared to a smooth tube without fins.

e The serrating results in a high heat transfer coefficient because the cut geometry leads to a high
turbulent flow due to frequent boundary layer breakups. Despite of this, the pressure loss of the unit
increases compared to the use of tubes without fins.

e A database structure for the heat transfer and pressure drop in serrated tube bundles is established,
where collected experimental data published after 1995 is prioritized and partly implemented.

Literature review - Critical heat fluxes (CHF) by boiling in horizontal tubes:

o Asymmetric distribution of the water and vapor phase due to gravitational effects influence the
boiling process since stratification can occur at low mass fluxes and can result to a possible
overheating of the tube topside at relatively low heat fluxes.

e The orientation effect of a tube, horizontal versus vertical, has a small signification for the tubes CHF
with mass fluxes above 3500 - 4000 kg/m?s.

e The CHF-correlations are based on different definitions of the CHF phenomenon:

1) Local phenomenon: The local parameters correspond to the critical values.

2) Global phenomenon: A result of a comprehensive process that includes the boiling length and the
flow history in its function. The effect of upstream wave disturbances, tube bends and uneven heat
fluxes must be considered.

Analysis — Distorted flow rate distribution in the evaporator:

Uneven fouling and plugging on the flue gas side of the fall chamber results in a distorted water
flow rate distribution in the evaporator and between the various evaporator sections, as long as
preventative measures (robustifications) of the system are not implemented. The distorted
distribution is the result of a leveling of the pressure loss difference between the tubes that
mainly occur due to the different evaporation rates, mass densities, and thus different friction,-
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momentum,-and gravitational pressure losses. A calculation basis for the water distribution in
an evaporator is developed based on the sectional method developed by Minzer, and the
influence of overgrowth and the disturbed distribution has been mapped through simulations
with different temperature and fouling situations. The uneven distribution is expressed as
percentage units of mass, of the total mass flow to the evaporator, that are sent to the tube
sections with low fouling (high heat fluxes), and the tube sections with high fouling (low or no
heat fluxes).

The evaporators at the bottom of the fall chamber has a low risk of uneven distribution since
the area is dominated by moderate flue gas temperatures (approx. 500 ° C) and heat fluxes, and
the small pressure loss difference between an overgrown tube and an exposed tube therefore
result in a less critical uneven distribution than at higher temperatures, approx. 35/65%. This
because the frictional pressure loss in the tube with evaporation is considerably higher
compared to the gravitational pressure loss to the overgrown tube with water in single phase.

The most critical area in the fall chamber is located at the upper tubes in the top evaporator,
where the flue gas temperature varies between 900 to 950 ° C and the horizontal laying tubes
are exposed to an large radiation contribution and fouling potential. In this area, it’s registered
an uneven distribution of 10/90%, resulting in a flow pattern in the exposed tube that yield an
unacceptable small margin for CHF, dryout and a possible burnout. From the CHF literature
review the Groeneveld calculation model was selected and applied in the CHF-analysis as a
function of the degree of distribution disturbance in the system.

Robustification of the system is done by imposing additional pressure loss in the tubes of the
evaporator to even out the disturbed distribution and providing a greater margin for CHF. This
involves the insertion of narrowing nozzles (hole drilling) from the inlet manifold to the many
tubes within the evaporator, as well as insertion of narrowing nozzles (metal disks) in the
transition from the riser and into the inlet manifold of the evaporator. With the critical area as
a basis, it was found that with nozzles (9 mm), the margin for CHF increased significantly, where
the actual heat flux is approx. 40% from reaching the CHF-value of the system. And with nozzles
(5 mm) the margin is increased to approx. 50%. Both nozzles are considered resistant for a
possible achievement of CHF in the tubes, even with an estimated uncertainty of + 30% due to
the roughness of the calculation.

However, increasing the pressure drop also increases the need of pumping power for the water
circuit. An issue that must be evaluated together with the robustness achieved and the total
energy needs of the plant in the choice of the final robustification strategy. Nozzles of 9 mm
results in a 6% increase of pump power (0.2 bar), while nozzles of 5 mm results in an additional
pump power of 47% (1.5 bar), based on a typical circulation pump used for the water circuit.

Vi
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1 Innledning

1.1 Bakgrunn for oppgaven

Dampkjelen er en ngkkelkomponent i avfallsforbrenningsanlegg, og har som oppgave a
overfgre termisk energi (varme) fra en varm rgykgass til vann/damp under hgyt trykk. Dampen
som produseres kan benyttes i ulike prosessanvendelser, eller til produksjon av elektrisk kraft
via en turbin. Selskapet Energos har utviklet et nytt og sveert kompakt dampkjelkonsept som
driftes i flere avfallsforbrenningsanlegg bade i Norge og Tyskland. Det er gnsket a videreutvikle
dette konseptet, og se pa tiltak som kan bedre ytelsen og levetiden til dampkjelen.

1.2 Formal og omfang

| prosjektoppgaven (Nesje, 2011) ble det gjort en systematisk gjennomgang av dampkjelens
geometri, etablert et beregningsgrunnlag for varmeovergang og trykktap i hver av kjelens
komponenter, samt pabegynt implementeringer av modellene i et regneark. En
hovedmalsetning for denne oppgaven er a komplettere dette arbeidet, samt videreutvikle
beregningsmodellene og ferdigstille et beregningsverktgy for termisk-hydraulisk ytelse av en
dampkjel sammensatt av flere kjelkomponenter.

Deretter skal det gjennomfgres studier av fenomener som kan pavirke dampkjelens ytelse
negativt, og anbefale tiltak for robustifiseringer av anlegget. Dette vil hovedsakelig omhandle
analyser av dampkjelens sarbarhet og forebyggende tiltak som kan gjgres. Fenomener som
kritisk varmefluks (CHF) ved koking i horisontale r@r, som samtidig kan lide av skjevfordeling av
vannstrgmning forarsaket av ujevn beleggdannelse pa varmeovergangsflatene i kjelen, vil veere
hovedtemaet i analysen. Analysene innebzrer utarbeiding av nye beregningsmodeller med
tilhgrende caser, og bruk av det ferdigstilte beregningsverktgyet.

Til slutt skal det gjennomfgres et litteraturstudie vedrgrende publisert data pa varmeovergang
og trykktap for rgrsatser med serraterte finnede rgr. En databasestruktur skal etableres basert
pa den relevante informasjonen funnet, hvor ogsa deler av den innhentede forsgksdataen skal
implementeres.



1.3 Om Energos AS

Energos AS er et selskap under den britiske ENER-G gruppen, som er en forsyner av
miljgvennlige teknologilgsninger. ENER-G ble etablert i Salford, Greater Manchester pa 1980-
tallet, og har i dag en omsetning pa rundt 1,2 mrd. NOK med 750 ansatte fra 17 forskjellige
land. Energos er spesialist innen gassifiseringsteknologi og en ledende leverandgr av Energy-
from-Waste anlegg. Selskapet har i perioden 1997-2010 bygd 8 opererende anlegg, med
"Sarpsborg 2 Plant" som det nyeste i 2010 (ENER-G, 2010).

1.4 Oppgavens struktur

Oppgaven behandler fire hovedtemaer som alle er definert i oppgaveteksten, henholdsvis
punkt 1, 2, 3, 4a og 4b. Oppgavebesvarelsens hovedvekt er lagt pa punkt 2 og 3, da disse
temaene til en viss grad inngar i hverandre, og inneholder mesteparten av
hovedproblemstillingen i oppgaven. Punkt 1 og 4 utgjgr derfor en mindre del av oppgave-
besvarelsen, da disse ligger noe utenfor oppgavens kjernetema og ikke krever store
litteraturstudier, utledninger, analyser eller diskusjoner. Oppgavens struktur deles inn i
felgende hovedkapitler:

e Kapittel 2 — Beregningsprogram (Punkt 1):
Videreutvikling og ferdigstilling av et beregningsverktgy for termisk-hydraulisk ytelse av
dampkjelen.

e Kapittel 3 — Kritisk varmefluks (CHF) (Punkt 2):
Fremlagt teori og gjort et litteraturstudie av CHF generelt og spesielt ved koking i
horisontale rgr. Innhentede beregningsmodeller er presentert, sammenliknet og
anbefalt for implementering.

e Kapittel 4 — Streamningsfordeling i fordamperpakker (Punkt 3):
Problemer tilknyttet skjevfordeling mellom rgrene i en rgrpakke (Del 1), og mellom
fordamperpakkene (Del 2) er diskutert. Fenomenet beleggdannelse er beskrevet, og
begrepet "robustifisering" er definert.

e Kapittel 5 — Analysen Del 1 (Punkt 3):
En analyse av innflytelsen pa skjevfordelt strégmning forarsaket av ujevn beleggdannelse
pa gassiden er gjort. Beregningsmodeller for analysen er etablert, og en anbefaling for
robustifisering er gitt.



e Kapittel 5 — Analysen Del 2 (Punkt 3):
En generell diskusjon av innflytelsen pa skjevfordelt strgmning forarsaket av ulike
trykkprofiler for de ulike fordamperseksjonene er gjort, og en anbefaling for
robustifisering er gitt.

e Kapittel 6 — Bruk av serraterte finner (Punkt 4a og 4b):
Effekten av varmeovergang og trykktap ved bruk av serraterte finner er giennomgatt. Et
litteraturstudie av publisert forsgksdata etter 1995 er gjort, og informasjonen er
presentert tabellarisk. En databasestruktur er dermed etablert, hvor deler av den
innhentede informasjonen er implementert.






2 Beregningsprogram

2.1 Status etter prosjektoppgaven

Hensikten med kandidatens prosjektoppgave (Nesje, 2011) var a videreutvikle det eksisterende
kjelkonseptet til Energos, i form av a utarbeide et beregningsgrunnlag for termisk-hydraulisk
ytelse av den sammensatte dampkjelen (Figur 1), og ut ifra dette kunne vurdere innflytelsen av
beleggdannelse pa gassiden.
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Figur 1: Dampkjelens seksjoner og rgykgasskrets (Halvorsen, 2010)

Grunnet prioritering av en grundig gjennomgaelse av teorien, samt utarbeidelse av
formelverket, ble ikke beregningsprogrammet ferdigutviklet og fglgende punkter uteble:

e En gyldig iterasjonslgkke for a oppna en fullt konvergert Igsning for den sammensatte
dampkjelen ble fravaerende, og programmet ble avgrenset til og kun & beregne den



termiske ytelsen gjennom kjelkomponentene isolert sett, samt trykkfallet til
reykgasskretsen.

Trykktapsberegninger for vann- og dampkretsen ble ikke implementert, selv om det ble
utarbeidet et formelverk for dette.

Det ble ikke tatt hensyn til rgykgassens stralingsbidrag i varmeovergangsberegningene i
noen av dampkjelens komponenter.

Et alternativ for beregninger av rgr med finner ble ikke inkludert for noen av
komponentene.

Beregningsprogrammet ble utarbeidet i det regnearkbaserte dataverktgyet, Microsoft Excel, og
innehar et relativt tungvint brukergrensesnitt. Arbeidet med et mer brukervennlig program, ved
bruk av for eksempel Visual Basics, ble satt til side, og hovedfokuset var a kvalitetssikre
korrelasjonene og beregningsmodellene for a oppna gode resultater.

2.2 Videreutvikling

| denne hovedoppgaven er fglgende videreutviklinger utfgrt i ferdigstillingen av et komplett
beregningsverktgy for den sammensatte dampkjelen:

1) Strdlingsbidraget fra rgykgassen er inkludert — Kapittel 2.3:

2)

3)

Gasstralingsteori er giennomgatt og en beregningsmodell for stralingsbidraget er
opprettet pa grunnlag av dette. Betydningen av rgykgassens stralingsbidrag gjennom
dampkjelen er analysert, og en kontrollgrense for stralingsberegninger i dampkjelen er
definert.

Trykktap pd vann- og dampsiden er implementert — Kapittel 2.4:

Beregningsgrunnlaget for trykktap i fallkammerets fordamper, overheter og
ekonomiseren, som ble lagt frem i prosjektoppgaven (Nesje, 2011) er implementert i
beregningsprogrammet. Det er ikke etablert trykktapsmodeller i rgykrgrskjelen da dette
ligger utenfor oppgavens omfang.

En iterasjonslgkke for en fullt konvergert Igsning er etablert — Kapittel 2.5:

Det er utarbeidet en strategi for beregningsprogrammets iterasjonslgkke som resulterer
i en korrekt konvergert Igsning av varme- og massebalansene i den sammensatte
dampkjelen.



2.3 Stralingsbidrag fra reykgass

2.3.1 Gasstraling teori

Varmestraling assosieres med raten av avgitt energi fra en substans som et resultat fra dets
temperaturstgrrelse. Mekanismen for energiutslippet er et resultat av oscillerende krefter, eller
overgangen av de mange elektronene som utgjgr substansen. Alle substanser avgir
stralingsenergi i form av elektromagnetiske bglger (fotoner) gitt at substansen har en
temperatur T > 0 K. For gasser er stralingen et volumetrisk fenomen, mens for mesteparten av
faste legemer og veesker domineres stralingen av et overflatisk fenomen (Incropera et al.,
2007).

Ett avgitt foton er en partikkel av en materie som inneholder energi, en kvantitet av bevegelse,
og elektromagnetisk vekt. Derfor kan den termiske stralingen betraktes som en fotongass.
Passasje av fotoner gjennom substansen er en prosess av absorpsjon, og det pafglgende
utslippet av energiladde fotoner med atomer og molekyler av denne materien. Straling
karakteriseres ved bglgelengder, A (um). De fleste fastlegemer og vaesker har et kontinuerlig
bolgelengdespektrum for straling. Med andre ord straler de energi for alle bglgelengder fra
0 — oo. Metaller med en polert overflate, gasser og damper karakteriseres derimot med et
selektivt spektrum for straling. Stradlingsintensiteten avhenger av legemets egenskaper,
temperatur, bglgelengde, overflateforhold, og for gasser ogsa lagtykkelse og trykk. Ved en
gkning av temperatur vil intensiteten av kortbglgestralingen ¢ke, og intensiteten av
langbglgestralingen reduseres.

Reykgassen inneholder samtidig en betydelig andel av sma solide partikler (sot), som gjgr
mediet ugjennomsiktig, eller ikke-transparent. Ett- og to-atoms gasser, som helium, hydrogen,
oksygen, nitrogen, er i praksis transparent for straling. Gasser med tre- og hgyere atomer, som
CO, og H,0, besetter hgyere stralings- og absorpsjonsegenskaper. Stralingen fra gasser har en
selektiv karakter. De absorberer og straler kun i visse intervaller av bglgelengder, og er
transparente i andre deler av spektrumet. Ved de temperaturene som ofte finnes i industrielt
utstyr, strales hovedmengden av energien ved 1 = 0,8 — 80 um. Disse stralene benevnes som
termiske eller infrargde (Vakkilainen and Hyppanen, 2008).

Hoveddelen av varmeovergangsbidraget fra flammer og gasser, produsert fra konvensjonelt
brennstoff, er den termiske stralingen fra vanndamp, karbondioksid, karbonmonoksid og sot.
Ved hgye temperaturer er stralingen viktigst for heteropolare gasser (CO,, H,S,CO,CH,,
S0, og NH3), hvor gasser med symmetriske molekyler (H,, 0, 0og N,) ikke viser absorpsjons-
band ved disse bglgelengdene, og dermed er transparente og har neglisjerbar stralingsevne
(Mehrotra et al., 1995).



2.3.2 Beregningsgrunnlag for gasstralingsbidrag

Det er kun sett pa stralingsbidraget fra rgykgassen til rgrene i fordamper- og overheterpakkene
i fallkammeret. Stralingsbidraget grunnet overflaterefleksjoner og gjenutstralinger fra
flammeveggen til den fgrste rgrraden i toppen av kammeret tas ikke med i beregnings-
programmet, men effekten og problemer knyttet til dette belyses i Kapittel 3.2.1 om kritisk
varmefluks.

Det totale stralingsbidraget fra r@ykgassens masse avhenger av temperaturen og volumet til
gassen, samt stralingsegenskapene til de emitterende gasstypene. | kalkulasjoner for
varmeovergang defineres vanligvis gassens stralingsegenskaper ved bruk av total stralingsevne
og total absorberingsevne. Som vist i likningssett (2.1), er den totale strdlingsevnen, &g,
avhengig av gasstemperaturen, T,;, og partialtrykkforlgpets lengdeprodukt, pL. Den totale
absorberingsevnen, a4, avhenger av de samme parameterne, samt overflatetemperaturen

der strdlingen blir absorbert, T (Truelove, 1983a).

Erg = f(Trgr pL)
(2.1)

Ayrg = f(Trg:Ts: pL)

Gasstralingen behandles som at det konvektive bidraget og gasstralingsbidraget er additive.
Varmeovergangskoeffisienten som representerer gasstralingsbidraget er gitt i likningssett (2.2),
hvor k er overgangskoeffisienten, ¢, er veggens strélingsevne (satt til 0,75) og &,4 er gassens
strdlingsevne. Den effektive strdlingsevnen, &.rr, representerer stralingsevnen med
tilstedevaerelsen av partikler, hvor sotkonsentrasjonen, C;, er satt til 1,5+ 107*D for gassaktig
brensel, og 7,5 - 10™*D for flytende brensel (Naess, 2006). | en situasjon hvor en overflate blir
utsatt for straling, og det pa veien er partikler av ujevn fordeling, er det apenlyst at en andel av
fluksen vil bli plukket opp av partiklene, som da blir oppvarmet, og den totale mengden av
varme mottatt av overflaten blir redusert. Dette indikerer at modeller for straling uten hensyn
til partiklene er ekstremt forenklet, og et korreksjonsuttrykk ma derfor benyttes (Vakkilainen
and Hyppéanen, 2008).

hyga =K-0" (Trg,m + Tw,i) ’ (Tzrg,m + Tzw,i)

= SW'Seff
Ew T (1 - geff) T Ew

(2.2)

Eorf = 1—e 5T (1-g)



Gassens stralingsevne, &,4, beregnes ut ifra prosedyren beskrevet i Siegel og Howell (1992) og
finnes ved likningssett (2.3) og tabellen i Vedlegg A. Den spektrale energidistribusjonen, vist i
Figur 2, representerer parameteren, a;, som utgj@r fraksjonen av energien fra et svart legeme i
den bglgenummerregionen, Aw;, som assosieres med absorpsjonskoeffisienten, k;. De
skraverte feltene pa figuren markerer a; (Hottel and Sarofim, 1967).
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Figur 2: Representasjon av parameteren, a;, i spekteret (Hottel and Sarofim, 1967)

Den gjennomsnittlige stralingslengden, L, for et flukterende og forsatt rgrarrangement finnes i
henhold til Taler et al. (2009), hvor faktoren C blir diskutert og anbefalt til en verdi lik 3,6.

n n

(2.3)



2.3.3 Betydning av straling

For a undersgke betydningen av rgykgassens stralingsbidrag i dampkjelen, er det gjennomfgrt
en enkel varmeovergangsberegning med utgangspunkt i beregningsgrunnlaget for
varmeovergang gjennom en fordamperpakkegeometri brukt i fallkammeret. Kalkulasjonene er
utfgrt under et operasjonsforhold hvor rgrenes veggtemperatur er lik 220 °C, og med et totalt
varmeovergangskoeffisientspenn mellom 50 — 110 W /m?K.

Verdiene som er hentet fra beregningsprogrammet viser rgykgassens varmeovergangs-
koeffisient med og uten stralingsbidraget, og er plottet som en funksjon av rgykgass-
temperaturen, vist i Figur 3. Grafen viser samtidig den prosentvise differansen mellom
varmeovergangskoeffisientene med gkende temperatur.

Reykgassens varmeovergangskoeffisient med/uten stralingsbidrag,
samt prosentvis differanse
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Figur 3: Betydning av rgykgassens stralingsbidrag

Fra Figur 3 kan det papekes at stralingsbidraget har stgrst innvirkning ved rgykgass-
temperaturer fra om lag 550°C og oppover, hvor den prosentvise andelen av
varmeovergangskoeffisienten for stralingen utgjgr 5% og blir eksponentielt stgrre med
stigende temperaturer. Pa grunnlag av dette kan rgykgassens stralingsbidrag neglisjeres i
varmeovergangsberegningene der hvor temperaturene ikke overstiger denne terskelen. Det vil
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si at stralingsbidraget kun implementeres for kalkulasjoner i Energos’ fallkammer, hvor
reykgasstemperaturene har en spredning fra 900 — 1000 °C i toppen, til rundt 500 °C i bunn.

2.4 Trykktap i vann- og dampkretsen

Vann- og dampkretsen i den sammensatte dampkjelen er skjematisert i Figur 4. Trykktaps-
beregningene i kretsen omfatter kun veeskesiden i fallkammer og ekonomiser, da det for
reykrogrskjelen finnes en naturlig sirkulasjon av vann og damp, og ikke inngdr i oppgavens
omfang. Likevel er rg@ykrgrskjelens funksjon kort forklart i Vedlegg B, slik at en bedre forstaelse
av enheten kan oppnas. Beregningsmodellene ble opprettet i prosjektoppgaven (Nesje, 2011),
og er implementert direkte inn i beregningsprogrammet.

2.5 Konvergeringsstrategi

For at beregningsprogrammets resultater skal kunne regnes som gyldige, ma alle energi- og
massebalansene i hver av enhetene vaere utbalansert. Avgitt varme fra rgykgassen ma tilsvare
mottatt varme til vannkretsen i dampkjelen. Vedlegg C viser en skjematisk oversikt over
vaeskesidens tilstander gjennom den sammensatte dampkjelen, og inneholder et forslag til
entalpi- og masseberegninger for systemets definerte kontrollgrense. Metodikken for disse
energi- og massebalansene er hentet fra Mello (1991), og er ikke anvendt aktivt i denne
oppgaven. Istedenfor er en forenklet fremgangsmate for en gyldig konvergeringsstrategi
utarbeidet for beregningsprogrammet.

