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Wst p 

Od wielu lat w o rodkach badawczych na wiecie i w Polsce trwaj  inten-
sywne prace nad opracowaniem i wdro eniem technologii zwi zanych z popar-
w  efektywno ci wytwarzania energii elektrycznej i ciep a. Wdro enie tych 
technologii wp ywa na popraw  sprawno ci pracy urz dze  energetycznych, 
a tym samym na oszcz dno  zu ycia paliw, co z kolei prowadzi do zmniejsze-
nia emisji zanieczyszcze  do atmosfery. 

Jednym z czynników wp ywaj cych na popraw  sprawno ci jest podwy -
szanie parametrów pary w elektrowniach konwencjonalnych, co wi e si  
z konieczno ci  zastosowania nowoczesnych materia ów zdolnych do pracy 
w temperaturze przekraczaj cej 700 °C i ci nieniu ponad 35 MPa. Bloki pracu-
j ce przy takich parametrach to bloki na parametry ultra-nadkrytyczne. 

Normy emisyjne wymusi y rozwój technologii wychwytu py u w glowego, 
instalacji odsiarczania spalin, ograniczenia emisji tlenków azotu oraz samego 
procesu spalania w gla. Aktualnie prowadzone s  badania nad technologiami 
umo liwiaj cymi wychwyt i sk adowanie CO2, zwanymi technologiami CCS. 

Zawarte w monografii rozdzia y zosta y opracowane przez spcecjalistów 
z wy szych uczelni, instytutów badawczych i przedsi biorstw z bran y energe-
tycznej. W rozdzia ach ksi ki przedstawiono aktualne zagadnienia dotycz ce 
zaawansowanych technologii energetycznych, energetyki odnawialnej i j dro-
wej, modelowania matematycznego w energetyce, optymalizacji maszyn i urz -
dze  energetycznych oraz automatyki i diagnostyki procesów energetycznych. 

Wroc aw, pa dziernik 2014 r. Kazimierz Wójs 
Andrzej Sitka 





 

ANALIZA TERMODYNAMICZNA  
QUASI-NIEUSTALONEJ SKOJARZONEJ  

PRACY BLOKU ENERGETYCZNEGO 370 MW 

Ryszard Bartnik1), Zbigniew Buryn2) 

1) Politechnika Opolska, Wydzia  In ynierii Produkcji i Logistyki, 
Katedra Zarz dzania Energetyk , r.bartnik@po.opole.pl 

2) PGE GiEK SA, Oddzia  Elektrownia Opole, 46-021 Brzezie, Zbigniew.Buryn@gkpge.pl 

1. Wprowadzenie 

W rozdziale przedstawiono wybrane wyniki termodynamicznych oblicze  quasi-nieustalonej 
skojarzonej pracy bloku energetycznego  rys. 1. Obliczenia wykonano dla ca orocznego rzeczy-
wistego przebiegu mocy elektrycznej bloku pracuj cego zgodnie z wymogami Krajowego Syste-
mu Energetycznego (KSE) oraz potrzeb cieplnych wynikaj cych z przebiegu temperatury otocze-
nia. Dla ró nych konfiguracji wymienników ciep owniczych sporz dzono zale no ci ubytku 
mocy elektrycznej bloku w funkcji temperatury otoczenia, a tak e zale no ci ca kowitej sprawno-
ci energetycznej bloku w funkcji jego mocy elektrycznej i temperatury otoczenia. Obliczono 

równie  ca kowite roczne zu ycie energii chemicznej paliwa w bloku, ca kowit  produkcj  ciep a 
w poszczególnych wymiennikach ciep owniczych, jednostkowe zu ycie energii chemicznej pali-
wa na produkcj  ciep a oraz sprawno ci energetyczne dla ca orocznej pracy uciep ownionego 
bloku. 

2. Obliczenia termodynamiczne 

Obliczenia termodynamiczne przeprowadzono za pomoc  modelu matema-
tycznego bloku energetycznego 370 MW przedstawionego w [1] uzupe nionego 
o wymiennik XC5 zasilany z kolektora mi dzyblokowego cz cego wyloty 
cz ci wysokopr nych turbin, tzw. „zimne szyny”. Za o ono, e moc elek-
tryczna bloku zmienia si  zgodnie z potrzebami KSE (rys. 2.), a potrzeby ciepl-
ne zgodnie z prostoliniowym wykresem regulacji jako ciowej (rys. 3.) dla rze-
czywistych przebiegów temperatury zewn trznej. Ciepln  moc szczytow  przy-
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j to w wysoko ci 220 MW, co odpowiada zapotrzebowaniu przez miasto Opole, 
a moc ciepln  na potrzeby ciep ej wody u ytkowej w wysoko ci 15 MW. 

 

Rys. 1. Schemat bloku energetycznego pracuj cego w skojarzeniu z podstawow  konfiguracj  
wymienników ciep owniczych XC2, XC3, XC4, XC5 

 

Rys. 2. Przyk adowy przebieg mocy elektrycznej w miesi cu zimowym 
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Rys. 3. Prostoliniowy wykres regulacji (woda gor ca – kolor czerwony, 
woda powrotna – kolor niebieski) 

Analizie poddano takie same konfiguracje wymienników ciep owniczych 
jak w [1, 2], rys. 4. Przyj to, e zasilane s  one z upustów A2, A3 oraz przelotni 
miedzy rednio- i niskopr n  cz ci  turbiny. Ka da z analizowanych konfigu-
racji zawiera a wymiennik szczytowo-awaryjny XC5 zapewniaj cy podgrzanie 
wody do wymaganej temperatury podczas pracy z nisk  moc  elektryczn  [3, 4] 
oraz b d cy rezerwowym ród em zasilania podczas postoju uciep ownionego 
bloku. Skropliny z wymienników ciep owniczych kierowane by y do uk adu 
kondensatu w miejsce o zbli onej temperaturze, tak aby unikn  nieuzasadnio-
nych strat egzergii jakie wyst puj  przy mieszaniu si  czynników o ró nych 
temperaturach. 

Wyprowadzenie znacznych ilo ci pary z upustów turbiny na potrzeby cie-
p ownicze prowadzi, przy sta ym strumieniu energii chemicznej paliwa, do 
ubytku mocy elektrycznej. Ubytek ten zale y od ilo ci wyprowadzonej pary 
oraz od miejsca z którego para ta zosta a pobrana. Najkorzystniejsze by oby 
pobranie pary wylotowej z wylotu cz ci niskopr nej turbiny, jak ma to miej-
sce w przypadku turbin przeciwpr nych – nie ma wtedy ubytku mocy. Niskie 
ci nienie (kilka do kilkunastu kPa) nie pozwala jednak na wykorzystanie tej 
pary. „Najni szym” upustem, który jak wykazano w pracy [1] umo liwia wyko-
rzystanie pary do celów ciep owniczych jest upust A2 turbiny. Na rysunku 5. 
pokazano przyk adow  zale no  ubytku mocy elektrycznej od temperatury 
otoczenia dla sta ej warto ci strumienia energii chemicznej paliwa 

= 940 MW odpowiadaj cej pracy z moc   = 380 MW  

  (1) 

gdzie: 
 – moc elektryczna w skojarzeniu, 

 – moc elektryczna w kondensacji. 
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Rys. 4. Warianty konfiguracji wymienników ciep owniczych: a) XC2/4/5 zasilane kolejno  
z upustów A2, przelotni SP-NP oraz kol. mi dzyblokowego, b) XC3/4/5 zasilane  

z upustu A3, przelotni SP-NP oraz kol. mi dzyblokowego,  
c) XC4/5 zasilane z przelotni SP-NP oraz kol. mi dzyblokowego  
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Rys. 5. Zale no  ubytku mocy elektrycznej od temperatury otoczenia dla ró nych konfiguracji 
wymienników ciep owniczych przy pracy bloku energetycznego z moc  elektryczn  940 MW. 

Jak wynika z oblicze  termodynamicznych przedstawionych na rysunku 5. 
najwi kszym ubytkiem mocy charakteryzuje si  konfiguracja z wymiennikami 
XC4 i XC5 zasilanymi z przelotni SP-NP oraz kolektora mi dzyblokowego. 
Widoczny przy temperaturze +12oC skokowa zmiana ubytku mocy wynika  
z rozpocz cia sezonu grzewczego. Zmiany k ta nachylenia charakterystyk wi-
doczne np. dla konfiguracji XC2/3/4/5 oraz XC2/3/5 przy temperaturze otocze-
nia ok. –2,5oC spowodowane s  poborem pary do wymienników XC3 – dla 
konfiguracji XC2/3/4/5 oraz do XC4 – dla konfiguracji XC2/4/5 i stopniowym 
ograniczaniem poboru pary do wymiennika XC2. Podobne zmiany mo na za-
obserwowa  równie  dla innych konfiguracji wymienników. 

Mo liwe do wyprowadzenia z poszczególnych upustów ilo ci ciep a deter-
minuj  ca kowit  sprawno  uciep ownionego bloku energetycznego. Przy tej 
samej produkcji energii elektrycznej sprawno  ta b dzie tym wi ksza im wi -
cej ciep a zostanie wyprowadzonego z „ni szych” upustów, czyli im mniejszy 
b dzie ubytek mocy elektrycznej. Poniewa  blok energetyczny pracuje z moc  
narzucon  przez Krajowy System Elektroenergetyczny ubytek mocy, jaki po-
wsta by na skutek wyprowadzenia ciep a w postaci pary upustowej, musi zosta  
skompensowany przez produkcj  dodatkowej pary w kotle parowym, co wyma-
ga zu ycia dodatkowej ilo ci paliwa. 

Na rysunku 6. przedstawiono sprawno  wytwarzania energii elektrycznej  
i ciep a w bloku w funkcji temperatury otoczenia i jego mocy elektrycznej dla 
ró nych konfiguracji wymienników ciep owniczych.  