Fra Figur 4 er temperatur, trykk og dermed entalpi kjente verdier for punkt 1, 3 og 4, siden
tilstandene ved disse malepunktene er definert av operasjonsspesifikasjonene til anlegget.
Reykgasstemperaturen i punkt 2 ma derimot tippes, noe som gir en utlgpsentalpi av
reykgassen. Deretter utfgrer programmet beregninger gjennom iterasjonslgkker basert pa den
tippede verdien, inntil en balansert og fullt konvergert Igsning er oppnadd. En trinnvis
fremgangsmate av strategien er beskrevet ved likningene (2.4) - (2.6).
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Figur 4: Skjematisk oversikt av rgykgass-, vann-, og dampkretsen gjennom dampkjelen

Trinn 1:

Tipper forst en rgykgasstemperatur, som da gir den totale overfgrte varmen fra rgykgassen,
drg, 08 er lik varmen tatt opp av vann- og dampkretsen.

Tippet Trg,ut - hrg,ut

Qrg = Thrg ) (hrg,inn - hrg,ut) (2.4)

_ Qrg
(hd,ut - hv,inn)

My
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Trinn 2:

Det antas at den utgdende dampkvaliteten i hver fordamperpakke er 0,17 (1/6) ved
designoperasjon, og da trengs seks deler vann per del produsert damp i fordamperpakkene.
Dette resulterer i den totale vannmengde fra matevannstanken, og deretter en
reykgasstemperatur ut.

mv,inn ~6-my
(2.5)

*

Beregner kjel med vannmengde My, iny = Tyrgut

Trinn 3:

Regner dermed gjennom dampkjelen med vannmengden tildelt, og balanserer varmebalansene
for hver del av kjelen. Resulterende rgykgasstemperatur ved utlgpet skal sammenfalle med
reykgasstemperaturen tippet, og f@érst da er en ferdig konvergert Igsning oppnadd.

:g,ut = Trg,ut
(2.6)
JA/NEI?

JA: Ferdig konvergert!

NEI:  Tilbake til trinn 1, og finner T;.; ,,; som gir korrekt h,.; ., for konvergert Igsning.
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2.6 Ferdigstilt beregningsverktgy

Det ferdigstilte beregningsverktgyet ligger som en tilhgrende Excel-fil. Excel-filen bestar av
diverse regneark som inneholder beregningsmodeller for den sammensatte dampkjelen, den
spesifikke dampkjelkomponenten, caser for analyser, og modeller for beregning av rgykgassens
stralingsbidrag, samt vannets- og rgykgassens fysikalske egenskaper. Vedlegg D inneholder en
oversikt over fargekodene brukt i beregningsprogrammet, sammen med en innholdsfortegnelse
av regnearkene.

Fallkammer :
R@yk;ﬁrskjel
B Drum
gomes \ | o = -
= jel «f :
FK Seksjon 13 RRKjel Seksjon 2 ;/ B \ g
= ; g Seksjon 1 1] g
FK Seksjon 23 T ¢ i T h “ ilo
e 1 Woter| tube sec.2 3§ 3
FK Seksjon 33 | +..= i %
= 4 L —— =
FK Seksjon 43 :F"—"m;231 |
— — 4] [ 3 k
EF’ - F s } A
2 'L-w]

Figur 5: Inndeling av de ulike dampkjelseksjonene beregningene er basert pa
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Pa lik mate som i prosjektoppgaven (Nesje, 2011) er beregningsprogrammets resultater pa nytt
sammenliknet med tilsvarende beregningsresultater av dampkjelen, utfgrt av Parat AS
(Halvorsen, 2010). Side disse verdiene ogsa er basert pa beregningsmodeller, og ikke faktiske
malinger av anlegget, kan ikke beregningsprogrammets gyldighet direkte ansldas, men
sammenlikningen gir likevel et visst uttrykk for korrektheten av programmet.

Figur 6 viser rgykgassens temperaturforlgp gjennom den sammensatte dampkjelen, sammen
med dampproduksjonen i hver dampkjelseksjon, definert i Figur 5. Det kan konkluderes med at
begge beregningsresultatene har et nzer identisk temperaturforlgp, noe som ikke var tilfellet i
prosjektoppgavens sammenlikning. Grunnen til dette kan settes til inkluderingen av
reykgassens stralingsbidrag i fallkammeret, samt at en fullt konvergert Igsning med
utbalanserte energi- og masselikninger er oppnadd. Dampproduksjonen i seksjonene er enda
noe avvikende, selv om verdiene viser atskillig bedre trendlikheter sammenliknet med verdiene
oppdrevet i beregnings-programmets tidligfase fra prosjektoppgaven.

Temperatur og dampproduksjon

Damp prod. [kg/s]

1000 2,5
B v\
—
(®) 800 2
]
o
s 700
)
2 \
S
Q 600 1,5
g- \\
500
()
2 \
400 1
300
200 - 0,5
100
0 RRKjel RRKjel 0
) ) ) je je
Innlgp kjel | FKSeksjon 1 | FK Seksjon 2 | FK Seksjon 3 | FK Seksjon 4 Seksjon 1 Seksjon 2 EKO
Damp produksjon program 0 1,79 1,26 0,93 0,71 1,85 0,58 0
I Damp produksjon PARAT AS 0 1,85 1,40 1,07 0,82 1,99 0,66 0
=t==Temperatur program 900 746 634 551 487 313 256 152
===Temperatur PARAT AS 900 754 639 550 481 306 253 150

Figur 6: Sammenlikning mellom beregningsresultater og tilsvarende beregningsresultater
utfgrt av Parat AS (Halvorsen, 2010). Dampkjelseksjonene er definert i Figur 5.
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3 Kiritisk varmefluks (CHF)

3.1 Pool boiling & Stramningskoking

Innen koking finnes det hovedsakelig to geometriske situasjoner og forholde seg til, nemlig pool
boiling og stremningskoking. Pool boiling er nar kokingen skjer pa en opphetet overflate, og
fluidet befinner seg mer eller mindre som et stillestdende basseng. | strgmningskoking blir
fluidet pumpet gjennom opphetede kanaler, typisk et rgr.

| begge kokesituasjonene kan det oppsta en sakalt kokekrise nar varmefluksen pafgrt systemet
blir gkt til et sdapass hgyt niva at oppvarmningsflaten ikke lenger klarer a opprettholde en
kontinuerlig vaeskekontakt. Denne varmefluksen er vanligvis referert til som den kritiske
varmefluksen, eller CHF (Critical Heat Flux) i forkortet form.

Hvis CHF blir nadd, karakteriseres det ved at varmeovergangskoeffisienten i kokeprosessen
plutselig synker og veggtemperaturen raskt stiger. En uttgrring og mulig nedsmelting av
overflaten kan inntreffe straks CHF blir overskredet.

| litteraturen blir fenomenet omtalt med mange forskjellige betegnelser; burnout (kortslutning),
dryout (uttgrring), DNB (Departure from Nucleate Boiling), boiling crisis (kokekrise), og CHF
(kritisk varmefluks). Gjennom historien har det veert diskusjoner om det mest korrekt
beskrivende uttrykket for fenomenet. Innen pool boiling blir "burnout" ofte brukt, side det i de
tidligste eksperimentene fgrte til en kortslutning av testutstyret. Innen strgmningskoking blir
ofte "uttgrring" brukt, siden rgrveggens vaeskegrensesjikt forsvinner, og rgret blir "tgrt". Som et
universelt uttrykk, hvor alle betegnelsene inngar, benyttes som regel CHF.

Videre i kapittelet vil det gis en grunnleggende introduksjon av de to koketypene, og hvordan
CHF oppstar i dem. Resten av kapitelet omhandler problemer med CHF i tilknytning til Energos’
dampkjel, effekten av stremningskoking i horisontale rgr, og eksisterende modeller for CHF ved
fordampning i slike rgr.
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3.1.1 Pool boiling

Betrakt et simpelt eksperiment hvor vann koker pa overflaten av en flat plate. Denne
situasjonen refereres til som pool boiling, siden fluidet pa oppvarmingsflaten er stillestaende,
og en bulk vaeskestrgmning er fraveerende og det kun er en vaeskebevegelse grunnet naturlig
konveksjon. Platen er koblet til en elektrisk strgmforsyning, og overflatefluksen gq'' blir
kontrollert via denne. Ved & male veggtemperaturen kan det konstrueres en kokekurve ved
hjelp av Newtons kjglelov, sett av likning (3.1), hvor AT, er overskuddstemperaturen.

CI” =h- (Tw - Tsat) = h- AT, (3.1)

Kokekurven og de forskjellige kokeregimene i intervallene kan sees i Figur 7. Kurven er
konstruert for vann ved atmosfaerisk trykk (Ts,; = 100°C) pa en flat plate.

q'W /) | /
o B | s it s i e s v
10 : "C
Onset of nucleate boiling (A)
2 (o] e
3o .0ty
‘a?- [i:3 Q o ?
Nucleate boiling (A~B)
o 5 <50 ~1500 ’ TRRTARTR AR

7: Q- ]; at (OC) Film boiling (C and beyond)

Figur 7: Kokekurve og kokeregimer (Buongiorno, 2010)
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Hvis varmefluksen gkes over punkt B, vil det fremkalle et plutselig temperaturhopp fra B til C.
Dette skjer hvis heteflaten blir dekt med dampbobler som sammen former en barriere for den
innkommende vaesken. Varmetransporten blir betydelig darligere, og temperaturen pa flaten
stiger kontinuerlig dersom varmeovergangen er varmeflukskontrollert. Det er dette punktet
som kan kalles CHF, eller maksimal varmefluks g'’,,,x. Omslaget fra boblekoking til denne
kritiske tilstanden antas a oppsta pa fglgende mate:

Ettersom varmefluksen gkes i boblekokingsregimet, vil fierning av damp fra heteflaten gradvis
endres fra bobler til kontinuerlige dampsgyler som siger opp. Ved videre @gkning av
varmefluksen vil dampsgylene oppta et stgrre og stgrre areal, hvilket gir mindre areal til
vaesken som strgmmer til heteflaten for @ erstatte dampen. Maksimal varmefluks nas nar
relativhastigheten mellom damp og vaeske er sa stor at en videre gkning vil medfgre at
dampkolonnene drar med seg vaesken vekk fra heteflaten, eller at vaeskestrgmmen vil drive
dampen tilbake til heteflaten. | begge tilfeller vil man fa en uttgrring av heteflaten med dertil
gkt heteflatetemperatur som resultat. Det er dette som kan kalles CHF.

Det er ofte av stor interesse a fastsla den maksimale varmefluksen man kan overfgre for
boblekokingsregimet bryter sammen. Spesielt gjelder dette for varmeflukskontrollerte systemer
hvor overskridelse av CHF vil fgre til filmkoking med drastisk gkning av heteflatetemperaturen,
og med dette en mulig nedsmelting av heteflaten (Naess, 2010c).

3.1.2 Stregmningskoking

| en industriell sammenheng er det situasjoner med strgmningskoking som er av stgrst
interesse. Denne formen for koking er mer komplisert enn pool boiling grunnet koblingen
mellom hydrodynamikk og varmeovergangsprosessene. Strgmningskoking karakteriseres med
en tvungen bulk fluidstremning gjennom en opphetet kanal. Figur 8 viser et vertikalt rgr som
utsettes for en uniform varmefluks. Etter hvert som fluidet streammer oppover vil mer og mer
damp produseres, og som et resultat vil stréemningsregimene endres. Omsider vil vaeskefilmen
langs veggen fordampe bort, og veggen bli uttgrret. Dette fenomenet kalles en utt@rring, og
definerer systemets CHF.
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Figur 8: Varmeovergang og stromningsregimer i et vertikalt opphetet rgr (Buongiorno, 2010)

| et system med fordampning av et stremmende medium er energien assosiert med
boblekokingen og den effektive varmeovergangen grunnet vaeskekonveksjon ved veggen. Det
er disse mekanismene som leder til en hgy varmeovergangskoeffisient, og en fjerning av vaeske
ved heteflaten vil derfor medfgre en plutselig degradasjon i varmeovergangsraten. Collier
(1983a) identifiserte de fem viktige systemvariabler som pavirker CHF i underkjglt
stremningskoking i rér, og som sammen danner funksjonsvariablene som definerer den kritiske
varmefluksen, likning (3.2):
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o Trykk

e Gjennomsnittstemperatur

e Hastighet i form av massefluks
e Rgrlengde

e Hydraulisk diameter

CHF = q" . = f(P,ATpean, ™, L, dy) (3.2)

En fullstendig forstaelse av basismekanismene til CHF i en underkjglt stremningskoking ved
hgye vaeskehastigheter er enda ikke oppnadd. Som fglge av dette er de eksisterende modellene
bygd opp av empiriske korrelasjoner og parametere utledet fra en beste tilpassingsprosedyre
gjennom tilgjengelige datasett.

Basismekanismene for CHF i en underkjglt stremningskoking blir vanligvis studert ved optiske
teknikker. Gjennom fotografier og andre hjelpemidler har fglgende blitt observert av Celata et
al. (1994):

e Tilstedevaerelsen av dampplugger eller tynne dampsjikt naer veggen er tydelig.

e Veggtemperatursvingninger i forkant av at CHF oppdages i uniformt opphetede kanaler.

e Ingen plutselig synlig endring i vaeskens bulk stremningsmgnster ved CHF.

e De stgrste boblene eller damppluggene blir generert ved foreningen av mindre bobler
innen det tofasede grensesjiktet naer veggen.

3.2 Problemer tilknyttet CHF i Energos’ dampkjel

Figur 9 viser en skjematisk figur av koblingen mellom brennkammeret og fallkammeret med de
tilhgrende fordamperpakkene. Rgykgassen fra brennkammeret fgres gjennom en kanal, hvor
kanalens vegger, sakalt flammevegg, blir opphetet og holder en temperatur ca. lik reykgassens
(= 900 °C). Den hgye rgykgasstemperaturen sammen med det gkte stralingsbidraget fra
flammeveggen, tilsier at det mest kritiske omradet i dampkjelen (med hensyn pa CHF) er i
toppen av den fgrste fordamperpakken. Omradet er markert med rgdt i Figur 9. Her vil
varmefluksen og fordampningsraten veaere stgrst. | tillegg foregar kokingen i horisontale rgr, noe
som senker kokeprosessens CHF-verdi, og gker risikoen for uttgrring i rérene. CHF i horisontale
rer utforskes grundig i Kapittel 3.3.
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Figur 9: Skjematisk figur av fallkammer med antydet formfaktor for fgrste rgrrad

3.2.1 @kt stralingsbidrag i topp av fallkammer

| tillegg til det konvektive bidraget og stralingsbidraget fra rgykgassen, vil de fgrste rgrradene i
ferste fordamperpakke veere utsatt for et ekstra stort stralingsbidrag i form overflate-
refleksjoner og gjenutstralinger fra flammeveggen. En modell for varmeovergangsberegninger
fra rgykgassen til rerenes heteflate i dette omradet er foreslatt:

Behandler flammeveggen som en gra og ugjennomskinnelig overflate, sakalt diffus overflate,
hvor den spektrale absorberingsevnen og stralingsevnen er uavhengig av bglgelengden over de
spektrale regionene av overflatens bestrdling og emisjon, &€ =a. At veggen er
ugjennomskinnelig antyder at transmisjonsevnen er lik null, T = 0. Flammeveggens stralings-
bidrag kan utrykkes som beskrevet i Vedlegg E.
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Figur 10: Stralingsnettverk for fgrste rgrrad i fallkammer

Figur 10 viser et stralingsnettverk for det kritiske omradet. Nettverket bygges opp ved fgrst a
identifisere elementene (nodene) og deres radiositet som inngar i det lukkede systemet, for sa
a pafgre de termiske resistansene mellom nodene og overflateresistansene. Metoden gir et
praktisk redskap for & visualisere stralingsutvekslingen i systemet, og en basis for a kunne
forutsi overgangen. Nettverket kan brukes til 3 beregne varmeovergangen fra rgykgassen til
rerenes heteflate ved "stirred-reactor"-modellen beskrevet i Vedlegg F.
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3.3 CHF i horisontale rgr

3.3.1 Stramningskarakteristikk for koking i horisontale rar

Figur 11 viser at en horisontal stremning preges av en asymmetrisk fordeling av vann- og
dampfasen grunnet gravitasjonseffekten, kontra en vertikal stremning vist i Figur 8.

rE iR \ p—_—
Single | Bubbl Slug Wavy Intermittently dry Tm:e wall dry
phase ﬂow ﬂow flow flow Annular flow
liquid

X:O

Figur 11: Tofase stremningsregimer ved fordamping i horisontalt rgr (Thome, 2007)

Uttgrringsprosessen i horisontale rgr kontra vertikale rgr er forskjellige av to grunner (Collier,
1983b):

1) Lagdeling av stremmen kan oppsta ved lave hastigheter for bade strgmningsforhold
med lave dampkvaliteter og underkjglte forhold. Dette kan fgre til overoppheting av
rerets overside ved forholdsvis lave varmeflukser.

2) Uttgrringen begynner ved toppen av rgret hvor vaeskefilmen og massestremmen er
lavest, og ender opp med den siste fordampningen av den "lille bekken" som renner
langs bunnen av rgret.

Figur 12 viser hvordan den kritiske varmefluksen og veggtemperaturen endrer seg med
dampkvaliteten ved rgrets underside og rgrets overside.
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Figur 12: CHF- og veggtemperaturforlgp topp og bunn i horisontalt rgr (Pioro et al., 2002)

Kunnskap om CHF og uttgrringsfenomenet i horisontale rgr er viktig grunnet dets bruk i mange
industrielle applikasjoner innenfor dampproduksjon, horisontale fordampere, kjernereaktorer,
horisontale dampkjeler med tvungen sirkulasjon, kjgleanlegg, luftavkjglingssystemer, og
varmepumper. Til tross for ngdvendigheten av denne kunnskapen, finns det begrenset
litteratur om hvordan orienteringseffekten til stremningskoking i horisontale rgr pavirker
systemets CHF (Pioro et al., 2002).
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3.3.2 CHF: Lokalt fenomen, eller pavirket av historikk?

De grunnleggende studiene av CHF understreker kompleksiteten av strgmningskokings-
mekanismene, og uthever fglgende fenomener som szerlig kompliserer forutsigelsen av CHF for
et system (Saha, 2005):

e Bobleveksten og den fravikende atferden i stremningsfeltet for en tofaset blanding.

e Distribusjonen av de to fasene relativt til hverandre og rgrveggen (stremningsmgnster
og innblandingseffekter).

e Avviket fra en termisk likevekt ved lokale forhold.

e Karakteristikken av varmeovergangsoverflaten.

o Effekten av fluidegenskapene.

Det kan diskuteres om CHF er et rent lokalt fenomen, som tar utgangspunkt i at CHF vil
forekomme hvis de lokale parameterne samsvarer med de kritiske verdiene. En annen
antagelse er at CHF-verdien er et resultat av en helhetlig prosess som inkluderer kokelengden i
sin funksjon, som igjen innehar informasjon om strgmningens historie (Whalley, 1987).

3.3.2.1 Basis for korrelasjoner

Det finnes et stort antall korrelasjoner for stremningskoking i litteraturen som blir brukt til a
beregne systemets CHF, hvorav mesteparten av dem omhandler vertikale rgr. Av disse skilles
det mellom empiriske og halvempiriske korrelasjoner, og er hovedsakelig basert pa tre
forskjellige antagelser, som beskrevet i Ghiaasiaan (2008):

1) Lokale forhold:
Korrelasjoner basert pa at CHF er kun kontrollert av de lokale parameterne. Denne
antagelsen er den vanligste i forutsigelsen av CHF, og flertallet av de empiriske
korrelasjonene tar utgangspunkt i denne. Dette grunnet metodens lettvinte
beregningsgrunnlag som avhenger av faerre parametere enn i de andre metodene. Den store
ulempe finnes i korrelasjonenes begrensede bruksomrade. Innen denne gruppen av
antagelser finnes "Table Look-up Method" (Groeneveld et al., 1986), som er den letteste og
mest palitelige metoden for CHF i runde, vertikale og uniformt opphetede rgr med vann.

2) Innlgpsforhold:
Korrelasjoner basert pa innlgpsforholdet. For en gitt geometri og innlgpsforhold blir den
ferste opptredenen av den korresponderende kritiske varmefluksen anslatt.

3) Globale forhold (kritisk kvalitet og kokelengde):
Korrelasjoner som spar forekomsten av CHF basert pa den globale karakteristikken av

kokefluidet.
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Flere detaljerte studier foreslar at CHF oppstar nar en kombinasjon av innblandingseffekten,
utfellingseffekten og fordampningseffekten av vaeskefilmen inntreffer, og filmens
stromningsrate gradvis gar mot null. Det er ikke tatt direkte stilling til hvilken form for antagelse
som gir de beste beregningsgrunnlagene. Istedenfor belyses forskjellige effekter av
stromningshistorikken oppstrgms i rgr, og pavirkningen disse kan ha pa CHF.

3.3.2.2 Effekten av bglgeforstyrrelser i annuleer stram

Et av seerpregene til en annulaer strgm er tilstedeveerelsen av bglgeforstyrrelser. Som Figur 13
viser, vil gasskjernen bygge opp bglger, eller amplituder, fra vaeskefilmen. Det er observert at
en vanlig amplitudetykkelse sammenliknet med filmtykkelsen er om lag 5:1. Bglgene blir gradvis
blast i stykker av gassen, og etterlater et visst antall draper i kjernen. Denne prosessen fremstar
som hovedkilden til drapeinnblandingen i stremmen. Forstaelsen av bglgeoppfgrselen er veldig
mangelfull, og det er derfor ikke overraskende at ogsa forstaelsen av innblandingsprosessen er
ufullstendig (Whalley, 1987).
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Figur 13: Kontaktflate mellom vaeske og gass i en annular strégm (Whalley, 1987)
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3.3.2.3 Effekten av oppstrgms svinger

Hittil er CHF-fenomenet kun beskrevet for rette rgrstremninger, men det er ikke unormalt at
stromningen er blitt utsatt for oppstrgms svingninger. Forskning pa hva effekten av en slik sving
har pa den kritiske varmefluksen for systemet har blitt utfgrt av Lis og Strickland (1970) og
Robertson (1973). Lis og Strickland (1970) fant at for et 41 mm diameter horisontalt rgr, ble CHF
betydelig redusert nar vann og damp ble sendt gjennom en 180° sving i en oppadgaende strgm.
Robertson (1973) klarte ikke gjenskape en slik reduksjon for et 19 mm rgr, og ut ifra
databanken med indre diametere fra 5-25 mm ble det konkludert at oppstrgms svingninger har
ingen betydelig effekt pd CHF i horisontale rgr med indre diameter lik 25 mm eller mindre
(ESDU, 1989).