13
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Rys. 6. Zale no  ca kowitej sprawno ci bloku w funkcji temperatury otoczenia i jego mocy 
elektrycznej brutto przy ró nych konfiguracjach wymienników ciep owniczych (a – XC2/3/4/5, b 

– XC2/4/5, c – XC3/4/5, d – XC4/5) 

Jak mo na zauwa y  uciep owniony blok osi ga najwy sz  sprawno  ca -
kowit  przy pracy z minimaln  moc  elektryczn , tj. z moc  równ  180 MW. 
Wynika to oczywi cie z faktu najmniejszej wówczas ilo ci kondensowanej pary 
w skraplaczu. Charakterystyczny „skok” sprawno ci przy temperaturze 12 oC 
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spowodowany jest skokow  zmian  poboru ciep a na pocz tku sezonu grzew-
czego, a za amania wykresów wyst puj ce przy niskich temperaturach otocze-
nia s  spowodowane zmianami w poborach pary przez poszczególne wymien-
niki ciep ownicze. Jest to szczególnie widoczne podczas poboru pary do wy-
miennika XC5 zasilanego z magistrali mi dzyblokowej  

W tabeli 1. pokazano porównanie zu ycia energii chemicznej paliwa na 
produkcj  ciep a, produkcj  ciep a w wymiennikach, jednostkowe zu ycie ener-
gii chemicznej paliwa na produkcj  ciep a oraz sprawno  energetyczn  ucie-
p ownionego bloku brutto dla ró nych konfiguracji wymienników. Obliczenia 
wykonano dla ca orocznej pracy bloku. Sprawno  ca kowit  obliczono dla 
pracy bloku zgodnej z zapotrzebowaniem KSE, bez uwzgl dnienia stanów roz-
ruchowych. 

Tab. 1. Zu ycie energii chemicznej paliwa na produkcj  ciep a, produkcja ciep a 
w wymiennikach ciep owniczych, jednostkowe zu ycia energii chemicznej paliwa na produkcj  
ciep a oraz sprawno  ca kowita brutto dla ró nych konfiguracji wymienników ciep owniczych 

Konfiguracja 

Zu ycie 
en. chem. 
paliwa na 

prod. ciep a 

Produkcja ciep a w wymienni-
kach 

Jednostkowe zu ycie 
en. chem. paliwa na 

prod. ciep a 

Spraw- 
no  

ca kowita 
brutto XC2 XC3 XC4 XC5 

MWh MWh MWh MWh MWh MJ/GJ % 

XC2/3/4/5 128 308 383 
471 

57 
390 3 820 104 288 48,0 

XC2/4/5 131 265 384 
538 0 59 

523 725 295 47,9 

XC3/4/5 179 991 0 440 
452 4 240 93 405 47,5 

XC4/5 211 207 0 0 444 
201 585 475 47,2 

3. Podsumowanie i wnioski 

1. Uciep ownienie bloku kondensacyjnego poprzez wyprowadzenie pary  
z upustów regeneracyjnych na potrzeby ciep ownictwa prowadzi do zwi k-
szenia sprawno ci energetycznej brutto o ok. 7–8 punktów procentowych 
w zale no ci od konfiguracji wymienników ciep owniczych. Nawet w 
najmniej termodynamicznie atrakcyjnym wariancie, w którym pracuj  tyl-
ko wymiennik XC4 i XC5, wzrost sprawno ci jest wysoki. Skojarzenie  
i tym samym wzrost sprawno ci prowadzi równie  w skali kraju, 
w porównaniu do wytwarzania rozdzielonego, do oszcz dno ci paliwa 
pierwotnego, a tak e do zmniejszenia emisji zanieczyszcze  do atmosfery. 

2. Najwi ksz  efektywno ci  charakteryzuj  si  konfiguracje, w których wy-
st puje wymiennik XC2. Pobór pary z tego wymiennika charakteryzuje si  

16
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bowiem najmniejszym ubytkiem mocy elektrycznej (rys. 5.), który nale y 
skompensowa  poprzez produkcj  dodatkowej pary w kotle. Konfiguracje 
bez tego wymiennika s  zdecydowanie mniej atrakcyjne termodynamicz-
nie. 

3. Produkcja ciep a prowadzona jest w sposób ci g y. Nale y zatem przewi-
dzie  zasilanie awaryjne umo liwiaj ce dostarczenie odbiorcom ciep a tak-
e w okresach, w których uciep owniony blok nie pracuje. W powy szej 

analizie jest to wymiennik XC5 zasilany z kolektora mi dzyblokowego. 
4. Interesuj c  mo liwo ci  jest te  uciep ownienie dwóch bloków energe-

tycznych. Rozwi zanie takie zwi kszy pewno  zasilania odbiorców  
w ciep o, poniewa  w przypadku postoju jednego z bloków ca kowita pro-
dukcj  ciep a przejmie drugi uciep owniony blok. Ponadto cechowa  si  
ono b dzie wy sz  sprawno ci  termodynamiczn  ze wzgl du na ni sze 
spadki ci nie  w upustach zasilaj cych wymienniki ciep ownicze, a tak e 
mniejszy pobór pary z kolektora mi dzyblokowego do wymiennika XC5. 

5. Inna interesuj c  mo liwo ci  jest tak e analiza wspó pracy bloku energe-
tycznego z sieciami cieplnymi niskoparametrowymi, co pozwala na zwi k-
szenie efektywno ci skojarzenia, a tak e na ograniczenie strat w sieciach 
przesy owych. 