Figur 14: 180° oppstrgms sving (Kandlikar, 2001)

3.3.2.4 Effekten av ujevn varmefluks — "kalde seksjoner"

| et eksperiment gjort for et vertikalt rgr med en vann-damp stremning, ble det undersgkt
hvilken effekt "kalde seksjon", altsa seksjoner hvor rgret ikke blir utsatt for varmefluks, ville ha
for den kritiske varmefluksen. Fire forskjellige testoppsett ble analysert, sett fra Figur 15, hvor
resultatene for CHF ble definert som den kritiske tilfgrte effekten delt pa det opphetede
overflatearealet til rgret. Testoppsett A, C og D er direkte sammenliknbare siden disse har en
tilsvarende opphetingsflate, bare med forskjellige posisjoner av den "kalde seksjonen".
Resultatene viser at CHF gkes eller reduseres ettersom hvor den "kalde seksjonen" er plasser i
rerforlgpet. Forklaringen ligger innenfor detaljene av den annulzre strgmningen, og
variasjonen av vaeskeinnblandingen gjennom rgrforlgpet (Whalley, 1987).
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Figur 15: Resultater fra eksperiment med "kalde seksjoner" (Whalley, 1987)

3.3.3 Forutsigelse av rgrets orienteringseffekt

Som nevnt innehar gravitasjonseffekten en stor betydning i bestemmelsen av CHF i et
horisontalt rgr. Ved lave massestrgmmer vil stremningen vaere spesielt utsatt for lagdeling og
resulterende vaeskefraveer i toppen av rgret. Forutsigelsen av overgangene mellom de
forskjellige stremningsregimene i horisontale rgr er derfor av stor viktighet i bestemmelsen av
CHF. Taitel og Dukler (1986) presenterte en fremgangsmate for en fysikalsk modellering av
disse regimeovergangene. Her presenteres ogsa et generalisert stremningskart, vist i Figur 16,
hvor X beregnes ut ifra fluidhastigheten, fluidtettheten, rgrdiameteren og hellingsvinkelen.
Parameterne F, T og K blir dermed bestemt, og posisjonen av den resulterende koordinaten
angir stremningsregimet. De dimensjonslgse parameterne finnes fra likningssett (3.3) og (3.4).
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Figur 16: Generalisert stremningskart for en horisontal stremning (Hewitt, 2011)
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Hvor (dpg/dz), og (dpr/dz); er trykkgradientene for vaeske- og gassfase, U, og U; er
overflatehastighetene, D er rgrdiameteren, v, er kinematisk viskositet til vaesken, g er
gravitasjonsakselrasjonen, og S er vinkelen til stigningen til rgret.

Figur 17: Parameterdefinisjoner for rgret (Taitel and Dukler, 1986)

Verdien X, kjent som Lockhart-Martinelli-parameteren, kan ogsa finnes fra Figur 18, hvor
forholdet h/D er definert som i Figur 17. Merk at Y er null for horisontale rgr, og representerer
den relative kraften som virker pa fluidet i stremretningen grunnet tyngdekraft og trykktap.
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Figur 18: Likevekt av vaeskeniva (Taitel and Dukler, 1986)
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3.3.4 CHF data for horisontal stramningskoking

Betrakt et simpelt eksperimentelt oppsett, hvor et uniformt opphetet rgr blir kjglt innvendig av
et fluid som stremmer vertikalt oppover i en stasjonzer tilstand. Tross enkelheten av oppsettet,
finnes det over 400 korrelasjoner for CHF i rgret. Den store spredningen av korrelasjoner for
CHF-fenomenet, selv for en enkel geometri med stasjonzere forhold, illustrerer hvor komplekst
fenomenet er for et sammensatt system av et hgyt teknisk niva (Pioro et al., 2002).

Det er utfgrt en rekke slike eksperimentelle studier av CHF i stremningskoking med et bredt
spekter av strgmningsparametere og operasjonsforhold. Resultatene er brukt til @ utvikle
hundrevis av ad hoc beregningsmodeller til 3 kunne forutse CHF for vertikale rgr. Men de fleste
er kun gyldige for et begrenset utvalg av stremningsforhold.

Nar det er sagt, er ikke modelleringsteknikkene som er utviklet for en vertikal strgemning
anvendelig for en horisontal strgmning ved forhold der lagdelingseffekten er betydelig. Siden
den tverrgaende gravitasjonskraften er til stede i en tofaset horisontal strgmning, vil
massetetthetsratioen mellom fasene spille en stor rolle for resultatgrunnlagets gyldighet.
Atferden til en tofaset horisontal rgrstremning er altsa sterkt pavirket av forholdet mellom
oppdrifts- og blandingskreftene. De nyeste studiene har vist at orienteringseffekten vil ha liten
betydning for et rgrs CHF ved masseflukser over 3500 — 4000 kg/m?s (Pioro et al., 2002).

Noen av varmeovergangslaboratoriene benytter kjglemedium (Freon-12 og R134a) for a
modellere CHF i vann for bade vertikale og horisontale rgr. En sakalt fluid-til-fluid modellering.
Dette er akseptabelt for horisontale strommer ved hgye masseflukser hvor oppdriftskraften
ikke er viktig, da det enda ikke finnes en tilfredsstillende fluid-til-fluid modelleringsmetode ved
lave masseflukser (Pioro et al., 2002).

Metoder til & kunne forutse CHF i en horisontal stremning er altsa knapp og ungyaktig i forhold
til de vertikale. Hovedgrunnen til det darlige utvalget av CHF korrelasjoner er mangelen pa
horisontal CHF data. | utviklingen av en databank for CHF i horisontale rgr er det samlet
forsgksresultater fra en rekke eksperimentelle studier. En komplett tabellarisk oversikt over
eksperimentene utfgrt, sammen med deres eksperimentelle oppsett og operasjonsspenn, kan
finnes i ESDU (1989).
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3.3.4.1 Eksperimenter utfart

De tidligste eksperimentelle forsgkene indikerte liten forskjell av CHF mellom en vertikal og
horisontal strgm, og kan betraktes som "ugyldige" for systemer med lave masseflukser og/eller
oppdriftskrefter tilstede. Arsaken til disse resultatene kan skyldes pa forholdene som malingene
ble tatt under.

Schmidt (1960) utfgrte forsgk av CHF i rgr med sma diametere og hgye trykk, noe som
resulterer i sma oppdriftskrefter. Waters et al. (1964) gjennomfgrte alle sine CHF malinger med
masseflukser over 6800 kg/m?s. Hesson et al. (1964) sammenliknet CHF for en vertikal og
horisontal rgrbunt med 19 rgr. Han fant sveert liten forskjell ved masseflukser helt ned til
1400 kg/m?s. Det avvikende resultatet begrunnes med at rgrbunten var omspunnet med
staltrader, noe som forsterket de turbulente blandingskreftene.

De mer nylige eksperimentene har derimot vist at orienteringseffekten kan ha betydelig
pavirkning pa CHF. Becker (1971) identifiserte de ulike strgmningsregimene under
stremningskoking gjennom rgrlengden til et horisontalt rgr, og konkluderte med at en
oppstrems uttgrring pa rgrets overside kan oppsta ved begynnelsen av det bglgede
stromningsmgnsteret. Robertson (1973) sammenliknet Beckers horisontale CHF data med
vertikal data med de eksakt samme rgrdimensjonene og forholdene. Sammenlikningen viste en
betydelig degradasjon av CHF for det horisontale rgret.

Merilo (1977) gjennomfgrte forspk ved bruk av bade Freon-12 og vann som kjglemedium. Han
observerte en oppstrgms uttgrring in horisontale rgr for en stor bredde av masseflukser. Det
ble ogsa konstatert at skaleringslovene for CHF i vertikale rgr ikke kan anvendes pa horisontale
ror, forutenom ved hgye masseflukser. | Merilo (1979) ble det foreslatt nye kriterier for fluid-til-
fluid modelleringsteknikken i horisontale rgr. Det ble konkludert med at intet universelt
kriterium vil veere representativt for hele variasjonsbredden av kritiske kvaliteter og
masseflukser grunnet tilstedevaerelsen av de forskjellige CHF mekanismene.

Merilo og Ahmad (1979) undersgkte diameter- og orienteringseffekten pa CHF i rgr ved bruk av
Freon-12 som kjglemedium. Det ble funnet at ved masseflukser p&d 4000 kg/m?s og over, var
de resulterende CHF-verdiene naermest identiske for er vertikalt og horisontalt rgr.
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3.4 Beregningsmodeller

3.4.1 Merilos beregningsmodell

Merilo fant det ngdvendig & videreutvikle de matematiske beskrivelsene av annulaere
horisontale stremmer for @ oppna et fullstendig tilfredsstillende forutsigelsesverktgy for CHF i
slike systemer. Det var da ngdvendig a innhente malinger for slike systemer, og da spesielt for
vann- og dampsystemer. Han lagde en modell av det fysiske systemet for a innhente kvantitativ
informasjon rundt oppfgrselen til det originale systemet (prototypen), og utfgrte en
dimensjonsanalyse for @ oppna skaleringsloven som relaterte til systemet (Wong et al., 1990).
Basert pa de eksperimentelle resultatene for vann og Freon-12, ble fglgende korrelasjon
utviklet i Merilo (1979):
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3.4.2 Groenevelds beregningsmodell

En annen empirisk korrelasjon for CHF i horisontale rgr ble foreslatt av Groeneveld et al. (1986).
Korrelasjonen tar utgangspunkt i beregning av CHF for rgret i vertikal posisjon, for sa a
multiplisere resultateten med en korreksjonsfaktor, som i likning (3.6).

(3.6)

" _ Al
q cr,hor — Khor q cr,ver

Korreksjonsfaktoren, Kj,,, er naturligvis sterkt avhengig av strgmningsforholdet. Figur 19
antyder at ved masseflukser under G,,;,, betraktes stremningen som fullstendig lagdelt, som gir
en CHF for horisontale rgr lik null, altsa Kj,, = 0. Pa den andre siden, hvor hastigheten i en
horisontal strégmning er betydelig hgy (G > G,45), Vil rgrets orienteringseffekt pa CHF-verdien
vaere ubetydelig, og q" ¢y hor €r lik "¢y yer, altsd Kpopr = 1. En videreutvikling fra Taitel og
Dukler (1986) sine kriterier utfgrt av Wong et al. (1990) beregnes grenseverdiene G,,in 08 Gmax
ut ifra formelverket presentert i Vedlegg G.
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Figur 19: Grenseverdier for massefluks G, i Groenevelds Khor-uttrykk (Wong et al., 1990)

For strgmningsforhold mellom de to massefluksgrensene varierer K, og er avhengig av
parameterne G, x, p og D. Et forenklet uttrykk for korreksjonsfaktoren ble foreslatt av
Groeneveld et al. (1986) som antok et linezert forhold mellom K, og massefluksen. En
sammenlikning med CHF data viste at uttrykket ikke var tilfredsstillende, og det ble gjort en
enkel modifikasjon som inkluderte et ikke-linezert forhold. Sammen med en minste kvadraters
kurvetilpasning, ble en optimalisert form av uttrykket funnet, sett i likning (3.7).

0,62
G — Gmin ) (3.7)

Koy = (—
hor Gmax - Gmin

En mer mekanistisk fremgangsmate for estimeringen av korreksjonsfaktoren ble utarbeidet
basert pa en kraftbalanse, og en analyse av transittidratioen. For en utfyllende fremgangsmate

og beskrivelse av arbeidet se Wong et al. (1990). Det resulterende uttrykket er gitt i likningssett
(3.8).
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Tl 0,5
Knor =1 —exp |— (?)

F}urbulent

(3.8)

T1:
Fbuoyancy

Parameteren T; er brukt som et mal pa dominansen av den turbulente kraften over
oppdriftskraften, og er definert i tabellen i Vedlegg H. | boken Ghiaasiaan (2008) anbefales en
verdi C = 0,046 for konstantleddet bruk i T; -uttrykket, noe som resulterer i likning (3.9).

1—x\2 G2
) (3.9)
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3.4.3 Sammenlikning av de ulike beregningsmodellene

Tabell 1 og Tabell 2 viser en sammenlikning av de ulike korrelasjonene presentert.
Sammenlikningen er basert pa differansen mellom verdiene som er forutsatt av
beregningsmodellen og verdiene som faktisk er observert, hentet fra eksperimentell CHF data.
Tabell 1 inneholder en sammenlikning ved bruk av vann, og Tabell 2 inneholder en
sammenlikning ved bruk av Freon-12. RMS (Root Mean Square)- feil er en verdi som gir et godt
mal pa ngyaktighet av modellene.

Fraksjon av data® innenfor en
forutsigende ngyaktighet av:
o Gjennom- RMS- Standard-
Modell Likning ) s ) . 10 % 20% 50 %
snittsfeil feil awvik
Groenevelds (3.7) -0,021 0,160 0,159 0,3677 | 0,7973 | 1,0000
Groenevelds* (3.9) -0,031 0,156 0,153 0,4296 | 0,7938 | 1,0000
Merilos (3.5) 0,331 0,822 0,632 0,3368 | 0,5395 | 0,6838

HFpredicted - CHFexperiment

. . C
®Gjennomsnitt av
CHFexperiment

® Antall datapunkter =291

Tabell 1: Sammenlikning av CHF data for vann i horisontale rgr (Wong et al., 1990)
med forskjellige korrelasjoner for konstant innlgpsforhold
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Fraksjon av data® innenfor en
forutsigende ngyaktighet av:

o Gjennom- RMS- Standard-
Modell Likning . s . . 10 % 20 % 50 %
snittsfeil feil awvik

Groenevelds (3.7) +0,097 0,175 0,111 0,4729 | 0,8473 | 1,0000

Groenevelds* | (3.9) +0,045 0,154 0,147 0,4532 | 0,8177 | 1,0000

Merilos (3.5) -0,052 0,115 0,104 0,5616 | 0,9310 1,0000

Fpredicted_CHFexperiment

P . CH
Gjennomsnitt av
CHFexperiment

® Antall datapunkter = 203

Tabell 2: Sammenlikning av CHF data for Freon-12 i horisontale rgr (Wong et al., 1990)
med forskjellige korrelasjoner for konstant innlgpsforhold

3.5 Anbefaling for videre implementering

| dette kapittelet har fenomenet CHF blitt forklart, og problemer tilknyttet CHF i Energos sin
dampkjel blitt kartlagt. Et litteraturstudie vedrgrende CHF ved koking i horisontale rgr er
giennomfgrt, tilsvarende fordamperrgrene i Energos’ dampkjel hvor det kritiske omradet er
lokalisert.

Pa grunnlag av sammenlikningen mellom de presenterte beregningsmodellenes ngyaktighet
(Tabell 1), er Groenevelds korrelasjon (3.9) anbefalt for en videre implementering. Siden det er
vann som blir fordampet i Energos sine fordamperrgr, er det naturlig a basere anbefalingen pa
resultater hvor vann er forsgksfluidet i de eksperimentelle CHF dataene.

Groenevelds likning (3.9) har en bedre generell forutsigelsesngyaktighet med en RMS-feilverdi
pa 0,156, sammenliknet med Groenevelds likning (3.7) og Merilos likning (3.5). Likning (3.7)
innehar en RMS-feilverdi pa 0,160, mens Merilos likning (3.5) viser betydelig darligere resultater
med en RMS-feilverdi pa hele 0,822. Det skal nevnes at Merilos likning (3.5) viser de desidert
beste verdiene nar korrelasjonene er sammenliknet med CHF data ved bruk av Freon-12.
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4 Stremningsfordeling i fordamperpakker

4.1 Definisjon av problemstilling

Energos sine fordamperpakker er plassert i et fallkammer utstyrt med et rensesystem, et sakalt
"shot cleaning system". Systemet bestar av sma jernkuler som kontinuerlig blir distribuert fra
toppen av kammeret, og har som funksjon 3 sla Igs rg@ykgassens utfelling pa heteflatene under
operasjon. Rensesystemet kan til tider lide av redusert rensekapasitet, og i verste fall svikte
totalt. Dette resulterer i hgye beleggdannelser og fortetninger i rgrpakkene. Den delvise
isolasjonen av visse rgrseksjoner i pakken tilsier at andre rgrseksjoner blir utsatt for ekstra hgye
varmeflukser. Siden rgykgassens strgmningsareal i tillegg blir redusert, og hgyere hastigheter
oppnas, gker ogsa varmefluksen ytterligere.

Bakgrunnen for kapittelets tema er a kartlegge innflytelsen av skjevfordelt strgmning av vann i
Energos sitt fallkammer. Pa grunn av den til tider store forekomsten av beleggdannelser i
fallkammeret, vil dette veere med a bidra til en skjevfordeling av vann mellom rgrene internt i
en fordamperpakke, samt skjevfordeling av vann mellom de ulike fordamperseksjonene.

De hgye rgykgasstemperaturene krever at en tilstrekkelig vannmengde tilfgres fordamper-
rerene for a opprettholde en kontinuerlig kjgling av rermaterialet, slik at en mulig nedsmelting
unngas. Som belyst i Kapittel 3 om CHF, vil en for lav massefluks i rgrene resultere i en redusert
CHF-verdi og sjansen for en mulig burnout.

Fallkammeret bestar av et antall fordamperpakker, samt en membranvegg med vertikal
rerstrgmning, sett av Figur 1 hvor membranveggen er markert bla. Av disse enhetene er det
fordamperpakkene, med de horisontalliggende rgrene, som er mest utsatt for gjengroing og
skjevfordeling, og som dermed vil bli behandlet i dette kapittelet.

Siden fordamperpakkene er plassert pa forskjellige hgydenivaer, i tillegg til 3 ha forskjellige
fordampningsrater og trykktapsdifferanser innad, vil dette medfgre en skjevfordeling av
massestrgm mellom pakkene grunnet forskjeller av det statiske vaesketrykket.

4.2 Beleggdannelse

Beleggdannelse, eller fouling, er definert som ugnsket avsetning av isolerende materiale pa en
heteflate. Den isolerende effekten reduserer varmevekslerens effektivitet, samt reduserer
stremningstverrsnittet og gir hayere trykkfall. | tillegg kan belegget f@re til lokal overoppheting i
enheter med hgy varmefluks da CHF-verdien kan overgas (Naess, 2010b).
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| dampkjelen vil den dominerende beleggdannelsen komme fra rgykgassen siden rent vann eller
damp ikke er medier med hgyt utfellingspotensiale. Dersom rgykgassen inneholder organiske
salter, kan disse bli skilt ut som krystaller. Krystallene fester seg til heteflaten og danner et
utfellingsbelegg. Partikler i rgykgassen har ogsa tendens til 3 avsettes pa heteflaten og danne et
partikkelbelegg. Felles for begge beleggtyper er at klebrigheten, og dermed beleggdannelsen,
gker proporsjonalt med temperaturen. Dannelseshastigheten vil veere sveert liten i starten, men
gker hurtig pa det tidspunktet hele heteflaten er dekket (Naess, 2010b).

Tabell 3 viser resultater fra en beleggsanalyse gjort i et av Energos sine fallkammer. Resultatene
viser at kalsiumsulfat er den dominerende beleggingrediensen. Dette er et stoff som er mindre
Igselig med gkende temperaturer, og vil dominere i nettopp de hgye rgykgasstemperatur-
omradene i kjelen (Einungbrekke, 2010).

Belegginnhold Kjemisk komposisjon
Kalsiumsulfat (dominerende fase) CaS0,
Natrium-Kalsium-Aluminium-silikat-sulfat NagCa,(AlgSic0,4)(S0,4),

Tabell 3: Resultat belegganalyser fallkammer (Einungbrekke, 2010)

4.3 Robustifisering

Ordet robustifisering brukes i denne sammenhengen som et uttrykk for a gjgre et system mer
robust, i form av forebyggende tiltak som bedrer systemets driftssikkerhet og reduserer
anleggets sjanse for driftsavbrudd.

Robustifisering av Energos sitt fallkammer innebaerer altsa tiltak som kan utfgres for 8 unnga en
potensiell skjevfordeling av vann til rgrene i fordamperpakkene, og rgrpakkene seg i mellom.
En situasjon som kan forekomme hvis fallkammeret lider av hgye beleggdannelser pa
reykgassiden.
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5 Analysen

Problemstillingen, og dermed analysen, er delt inn i to deler:

e Del 1 tar for seg skjevfordelingen mellom rgrene i én fordamperpakke grunnet ujevn
beleggdannelse.

e Del 2 tar for seg skjevfordelingen mellom de forskjellige fordamperpakkene i
fallkammeret, hovedsakelig grunnet hgydeforskjellen mellom dem.

Det ikke utfgrt en fullstendig analyse for Del 2, i form av & utarbeide modeller og handfaste
beregningsresultater som kan brukes i en detaljert diskusjon av problemet. Tross dette, er
problemet presentert, diskutert og en anbefaling for en robustifiserings-strategi er gitt.

Forslag for a gjgre systemet mer driftssikkert er lagt frem for begge analysedelene separat,
sammen med en samlet anbefaling for robustifisering av hele systemet til slutt.

5.1 Del 1: Skjevfordeling i parallelle rgr i en fordamperpakke

5.1.1 Bakgrunn

Figur 20 viser en fordamperpakke som hovedsakelig bestar av to manifolder og 34
horisontalliggende rgr. En manifold er en vanlig metode a fordele en strgmning pa i en
varmeveksler. Et typisk arrangement inkluderer en fordelende manifold, ett sett parallelle rgr
hvor varmeovergangen finner sted, og en kombinerende manifold hvor stremmene blir samlet
igjen. Generelt yter en varmeveksler bedre hvis massefluksen blir uniformt fordelt gjennom de
mellomliggende rgrene. | en fordamper med ujevn stremningsfordeling vil varmeovergangen
variere fra rgr til rgr avhengig av bade rgrets stremningsforhold og den eksterne varmefluksen.
Denne situasjonen kan lede til framtoningen av uttgrringsfenomenet (CHF) pa et tidligere
stadium enn forventet for noen rgr. Konsekvensen vil veere en kraftig nedgang i
varmeovergangen for disse rgrene, sammen med en nedgang i den totale
varmeovergangsytelsen (Ablanque et al., 2010).
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Figur 20: Typisk fordamperpakke brukt i Energos’ fallkammer (ENERGOS, 2008b)

Stremmende vaesker som utsettes for koking i parallelle rgr finnes blant annet i varmevekslere,
dampkjeler, kjglesystemer og i kjernekraftindustrien. Det er en vanlig kunnskap at
skjevfordeling kan oppsta i kokende fluider som stremmer i parallelle rgr med felles innlgps- og
utlgpsmanifolder.