6. O celowo ci wyboru konfiguracji wymienników ciep owniczych powinno 
decydowa  kryterium ekonomiczne, kryterium maksymalizacji zysku.  
W gospodarce rynkowej jest ono bowiem nadrz dne dla kryterium tech-
nicznego. Nale y jednak zaznaczy , e analiza ekonomiczna jest mo liwa 
dopiero po uprzedniej analizie technicznej. To jej wyniki s  wielko ciami 
wej ciowymi do oblicze  ekonomicznych. 

Literatura 

[1] Buryn Z.: Dobór optymalnych struktur technologicznych przystosowuj cych zawodowe 
elektrownie w glowe do pracy skojarzonej. Praca doktorska. Politechnika Opolska, Wydzia  
Mechaniczny, 2010. 

[2] Bartnik R., Buryn Z.: Conversion of Coal-Fired Power Plants to Cogeneration and Combined-
Cycle. Thermal and Economic Effectiveness, Wydawnictwo Springer-Verlag London 2011. 

[3] Bartnik R., Buryn Z.: Cogeneration in a power plant with 370 MW power units operating in 
Polish power system. Rynek Energii, nr 6, grudzie  2013, s. 123-127. 

[4] Bartnik R., Buryn Z.: Thermodynamic analysis of annual operation of a 370 MW unit operat-
ing in cogeneration for actual hourly courses of electrical and thermal power. Rynek Energii 
(przes ano do Redakcji). 
 
 

17





  ANALIZA TERMODYNAMICZNA  
SKOJARZONEJ PRACY BLOKU  

ENERGETYCZNEGO 370 MW DLA RÓ NYCH 
KONFIGURACJI WYMIENNIKÓW  

CIEP OWNICZYCH 

Ryszard Bartnik1), Zbigniew Buryn2) 

1)Politechnika Opolska, Wydzia  In ynierii Produkcji i Logistyki, 
Katedra Zarz dzania Energetyk , r.bartnik@po.opole.pl 

2)PGE GiEK SA, Oddzia  Elektrownia Opole, 46-021 Brzezie, Zbigniew.Buryn@gkpge.pl 

1. Wprowadzenie 

W rozdziale przedstawiono termodynamiczn  analiz  ca orocznej, quasi-nieustalonej skoja-
rzonej pracy bloku o znamionowej mocy elektrycznej 370 MW, który bierze udzia  w regulacji 
mocy i cz stotliwo ci w Krajowym Systemie Elektroenergetycznym (KSE). Analizie poddano 
ró ne konfiguracje wymienników ciep owniczych. Ponadto analiz  przeprowadzono dla pracy 
bloku z kompensacj  ubytku jego mocy elektrycznej na skutek wprowadzenia w nim skojarzenia. 
Dla za o onych konfiguracji wymienników ciep owniczych sporz dzono mi dzy innymi zale no-
ci przebiegu ci nie  pary grzewczej w poszczególnych upustach turbiny i przelotni SP-NP  

w funkcji temperatury otoczenia, od której zale  potrzeby cieplne odbiorców. Uzyskane przebie-
gi ci nie  i odpowiadaj ce im temperatury nasycenia pary pozwoli y na wyznaczenie mo liwych 
do uzyskania temperatur gor cej wody sieciowej za poszczególnymi wymiennikami. 

2. Wyniki termodynamicznych oblicze  

Ideowy schemat bloku zawieraj cy podstawow  konfiguracj  wymienni-
ków ciep owniczych XC2, XC3, XC4, XC5 przedstawiono na rysunku 1. Na 
rysunkach 2a-c pokazano pozosta e analizowane warianty. 

W ka dym z przedstawionych konfiguracji wyst puje wymiennik szczyto-
wy XC5 pe ni cego zarazem rol  wymiennika awaryjnego. Nie analizowano 
natomiast konfiguracji bez wymiennika XC4, gdy  taka praca wymaga zwi k-
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szonego poboru pary z kolektora mi dzyblokowego, co jest zjawiskiem termo-
dynamicznie niekorzystnym, a koszt wymiennika XC4 jest porównywalny do 
kosztów wymienników zasilanych z ni szych upustów. 

Konieczno  wyst powania wymiennika szczytowego XC5 wynika, jak 
wykazano w [3, 4], z pracy bloku 370 MW w uk adzie regulacji mocy i cz sto-
tliwo  w KSE. Wymiennik ten, jak zaznaczono ju  powy ej, pe ni rol  wy-
miennika szczytowo-awaryjnego, który pozwala dostarcza  odbiorcom ciep o 
nawet w przypadku postoju uciep ownionego bloku. Za o ono, e ci nienie  
w nim pary wynosi 1,7 MPa, co pozwala na zasilanie go przez pracuj ce turbiny 
nawet w przypadku ich pracy z moc  minimaln , tj. z moc  równ  180 MW. 
Temperatura pary natomiast jest równa temperaturze pary za cz ci  WP turbi-
ny. W przypadku zasilania kolektora przez wi cej ni  jeden blok jest to rednia 
wa ona temperatur, gdzie wag  jest przep yw pary do kolektora mi dzybloko-
wego. Z uwagi na wysok  temperatur  skropliny z wymiennika XC5 kierowane 
s  kaskadowo do wymiennika XC4 gdzie s  dodatkowo wykorzystywane do 
podgrzania w nim wody sieciowej, a nast pnie wraz ze skroplinami z XC4 kie-
rowane s  za wymiennik regeneracji niskopr nej XN4  rys. 1. Skropliny 
z wymiennika XC3 kierowane s  do wymiennika XC2, a w przypadku wariantu 
bez wymiennika XC2 za wymiennik XN3. Skropliny z wymiennika XC2 trafia-
j  natomiast za wymiennik XN2. Przyj to bowiem zasad , e skropliny trafiaj  
do uk adu kondensatu w miejsce o zbli onej temperaturze, co ma na celu unik-
ni cie strat egzergii, jakie wyst puj  przy mieszaniu si  strumieni wody o ró -
nych temperaturach.  