Hovedgrunnen til ustabiliteten i kokende fluider er tillagt den karakteristiske oppfgrselen til
trykktapet kontra massestremmen. Men det finnes i tillegg andre varianter av ustabiliteter som
en tofase strgm kan utsettes for, som videre utdypes i Vedlegg I|. Skjevfordelingen i
tofasestremmer ble primeert undersgkt for parallelle vertikale rgr, siden hovedinteressen
dreide seg om dampproduksjon og stremning i kjernereaktorer. Med gkt fokus pa fornybar
energi og da spesielt solkraft, oppstod lignende problemer med skjevfordeling i horisontale rgr.

En teknologi innen solenergien er & samle solstraling ved en rekke parallelle rgr lokalisert i
brennpunktsenteret til lange parabolske speil, som da fokuserer solstralene pa rgrene for sa a
produsere damp, kalt "Direct Steam Generation" (DSG). Dette er en fordampningsprosess som
direkte kan overfgres til det som skjer i rgrene til en fordamperpakke. Ettersom rgrene i
solkraftverk vanligvis er horisontale, eller litt skrastilte, og det har blitt utfgrt flere
eksperimenter og teoretiske analyser av slike systemer, kan disse anvendes i utarbeidelsen av
en beregningsmodell for skjevfordelingen i en fordamperpakke (Baikin et al., 2010).
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5.1.2 Beregningsmodeller

5.1.2.1 Elementmetoden

Natan et al. (2003) utfgrte en teoretisk analyse av et system med to parallelle rgr med en felles
innlgps- og utlgpsmanifold, bade horisontale og oppadgdende skra, som ble utsatt for
oppheting og fordamping. Analysen tok utgangspunkt i DSG innen solkraft og fokuserte pa
effekten av forskjellige varmeflukser pa rgrene, noe som kan oppsta grunnet lokale skydekker
eller en forskjell i solstralekvalitetene. Det ble funnet at vannet strgmmet i rgret som
absorberte minst varme. Dette er en uheldig konklusjon fra et praktisk operasjons synspunkt.

| forbindelse med analysen ble det utviklet en beregningsmodell for et enkelt rgr ved stasjonaer
tilstand. Ved 3 dele rgret inn i N elementer og anvende moment- og varmebalanser pa hvert av
dem, kunne trykktapet for hvert element beregnes basert pa det lokale strgmningsmegnsteret til
elementet. Elementmetodens metodikk er illustrert i Figur 21.

Left Pipe P; ()

1 ' 1

\ I:] I _____'—-"‘""

Right Pipe
Qim.L{”

Figur 21: Elementmetodens metodikk (Natan et al., 2003)
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5.1.2.2 Seksjonsmetoden

Minzer et al. (2006) presenterte en forenklet modell med grunnlag i analyser og eksperiment-
resultater av DSG innen solkraft, hvor ytelsen av trykktapet kontra massestrgmmen i et enkelt
rer ble utviklet. Denne modellen er basisen for beregninger av Igsninger ved stasjonzre
tilstander, en stabilitetsanalyse og transiente simuleringer for to eller flere parallelle rgr.
Hovedformalet av arbeidet var @ bestemme nar skjevfordeling oppstar for kokende fluider i
horisontale eller litt skrastilte parallelle rgr, med felles innlgps- og utlgpsmanifolder.

| motsetning til Natan et al. (2003) sitt arbeid, ble stremningen i rgret fordelt inni 1, 2, eller 3
stremningsseksjoner: En seksjon hvor innlgpsfluidet varmes opp, en seksjon hvor fluidet
fordamper (tofaseseksjonen), og en seksjon hvor fluidet er fullstendig fordampet og stremmer
som en overhetet damp. Seksjonsmetodens metodikk er illustrert i Figur 22, og
beregningsgrunnlaget for modellen finnes i Vedlegg J.
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Figur 22: Seksjonsmetodens metodikk (Minzer et al., 2006)
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5.1.3 Caser: Beregningsgrunnlag og metodikk

Tar utgangspunkt i seksjonsmetoden til Minzer et al. (2006) for a lage en beregningsmodell for
skjevfordelingen i et regneark. Den ferdigprogrammerte beregningsmodellen finns som en
separat del i den tilhgrende Excel-filen til beregningsprogrammet. Beregningsmodellens
funksjon er a gi et uttrykk for hvilken innflytelse gjengroingen i en fordamperpakke vil ha pa
skjevfordelingen av vann til rgrene.

Sammenlikner to rgr med forskjellige grader av beleggdannelse, og dermed forskjellig
varmefluks, fordampningsrate og da trykktapskarakteristikk gjennom rgrene. Siden alle rgrene
har felles innlgps- og utlgpsmanifold, tilsier det at trykktapet over rgret med lav, eller ingen,
varmefluks ma uansett veere lik trykktapet over rgret med hgy varmefluks.

APnirr = APiorr (5.1)

For @ kompensere for den naturlige trykktapsforskjellen, og gjgre den lik null, vil det sendes mer
vann til rgret med lavest trykktap og stremningsmotstand, og en automatisk skjevfordeling av
massestrgmmen oppstar. Resultatet av den naturlige trykktapsdifferansen, nemlig ujevn
massestrgmdistribusjonen i pakken, finnes fra beregningsprogrammet nar en Igsning av likning
(5.1) er oppfylt, ved & endre pa 1p; g rer O8 Myo rrrgr fra likning (5.2), hvor Rf representerer

beleggmotstanden pa utsiden av rgrene.
Api,Rf(mi,Rf,mr) = (Ap)frik + (Ap)grav + (AP) aks

(5.2)
2

OP)ass = () Bue = Burw)

Ved a palegge et tilstrekkelig stort trykktap pa alle rgrene vil de naturlige trykktapsdifferansene
mellom rgrene til en viss grad forsvinne, og det kan oppnas en bedre massestrgmdistribusjon.
Denne robustifiseringen av systemet kan gjgres ved a sette inn, eller borre, innsnevringer i form
av dyser for rgrutlgpene i manifolden. Det palagte dysetrykktapet beregnes ut i fra likning (5.3).

(Ap)dyse = (Ap)dyse,reversibel + (Ap)dyse,irreversibel (5'3)

Det kompletterende formelverket som er benyttet i skjevfordelingskalkulasjonene kan sees fra
Vedlegg J.
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5.1.4 Caser: Oppsett

Det er utfgrt 16 caser som har til hensikt 3 avdekke graden av skjevfordeling i en
fordamperpakke med ulike scenarier av fouling i fallkammeret. Casene er delt opp i fire
hovedgrupper som sammen inneholder to ulike foulingscenarioer ved to ulike rgykgass-
temperaturer. Temperaturene 900 og 500 °C er valgt for & representere en fordamperpakke
gverst og nederst i fallkammeret, da disse temperaturene dominerer i disse omradene.

e Gruppe 1 (Case 1-5): Skjevfordeling ved en moderat foulingdifferanse (R ¢, /Rfni =
0,5) og rgykgasstemperatur 900 °C.

e Gruppe 2 (Case 6 — 8): Skjevfordeling ved ekstremtilfelle (R f,/Rsn; = 0) 0g
reykgasstemperatur 900 °C.

* Gruppe 3 (Case 9 — 13): Skjevfordeling ved en moderat foulingdifferanse (R 7, /R ni =
0,5) og rgykgasstemperatur 500 °C.

e Gruppe 4 (Case 14 — 16): Skjevfordeling ved ekstremtilfelle (R 7, /Rfp; = 0) 0g
reykgasstemperatur 500 °C.

For alle casene er det sett pa robustifiseringsmulighetene i form av innsetting av forskjellige
dysediametere for rgrutlgpene fra manifolden, og dermed observert i hvilken grad
massestrgmdistribusjonen til rgrene forbedrer seg med det palagte dysetrykktapet. Det er blitt
gjennomfg@rt analyser av rgr uten dyser (28 mm), med dyse 1 (19 mm), med dyse 2 (9 mm) og
med dyse 3 (5 mm). En fullstendig oversikt over casene som er utfgrt kan sees fra tabellen i
Vedlegg K.

5.1.4.1 Foulingscenario: Moderat foulingdifferanse

Deler opp rgrpakken i 2 seksjoner som sammen utgjgr tverrsnittarealet av fallkammeret sett
ovenfra. Halvparten av rgrpakken (17 r¢r) er pdlagt en lav beleggmotstand, Ry ;, = 0,005, og
den andre halvparten (17 rgr) palegges en noe hgyere beleggmotstand, Rfjy; = 0,01.
Tverrsnittarealet til reykgassen er ikke pavirket av den moderate gjengroingen i fallkammeret
og sprer sin varmefluks uniformt pa den totale rgroverflaten i pakken.

5.1.4.2 Foulingscenario: Ekstremtilfelle

Deler opp rgrpakken i 9 seksjoner som sammen utgj@r tverrsnittarealet av fallkammeret sett
ovenfra, vist i Figur 23 a). Den totale massestremmen til pakken skal fordeles pa de 3 mulige
seksjonsinnlgpene, som alle inneholder 1/3 av rgrene i pakken (11 rgr). Merk at antall ror i
rerpakken er satt til 34 for de moderate foulingcasene, og 33 for ekstremtilfellene. Dette
grunnet dets hendighet med tanke pa seksjonsinndelingene.

46



Ekstremtilfellet bygger pa et ekstremt foulingscenario, hvor 8 av de 9 seksjonene er fullstendig
gjengrodd og dermed helt isolert for rgykgassens varmefluks. Dette tilsier at 2/3 av rgrene vil
inneholde vann i enfase, mens varmefluksen pa den midtre seksjonen fordeles pa 1/3 av
rerene. Maten dette er modellert pa illustreres i Figur 23 b), c) og d). Tverrsnittarealet til
reykgassen vil i dette tilfellet minskes betydelig, noe som vil gke rgykgasshastigheten og
dermed gassens varmeovergangskoeffisient.

1/3Mitot  e—

a) 1/3Mitot e —

1/3 m’i,tot q

O
N—r

AVAL
- J W J

tan |

m'i,ror Lpass

I a0 001

' 2pass ' 3pass ' 4pass | Spass | 6pass | 7pass ' 8pass

d) 1 pass 2 pass 3 pass 4 pass 5 pass 6 pass 7 pass 8 pass

Figur 23: Fordeling av varmefluks ved et ekstremt foulingscenario.

A) Viser en fordamperpakke sett ovenfra, hvor 8 av 9 seksjoner er gjengrodd av fouling.

B) Viser tverrsnittet A-A i pakken, hvor rgret er delvis gjengrodd, og kun har varmefluks i midtre seksjon.
C) Viser den reelle varmefluksdistribusjonen for en rgrlengde gjennom pakken.

D) Viser at det i beregningsmodellen antydes en jevn fordeling av varmefluksen utover hele rgrlengden.
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5.1.5 Caser: Resultater og diskusjon

Alle beregningene er utfgrt med en total massestrem 9 kg/s til fordamperpakken, som skal
fordeles pa 33/34 rgr i innlgpsmanifolden. | casene er det tatt for seg to parallelle rgr i denne
rerpakken, som begge har utlgp fra en felles innlgpsmanifold, og innlgp til en felles
utlgpsmanifold. Dette tilsier at trykktapet over begge rgrene til enhver tid ma vaere likt.

For hver av de fire casegrupperingene presenteres resultatene ved hjelp av to forskjellige
grafer. Den ene grafen viser hvilken effekt den ulike beleggmotstanden vil ha for
massestrgmdistribusjonen til de to rgrene. Den andre grafen viser hvor stort friksjon-,
akselerasjon- og gravitasjonstrykktapsbidraget er av det totale trykktapet for hvert rgr. Disse
refereres til som de "naturlige" trykktapene i rgret, og kan fortelle mye vedrgrende arsaken til
den eventuelle skjevdistribusjonen. Friksjonstrykktapets stgrrelse blir primaert pavirket av
hastighetsgradienten ved faseendringer under kokingen. Akselerasjonstrykktapet blir primaert
pavirket av varierende strgmningstverrsnitt og fluidtemperatur, noe som ikke dominerer i dette
systemet. Gravitasjonstrykktapts stgrrelse er en direkte funksjon av vann- og dampblandingens
hgydeforlgp og massetetthet giennom fordamperpakken.

Trykktapskarakteristikkgrafen  viser trykktapsfordelingen i begge rgrene etter at
skjevfordelingen av massestrémmen har inntruffet, og det totale trykktapet gjennom rgrene er
balansert ut. Skjevfordelingen benevnes ofte som prosent masseenheter, av den totale
massestrommen til fordamperpakken, som sendes til rgrseksjonen med lav fouling (hey
varmefluks), og rgrseksjonen med hgy fouling (lav eller ingen varmefluks), henholdsvis

mlo fouling seksjon] [mhi fouling seksjon] (y
.

Mot rerpakke Meot regrpakke

Robustifisering ved hjelp av innsetting av forskjellige dysediametere er analysert, og
resulterende utjevning av skjevfordelingen er vist. Dysetrykktapet vil veere ulikt for begge rgr
siden trykktapet er en direkte funksjon av massestrgmmen tilfgrt rgret. Ved a addere
dysetrykktapet med de "naturlige" trykktapene vil det resulterende totale trykktapet over
begge rgrene gi en utjevnende effekt pa massestromfordeling. Dysetrykktapet er ikke
presentert i grafene over trykktapskarakteristikken i rgrene, siden dette er irrelevant for
grafens bruk.
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5.1.5.1 Gruppe 1 (Case 1-5)

Beregningsresultatene er vist i Figur 24 og Figur 25 for henholdsvis massestrgmdistribusjonen
mellom rgrene, og den resulterende trykktapsfordelingen i rgrene.

Case 1 er gjennomfgrt for a vise hvordan vannfordelingen mellom rgrene vil vaere ved en
perfekt fordeling, hvor begge rgrene er blitt utsatt for en lik Rr. Dette for & ha et

referansepunkt til sammenlikning med de andre casene.

Case 2 viser at det uten innsatte dyser vil fgre til en skjevfordeling av massestremmen med en
fordeling pa ca. 40/60 % mellom rgret med lav- og hgy beleggmotstand.

Case 3 — 5 viser utjevningen av skjevfordelingen med funksjon av innsatt dysediameter.
Massestrgmdistribusjonen utjevnes til 43/57 % med en dysediameter lik 19 mm, 48/52 % med
9 mm, og naermest 50/50 % med 5 mm. Det resulterende trykktapet for den forbedrede
distribusjonen, inkludert dysetrykktapet, gker drastisk (ca. 0,2 — 1,6 bar) fra case 4 til case 5
grunnet en betydelig reduksjon av tverrsnittetarealet for vannstremmen med en dyse pa 5 mm.

[kg/s] Moderat foulingdifferanse ved 900 °C: Massestrgmdistribusjon [Bar]
0,350 1,80
0,300 .4 - 160
- 1,40
0,250
- 1,20
0,200 1,00
0,150 - 0,80
- 0,60
0,100
- 0,40
0,050 - 0,20
0,000 - 0,00
Case 1 Case 2 Case 3 Case 4 Case 5
Rf,lo/Rf,hi=1 Rf,lo / Rf,hi=0,5 Rf,lo / Rf,hi=0,5 Rf,lo/ Rf,hi=0,5 Rf,lo / Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo =0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005
Rf,hi = 0,005 Rf,hi = 0,010 Rf,hi=0,010 Rf,hi = 0,010 Rf,hi=0,010
Ingen dyse Ingen dyse Dyse: 19 mm Dyse: 9 mm Dyse:5mm
mm m lo,rfrgr  mmEm hi,rf,rgr —e—Ap,rer

Figur 24: Massestrgmdistribusjon mellom to parallelle rgr ved 900°C moderat tilfelle,
hvor rgrene er utsatt for forskjellig beleggmotstand, og dermed varmefluks, samt
det pafglgende trykktapet i rgrene ved robustifisering med dyser.
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Arsaken til skjevfordelingen sett i Figur 24, kan sees fra trykktapskarakteristikken i Figur 25.
Grafen viser at friksjonstrykktapet er det dominerende bidraget i begge rgrene, sammen med
gravitasjonsbidraget som en god nummer to.

Et dominerende friksjonstrykktap tilsier en betydelig forekomst av dampproduksjon i begge
rgrene, noe som er naturlig med en rgykgasstemperatur ved 900 °C. Siden et rgr er utsatt for
noe hgyere varmefluks vil det inneholde mer damp enn det andre rgret, som dermed innehar
et noe hgyere gravitasjonstrykktap grunnet en hgyere massetetthet av vann/damp-blandingen.

Skjevfordelingen oppstar siden avdampingsmengden i Rg,-rgret er sapass stor at
friksjonstrykktap er hgyere sammenliknet med det noe hgyere gravitasjonstrykktapet i Ry ;-
roret.

Moderat foulingdifferanse ved 900 °C:
Fordeling av friksjon-, akselerasjon og gravitasjontrykktapet

0,120
0,100 — 7 7
0,080 7 7
E 0,060 —
0,040 —
0,020
0,000
Case 1 Case 2 Case 3 Case 4 Case 5
Rf,lo/Rf,hi=1 Rf,lo/ Rf,hi=0,5 Rf,lo /Rf,hi=0,5 Rf,lo /Rf,hi=0,5 Rf,lo /Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo =0,005 Rf,lo = 0,005
Rf,hi = 0,005 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010
Ingen dyse Ingen dyse Dyse: 19 mm Dyse: 9 mm Dyse: 5 mm

BApfrLoRfrer @EAApfrHiRfrar MWApgrloRfrer @ApgrHiRfrer HBEApaksLoRfror  EAp aks HiRf ror

Figur 25: Frik-, aks- og gravtrykktapet for to parallelle rgr ved 900°C moderat tilfelle,
hvor rgrene er utsatt for forskjellig beleggmotstand, og dermed varmefluks.
Fordelingen viser trykktapene med resulterende skjevfordelt massestrgm
(Figur 24), og dysetrykktapet palagt er ikke representert.
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5.1.5.2 Gruppe 2 (Case 6-8)

Beregningsresultatene er vist i Figur 26 og Figur 27 for henholdsvis massestrgmdistribusjonen
mellom rgrene, og den resulterende trykktapsfordelingen i rgrene.

Grafene representer skjevfordelingsresultatene i et ekstremt foulingscenario ved en rgykgass-
temperatur lik 900 °C. Det vil si at rgret med hgy beleggmotstand er fullstendig gjengrodd og
isolert for varmefluks, og vil inneholde enfase vann gjennom hele rgrforlgpet.

Case 6 viser at skjevfordelingen mellom rgret med lav- og hgy beleggmotstand er pa ca. 10/90
% uten at dyser er innsatt. Det ma merkes at casens resultat er pavirket av de underlagte
begrensningene benyttet i beregningsprosedyren til utbalanseringen, hvor et minimumskrav pa
0,5 kg/s ble satt til fordamperpakkeseksjonen med lav beleggmotstand. Tross dette ble ikke en
fullstendig I@sning funnet, hvor trykktapsdifferansen mellom rgrene ble lik null. Dette tilsier at
skjevfordelingen i casen trolig kan vaere noe stgrre enn antatt.

Ekstremtilfelle ved 900 °C: Massestrgmdistribusjon 5,

[kg/s]
0,450 2,00
0,400 - 1,80
0,350 - 1,60
0,300 - 140
0,250 - 1,20
- 1,00
0,200 - 0.80
0,150 0,60
0,100 - 0,40
0,050 - 0,20
0,000 - 0,00

Case 6 Case 7 Case 8

Rf,lo/Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005
Rf,hi = ==

Ingen dyse

s m lo,rf,rgr

Rf,lo/Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005
Rf,hi = ==

Dyse: 9 mm

e m hi,rf,rer

Rf,lo/Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005
Rf,hi = ==

Dyse: 5 mm

Ap,ror

Figur 26: Massestrgmdistribusjon mellom to parallelle rgr ved 900°C ekstremtilfelle,

hvor det ene rgret er utsatt for en fullstendig gjengroing, samt det pafglgende

trykktapet i rgrene ved robustifisering med dyser.
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Case 7 og 8 viser utjevningen av skjevfordelingen med funksjon av innsatt dysediameter. Det er
kun sett pa bruk av dyser pa 9 og 5 mm, der en dyse pa 19 mm er blitt utelukket a inneha et
tilstrekkelig utjevningspotensial for en slik ekstrem skjevfordeling. Massestrgmdistribusjonen
utjevnes til 35/65 % i case 7 og 48/52 % i case 8. Tross den ekstreme skjevfordelingen kan altsa
en dysediameter pa 5 mm resultere i en narmest jevn vannfordeling, men dette vil i tillegg
resultere i betydelig gkning av trykktapet over rgrene.

Figur 27 viser at Ry ;,-reret domineres av et skyhgyt friksjonstrykktap sammenliknet med det
relativt moderate gravitasjonstrykktapet til R; p;-rgret. Dette siden det ene rgret ikke er utsatt
for varmefluks og vannet vil stremmer som enfase gjennom hele rgret, mens det andre rgret
blir utsatt for en ekstrem varmefluks, og da vil ha en hgy dampproduksjon.

Figur 27 viser tydelig at det totale trykktapet for rgrene ulikt, noe som ikke er tilfellet. Dette
fremstar slik siden dysetrykktapet, som da utjevner forskjellen, ikke er representert i denne

grafen.
Ekstremtilfelle ved 900 °C:
Fordeling av friksjon-, akselerasjon og gravitasjontrykktapet
0,300
0,250
’ 7
%
0,200 / %
- o %
.‘E 0,150 % % A Ap fr Lo Rf rgr
% % @ Ap fr Hi Rf rgr
0,100 % % B Apgr Lo Rf
% % p gr Lo Rf rgr
0.050 % % E Ap gr Hi Rf rgr
» / % % B Ap aks Lo Rf rgr
0,000 é ﬂ % é B Ap aks HiRf rgr
Case 6 Case 7 Case 8
Rf,lo/ Rf,hi=0 Rf,lo/ Rf,hi=0 Rf,lo/ Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005
Rf,hi = == Rf,hi = == Rf,hi = ==
Ingen dyse Dyse: 9 mm Dyse: 5 mm

Figur 27: Frik-, aks- og gravtrykktapet for to parallelle rgr ved 900°C ekstremtilfelle,
hvor det ene rgret er utsatt for en fullstendig gjengroing. Fordelingen viser
trykktapene med resulterende skjevfordelt massestrgm (Figur 26), og
dysetrykktapet palagt er ikke representert.
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5.1.5.3 Gruppe 3 (Case 9-13)

Beregningsresultatene er vist i Figur 28 og Figur 29 for henholdsvis massestrgmdistribusjonen

mellom rgrene, og den resulterende trykktapsfordelingen i rgrene.