Obliczenia termodynamiczne wykonano dla redniogodzinowych warto ci 
mocy elektrycznej dla ca orocznej pracy bloku 370 MW. Przebieg mocy elek-
trycznej wynika  z pracy regulacyjnej bloku zgodnie z potrzebami Krajowego 
Systemu Elektroenergetycznego. Dla przedstawionego bloku zawiera si  on  
w przedziale 180 380 MW. Pobór mocy cieplnej przyj to natomiast zgodnie  
z prostoliniowym wykresem regulacji jako ciowej 135/70 C dla rzeczywistych 
temperatur otoczenia. Wykres regulacji jako ciowej zmodyfikowano tak, aby 
minimalna temperatura wody gor cej wynosi a +70 C, a powrotnej +41,7 C, 
co mia o na celu uzyskanie temperatur ciep ej wody u ytkowej na poziomie 
+55 C. Dla sta ych warto ci temperatur wody gor cej i powrotnej regulacja 
ilo ci ciep a odbywa a si  poprzez zmian  przep ywu wody sieciowej. W prze-
dziale, w którym temperatury wody gor cej i powrotnej by y linowo zale ne od 
temperatury otoczenia przep yw wody sieciowej by  sta y, a ilo ci przekazanego 
wodzie sieciowej ciep a proporcjonalna do ró nicy temperatur mi dzy wod  
gor c  a powrotn . Za o ono, e maksymalna moc cieplna wynosi = 
220 MW, w tym na potrzeby ciep ej wody u ytkowej Qcwu= 15 MW. Jako po-
cz tek sezonu grzewczego przyj to okres, w którym temperatura otoczenia spa-
da poni ej +12 C [3].  
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Rys.1. Schemat bloku energetycznego pracuj cego w skojarzeniu z podstawow  konfiguracj  
wymienników ciep owniczych XC2, XC3, XC4, XC5 

Zmienna moc elektryczna wynikaj ca z pracy w KSE jak równie  zmienne 
pobory ciep a grzejnego zale ne od temperatury otoczenia powoduj , e ci nie-
nia w upustach turbiny ró ni  si  od ich warto ci nominalnych. Te odst pstwa 
s  najbardziej widoczne w cz ci niskopr nej turbiny przy pracy z moc  mi-
nimaln . Zale no  ci nie  w upustach turbiny od temperatury otoczenia dla 
ró nych wariantów zasilania wymienników ciep owniczych dla mocy bloku 
380 MW oraz 180 MW pokazano na rysunkach 3a-d i 4a-d. 
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Rys. 2. Warianty konfiguracji wymienników ciep owniczych: a) XC2/4/5 zasilane kolejno  
z upustów A2, przelotni SP-NP oraz kol. mi dzyblokowego, b) XC3/4/5 zasilane z upustu A3, 
przelotni SP-NP oraz kol. mi dzyblokowego, c) XC4/5 zasilane z przelotni SP-NP oraz kol. 

mi dzyblokowego 
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Rys. 3. Zale no  ci nienia pary upustowej od temperatury otoczenia dla ró nych konfiguracji 
wymienników ciep owniczych przy pracy bloku energetycznego z moc  elektryczn  

Nel = 380 MW (a – XC2/3/4/5, b – XC2/4/5, c – XC3/4/5, d – XC4/5) 

Analizuj c wyniki oblicze  termodynamicznych mo na zauwa y , e war-
to ci ci nie  w upustach turbiny podlegaj  zmianom w zale no ci od temperatu-
ry otoczenia oraz od obci enia bloku moc  elektryczn . Temperatura otoczenia 
determinuje ilo  pobieranej mocy cieplnej, natomiast moc elektryczna oraz 
konfiguracja wymienników ciep owniczych decyduj  o produkcji tego ciep a 
w poszczególnych wymiennikach. Im wi kszy strumie  pary pobierany jest 
z danego upustu tym bardziej, zgodnie z prawem przelotowo ci turbiny Stodoli-
Flügla, spada w nim ci nienie i odpowiadaj ca mu temperatura nasycenia do 
warto ci uniemo liwiaj cej dalsze podgrzanie wody sieciowej. W obliczeniach 
za o ono, e woda sieciowa mo e by  w danym wymienniku pogrzana do tem-
peratury co najwy ej o 5 C ni szej od temperatury pary zasilaj cej ten wy-
miennik. Je eli ró nica temperatur mi dzy kondensuj c  si  w wymienniku 
par  a wod  sieciow  za wymiennikiem spada poni ej 5 C do p yw pary do 
wymiennika zostaje odci ty. Widoczny np. na rysunkach 3a, b, c oraz 4a, c 
wzrost ci nienia w przelotni SP-NP wynika z tego, ze zwi kszonego przep ywu 
pary na skutek jej poboru do wymienników zasilanych z upustów ni szych.  