Case 9 er gjennomfgrt for a vise hvordan vannfordelingen mellom rgrene vil veere ved en

perfekt fordeling, hvor begge rgrene er blitt utsatt for en lik Rr. Dette for & ha et

referansepunkt til sammenlikning med de andre casene.

Case 10 viser at det uten innsatte dyser ikke vil fgre til en merkverdig skjevfordeling av

massestrgmmen mellom Rf;,- 0g Ry p;-reret. Resultatet kan begrunnes med den lave

reykgasstemperaturen og varmefluksen pafgrt begge rgr. Likevel er det gjennomfgrt caser
angaende effekten av dyser (Case 11 — 13 ), for a kunne gi et likt sammenlikningsgrunnlag som
for tilsvarende operasjonssituasjoner ved 900 °C.

[ke/s]
0,350

0,300
0,250
0,200
0,150
0,100
0,050

0,000

Moderat foulingdifferanse ved 500 °C: Massestremdistribusjon

Case 9

Rf,lo / Rf,hi=1
Rf,lo = 0,005
Rf,hi = 0,005

Ingen dyse

Case 10
Rf,lo /Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005

Rf,hi= 0,010

Ingen dyse

m m lo,rf,ror

Case 11
Rf,lo/Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005
Rf,hi =0,010
Dyse: 19 mm

s m hi,rf,rer

Case 12
Rf,lo/ Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005
Rf,hi =0,010
Dyse: 9 mm

=== AD,I@r

Case 13
Rf,lo/ Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005
Rf,hi=0,010

Dyse: 5 mm

[Bar]
1,80

- 1,60

1,40
1,20
1,00
0,80
0,60
0,40
0,20

0,00

Figur 28: Massestrgmdistribusjon mellom to parallelle rgr ved 500°C moderat tilfelle,
hvor rgrene er utsatt for forskjellig beleggmotstand, og dermed varmefluks, samt
det pafglgende trykktapet i rgrene ved robustifisering med dyser.
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Figur 29 viser at gravitasjonstrykktapet er det dominerende trykktapsbidraget i begge rgrene.
Dette fordi den lave rgykgasstemperatur gir en lav dampproduksjon, og dermed et lavt
friksjonstrykktap i forhold til gravitasjonstrykktapet. Siden da dampproduksjonen i det rgret
med hgy varmefluks er sapass lav i utgangspunktet, vil ikke trykktapsforskjellen mellom rgrene
bli betydelig stor, da begge hovedsakelig inneholder en tilnaermet lik mengde enfaset vann.

Innsetting av dyser i en fordamperpakke ved sapass lave rgykgasstemperaturen vil med andre
ord veere ungdvendig for & opprettholde en god massestrgmdistribusjon ved dette

operasjonstilfellet.

Moderat foulingdifferanse ved 500 °C:
Fordeling av friksjon-, akselerasjon og gravitasjontrykktapet

0,070
0,060
0,050
__ 0,040
T
=}
0,030
0,020 —
0,010 —
0,000
Case 9 Case 10 Case 11 Case 12 Case 13
Rf,lo/Rf,hi=1 Rf,lo / Rf,hi=0,5 Rf,lo / Rf,hi=0,5 Rf,lo / Rf,hi=0,5 Rf,lo / Rf,hi=0,5
Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005
Rf,hi = 0,005 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010 Rf,hi=0,010
Ingen dyse Ingen dyse Dyse: 19 mm Dyse: 9 mm Dyse: 5 mm

Ap fr Lo Rf ror

Ap fr HiRf rer

W Ap gr Lo Rf rgr

EAp gr Hi Rf ror

B Ap aks Lo Rf rar

B Ap aks HiRf rar

Figur 29: Frik-, aks- og gravtrykktapet for to parallelle rgr ved 500°C moderat tilfelle,
hvor rgrene er utsatt for forskjellig beleggmotstand, og dermed varmefluks.
Fordelingen viser trykktapene med resulterende skjevfordelt massestrgm
(Figur 28), og dysetrykktapet palagt er ikke representert.
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5.1.5.4 Gruppe 4 (Case 14-16)

Beregningsresultatene er vist i Figur 30 og Figur 31 for henholdsvis massestrgmdistribusjonen
mellom rgrene, og den resulterende trykktapsfordelingen i rgrene.

Grafene representer skjevfordelingsresultatene i et ekstremt foulingscenario ved en rgykgass-
temperatur lik 500 °C. Det vil si at rgret med hgy beleggmotstand er fullstendig gjengrodd og
isolert for varmefluks, og vil inneholde enfase vann gjennom hele rgrforlgpet.

Case 14 viser at skjevfordelingen mellom rgret med lav- og hgy beleggmotstand er pa ca. 35/65
%. Dette er en betydelig mindre grad av skjevfordeling sammenliknet med et likt
foulingscenario ved 900 °C.

Case 15 og 16 viser utjevningen av skjevfordelingen med funksjon av innsatt dysediameter. Det
er kun sett pa bruk av dyser pa 9 og 5 mm, for a gi et likt vurderingsgrunnlag som for
tilsvarende operasjonssituasjon ved 900 °C (case 6 — 8). Fra resultatgrafen observeres det at
det kunne veert interessant & se effekten ved bruk av en 19 mm dyse, da
massestrgmdistribusjonen utjevnes til hele 47/53 % med 9 mm, og 50/50 % med en
dysediameter pa 5 mm.

Ekstremtilfelle ved 500 °C: Massestromdistribusjon

[kg/s] [Bar]
0,400 1,80
0,350 - 1,60
0,300 - 1,40
0,250 - 1,20

- 1,00
0,200 080
0,150 . 0.60
0,100 - 0,40
0,050 - 0,20
0,000 - 0,00

Case 14 Case 15 Case 16

Rf,lo / Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005
Rfhi = o=

Ingen dyse

mms m lo,rf,ror

Rf,lo / Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005
Rfhi = o=

Dyse: 9 mm

s m hi,rf,rgr

Rf,lo / Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005

Rf,hi = ==

Dyse:5 mm

Ap,ror

Figur 30: Massestrgmdistribusjon mellom to parallelle rgr ved 500°C ekstremtilfelle,

hvor det ene rgret er utsatt for en fullstendig gjengroing, samt det pafglgende

trykktapet i rgrene ved robustifisering med dyser.
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Figur 31 viser at Rg,-rgret domineres av et hgyt friksjonstrykktap. Siden det avdampes
betydelig mindre ved dette ekstremtilfellet, kontra ekstremtilfellet ved 900 °C, vil ikke
friksjonstrykktapet veere betydelig mye hgyere sammenliknet med gravitasjonstrykktapet til
Ry pi-roret. Dette resulterer i en mindre kritisk skjevfordeling av massestrgm.

For case 9 — 13, som tar utgangspunkt i en lik r@gykgasstemperatur men med en moderat
foulingdifferanse, ble det kommentert at dampproduksjonen, og dermed friksjonstrykktaps-
bidraget, var sveert lav i Rs;,-reret, grunnet den lave temperaturen pa 500 °C. Dette stemmer
ikke i like stor grad i dette ekstremtilfellet, hvor rgykgassens strgmningstverrsnitt er kraftig
redusert, noe som resulterer i hgyere varmefluks, og dermed dampproduksjon og
friksjonstrykktap.

Ekstremtilfelle ved 500 °C:
Fordeling av friksjon-, akselerasjon og gravitasjontrykktapet

0,090

0,080

0,070 Z

0,060 %
— 0,050 %
= / Ap fr Lo Rf rgr
£ 0,040 /

) % & Ap fr Hi Rf ror
0,030 % B Ap gr Lo Rf rgr
0,020 % E Ap gr Hi Rf rgr
0,010 % B Ap aks Lo Rf rgr
0,000 % @ Ap aks Hi Rf rgr

Case 14 Case 15 Case 16
Rf,lo/ Rf,hi=0 Rf,lo / Rf,hi=0 Rf,lo /Rf,hi=0
Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005 Rf,lo = 0,005
Rf,hi & == Rf,hi - == Rf,hi - ==
Ingen dyse Dyse: 9 mm Dyse: 5 mm

Figur 31: Frik-, aks- og gravtrykktapet for to parallelle rgr ved 500°C ekstremtilfelle,

hvor det ene rgret er utsatt for en fullstendig gjengroing. Fordelingen
viser trykktapene med resulterende skjevfordelt massestrgm

(Figur 30), og dysetrykktapet palagt er ikke representert.
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5.1.6 Robustifisering

For @ kunne foresla den optimale dysediameteren i en robustifisering av systemet er fglgende
argumentasjoner lagt til grunn:

e CHF — Kapittel 5.1.6.1:
Tilstrekkelig vannmengde ma tilfgres det rgret som er utsatt for den hgyeste
varmefluksen, slik at stremningsforholdet i rgret er langt ifra @ na systemets CHF-verdi.

e Trykktap og pumpearbeid — Kapittel 5.1.6.2:
En avveiing mellom graden av skjevfordeling tillat og gkt trykktap i fordamperpakken, og
dermed ekstra pumpearbeid pafgrt, ma vurderes.

Baserer argumentasjonen pa skjevfordelingsresultatene fra casene som er gjennomfgrt for et
ekstremt foulingscenario, sammen med CHF-beregninger for rgret med lav beleggmotstand i
disse casene, henholdsvis case 6 — 8. Dette siden disse casene representerer en ekstrem tilstand
i dampkjelens mest kritiske omrade (Figur 9).

Det er i tillegg utfgrt CHF-beregninger for case 2, hvor fordamperpakken kun er utsatt for et
moderat foulingscenario. Dette for @ ha et referansepunkt for CHF-verdien sammenliknet med
CHF-verdien i det ekstreme foulingscenarioet.

5.1.6.1 CHF for Ry, — rer ved 900 °C

Benytter Groenevelds beregningmetode for CHF i horisontale rgr beskrevet i Kapittel 3.4.2,
hvor likning (3.9) anvendes for korreksjonsfaktoren etter a ha vist de laveste RMS-feilverdiene
nar nettopp vann er kokemediet.

For beregning av q" ., e i den generelle likningen (3.6) er Groeneveld sin "1995 Table Look-up
Method" brukt. Denne gir CHF-verdien for rgret med de gitte stremningsforholdene som om
reret hadde veert vertikalt (Groeneveld et al., 1986). Modellen tar utgangspunkt i de lokale
forholdene i rgret, og er en lett anvendelig modell som i tillegg er palitelig, som nevnt i Kapittel
3.3.2.1.

Det er kalkulert en CHF-verdi for det utsatte rgret i de aktuelle casene, og sammenlikner den
kritiske varmefluksen med den virkelige varmefluksen som rgykgassen utsetter rgret for.
Resultatene sees i Figur 32.

Kalkulasjonen av den virkelige varmefluksen pafgrt rgret inneholder ikke stralingsbidraget fra
flammeveggene, da kun rgykgassens konvektive bidrag og stralingsbidrag er medberegnet. Den
virkelige varmefluksen vil derfor vaere noe hgyere en uttrykt i denne CHF-analysen i praksis. Se
Kapittel 3.2.1 for begrunnelsen for den gkte varmeovergangen i topp av fallkammer.
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Siden bade beregningene av CHF-verdien og pafgrt varmefluks er noe grove og ufullstendige,
antas en usikkerhetsmargin pa 30 % i vurderingen av verdiene q" ;. nor 08 @' virketighor-

Kritisk- & Virkelig varmefluks

180
160

140

120

3

co
o
I

[kW/mA2]

Case 2 Case 6 Case 7 Case 8

mq' cr,hor mq'virkelig,hor

Figur 32: CHF (q” cr,hor) og virkelig varmefluks (g’ act,hor) pafgrt Rf,lo — rgr

Figur 32 viser at den virkelige varmefluksen i case 2 ligger langt ifra CHF-verdien til systemet. |
case 6 derimot, vil systemet vaere sveert utsatt for en mulig burnout, der CHF-verdien er sveert
lav grunnet den ekstreme skjevfordelingen av vann til rgret, som vist av Figur 26 i Kapittel
5.1.5.2. Ved a sette inn en dyse med diameter 9 mm (Case 7), vil CHF-verdien gkes betraktelig
grunnet et forbedret strgmningsforhold i rgret. Med en q" i kelignor SOM utgjgr ca. 60 % av
q" crhor, kan denne casen sees pa som rimelig motstandsdyktig for en mulig oppnaelse av CHF i
rerene, selv med den antatte usikkerhetsmargin pa * 30 %. Innsettelsen av 5 mm dyser i case 8
resulterer i en redusering av q"yirketighor/q crnor-forholdet til ca. 50 %.

58



5.1.6.2 Trykktap og pumpearbeid

Ulike innsnevringsdiametere tilsier ulike trykktap pafgrt fordamperpakken, og dermed det
totale trykktapet i fallkammerets vannkrets. Sirkulasjonspumpen som star pa bakkenivd av
fallkammeret, illustrert i Figur 4, har i oppgave a s@rge for en tilstrekkelig pumpekraft av vann
gjennom kretsen. Den prosentvise forskjellen av ngdvendig energi tilfgrt pumpen for hvert av
de presenterte dysealternativene, vil vaere av interesse i en vurdering og anbefaling for en
endelig robustifisering av systemet. Stgrrelsesordenen til det ekstra arbeidet pafgrt pumpen i
forhold til resten av pumpekraften som er i bruk, vil si noe om betydeligheten av
dysediameternes bidrag til det totale trykktapet i kretsen.

Pumpekraften til vannpumpen, P, finnes fra likning (5.4), og er en funksjon av volumstrgmmen,
pumpens virkningsgrad, og trykktapet gjennom kretsen. | beregningene er en typisk
pumpevirkningsgrad pa 63 % brukt.

P= W]
Npump

(5.4)

Npump = Nhydraulisk " Nmotor = 0,70-0,90 = 0,63

Det er tatt utgangspunkt i en lik pumpe som prosjektert for i Energos’ dampkjeldesign for
Forus-anlegget. Pumpens design data er vist i Figur 33, med en total volumstrgm 82 m3/h og
differenstrykk 3,2 bar over pumpen (ENERGOS, 2008a).

SR mm—m—mwwa
SERVICE CIRCULATION PUMP HOLD 1
CAPACITY 82 m’/h
DELVERY PRESSURE | 25.2 barg
DIFF. PRESSURE 32 bar
DUTY @ RPM 1" kWe 2900
REQUIRED NPSH 3 m
INSULATION (YES) (No)| No mm

Figur 33: Sirkulasjonspumpe for vannkrets i fallkammer (ENERGOS, 2008a)
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Bruker dysetrykktapsverdiene fra case 7 og 8 for a illustrere den ekstra pumpekraften som
pafgres. Tabell 4 viser at en dysediameter pa 9 mm resulterer i en 6 % @gkning, mens en
dysediameter pa 5 mm resulterer i et ekstra pumpearbeid pa 47 %.

Det skal merkes at pumpens differenstrykk fra Figur 33 sannsynligvis inkluderer trykktap
forbundet med bruk av 9 mm dyser i fordamperpakkene. Men siden dette kun er en
sammenlikningscase, som tar utgangspunkt & vise en generell effekt av palagt trykktap i
kretsen, antas det at ingen dysetrykktap inngar i denne differenstrykkverdien.

Design Case 7 Case 8
Dyse - - 9mm 5mm
Volumstrgm m”3/h 82 82 82
Dysetrykktap bar 0 0,2 1,5
Differenstrykk bar 3,2 3,4 4,7
Virkningsgrad - 0,63 0,63 0,63
Pumpekraft kW 11,6 12,3 17,0
Ekstra pumpekraft kw - 0,7 54
Ekstra pumpekraft % - 6,3 46,9

Tabell 4: Ekstra pumpekraft pafert i case 7 og 8

Betydningen av et ekstra pafgrt pumpearbeid pa 5,4 kW (47 %) ma sees i sammenheng med det
totale energibehovet til hele forbrenningsanlegget, inkludert brennkammer, avfallskvern, vifter
etc. Siden pumpen har et generelt lavt energibruk, antas det at denne spesifikke pumpen er
noksa neglisjerbar i en virkningsgradskalkulasjon av hele anlegget. Dermed vil den pafgrte
pumpekraften ved en gkning av trykktapet i fordamperpakken for & sikre en god massestrgm-
distribusjon, mest sannsynlig vaere en fornuftig avveiing.
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5.2 Del 2: Skjevfordeling mellom fordamperpakker i et fallkammer
5.2.1 Bakgrunn

| fallkammeret er fordamperpakkene plassert over hverandre ved ulike hgydenivaer, som vist i
Figur 34. Kammeret kan ha en hgyde opptil 6 meter og inneholde alt fra 2 — 4 fordamperpakker
(Nesje, 2011). Hpydeforskjellen mellom pakkene kan altsa variere fra 1 — 3 meter.

| et scenario hvor vannet flyter fritt fra pumpeutlgpet, uten hindringer, vil det alltid velge
minste motstands utvei. Siden fordamperpakkene som er plassert i gvre del av fallkammeret
bade har en hgyere fordampningsrate og et hgyere statisk vaesketrykk grunnet
gravitasjonstrykktapet av vannet i stigergret, vil vannet velge a stremme til en lavere plassert
rerpakke.

Det er altsa to hovedfaktorer som spiller inn for den naturlige skjevfordelingen, nemlig den gkte
reykgasstemperaturen og varmeovergangen i toppen av fallkammeret, samt hgydeforskjellen.

>0

(Pm192) ; 5

— (Pm292) 4, ,

ri'ldamp,hi = li‘ldamp,lo

Appakke,hi = Appakke,lo

(pvg2) hil—=

' Pumpe

Figur 34: Trykkdifferansen mellom to fordamperpakker i fallkammer

61



5.2.2 Trykktapsforskjell i fordamperpakker

| Kapittel 3.2 ble problemer tilknyttet hgye varmeflukser og CHF i toppen av fallkammer belyst.
Figur 9 viser en simpel illustrasjon av et fallkammer med fire fordamperpakker. Rgykgassen fra
brennkammeret fgres inn pa fallkammerets topp, og utsetter den fgrste fordamperpakken for
de hgyeste temperaturene, som dermed avtar med fallende hgyde. Dette tilsier at
varmeovergangen og dampproduksjonen i de gvre pakkene er hgyere enn i de lavere pakkene,
og dermed utsettes for et hgyere trykktap grunnet en kraftigere fordampningsprosess.

5.2.3 Hgydeforskjell mellom fordamperpakker

Som Figur 34 viser, vil det vaere en statisk vaesketrykkdifferanse mellom to fordamperpakker
ved ulik hgyde. Vannet er i enfase fra pumpeutlgpet, gjennom stigergret, og inn pa rgrpakkenes
innlgpsmanifold. Vannet fordampes dermed gjennom rgrpakkene, og ender opp som tofase i
utlgpsmanifolden og videre opp et annet stigergr. Forskjellen av dampproduksjonen, og da
vann- og dampblandingens massetetthet ut av de ulike fordamperpakkene, er med pa a gke
trykktapsdifferansen over dem.

Likningssett (5.5) og Figur 34 viser en fremstilling av nettopp dette. Vann- og dampblandingens
massetetthet i stigergret som pavirker den nedre pakken, p,,,, vil veere stgrre sammenliknet
med massetettheten som pavirker den gvre pakken, p,,1, siden dampinnholdet i blandingene
er forskjellig. Men sammen med vannets massetetthet i stigergret til den gvre pakken, p,, vil
den totale massetettheten som pavirker pakken veere stgrre. Denne massetetthetsdifferanse,
sammen med stigergrenes hgydeforskjell inn og ut av fordamperpakkene, utgjgr
trykkdifferansen og dermed den naturlige skjevfordelingen av massestrgm mellom enhetene.

Appi = Phix + Priz = (0v92) nix + (Pm19Z) hi2

Apio = Prog + Pro2 = 0 + (Pm292) 10,2 (5.5)

Appi > Apy,

5.2.4 Robustifisering

Det er bevist at systemet vil lide av en naturlig skjevfordeling av massestremmen mellom de
ulike fordamperpakkene ved de forskjellige hpydeplasseringene i fallkammeret. For a oppna en
jevn massestrgmdistribusjon ma det palegges ytterligere trykktap over hver seksjon for 3
utjevne trykktapsdifferansen mellom pakkene, pa lik mate som foreslatt i robustifiseringen av
skjevfordelingen i de parallelle rgrene innad i pakkene beskrevet i Kapittel 5.1.6.
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Dette gjgres ved og innsette innsnevringsdyser i overgangen mellom stigergret og innlgpet til
hver av innlgpsmanifoldene. Innsnevringene er utformet som metalldisker, og kan ha
forskjellige geometrier. Figur 35 viser to eksempler pa metalldisker hvorav variant A er den
mest aktuelle i dette tilfellet.

Utformingen av disse metalldiskene, sammen med effekten av valgt inntrengningsdybde for
rgrene, vil ha innflytelse pa vanndistribusjonen fra manifolden og ut til de mange rgrene. Mye
litteratur er publisert innenfor skjevfordeling og optimalisering av massestrgemmer i manifolder.
Effekten av inntrengingsdybden for rgrene inne i manifolden er diskutert i Lee og Lee (2004) og
Kim og Sin (2006). En numerisk forutsigelse av stremningsfordelingen i et parallell og et revers
manifoldsystem er utarbeidet i Datta og Majumdar (1980). Effekter av ulike stremningsforhold i
manifolden er ikke lagt til grunn i denne rapporten, og det tas utgangspunkt i en uniform
vanndistribusjon til alle rgrene ut fra manifoldene.

b

droplets jets

Stranﬁed

Iﬂl_lﬂl_ll_ll_ll_l[

Figur 35: Innsnevringer for innlgp til manifolder (Ahmad et al., 2009)
A) Metalldisk med ekspansjonsmunning
B) Metalldisk med sprutgitter

Avhengig av antall rgrpakker installert i fallkammeret, den totale massestrommen i
vannkretsen, og pafgrt varmefluks fra rgykgassen, ma det settes inn metalldisker med ulike
diametere for hver fordamperpakke. Innsnevringsdiameteren ma veere minst pa den gverste
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pakken, og gradvis gkes for hver pakke installert. De ulike dysetrykktapene vil da fungere som
en fordelingsregulerer mellom fordamperpakkene, hvor palagt trykktap er stgrst for den
gverste og minst for den laveste fordamperpakken i fallkammeret.

Som nevnt innledningsvis i rapporten er det ikke utfgrt en fullstendig analyse av dette
systemet, hvor det er gjennomfgrt beregninger som gir et tilstrekkelig beregningsgrunnlag for a
kunne anbefale spesifikke dysediametere i en robustifiserings-strategi. Likevel fglger en
generell diskusjon av faktorer som vil spille inn i valget av dysediametere.

For a kunne foresla den optimale dysediameteren i en robustifisering av systemet ma fglgende
argumentasjoner legges til grunn:

e CHF:
Tilstrekkelig vannmengde ma tilfgres fordamperpakken som er utsatt for den hgyeste
varmefluksen, slik at stremningsforholdene i pakkens rgr er langt ifra & nd systemets
CHF-verdi.

e Trykktap og pumpearbeid:
En avveiing mellom graden av skjevfordeling tillat og gkt trykktap over
fordamperpakken, og dermed ekstra pumpearbeid pafgrt, ma vurderes.

Videre anbefaling for robustifiseringen av fordamperpakkene er overfgrt til diskusjonen for den
samlede robustifiserings-strategien av systemet i Kapittel 5.3. Dette siden anbefalingen
innebaerer en kombinert vurdering med robustifiseringene foreslatt for rgrene inne i rgrpakken.

5.3 Samlet anbefaling for robustifisering av systemet

Igjennom kapittelet er det tatt for seg to ulike problemomrader angaende skjevfordelt
stromning pa vannsiden i Energos sine fordamperpakker. Selv om begge aspektene er diskutert
separat, og forebyggende tiltak er anbefalt uavhengig av hverandre, vil den endelige
robustifiserings-strategien for hele fordamperpakken avhenge sterkt av hva som blir gjort i
hvert omrade i r@rpakken.

En optimal balanse mellom palagt trykktap i manifoldinnlgpet og palagt trykktap i hvert enkelt
ror internt i fordamperpakken ma innstilles, slik at det samlede trykktapet over rgrpakken er
tilstrekkelig for en akseptabel skjevfordeling mellom de mellomliggende rgrene i pakken. En
avveiing mellom forsikringsgraden mot CHF ved betydelige beleggdannelser i fallkammeret, og
det pafglgende ekstra pumpearbeidet systemet blir utsatt for, vil vaere hovedgrunnlaget for
anbefalingen.
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Siden det ikke er utfgrt spesifikke trykktapsberegninger ved implementering av metalldisker
med forskjellige innsnevringsdiametere, kan ikke en tallfestet anbefaling for den totale
fordamperpakken gis. Likevel kan det gjennomfgres en generell argumentasjon angaende
gkning av det samlede trykktapet over pakken kontra den ekstra pumpekraft ngdvendig.

Som nevnt i Kapittel 5.1.6.2 er ikke vannpumpen betraktet som stor (11 kW) sammenliknet med
det antatte totale energiforbruket for anlegget. Innvirkningen av en trykktapsgkning pa 2 -3 bar
(ca. 6 kW gkt pumpeeffekt) i fallkammerets vannkrets, vil altsa ikke vaere merkverdig stor for
anleggets totale virkningsgrad. Dermed vil aspektet av en potensiell gkning av ngdvendig
pumpekraft for a sikre en god massestrgmdistribusjon, ikke vaere en avgjgrende faktor for
anbefalingen. Likevel finnes en gylden middelvei mellom 3 overbeskytte seg, i form av
ungdvendige store trykktap og utgifter med store pumpeeffekter, og a finne en
robustifiseringsstrategi som gir akseptable massestrgmdistribusjoner ved moderate
pumpeeffekter.

Som belyst i Kapittel 5.1.6.1, og grafisk vist i Figur 32, vil en dysediameter pa bade 9 og 5 mm
inn pa rgrene veere tilstrekkelig for gode stremningsforhold og fraveer av CHF i alle rgr, selv ved
ekstreme beleggdannelser i fallkammeret.

Figur 26 viser at bruk av en dyse pa 5 mm, kontra en pa 9 mm, innebarer en
trykktapsdifferanse pa ca. 1,4 bar. Siden vannfordelingen er tilstrekkelig god allerede ved bruk
av en dyse pa 9 mm, vil ikke den ekstra energistraffen ved bruk av en dyse pa 5 mm vare
ngdvendig uansett hvor liten den matte veere.
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6 Rgr med serraterte finner

6.1 Bakgrunn

For & gke effektiviteten til en dampkjel kan finnede rgr benyttes for gkt varmeovergang.
Varmeovergangen mellom rgykgassen og den finnede rgrveggen har en betydelig pavirkning pa
varmefluksen, og brukes derfor som varmeoverflate i rgrbuntene hvor en kompakt design
gnskes. Rgrbuntene kan arrangeres og anvendes som en overheter, fordamper, eller
ekonomiser.

Det er blitt giennomfgrt mange eksperimenter av finnede rgrbunter i krysstrem med gass, men
det er kun et fatall resultater av nettopp rgr med serraterte finner. For design av kompakte
heteflater av denne typen er altsa datagrunnlaget for eksisterende korrelasjoner delvis
mangelfullt (Ponweiser, 2009).

Det er derfor gnskelig @ gjennomfgre et litteraturstudie av eksperimentelle- og numeriske
studier utfgrt for varmeovergang og trykktap ved krysstrgm over serraterte finnergr, for sa a
systematisere den innsamlede forsgksdata i en database.

Med bakgrunn i databasen kan det utvikles nye og bedre korrelasjoner for trykktap og
varmeovergang ved krysstrom over serraterte finnergr. Gyldigheten til de nyutviklede
korrelasjonene kan dermed vurderes opp mot ytterligere forspksdata i litteraturen.

| dette kapittelet vil forsgksdata etter 1995 bli behandlet, samt en databasestruktur er utviklet.
Databasestrukturen tar utgangspunkt i et lignende arbeid utfgrt av Kaspersen (1995), hvor
forspksdata fgr 1995 er gjennomgatt.

Databasestrukturen bygges opp slik at all relevant informasjon vedrgrende geometri, materialer
og stremningsforhold, i tillegg til varmeovergangs- og trykktapsdata kan implementeres.
Informasjonen skal pa en enkel mate kunne hentes ut av databasen for videre prosessering.

6.2 Geometri

Det er vanlig a skille mellom glatte og finnede rgr. Finner benyttes i tilfeller hvor
varmeovergangen er vesentlig darligere for mediet som stremmer pa finnesiden/mantelsiden
enn for mediet pa rgrsiden. Dette vil for eksempel veere tilfelle i en ekonomiser hvor vann
strommer inne i rgrene, og gass pa utsiden. Finnene kan veere serraterte, ogsa kaldt
segmenterte, eller flate. Dette kapittelet tar for seg rér med serraterte finner.
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Figur 36: Venstre: Rgr med serraterte finner. Hgyre: Rgr med flate finner (DelfineTube, 2012)

For et rgr med lik rgr- og finnedimensjoner innehar flate finner et st@grre varmeovergangsareal
enn serraterte finner per enhet rgrlengde. Tross dette vil finner med serrateringer resultere i en
hgyere varmeovergangskoeffisient siden kuttgeometrien fgrer til en hyppig oppbrytning av
stremningens grensesjikt, og en potensiell bedre strgmningsinntrenging til finneroten. | tillegg
vil serrateringen av finnene minsker varmepakjenningen slik at finnehgyden kan lages hgyere
enn ved bruk av flate finner (Naess, 2010a).

Korrelasjonene for varmeovergang og trykktap i en rgrbunt er funksjoner av det som pa den
ene siden avhenger av geometriske parametere (finnehgyde, finnepitch, finnetykkelse,
finnevidde, rgrlayout, rgrpitch), og pa andre siden avhenger av fluidegenskapene sammen med
tilstanden til fluidet.

Figur 37 viser de forskjellige typene av serraterte finner. For den L- og U-formede finnetypen
eksisterer det et optimalt kontaktareal mellom finnen og rgret, som dermed tilsier at disse
finnetypene kan designes for en maksimering av varmeovergangsegenskapene. Alle disse
finnetypene representeres i litteraturen, men tilsynelatende er mesteparten av
varmeovergangs- og trykktapskorrelasjonene evaluert for rgr med L- og I-formede finner
(Ponweiser, 2009).
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Figur 37: Utvalg av serratertbaserte finner (Ponweiser, 2009)

Figur 38 viser rgr- og finnegeometrien med tilhgrende notasjoner som blir anvendt for de
geometriske parameterne i databasestrukturen.
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Figur 38: Rgr- og finnegeometri med notasjoner (Ponweiser, 2009)
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For @ kunne sammenligne et rgr med |- eller G- finner og et rgr med U- eller L-finner, er det
ngdvendig 3 innfgre en effektiv finnehgyde og effektiv rgrdiameter, som vist i Figur 39.
Verdiene beregnes ut ifra Tabell 5 for den respektive finnetypen.

| [

Figur 39: Effektiv finnehgyde og rgrdiameter for I-finne og L-finne (Kaspersen, 1995)

des Lefr D
U- og L-finner d, + 2s h—s depr + 2le5f
|- og G-finner d, h depr + 2le5f

Tabell 5: Effektiv finnehgyde og rgrdiameter, samt finnediameter for ré¢r med finner

De serraterte rgrene i en rgrbunt kan enten arrangeres i et flukterende arrangement, det vil si
rerradene ligger parallelt pa linje med hverandre, eller i et forsatt arrangement, som vist i Figur
40. Et forsatt arrangement er blitt anbefalt etter et studie utfgrt av Weiermann et al. (1978),
hvor effekten av rgrarrangementet for den termiske ytelsen ble undersgkt. Et flukterende
arrangement viste betydelig darlige varmeovergangspotensiale, og er i tillegg mindre kompakt
enn et forsatt arrangement. Den "ujevne" fordelingen av rgrene er med pa a gke turbulensen,
men ogsa gke trykktapet grunnet stgrre strgmningsresistans i kanalen. Pavirkningen av
trykktapet kan veere en viktig faktor & ta hensyn til under en optimalisering av varmevekslere
med finnede rgr, siden en optimalisering ogsa hentyder en minimering av ngdvendig
pumpekraft ngdvendig (Hofmann et al., 2008a).
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Figur 40: Rgrbuntlayot for et forsatt arrangement (Naess, 2010a)

6.3 Forsgksdata etter 1995

Det er kun prioritert forspksdata som er publisert etter 1995, og av serraterte finnede
rerbunter som er av et forsatt arrangement.

Trykktaps- og varmeovergangskarakteristikken ved bruk av serraterte finnede rgrbunter brukt i
varmevekslere for termisk kraftproduksjon, er beskrevet og klargjort i Kawaguchi et al. (2004)
og Kawaguchi et al. (2005). Her ble det utfgrt en rekke tester av serraterte rgrbunter for gkt
varmeovergang kontra de konvensjonelle rgrbunter med flate finner, alle under de samme
testforholdene. Rgr med U-formede serrateringsfinner ble brukt i forsgkene. Se Vedlegg L for
forsgksdata. Fra eksperimentene ble det trukket fglgende konklusjoner fra resultatene:

e Ved en stor finnepitch ble trykktapet for de serraterte finnene hgyere i forhold til med
de flate finnene, og ved en liten finnepitch ble trykktapet til de serraterte finnene liten.

e Varmeovergangskoeffisienten kontra trykktapet var hgyere for de serraterte finnene
enn for de flate finnene. Men likevel var ikke varmeovergangsmengden kontra hvert
identiske trykktap hgyere for serraterte finner enn for de flate finnene grunnet
reduksjonen i finnearealet.
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Effekten av finnehgyde for trykktaps- og varmeovergangskarakteristikken har blitt grundigere
undersgkt i Kawaguchi et al. (2006a) og Kawaguchi et al. (2006b). Resultatene viste at
varmeovergangskoeffisienten er hgyere og trykktapet lavere ved bruk av lave finnehgyder, for
de flate finnene. For de serraterte finnene resulterte en hgy finnehgyde i en hgyere
varmeovergangskoeffisient og et hgyere trykktap, sammenliknet ved bruk av lave finner.

Eksperimentelle forsgk av forbedret varmeovergang og trykktap ved bruk av serraterte
rerbunter med forskjellige geometrier er ogsa blitt utfgrt av Hofmann et al. (2008a). To
finnegeometrier ble testet og analysert, henholdsvis rgr med |- og U-formede finnetyper. Se
Vedlegg M for forspksdata.

| en annen undersgkelse gjort av Hofmann et al. (2008b), ble effekten av antall rgrrader i en
varmeveksler med serratert finnede rgr analysert. Det er vist at varmeovergangskoeffisienten
pa gassiden gker med antallet konsekutive rgrrader i en krysstrgm for et forsatt arrangement,
inntil en naermest konstant verdi oppnas. Ifglge flere tilsvarende undersgkelser varierer den
kritiske verdien fra 4 til 10 r@rrader, med 8 som et uthevet tall.

En sammenliknende analyse av varmeovergang og trykktap i en varmeveksler med helikalske
segmenterte finnede rgr, er blitt utfgrt av Martinez et al. (2010). Analysen tar for seg en
sammenlikning av gyldighetsgraden til fire forskjellige halvempiriske modeller for
varmeovergang og trykktap for en rgrbunt med et forsatt arrangement.

| en annen forskningsrapport for optimalisering av serratert-finnede varmevekslere, utfgrt av
Lemouedda et al. (2011), ble det presentert resultater av numeriske beregninger for
optimalisering av en slik enhet. Analysens optimaliseringsgrunnlag ble delt inn i tre hovedfelt;
effekten av finneserratering kontra rgr med flate finner, effekten av finnevridning pa tuppen av
serraterte finner, og effekten av antall finnesegmenter per periode. CFD-kalkulasjoner ble
utfgrt for a kunne fastsla effektene og resultatene.

Naess (2010a) og Ma et al. (2012) innehar de hittil nyeste eksperimentelle forsgksdataene for
varmeovergang og trykktap i en serratert rgrbunt av et forsatt arrangement. Begge studiene
undersgker hvordan trykktaps- og varmeovergangskarakteristikken pavirkes med varierende
rer-, rorbunt- og finneparametere. Se Vedlegg N og Vedlegg O for forsgksdataen fra studiene.
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6.4 Databasestruktur

6.4.1 Oppbygging av databasestruktur

| denne oppgaven er en databasestruktur utarbeidet, hvor all relevant forsgksgeometri og
maledata fra de eksperimentelle forspkene kan legges inn. Det er tatt utgangspunkt i
databasestrukturen beskrevet i Kaspersen (1995), som opprinnelig ble laget i det Windows-
baserte databaseprogrammet Filmaker Pro 2.1. Databasestrukturen i denne oppgaven er kun
laget som en mal i Excel, og er ikke implementert i et dedikert databaseprogram.

Den innsamlede forsgksdataen funnet i litteraturen, som alle representerer serraterte finnede
reérbanker av et forsatt arrangement, er tabellarisert og systematisert i Vedlegg, L, M, N og O,
for sa blitt definert som poster i databasen. Hvert enkelt malepunkt er tildelt sin egen post i
databasen. Det vil si at for en forsgksserie pa fem malepunkter finnes det fem poster.

Vedlegg P inneholder to tabeller som representerer den hittil etablerte databasestrukturen, og
viser hvordan postene i databasestrukturen er oppfgrt. Geometrien til forsgksdataen som er
innhentet er implementert, og hver post er tildelt et geometrinummer bestaende av den fgrste
bokstaven i forfatterens etternavn, sammen med nummeret til den spesifikke testgeometrien.
Postene er delt inn i flere felt som representerer den relevante informasjonen til rgr- og
finnegeometrien i eksperimentene, samt hvem malingene er utfgrt av:

e Finnetype

e Transvers pitch

e Longitudinal pitch

e Finnehgyde

e Finnetykkelse

e Udekket rgrdiameter
o Effektiv rgrdiameter
e Effektiv finnediameter
e Finnepitch

e Segmentbredde

e Rgrmateriale

e Finnemateriale
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6.4.2 Videre arbeid med databasen

| tillegg til geometrioversikten bestar databasestrukturen av en tabellarisert sammenlikning
mellom de resulterende varmeovergangs- og trykktapsverdiene i forsgkene. Som
resultattabellen i Vedlegg P viser er ikke slike verdier implementert for de representerte
geometrinumrene og maledataen funnet. Dette grunnet kompleksiteten av
resultatpresentasjonen i hver av artiklene, og tidsmengden en oppngsting av disse verdiene
medfg@rer. Resultatene er likevel gjort tilgjengelig i Vedlegg Q — T, og er alle presentert som i
artiklenes originalform.

For a gjgre de forskjellige maleresultatene sammenlignbare benyttes dimensjonslgse uttrykk
for varmeovergangen og trykktapet. Malingene for varmeovergang kan konverteres til Nusselt-
og Reynolds-tall basert pa diameter og massefluks. Trykktapsmalinger kan konverteres til Euler-
og Reynolds-tall basert pa massefluks. En kort oversikt av uttrykkenes definisjon fglger:

Nu-tallet benyttes for a beskrive temperaturgradienten ved rgroverflaten, gitt av likning (6.1).

AL

Nu = p (6.1)

Re-tallet benyttes for @ beskrive stremningen pa utsiden av rgrene, og sier noe om forholdet
mellom treghetskreftene og de viskgse kreftene. Gitt av likning (6.2).

GL
Re = — (6.2)
U
Eu-tallet benyttes for a beskrive trykktapet, gitt av likning (6.3).
2-Ap-
Fu=2_2PP (6.3)

Nl'Gz

Korrelasjonene som anvendes for konvertering fra maledata til de dimensjonslgse verdiene i
resultattabellen (Nu, Re og Eu), kan sees fra de spesifikke artiklene; (Kawaguchi et al., 2004),
(Hofmann et al., 2008a), (Naess, 2010a) og (Ma et al., 2012).

For beregning av de dimensjonslgse uttrykkene, likning (6.1), (6.2) og (6.3), kan det tas
utgangspunkt i ulike definisjoner av den karakteristiske lengdeenheten, L, og av fluidets
massefluks, G. Generelt baseres uttrykkene som oftest med den effektive utsidediameteren av
reret, og massefluksen i det trangeste tverrsnittareaelet i rgrbunten.
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Men siden de dimensjonslgse tallene kan regnes med ulike utgangspunkt, er det viktig a
presisere hvilke definisjoner de ulike forsgksresultatene har basert sine Nu-, Re- og Eu-tall pa.
Vedlegg Q — T inneholder de resulterende varmeovergang- og trykktapskarakteristikkene fra de
nevnte artiklene. Resultatene er alle presentert i graf-form, hvor de dimensjonslgse uttrykkene

er basert pa en karakteristisk lengde- og massefluksdefinisjon som vist i Tabell 6.

Malinger utfgrt av

Karakteristisk lengde, L

Massefluksdefinisjon, G

(Kawaguchi et al., 2004)

Hydrauliske diameteren:
L = dh

Massefluksen ble basert pa
hastigheten mellom rgrene.

(Hofmann et al., 2008a)

Udekket rgrdiameter: L = d;

Massefluksen ble basert pa
hastigheten i netto fritt
stremningsareal i en rgrrad.

(Naess, 2010a)

Effektiv utsidediameter:
L = deff

Massefluksen ble basert pa
hastigheten i det trangeste
tverrsnittarealet for
stremningen i rgrbunten.

(Ma et al., 2012)

Ytre rgrdiameteren, d,, som
vil veere lik d ¢ 5 for et rgr
med I-finner, som er tilfellet
for forsgkene: L = dsf

Massefluksen ble basert pa
hastigheten i det trangeste
tverrsnittarealet for
stremningen i rgrbunten.

Tabell 6: Karakteristisk lengde- og massefluksdefinisjoner
i konvertering til Nu, Re og Eu for de ulike forsgksresultatene

For en eventuell videre utarbeidelse av databasen ma varmeovergangs- og trykktapsverdiene
fra de ulike maleresultatene konverteres til dimensjonslgse verdier som tar utgangspunkt i de
samme lengde- og massefluksdefinisjonene. Verdiene ma systematiseres pa en slik mate at de
lett kan sammenliknes og anvendes for en mulig utvikling av nye korrelasjoner for
varmeovergang og trykktap for rgrbunter med bruk av r@r med serraterte finner.
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7 Konklusjon

| denne hovedoppgaven har fenomener som kan pavirke dampkjelens ytelse og levetid negativt
blitt analysert og anbefalinger til robustifiseringer av kjelen er gitt. | den forbindelsen er det
ferdigstilt et beregningsverktgy for termisk-hydraulisk ytelse av en dampkjel sammensatt av
flere kjelkomponenter (fallkammer, rgykrgrskjel, ekonomiser), som viser god gyldighet under
en sammenlikning med tilsvarende beregningsresultater gjort for en lik dampkjelkonfigurasjon.

Beregningsgrunnlaget er deretter blitt brukt i etablering av nye beregningsmodeller i en
skjevfordelingsanalyse av fordamperpakkene, hvor innflytelsen av skjevfordelt strgmning
forarsaket av ujevn beleggdannelse (fouling) pa varmeovergangsflatene i dampkjelens
fallkammer, og fortetninger av rgykgassens strgmningstverrsnittareal ved ekstreme
foulingscenarioer, har vaert analyseobjekter i simuleringene.

Skjevfordelingen er et resultat av en utligning av trykktapsdifferansen mellom rgrene som
oppstar hovedsakelig grunnet ulike fordampningsrater, massetettheter, og dermed ulike
friksjon, - akselerasjon- og gravitasjonstrykktap.

| forkant av skjevfordelingsanalysen ble det gjennomfgrt et litteraturstudie av CHF ved koking i
horisontale rgr hvor relevant bakgrunnsstoff for problemstillingen ble innhentet. Det ble funnet
at den asymmetriske fordelingen av vann- og dampfasen, grunnet gravitasjonseffekten,
pavriker kokeprosessen siden lagdeling kan oppsta ved lave massestrgmmer, som igjen kan fgre
til overoppheting av rgrets overside ved forholdsvis lave varmeflukser.