Im wy sze b dzie obci enie moc  elektryczn  tym wy sze b d  ci nienia 
w upustach turbiny i odpowiadaj ce im temperatury nasycenia, i w tym wi k-
szym stopniu b dzie mo na wykorzysta  wymienniki zasilane z ni szych upu-
stów. W przypadku gdy konfiguracja wymienników (rys. 2.) odbiega od pod-
stawowej (rys. 1.) obci enie brakuj cego wymiennika (lub dwóch wymienni-
ków) musi przej  wymiennik zasilany par  z wy szego upustu. Przyk adowo, 
gdy wy czymy z pracy wymiennik XC3 (rys. 3b, 4b) produkcja ciep a 
w wymienniku XC2 b dzie na porównywalnym poziomie, a w wymienniku 
XC4 b dzie wy sza o ciep o produkowane uprzednio w wymienniku XC3. Ana-
logicznie, je eli nie b dzie pracowa  wymiennik XC3 produkowane w nim cie-
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p o musi by  wyprodukowane w wymienniku XC4. Je eli natomiast konfigura-
cja wymienników nie b dzie obejmowa  wymienników XC2 i XC3 produko-
wane w nich ciep o b dzie musia o by  zast pione przez ciep o z wymiennika 
XC4. Mo liwe do uzyskania temperatury wody sieciowej dla poszczególnych 
konfiguracji wymienników pokazano na rysunkach 5a-d i 6a-d, przy czym po-
dobnie jak uprzednio zaprezentowano wyniki dla dwóch skrajnych warto ci 
mocy elektrycznej 380 MW i 180 MW. Linie przerywane pokazuj  natomiast 
przebieg temperatury wody gor cej i powrotnej. 

Rys. 4. Zale no  ci nienia pary upustowej od temperatury otoczenia dla ró nych konfiguracji 
wymienników ciep owniczych przy pracy bloku energetycznego z moc  elektryczn  

Nel = 180 MW (a – XC2/3/4/5, b – XC2/4/5, c – XC3/4/5, d – XC4/5) 

2325



24  Ryszard Bartnik, Zbigniew Buryn 

 

Rys. 5. Zale no  temperatury wody sieciowej za wymiennikami ciep owniczymi  
od temperatury otoczenia dla ró nych konfiguracji wymienników ciep owniczych przy pracy 

bloku energetycznego z moc  elektryczn  Nel = 380 MW (a – XC2/3/4/5, b – XC2/4/5, 
c – XC3/4/5, dla konfiguracji wymienników XC4/5 brak jest wykresu, gdy  temperatura nasyce-

nia w przelotni SP–NP umo liwia podgrzanie wody gor cej w ca ym zakresie  
zmienno ci temperatur otoczenia) 
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Rys. 6. Zale no  temperatury wody sieciowej za wymiennikami ciep owniczymi  
od temperatury otoczenia dla ró nych konfiguracji wymienników ciep owniczych  

przy pracy bloku energetycznego z moc  elektryczn  Nel = 180 MW  
(a – XC2/3/4/5, b – XC2/4/5, c – XC3/4/5, d – XC4/5) 
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Analizuj c przebiegi mo liwych do osi gniecia temperatur w wymienni-
kach ciep owniczych mo na zauwa y , e przy pracy z moc  blisk  a znamio-
nowej, co ma miejsce w czasie szczytu obci enia dziennego, nie jest wykorzy-
stywany wymiennik XC5. Do osi gniecia maksymalnej temperatury wody go-
r cej wystarczy wymiennik XC4. Wymiennik XC2, w konfiguracjach, w któ-
rych wyst puje, pozwala natomiast na ca oroczne podgrzewanie wody na po-
trzeby c.w.u. Osi gane w wymiennikach maksymalne temperatury wody gor -
cej charakteryzuj  si  niewielkim spadkiem wraz z obni aniem si  temperatur 
otoczenia, co jest spowodowane zwi kszaj cym si  poborem pary do wymien-
ników. Na warto  temperatury w danym upu cie wp yw ma bowiem nie tylko 
ilo  pobieranej z niego pary, ale tak e ilo  pary pobierana z upustu wy szego. 
W przypadku pracy bloku z nisk  moc , charakterystyczn  dla nocnej doliny 
obci enia, parametry pary w przelotni SP-NP nie pozwalaj  na uzyskanie mak-
symalnej temperatury wody gor cej. Niezb dna staje si  zatem praca wymien-
nika XC5 zasilanego z magistrali mi dzyblokowej. Upust A2 w konfiguracjach, 
które zawieraj  wymiennik XC2, pozwala na podgrzanie wody sieciowej do 
wymaganej temperatury +70 C jedynie poza sezonem grzewczym. W sezonie 
grzewczym, poni ej +12 C, ze wzgl du na zwi kszony pobór pary z upustu 
spadek jej ci nienia powoduje obni enie temperatury nasycenia i konieczno  
poboru pary z upustu wy szego. 

3. Podsumowanie i wnioski 

• Uciep ownienie bloku energetycznego poprzez wyprowadzenie pary upu-
stowej powoduje odst pstwo od jego pracy znamionowej. Zmianom pod-
legaj  g ównie ci nienia pary w niskopr nej cz ci turbiny.  