Mesteparten av de eksisterende CHF-korrelasjonene er tilegnet koking i vertikale rgr, men kan
benyttes for horisontale rgr sd lenge massefluksene er over 3500 — 4000 kg/m’s, hvor
orienteringseffekten vil ha liten betydning for rgrets CHF. Siden massefluksene i Energos sine
fordamperrgr typisk er lavere enn dette (ca. 500 kg/mzs), ma orienteringseffekten ivaretas i
CHF-funksjonen. Groeneveld sin beregningsmodell gjgr nettopp dette samt viser gode
ngyaktighetsresultater, og er derfor valgt og anvendt i CHF-analyser som funksjon av
skjevfordelingsgraden i systemet.

Det ble funnet at fordamperpakkene lengst oppe i dampkjelens fallkammer vil lide av en kraftig
skjevfordeling av massestremmen til de mellomliggende rgrene i fordamperpakken hvis
fallkammeret blir utsatt for kraftige beleggdannelser, og ingen robustifiserende tiltak er
implementert. Dette grunnet fremtredelsen av en kraftig avkoking og store friksjonstrykktap i
rerene som utsettes for rgykgassens ekstreme varmefluks (hgy temperatur og redusert
stremningstverrsnittareal), sammenliknet med gravitasjonstrykktapet som dominerer de
gjengrodde rgrene som kun inneholder vann i enfase.
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Det mest kritiske omradet i fallkammeret er de gverste rgrene i gverste rgrpakken, hvor
reykgasstemperaturen varierer mellom 900 — 950 °C og rgrene er utsatt for et ekstra stort
stralingsbidrag og foulingpotensiale. | dette omradet registreres en skjevfordeling pa 10/90 %
mellom et rgr med lav beleggdannelse (hgy varmefluks) og et rgr fullstendig gjengrodd (ingen
varmefluks), som resulterer i et stremningsmgnster i det utsatte rgret som gir en uakseptabel
liten margin for CHF, tgrrkoking og en mulig burnout.

Rerpakkene nederst i fallkammeret har derimot en lav risiko for skjevfordeling siden omradet
domineres av moderate rgykgasstemperaturer (ca. 500 °C) og varmeflukser, og den lave
trykktapsdifferansen mellom et gjengrodd rgr og et utsatt rgr resulterer i en mindre kritisk
skjevfordeling enn ved hgyere temperaturer, ca. 35/65 %. Dette siden friksjonstrykktapet i rgret
med koking ikke er betydelig mye hgyere sammenliknet med gravitasjonstrykktapet til det
gjengrodde rgret med vann i enfase.

Basert pa disse funnene anbefales en robustifisering av systemet. Robustifisering av systemet
gjores ved a patvinge ytterligere trykktap i rgrene i fordamperpakkene, som da utjevner
skjevfordelingen og gir st@rre margin for CHF. Dette innebaerer innsetting av innsnevringsdyser
(hullboringer) fra innlgpsmanifolden til de mange rgrene internt i rgrpakken, samt innsetting av
innsnevringsdyser (metalldisker) i overgangen fra stigergret og inn pa innlgpsmanifolden til
r@rpakkene.

Med det kritiske omradet som utgangspunkt ble det funnet at med dyser (9 mm) vil marginen
for CHF gkes betraktelig, der den virkelige varmefluksen er ca. 40 % ifra @ na CHF-verdien til
systemet, og med dyser (5 mm) gkes marginen til ca. 50 %. Begge dysediameterne ansees som
motstandsdyktige for en mulig oppnaelse av CHF i rgrene, selv med en antatt
usikkerhetsmargin pa £ 30 % grunnet grovheten av beregningsgrunnlaget.

For en avsluttende anbefaling for endelig robustifiserings-strategi av systemet ma ogsa det gkte
trykktap, og da ¢kt ngdvendig pumpekraft for vannkretsen, sees i sammenheng med
robustheten oppnadd og det totale energibehovet til anlegget. Dyser pa 9 mm resultereri en 6
% gkning av pumpekraften (0,2 bar), mens dyser pa 5 mm resulterer i et ekstra pumpearbeid pa
47 % (1,5 bar), med utgangspunkt i en typisk sirkulasjonspumpe anvendt for vannkretsen.
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8 Forslag og anbefalinger til videre arbeid

| en viderefgring av denne hovedoppgaven anbefales fglgende punkter innen hver av

rapportens fire hoveddeler, sammen med forslag til andre robustifiseringsalternativer det kan

vaere interessant a se pa:

Beregningsprogrammet:

@ke brukervennligheten ved a implementere det na regnearkbaserte programmet i for
eksempel Visual Basics.
Utarbeide formelverk for bruk av rér med serraterte finner, for sa a implementere det.

Rgr med serraterte finne:

Implementere den na regnearkbaserte databasestrukturen i et dedikert
databaseprogram, som for eksempel Microsoft Access.

Implementere varmeovergangs- og trykktapsverdiene fra de ulike forsgksdataene
presentert i rapporten.

Konvertere de dimensjonslgse verdiene (Re, Nu, Eu) slik at de tar utgangspunkt i de
samme lengde- og massefluksdefinisjonene, og da kan systematiseres pa en slik mate at
de lett kan sammenliknes og anvendes for en mulig utvikling av nye korrelasjoner.

Se pa bruken av serraterte finner i ekonomiserdelen, og den eventuelle gkte risikoen av
fortetningsgraden i enheten dette kan medfgre.

Kritisk varmefluks (CHF) ved koking i horisontale rgr:

For a bedre den allerede eksisterende modellen er det mulig a utvikle en mer
fullkommen CHF-korrelasjon som tar utgangspunktet i det globale forholdet til
vann/damp-strgmningen.

Effekten av ujevn varmefluks, oppstrgms svinger og bglgeforstyrrelse, kan vaere
parametere som er inngar i CHF-funksjonen.

Skjevfordeling i fordamperpakker:

Viderefgre analysen med andre dysediametere, massestrommer, fouling- og
temperatursituasjoner ved bruk av den utarbeidede beregningsmodellen for
skjevfordeling i en fordamperpakke.

Gjennomfgre en detaljert analyse pa massestrgmdistribusjonen i manifolder, og den
potensielle skjevfordelingen til de mange r@rene som oppstar ved bruk av forskjellige
geometrier av innsnevringsdyser (metalldisker), samt inntrengningsdybden til rgrene.
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e Utfgre en fullstendig analyse av skjevfordelingen mellom de ulike fordamperseksjonene
forarsaket av ulike trykkprofiler, i form av a utarbeide et beregningsgrunnlag og
modeller som kan brukes i en detaljert diskusjon av problemet.

Andre robustifiseringsalternativer:

e Se pa effekten av en oppdeling av fordamperpakkene som vil resultere i kortere
rerlengder og en mulig gkning av CHF-marginen.

e Se pa mulighetene for andre fordamperpakkekonfigurasjoner i fallkammeret. For
eksempel effekten av a sende vann fra toppmanifold til bunnmanifold i r@rpakken.

e Se pa effekten av bruk av et stralingskammer mellom brennkammeret og fallkammer.
Hvor stort ma et eventuelt stralingskammer vaere for redusere den kritiske tilstanden i
topp av fallkammer? En avveiing mellom gkt areal/heteflate og kostnadene dette
medfg@rer grunnet plass og vekt.

e Utforske tilgangen pa nye renseteknologier for fjerning av partikler og sot i rgykgassen
for a minke utfellingspotensialet, og/eller andre teknikker for & rense heteflatene i
fallkammeret.

e Utforske utfellingspotensialet pa vannsiden i fordamperpakkene grunnet mulig urent
matevann. Effekten av eventuelle beleggdannelser pa rgrsiden, og risikoen for CHF,
fortetning av vannstremmen og en potensiell utbuling av rgrene dette kan medfgre.
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10 Vedlegg

Vedlegg A — Beregningsgrunnlag for gasstralingsbidrag

Tabell over koeffisienter brukt for kalkulasjoner av stralingsevnen til CO,, H,O og en blanding
av de to gassene (Siegel and Howell, 1992).

l k' bl.u x lol b:.r X lO‘ bs; x '0? b‘,, X 10“

Carbon dioxide, p, = 0 atm

1 0.3966 0.4334 2.620 - 1.560 2.565
2 15.64 —0.4814 2.822 -1.7%4 3.274
3 394.3 0.5492 0.1087 ~0.3500 0.9123
Water vapor, p, = 0 atm
1 0.4098 5.977 ~5.119 3.042 -5.564
2 6.325 0.5677 3.333 - 1.967 2.718
3 120.5 1.800 —2.334 1.008 —1.454
Water vapor, p,, = 1.0 atm
1 0.4496 6.324 ~8.358 6.135 -13.03
2 7.113 ~0.2016 7.145 ~5.212 9.868
3 119.7 3.500 =5.040 2.425 —3.888
Mixwure, p. /p. = 1
1 0.4303 5.150 -2.303 0.9779 - 1.4%94
2 7.055 0.7749 3.399 -2.297 3.770
3 178.1 1.907 - 1.824 0.5608 -0.5122
Mixwre, p./p. = 2
| 0.4201 6.508 ~5.551 3.029 -$5.383
2 6.516 -0.2504 6.112 ~3.882 6.528
3 131.9 2718 -3.118 1.221 -1.612

P = 1am, 0.001 = pS = 10.0 atm-m, 600 = T = 2400 K



Vedlegg B — Funksjon av rgykrgrskjel

| rokrgrskjelen sirkulerer vannet fra drummen, ned gjennom fallrgret, opp gjennom selve
reykrgrsseksjonen (hvor varme tilfgres vannet fra rgkgassen) fgr vann/damp returneres tilbake
til drummen.

Det er ingen pumpe til & drive sirkulasjonen av vannet i denne kretsen. Drivkraften for
vaeskesirkulasjonen er forskjellen i tettheten for vannet i drummen/fallrgret og tettheten for
vann- og dampblandingen i rgkrgrsseksjonen. Nar varme tilfgres rgkrgrsseksjonen gker
temperaturen pa vannet, og ved gkende varmetilfgrsel begynner vannet omsider a koke og det
oppstar en tofase stremning i kjelseksjonen.

Roykrorskjel

(Pg92)inn+(Apf) — q = (PGZ)ycTApf

-------------------- —r " S NSRS 5 |

Den gjennomsnittlige verdien pa tettheten for vann- og dampinnholdet i rgkrgrsseksjonen er
lavere enn enfase vann i drummen/fallrgret. Denne tetthetsforskjellen driver vannet fra
fallrgret, inn i rgykrgrsseksjonen, gjennom rgkrgrsseksjonen og tilbake til drummen.

Sirkulasjonsraten for vannet gjennom kretsen vil variere med tilfgrt varmemengde i
reykrersseksjonen. Fgr varme tilfgres kan man anta at temperaturen i systemet er homogen,
og det er ingen tetthetsforskjeller og dermed ingen sirkulasjon i kretsen. Startes sa
varmetilfgrsel, gker temperaturen pa vannet i rgykrgrsseksjonen, tettheten for vannet der blir
da lavere, og vaeskesgylen i fallrgret begynner a trykke vann inn i rgkrgrsseksjonen slik at
sirkulasjon starter.



Ved en gitt varmetilfgrsel innstilles sirkulasjonsrate pa et niva der friksjonstrykktapet og vekten
av vaeskesgylene i fallrgret og rgkrgrsseksjonen er balansert. @kes tilfgrt varmemengde, sa
gker sirkulasjonen. Men ved en hgy nok tilfgrt varmefluks blir stremningstrykktapet i den
kokende tofaseblandingen i rgykrgrskjelen sapass dominerende at sirkulasjonsraten kan ga
nedover igjen. @kes tilfgrt varmemengde ytterligere blir det mer og mer damp i systemet, og
sirkulasjonsraten reduseres ytterligere og faren for "burnout" er da stigende.



Vedlegg C — Energi- og massebalanse i sammensatt dampkjel

En skjematisk oversikt over veeskesidens tilstander gjennom den sammensatte dampkjelen,
med drummen i sentrum, er illustrert. De tilhgrende energi- og massebalansene for systemets
definerte kontrollgrense er foreslatt, og tar utgangspunkt i metodikken til Mello (1991).

Damp Matevann
CcVv

R T e L T T e e | [ A g
E Q |
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| ]
| ]
) h !
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]
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: \
| 1
: 1
i Ekonomiser E
! :
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m,, ..r =Masse mettet vannivannkrets og drum

my=Masse underkjgltvann i vannkrets
My sqc=Masse mettet damp vannkrets og drum
Damp m,=Massestréem matevann

Overhetet damp m,=Massestrgm resirkulasjon
myz=Massestrgm damp ut avdrum

Vann/damp oo—

hy ser =Entalpi mettet vann

Uy sae=Spesifikt volum mettetvann h,=Entalpi vanntil vannkrets

Vg sar=Spesifikt volum mettetdamp| | Pasar=Entalpi mettet damp
hmy=Entalpi matevann

V=Volum av vannkrets og drum P, =Operasjonstrykk i drum

Q =Varme overfgrt fra rgykgass




Massebalanse:

d . .
E (mv,sat + My, + md,sat) =my, —Mmy

Volumbalanse:

(mv,sat + muk)vv,sat + My satVa,sat = 4

Energibalanse:

Einn - Eut = AE.'system = 0

[Netto energiovergang ved] [Endring iindre—, kinetisk] [St , tilst d]
asjoneer tilstan

varme, arbeid og masse —og potensiell energi

Einn = Eut [kW]

mnn

. ) /& ) . ,
Einn = <mh + 7m + mgz) — Qtap — Wur

Ry sat + Ry 144V
E <mv,sathv,sat + Myk T + md,sathd,sat ] )

= Q + Tflrhr — (Tflr - mv)hv,sat - mdhd,saf

Entalpien av vannet til vannkretsen:




Vedlegg D — Oppsett av det tilhgrende beregningsprogrammet

Fargekoder Beskrivelse

Input Gront representerer de feltene som krever en manuell input av verdier,
som da er de variablene som beregningsresultatene er en funksjon av.

Output Blatt representerer de feltene som gir modellenes output-verdier, og
inneholder formelverk som IKKE ma endres!

Sammendrag Orange representerer tabeller med oppsummeringer, resultater eller
datatabeller i regnearket. Verdiene i feltene ma IKKE endres!

Feltet antyder at det ma aktiveres en makro for a utfgre beregningen.

Macro: ctrl+[bokstav . . . .
[ ] Dette gjgres ved a holde inne CTRL-tasten + den tilegnede bokstaven.

Regneark |[Navn Innhold
Oversikt over operasjonsspesifikasjoner av Energos’
) TG AL B ey dampkjelmodeIFI)Sl-SJZ, heFr)1tet fra IJEnergos' egengrapport
1 ST TR Beregningsresultater.og konvergeringsstrategi for den
sammensatte dampkjelen
1.1 Evapl Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
1.2 Evap2 Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
13 Evap3 Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
14 Evap4 Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
1.5 Membranvegg Varmeovergang og dampproduksjon i enheten
1.6 Overheterl Varmeovergang og trykktap i enheten
1.7 Overheter2 Varmeovergang og trykktap i enheten
1.8 RRKjel-dell Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
1.9 RRKjel-del2 Varmeovergang, dampproduksjon og trykktap i enheten
1.10 Eko Varmeovergang og trykktap i enheten

Sammenlikning mellom beregningsresultater og faktiske
maling, eller tilsvarende beregningsresultater
Presentasjon av hvor/nar i dampkjelen stralingseffekten
CASE - Stralingsbetydning fra rgykgassen har en betydelig effekt pa
beregningsresultatene

CASE - Sammenlikning

Beregningsmodell for skjevfordeling i en fordamperpakke
for to parallelle rgr med forskjellige
beleggmotstand/varmeovergang, samt
robustifiseringskalkulasjoner

CASE - Skjevfordeling

5.1 Straling Data Anvendt modell for stralingsbidraget fra rgykgass
5.2 RG Data Anvendt modell for de fysikalse egenskapene for r@ykgass
5.3 Vann Data Anvendt modell for de fysikalse egenskapene for vann

Vi



Vedlegg E - Stralingsevne til en diffus overflate

Figuren og likningen viser hvordan stralingsevnen til en diffus overflate kan beskrives rent
teoretisk, hvor g; representerer netto energirate av straling som forlater overflaten. Det vil si

raten av ngdvendig energi som ma overfgres til overflaten for & opprettholde den ved en
konstant temperatur (Incropera et al., 2007).

JiAi GiAi Ji
JiAi Gl Ez’A& piGiAi
. A » 1—5i
AN BNV, o | e
e ——— -8 i 5

q; = A;(J; — G;) = A;(E; — aGy)
Ji = Ei + piG; = g;Ep; + (1 — £)G;
pi=l-—a=1-¢g

_ strdling fra overflaten  E
~ straling fra sort legeme  E,

Ep = Epgy = 0T*
144 4 W
B = raa = 0T [ 5]

Graa = hraaAT [W]
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Vedlegg F — "Stirred-reactor"- modellen (Truelove, 1983b)

q:1 tilsvarer varmeovergangsraten fra rgykgassen til heteflaten, hvor §;_;,. er den er den
totale overgangsfaktoren for konveksjon og straling, og §,_,, er overgangsfaktoren kun for
straling. Arealet A, . er definert som areal av heteflaten som mottar varme ved konveksjon.

q1 = Eg—l.r.c ‘0 (T; - T14)

hl ’ Al,c

Sg-1re =Sg-1r t o3
gmire 29T 40 TR

Som Figur 9 antyder, vil de fgrste rgrradene i fgrste rgrpakke bli utsatt for et ekstra stort
stralingsbidrag grunnet overflaterefleksjoner og gjenutstraling fra flammeveggen. Disse rgrene
"ser" mesteparten av flammeveggen, noe som gjenspeiles i en formfaktor, F._;, mellom
flammeveggen (A,) og heteflaten (A;). Den totale overgangsfaktoren fra rgykgassen til
heteflaten blir dermed:

n

1
‘fg—l,r = 1 1 -1
RS e e
1
fg 1r
b 1-— &1 1
( A151 ) +

-1
(Algg,g—l) + [(Argg,g—r)_l + (ArFr—l(l - gg,r—l)_l]
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Vedlegg G — Beregning av Gmin og Gmax

Beregning av grenseverdier av massefluksene G,,;, 08 Gpax, benyttet i Groeneveld et al. (1986)
sin beregningsmodell for CHF i horisontale rgr. x er den virkelige dampkvaliteten i stremningen
(Wong et al., 1990).

Gmin

2
_ V9P (oL — po) ( 1 )
X 0,65+ 1,11X;¢

max

[ gD"?p,(p, — ps)

0,556
X, )2
0,092(1 — x)18u>? f2(Xim) l

fo(Xim) = exp[A + BIn(Xpy) + Cln*(Xpy)]

A =-0,3470
B = +0,2920
C = —0,0556

) 6 ()
Xim = — -
x He PL



Vedlegg H — Uttrykk for den dimensjonslgse parameteren, T1

Uttrykk for den dimensjonslgse parameteren, T;, brukt i kalkulasjoner av korreksjonsfaktoren,
Kpor, for horisontale rgr (Wong et al., 1990).

Table 3. Summary of dimensionless parameters (Wong 1988)

Notation Equation form
1 —X.\2 2
T, C R’-"E—M( .) ¢ ]
l—e J gDp (p. —pgle”
. [Ba-ox—ca-x)]
T, cz("—ﬁ) ¢ A
o) gepl(pL— po)
”H“G_”L}z
T, C,Re;02p3 Mo 1)
gipL—pg)
L
_{I —E}I._—E{] -_Il.}
T C (@) G Pa
4
\ou) gopi(pL — pa)
G ¥\/D
; c (<))
JgDpG oL —pg) \ €
G 1-X
Tﬁ C{l ( :
JEBPL{PL_PG} 1—e¢

T,—turbulent/buoyant force (annular).
T,—drag/buoyant force (bubbly).
Ty—turbulent/buoyant force (bubbly).
Ty—drag/buoyant force (droplet).
T,—transit-time ratio {(bubbly).
T,—transit-time ratio {droplet}.



Vedlegg | — Ustabilitet i tofase stragm

En tofaset strgmning har en tendens til a bli utsatt for diverse former for ustabiliteter. Disse kan
deles opp i to hovedgrupper: Statisk ustabilitet og dynamisk ustabilitet. En statisk ustabilitet er
en hvor en liten endring i en av de uavhengige variablene fgrer til en stor endring av de
avhengige variablene. Eksempler pa statisk ustabilitet er:

e Overgang av stremningsregime
e Varmeovergangskarakteristikken av strgmmen ved CHF
¢ Ledineggs ustabilitet

Den mest interessante formen for statisk ustabilitet, er Ledineggs ustabilitet. Ustabiliteten
oppstar i opphetede kjelrgr ved tvungen sirkulasjon gjennom en patvungen trykkforskjell, eller
en pumpe. Hvis varmefluksen til rgret er konstant, vil trykktapet variere med massefluksen pa
en komplisert mate, vist av figurgrafen.

f 5 A | All-vapour
Heated = 1 line
section 2 I
o /
< I All-liquid
© . -liqui
(5] ‘e A
o = Ny Bt line
Liquid =1l ) prcs y
reservoir 3 =
& “—z
L *e
o 7 L
P
2 2 *Pump
% ” o
o - characteristic
/ ElL i
Pump Mass flux G

Xi



En dynamisk ustabilitet er en av svingende karakter. Den vanligste, og mest kompliserte formen
for dynamisk ustabilitet er massetetthetens bglgeustabilitet (Density wave instability, Density
Wave Oscillations, DWOs). Hvis trykket i innlgps- og utlgpsmanifolden er konstanter, vil
stremningen gjennom rgret veaere en lgsning av sammensatte effekter mellom massefluksen,
dampproduksjonen og trykktapet. Den stasjonaere Igsningen har allerede blitt diskutert som
Ledineggs ustabilitet, men det finnes ytterligere mulige dynamiske Igsninger. Disse oppstar
siden diverse komponenter av det totale trykktapet ikke ngdvendigvis er i fase med hverandre.

For videre utdypelse av temaet, se Whalley (1987).

¢ ® ¢ 0 o o
« + oo B < ——= Outlet header

i

Two-phase region

Single-phase region

Inlet header —— ¢ A
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Vedlegg J — Beregningsgrunnlag for skjevfordeling i fordamperpakke

Trykktapet gjennom et rgr i fordamperpakken med funksjon av massestremmen tilfgrt er gitt
som Ap;(m;). Formelverket er hentet fra Minzer et al. (2006):

Api(mi) = (Ap)frik + (Ap)grav + (Ap) aks
Akselerasjonstrykktapsleddet:

(AP)aks = (%)2 (But — Binn)

Innlgpsfluidet er underkjglt vaeske:

1
Binn = <,0_F> .

Utlgpsfluidet er underkjglt vaeske:

Utlgpsfluidet er i tofase:

= [+ S22 (4 120)

) ; ug  prrx-(1—¢)
S =slipratio=—=
u, per(1—x) ¢

Hvor, tomromsfraksjonen med en overflate spenning ¢ = 0,026 N/m, er:

0,257~ 1

1- x) s 1,18(1 - x) [ga(pl - pg)]

.2 . 05
Mot * P,

Y = > (1+012(1-x)) <p—+

g g Py

Utlgpsfluidet er tgrrmettet damp:
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Friksjonstrykktapsleddet til vaeske- og dampfase:
dp dp

e gee = 05|(37), + (32) ) e
dp dp

s e = 05 (), + (35),| 2o

Hvor:

dp\ 4 _poU§
—_— = — d =
(dx)o ploT3 vedx =0

dp\ 4 p U}
— — =]
(dx)1 p/t1 T3 vedx = Ly

dp\ 4 pU;3
o) == =Lp+1L
(dx)z p/2 73 vedx =Ly + Ly

dp\ 4 _ psU3
(a)3253 2 vedx:LF+LM+LG

x = axial coordinate

Friksjonstrykktapsleddet til tofasen:

A -=(d—p) R/ )
pM,fT‘lk dx £ XLM XLZM M

Lengde av seksjoner:

Rgrlengden av de forskjellige seksjonene, hvor respektivt vann (Lz), vann/damp (L) eller
damp (L;) stremmer, finnes ved fglgende formelverk. Q representerer total gjennomsnittlig

varmefluks absorbert av fluidet per enhet lengde [kW/m]:
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QL
hut = h’O +E

hue —ho (ho+%)—ho

hG,sat - hF,sat hG,sat - hF,sat

Xut

Xyr < 0: komprimert veske ved utlgp
0 < xy < 1:tofase ved utlgp

Xyt > 1:overhetet damp ved utlgp

_ (hF,sat - ho)m

L
" Q
L. — (hG,sat - hF,sat)m
M=
Q
L. = (h3 - hG,sat)m
¢ =

Q

Gravitasjonstrykktapsleddet:

ApF,grav - nghbend,F

ApG,grav = pGghbend,G

ApM,grav - nghbend,M

B x+(1—x)S
— (1/pr) (A = x0)S + (1/pg)x

Pm
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Trykktapet grunnet innlgpsdiameterreduksjon (Ghiaasiaan, 2008):

(Ap)dyse = (Ap)dyse,reversibel + (Ap)dyse,irreversibel

1
(Ap)dyse,reversibel = E,OUZ(l - 0-2)

(Ap)dyse,irreversibel = Kcon * EpUZ

1-o0
2,08(1—-o0) + 0,5371

C, =1
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Vedlegg K — Caser for skjevfordeling

Oversikt over de utfgrte casene som utgjgr analysegrunnlaget av skjevfordeling mellom

parallelle rgr i en fordamperpakke. Casene som er merket med r@d skrift innebaerer at casen er

basert pa et ekstremt foulingscenario som definert i Kapittel 5.1.4. Beleggmotstanden, R, er

den termiske motstanden som rgrets mantelside blir utsatt for grunnet fouling.

Mot pakke T, R0 Ry pi R f10/Ry i Dyse

[kg/s] [°C] [m?K/W] [m?K/W] - [mm]

Case 1l 9 900 0,005 0,005 1 Ingen

Case 2 9 900 0,005 0,01 0,5 Ingen
Case 3 9 900 0,005 0,01 0,5 19
Case 4 9 900 0,005 0,01 0,5 9
Case 5 9 900 0,005 0,01 0,5 5

Case 6 9 900 0,005 0 0 Ingen
Case 7 9 900 0,005 0 0 9
Case 8 9 900 0,005 0 0 5

Case 9 9 500 0,005 0,005 1 Ingen

Case 10 9 500 0,005 0,01 0,5 Ingen
Case 11 9 500 0,005 0,01 0,5 19
Case 12 9 500 0,005 0,01 0,5 9
Case 13 9 500 0,005 0,01 0,5 5

Case 14 9 500 0,005 0 0 Ingen
Case 15 9 500 0,005 (') 0 9
Case 16 9 500 0,005 0 0 5
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Vedlegg L — Forsgksdata serraterte finner (Kawaguchi et al., 2004)

Forspkene bygger pa rér med U-formede serraterte finner.

d, D h s t
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm]
Flate finner 1 17,3 35,3 9 0,9 5
Flate finner 2 17,3 35,3 9 0,9 3,3
Serratert U-type 1 17,3 35,3 9 0,9 5
Serratert U-type 2 17,3 35,3 9 0,9 3,3
Rér- og finnegeometri
A B C D E F
P; 40 40 40 45 45 45 [mm]
P, 30 35 40 30 35 40 [mm]
Rerbuntlayout
Fluid Temperatur Massestrgm
Rgrside Varmt vann 60 °C 0,075 kg/s
Mantelside Kald luft - 0,14-0,80kg/s
Operasjonsforhold
[mm]
Bredde 200
Hogyde 200
Lengde 400

Testseksjon dimensjon
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Vedlegg M — Forsgksdata serraterte finner (Hofmann et al., 2008a)

Forspkene bygger pa rér med |- og U-formede serraterte finner.

I-type U-type
Udekket rgrdiameter d, 38 38 [mm]
Rertykkelse St 4 3,2 [mm]
Antall finner per meter ng 276 295 [-]
Gjennomsnittlig finnehgyde h 15,5 20 [mm]
Gjennomsnittlig finnetykkelse S 1 0,8 [mm]
Gjennomsnittlig rerlengde L¢ 500 495 [mm]
Gjennomsnittlig segmentbredde bg 4,5 4,3 [mm]
Gjennomsnittlig segmenthgyde hg 16,7685 21,5 [mm]
Antall rgr i stremretning Nr 8 8 [-]
Antall rgr per rad N, 11 11 [-]
Longitudinal rgrpitch P 79 79 [mm]
Transversal rgrpitch P, 85 85 [mm]
Overflateareal utside av rgrbunt Ator 67,047 84,4815 [mA2]
Finnemateriale St 37,2 DCO1 [-]
Rgrmateriale St 35,8 St 35,8 [-]
Netto fritt areal i en rgrrad P sofim 0,23269 0,2292 [mA2]

Rer- og finnegeometri, og rgrbuntlayout for I- og U-formede finner

Fluid Temperatur Massestrgm
Rgrside Vann - 14,1 m3/h, 2,7 bar, 0,5m/s
Mantelside Reykgass Opptil 400 °C 0,6-4,5kg/s
Operasjonsforhold

[mm]
Bredde 500
Hgyde 1000
Lengde 1500

Testseksjon dimensjon
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Vedlegg N — Forsgksdata serraterte finner (Neess, 2010a)

Forspkene bygger pa rér med L-formede serraterte finner.

Geometri Effektiv ytre Transversal | Longitudinal Netto Finne Finne Segment
nummer rgrdiameter rerpitch rgrpitch finnehgyde | pitch | tykkelse bredde
de =D+ 2s P, P, le=h-—s t s b
[mm] [mm] [mm] [mm] [mm]| [mm] [mm]
1 20,89 46,1 39,9 8,61 5,08 0,91 3,97
2 20,89 65,2 32,6 8,61 5,08 0,91 3,97
3 20,89 70,6 29,6 8,61 5,08 0,91 3,97
4 20,89 79,8 231 8,61 5,08 0,91 3,97
5 27,24 52,5 45,4 8,61 5,08 0,91 3,97
6 27,24 79,8 34 8,61 5,08 0,91 3,97
7 27,24 90,8 26,2 8,61 5,08 0,91 3,97
8 33,59 58,8 50,9 8,61 5,08 0,91 3,97
9 27,24 79,8 34 11,38 3,36 0,91 3,97
10 27,24 79,8 34 8,61 3,36 0,91 3,97
Ror- og finnegeometri, og rgrbuntlayout for rgr med L-formede finner (Nzess, 2010a)
Fluid Temperatur
Rerside Vannverksvann / Vann+Glykol -
Mantelside Varm luft 100 C

Operasjonsforhold

[mm]
Bredde 500
Hayde 360
Lengde

Testseksjon dimensjoner
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Vedlegg O — Forsgksdata serraterte finner (Ma et al., 2012)

Forspkene bygger pa rér med |-formede serraterte finner.

Geometri | Transversal | Longitudinal | Udekket . gl Finne | Finne |Segment| Segment
. . . finner per

nummer rgrpitch rgrpitch rgrdiameter ey hgyde | tykkelse | hgyde bredde
P; P, d, ng h s hg by

[mm] [mm] [mm] [finner/m] | [mm] | [mm] [mm] [mm]
1 88 92 38,1 257 16 1 10 4
2 88 92 38,1 252 16 1 10 4
3 88 92 38,1 245 16 1 10 4
4 88 92 38,1 241 16 1 10 4
5 88 105 38,1 241 16 1 10 4
6 88 117 38,1 241 16 1 10 4
7 104 92 38,1 241 16 1 10 4
8 104 105 38,1 241 16 1 10 4
9 104 117 38,1 241 16 1 10 4
10 120 92 38,1 241 16 1 10 4
11 120 105 38,1 241 16 1 10 4
12 120 117 38,1 241 16 1 10 4

Rer- og finnegeometri, og rgrbuntlayout for rgr med I-formede finner (Ma et al., 2012)

Fluid Temperatur
Rorside Vannverksvann -
Mantelside Varm luft 180 C
Operasjonsforhold

[mm]
Bredde 400
Hogyde 450
Lengde 1400

Testseksjon dimensjoner
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Vedlegg P — Databasestruktur

1'8€ T'8€ T 9T LTT ozt adAy-| HH1AW 2T
1'8€ 1'8€ T 9T sot ozt 2dAy-| HHIAW TT
1'8€ 1'8€ T 9T 26 ozt 2dAy-| HH1AW 0T
1'8€ 1'8€ T 9T LTT v0T adAy-| HH1AN 6
1'8€ 1'8€ T 9T Sot v0T adAy-| HH1AN 8
1'8€ 1'8€ T ar 6 v0T adAy-| HH1AN £
1'8€ 1'8€ T 9T LTT 88 adAy-| HH1AN 9
1'8€ 1'8€ T 9T S0t 88 adAy-| HHIAN S
1'8€ 1'8€ T 9T 76 88 adAy-| HHTAN
1'8¢ T'8€ T 9T 6 88 adAy-| HH1AN €
1'8€ T'8E T 9T 6 88 adAy-| HH1AN T
1'8€ T'8€ T 9T 6 88 adAy-| HHIAN T
ve'Le w'se 160 3 vE 8'6L adAy] NOT
ve'Le w'se 160 6C°TT vE 8'6L adAy N6
65°€E LLTE 160 56 605 8'8S 2dh1] N8
ve'Le w'se 160 56 9 8'06 adA1 NL
vT'LT w'se 160 56 vE 8'6L adA1 N9
vT'Le w'se 160 3 v'sy S'Ts adA1 NS
68°0¢C L06T 160 3 T'eC 8'6L adh1] N
68°0¢C L0‘6T 160 3 9'6C 9'0L adh1] NE
638°0¢C L0'6T 160 3 9°ce 7’59 adAy] NC
68°0¢C L0‘6T 160 3 6'6€ 19 adAy-] NT
9'6€ 8¢ 80 0z 6L 53 adAy-n ddHC

8¢ 8¢ T g‘sT 6L a8 adAy-| ddHT
1’61 €T 60 6 ov 2 adAy-n NONCT
161 €11 60 6 33 [7% adAy-n NOMTT
161 €11 60 6 0€ [5% adAy-n N0 0T
16T €1 60 6 o ov adAy-n NOM 6
16T €L 60 6 33 ov adAy-n NOY 8
16T €L 60 6 o€ ov adAy-n MO L
16T €T 60 6 ov 572 adAy-n NOM9
T'6T €'LT 60 6 53 5% adhy-n NOM S
T'6T €'LT 60 6 0€ 52 adhi-n NOM ¥
16T €'LT 60 6 ov ov adhi-n NOY €
161 €T 60 6 53 ot adAy-n NOM T
16T €'LT 60 6 0€ ov adAy-n NONT
[ww] [wuw] [wuw] [wuw] [wuwi] [wuw]

ap ep s Yy Id d

1319WeIpIG A1DR4T 1319WeIpIda 1PN as|ayjAlauuly apAgyauuly yaud jeuipniiSuon yayd siansuea) adAjauuly JawwnuiawWoan

Z/1 1dwoasdauuly So -19y




‘leis ey |eisuoqge) |eisuoqge) v STy T'0L 9T
‘leis ey |eisuoqe) |eisuoqe) 1 STy T'0L 9T
‘leis ey |eisuoqge) |eisuoqe) v STy T'0L 9T
‘leis ey |eisuoqgJey |eisuoqgey 1 STy T'0L 9T
‘|le12 e |e3suoqgJey [e3suoqgJey 1% STy 1°0L 91
‘|le12 e |e3suoqgJey [e3suoqgJey 1% STy 1°0L 91
‘|le12 e |e3suoqgJey| [e3suogJey 1% STy 1°0L 91
‘leis ey |eisuoqguey |eisuoqguey 1 STy T'0L 91
‘leis ey |eisuoqguey |eisuoqguey 1 STy T'0L 9T
‘leis ey |eisuoqgey |eisuoqgey 1 80V T'0L 9T
‘leis ey |eisuoqguey |eisuoqgey 1 L6°E T'0L 9T
‘le1s ey |eisuoqJe) |eisuoqe) v 6c T'oL 9T
ss®eN [easuoqgJey [eIsuoqgJey L6 9€’e 9v'vy 198
ss®N [easuoguey [easuoquey L6 9€‘e 0s 8ETT
ss®eN |easuoqguey [eIsuoquey L6 80°S 1805 198
ss®N [easuoguey [easuoquey L6 80°S 9v'vy 198
SS®N |€IsuoqJe) |gisuoqgJer L6'E 80°S 9v‘vir 198
sseN [eisuogJey [e3suoqJey L6'E 80°S 9v'vy 198
ss®eN [easuoguey [easuoquey L6 80°S 1T'8E 19'8
ss®eN [easuoguey [easuoquey L6’ 80°S 1T'8E 19'8
ss®eN [easuoguey [easuoquey L6 80°s 1T'8E 198
ss®eN [easuoguey [easuoquey L6 80°s 1T'8€ 19'8
‘|e 39 UUBWJOH 1000 8'GE1S €Y v'e 8L (A
‘|é 39 UUBWjoH (VAR 8'se 1S Sy 9 69 G'sT
‘e 3 1yondemey| 22dS SOLESLS - €c €se 18
‘e 33 1yondemey| 22dS SOLESLS - €c €‘sg 18
‘[e 39 1yondemey| 22dS SOLESLS - €c €sg 18
‘e 33 1yondemey| 22dS SOLESLS - €c €'sg 18
‘e 33 1yondemey| 22dS SOLESLS - €c €sg 18
‘|e 33 IyonSemey 22dS SOLESLS - €c €'sg '8
‘|e 13 1yonSemey| 20dS SOLESLS - S €'se '8
‘e 33 1yondemey| 22dS SOLESLS - S €'se '8
‘e 13 1yondemey| 22dS SOLESLS - S €sg '8
‘e 13 1yondemey| 22dS SOLESLS - S €'sg '8
‘e 13 1yondemey| 22dS SOLESLS - S €'se 1’8
‘|e13 Iydngeme)) 22dS SOLESLS - S €'se 1’8
[ww] [wwi] [wwi] [ww]
sq 3 9l4y¢+°pP=0a 9|
Ae L@ a33ulje|N ajelajewauuly 9|elalewlgy appaiqiuawsas youdauuiy Jajswelpauuly apAgyauuly ApaY3

Z/7 11dwoadauuly 30 -1y




Maledata

Geometrinummer

Reynoldstall

Nusselt

Eulertall

[-]

[-]

[-]

1KOK

2 KOK

3 KOK

4 KOK

5 KOK

6 KOK

7 KOK

8 KOK

9KOK

10 KOK

11 KOK

12 KOK

1HFP

2 HFP

1IN

2N

3N

4N

5N

6N

7N

8N

9N

10N

1 MYLHH

2 MYLHH

3 MYLHH

4 MYLHH

5 MYLHH

6 MYLHH

7 MYLHH

8 MYLHH

9 MYLHH

10 MYLHH

11 MYLHH

12 MYLHH

Resultatverdier fra forsgk

Resultatverdier fra forsgk

Resultatverdier fra forsgk
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Vedlegg Q — Resultatgrafer (Kawaguchi et al., 2004)

1.0
0.9

038
0.7

0.6

Friction factor f

0.5

0.4

03

° SP200
® SR200

Different fin geometry
(SP200 : spiral fin)
(SR200 : serrated fin)

Arrangement A
Sy, : 30mm Sy: 40mm
Ni : 6rows Nr: Srows

5 10
Reynolds number Re,

50
[x10%]

Fig. 1: Trykktapskarakteristikk med forskjellig finnetyper for régr med 200 finner per meter

Nu

Nusselt number

400

200

100

1 * 1 T T v 1] M 1
I Arrangement A 1
Sr=30mm
- S7=40mm -
Ni=6 a8
X AAAA. . °®
a °
B ¢°AA . 0t .
a2 _e®
a2% o®
r ad_@ ¢ 1
Al g®
sbee®

B A.A. . ® SP200 .

A & SR200

1 i L 1 1 i L i 1 1 L

0 1 2 3 4 5 6
Reynolds number  Re, [x161

Fig. 2: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig finnetyper for rér med 200 finner per meter
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Different fin geometry
0.5 P300": spiral fin)
(SR300 : serrated fin)

Arrangement A
0.4 S; : 30mm Sy : 40mm 4 SP300

Ny : 6rows Ny : Srows A SR300
0.3 A A i 1 A a1 " N N
3 10 50
Reynolds number Re,, [x10%]

Fig. 3: Trykktapskarakteristikk med forskjellig finnetyper for rgr med 300 finner per meter

400 Y 1 T H T T T T T T
] Arrangement A
00 §L=30mm R
N B 7=40mm * ]
= N.= N )
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2 200 | ) y
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‘ W8
Z 288
100 | > -
- ® SP300
. & SR300
0 1 i L ] 3 1 L 1 : i i
0 1 2 3 4 5 6
Reynolds number Re, [x10°]

Fig. 4: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig finnetyper for rgr med 300 finner per meter
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A N
1.0 ba
~ 09 M
S o8
[ ° o,
S 07 o,
S 06 00000,
;_E 0.5 | Different fin geometry
(SP200 : p=5.010mmy)
(SP300 : py~3.344mm)
0.4 | Arrangement A o SP200
Sy, : 30mm Sy : 40mm a SP300
Ny, : 6rows Np: Srows
0.3 . R R TR | . .
5 10 50
Reynolds number Re,, [x10°]
Fig. 5: Trykktapskarakteristikk med forskjellig finnepitch for rér med flate finner
400 I I T r T T
I Arrangement A )
S;=30mm AA
< 300 | Sr=40mm A2 .
=, N =6 Al 4
. ad o? o* 1
2 R 4 o®
E 200 | A g0t .
% A A. .. 1
@ age®
= A
Z 100 | s’ * SP200 i
ae® a SP300
0 M 1 I " 1 1 A
0 1 2 3 4 5 6
Reynolds number Re, [x10"]

Fig. 6: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig finnepitch for rgr med flate finner
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Q 0.5 & Different fin geometry

SR200: p=4.938mm)
(SR300 : p=3.312mm)
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S - 30mm S; : 40mm A SR300
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5 10 50
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Fig. 7: Trykktapskarakteristikk med forskjellig finnepitch for rgr med serraterte finner

400 T T T T T T T
Arrangement A
8.=30mm
5 300 - Sr=40mm NS N
< N;=6 A
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5 200 | ode .
s
£ X
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Z. re®
100 | o~ * SR200 1
¢ & SR300
0 X 1 A 1 1 L I L 1 i
0 1 2 3 4 5 6
Reynolds number Re, [x10%]

Fig. 8: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig finnepitch for rgr med serraterte finner
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Fig. 12: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig rgrarrangement for rgr med serraterte finner
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Fig. 14: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig rgrrader i rérbunten for rgr med flate finner
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Fig. 16: Varmeovergangskarakteristikk med forskjellig rgrrader i rérbunten for ror med serraterte finner
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Vedlegg R — Resultatgrafer (Hofmann et al., 2008a)
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Vedlegg S — Resultatgrafer (Neess, 2010a)
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Vedlegg T — Resultatgrafer (Ma et al., 2012)
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Fig. 43: Den samlede termisk-hydrauliske ytelsen for alle testgeometriene

xlvi



Nu
calc

cor

1 L | 1 ! L 1 | 1 L 1 1 | s : L 1
+

1 O Weierman1976 [
1 © ESCOA1979 221
1 2 Nir1991 :
1 v cChen1998 7L
{ < Kawaguchi2006 -
{1 > Ness2010 i

1 < Briggs1963

T T T T T T T T T T

I 1
100 150 200

Nu

exp
Fig. 44: Sammenlikning mellom forsgksdataens varmeovergangsdata og

beregnede verdier kalkulert med tidligere publiserte korrelasjoner

. W R R NP W NPISPWEP RS W [ S S——

] oR3+20% &V i
0.5 - =
0.4 - -

] 0 Weierman1976
0.3 - © ESCOA1979

il v Chen1998 i

1. < Kawaguchi2006 |

¥ ¥ P < Robinson1966 |
0-2 " 4 '1 g L} T ] Ll Ll ! | l Ll T Ll T ] Ll Ll  § Ll

0.2 0.3 0.4 0.5 0.6
Eu
exp
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