• Ci nienie i odpowiadaj ca mu temperatura nasycenia pary jest najwa niej-
szym parametrem decyduj cym o przydatno ci poszczególnych upustów do 
pracy ciep owniczej, wp ywaj cym równie  na sprawno  przyj tego roz-
wi zania. Decyduje ona bowiem o warto ci mo liwej do osi gniecia tempe-
ratury wody gor cej w wymienniku ciep owniczym. Im wy sze b dzie ci-
nienie pary upustowej, tym wy sza b dzie temperatura nasycenia i w tym 

wy sz  b dzie mo na osi gn  temperatur  wody gor cej.  
• Warto ci ci nie , zgodnie z prawem przelotowo ci turbiny Stodoli-Flügla, 

zale  od poboru pary z danego upustu oraz z upustów go poprzedzaj cych. 
Wp yw na nie ma równie  moc elektryczna bloku. 

• Efektywno  uciep ownienia bloku energetycznego b dzie tym wi ksza im 
w wi kszym stopniu potrzeby cieplne zaspokojone b d  za pomoc  pary 
z upustu o najni szych parametrach termodynamicznych – straty mocy elek-
trycznej bloku (egzergii) s  wtedy najni sze. W powy szej analizie s  to 
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konfiguracje wymienników, w których wykorzystywana jest para z upustu 
A2 turbiny. 
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W pracy przeprowadzono ocen  mo liwo ci wykorzystania spr arkowych pomp ciep a do 
podniesienia temperatury no nika niskoparametrowej energii odpadowej. Poddano analizie obiegi 
termodynamiczne pomp ciep a pracuj cych na mieszaninach zeotropowych zi bników R124, 
R142b i R600a realizowanych przy ekstremalnych warto ciach temperatur odparowania i kon-
densacji. Zamodelowano teoretyczne obiegi termodynamiczne mo liwe do realizacji; okre lono 
parametry porównawcze. Zaproponowano sposób opisu strat dla obiegów rzeczywistych i obli-
czono warto ci COP. Sformu owano wnioski dotycz ce perspektyw eksploatacji takich pomp 
ciep a w warunkach rzeczywistych. 

1. Wst p 

W technice cieplnej znane jest poj cie niskotemperaturowej energii odpa-
dowej definiowanej i warto ciowanej przy pomocy temperatury no nika ciep a, 
a raczej ró nicy temperatur pomi dzy temperatur  no nika a temperatur  oto-
czenia. O technicznej i ekonomicznej przydatno ci energii cieplnej decyduje, 
obok rodzaju no nika ciep a (woda, powietrze, gazy, spaliny, ciecze zanie-
czyszczone) poziom egzergii [15]. 

No nik o temperaturze 90-150 C mo e by  wykorzystywany na przyk ad 
do nap du sorpcyjnych zi biarek lub pomp ciep a. Przeprowadzona analiza 
literaturowa [12] wskazuje, e w przypadku systemów sorpcyjnych efektyw-
no  termodynamiczna tych systemów jest silnie zale na od temperatury no ni-
ka ciep a, czyli temperatury zasilania. I tak np. systemy absorpcyjne amoniak-
woda przy temperaturze zasilania 120–150 C gwarantuj  uzyskanie efektyw-
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no ci COP na poziomie COP = 1,2–1,5. Przy temperaturze zasilania 90–110 C 
uzyskano COP = 0,85–1,1. Przy czy równie  silnie maleje wydajno  cieplna 
systemu. Przy ni szej temperaturze no nika zasilaj cego zastosowanie zi biarek 
absorpcyjnych jest ekonomicznie i termodynamicznie nieop acalne [4, 12]. 

Przy ród ach energii odpadowej o temperaturze 80 C mo na wykorzysta  
podwy szaj ce transformatory ciep a, które umo liwiaj  produkcj  zmniejszo-
nej ilo ci ciep a grzejnego na wy szym poziomie temperatury, oko o  
100–120 C [4]. Jednak jak podaj  autorzy opracowa  czas zwrotu poniesio-
nych nak adów jest do  d ugi. 

Adsorpcyjne pompy ciep a wykorzystuj ce adsorpcj  fizyczn  jak i che-
miczn  umo liwiaj , teoretycznie tzn. przy odpowiednim doborze zespo u sorp-
cyjnego podwy szenie temperatury no nika niskotemperaturowego nawet do 
temperatury 80-90 C. Wymaga to jednak ród a wysokoparametrowego do 
regeneracji z o a na jeszcze wy szym poziomie [4]. 

Szczególnym przypadkiem s  ród a, w których rednia temperatura no ni-
ka ciep a – np. wody jest na poziomie tw1  40 C÷60 C. Takie ród a charakte-
ryzuj  si  du ym stopniem rozproszenia, zró nicowaniem wielko ci strumieni 
ciep a i chwilowych warto ci temperatury. Pomimo, e zasoby tej energii s  
znaczne, jest to przyczyn  trudno ci w jej zagospodarowaniu i dosy  ograni-
czonego wykorzystania [4]. 

Powszechnie przyjmuje si , e parametry niskotemperaturowego no nika 
energii odpadowej mo na poprawi  stosuj c pompy ciep a lub transformatory 
ciep a, czyli systemy realizuj ce termodynamiczne obiegi lewobie ne [12]. Na 
pewno najpopularniejsze s  spr arkowe pompy ciep a, które pozwalaj  na 
osi gni cie temperatur ko cowej no nika ciep a nawet do oko o 60 C–70 C, 
przy pocz tkowej < 20 C. Warto  ko cowej temperatury no nika jest deter-
minowana ci nieniem i temperatur  krytyczn  czynnika obiegowego, realizo-
wanym obiegiem termodynamicznym oraz stosowanymi olejami w spr arce 
(temperatura rozk adu oleju).  

2. Analiza mo liwo ci wykorzystania CO2 i N2O 

Zi bnikami wychodz cymi naprzeciw wymaganiom temperaturowym ana-
lizowanego obiegu, ekologicznymi, zwi zanymi z zerowym wspó czynnikiem 
OPD i relatywnie niskim wspó czynnikiem GWP, s  dwutlenek w gla CO2  
i podtlenek azotu N2O [2, 3, 7, 11]. Porównanie mo liwo ci ich wykorzystania 
na tle innych czynników by y wielokrotnie przedstawiane w literaturze [1, 8, 
14]. Specyficzne w asno ci CO2 i N2O sprawiaj , e realizowany w systemach 
spr arkowych termodynamiczny obieg lewobie ny jest obiegiem transkrytycz-
nym (rys. 1) 
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Rys. 1. Transkrytyczny obieg N2O na wykresie T-s poddany analizie termodynamicznej [1] 

Obiegi transkrytyczne charakteryzuj  si  spr aniem pary (pkt. 1” – 2”) do 
ci nienia nadkrytycznego 80 – 120 barów i temperatury ok. 80 – 130 C. Izoba-
ryczne och adzanie spr onego gazu wod  2” –3 w ch odnicy przeciwpr dowej, 
zwi zane jest z po lizgiem temperaturowym (od 100 C do 60 C). Krzywa 
po lizgu temperatury jest w swym kszta cie identyczna z izobar . Je eli 
uwzgl dni si  temperatury gazu na ko cu procesu spr ania (t2” > 120 C) 
i siln  nieizotermiczno  przemiany izobarycznej ch odzenia gazu to mo na 
wnioskowa , e najbardziej uzasadnione b dzie wykorzystanie tych czynników 
w systemach klimatyzacji i pompach ciep a tzn. tam, gdzie eksploatacja syste-
mu b dzie uzasadnia a mo liwo  zastosowania wymiennika przeciwpr dowe-
go do intensywnego ogrzewania medium grzewczego [1, 3]. D enie do wyko-
rzystania wszystkich walorów eksploatacyjnych CO2 i N2O wymaga podejmo-
wania dzia a  optymalizacyjnych ju  na etapie projektowania obiegu transkry-
tycznego (do konkretnego zastosowania), doborze optymalnego ci nienia spr -
ania pg a przede wszystkim okre lania warto ci wspó czynnika efektywno ci 

energetycznej COP [1]. 
Do przeanalizowania mo liwo ci zastosowania CO2 i N2O do podwy szenia 

parametrów wody przez zastosowanie spr arkowej pompy ciep a, wykorzysta-
no model zaprezentowany w literaturze [1] i za o ono e system pompy ciep a 
b dzie sk ada  si  z typowych elementów umo liwiaj cych realizacj  obiegu 
transkrytycznego [1, 8]. Uwzgl dniono wymiennik rekuperacyjny i przegrzanie 
czynnika w ruroci gu ssawnym [1, 3]. 

3133



32 Bogus aw Bia ko et al. 

 

Rys. 2. Wartosci wybranych parametrów analizowanych obiegów CO2 i N2O 

Specyfika obiegu transkrytycznego daje mo liwo  skierowania redniopa-
rametrowego no nika ciep a – wody, bezpo rednio na och adzacz gazu lub do 
parowacza jako dolne ród o ciep a pompy ciep a. Dlatego przeanalizowano 
dwa typy obiegów transkrytycznych: 

A) 
– temperatura wody na dop ywie do och adzacza gazu Tw1= 60 C 
– temperatura wody na odp ywie z doch adzacza gaz Tw2= 90 C 
– temperatura odparowania T0= -10 C 
B) 
– temperatura wody na dop ywie do och adzacza gazu Tw1= 30 C 
– temperatura wody na odp ywie z doch adzacza gaz Tw2 = 90 C 
– zmienno  temperatur parowania T0= 5÷30 C (35 C dla N2O) 
W obu analizowanych obiegach za o ono: 
– przegrzanie czynnika w rekuperatorze TR= 5 K 
– przegrzanie czynnika w ruroci gu ssawnym Ts= 5 K 
Izentropowa sprawno  procesu spr ania i wynikaj c  st d temperatur  

ko ca spr ania okre lono zak adaj c, e zale y ona przede wszystkim od stop-
nia spr ania, z zale no ci [1, 14]: 

 1 2
0

t
is

pC C
p

 (1) 

gdzie C1 i C2 – sta e empiryczne. Dla spr arek t okowych na CO2, gdy spr  
pt/p0>2 C1 = 93,43, C2 = 0,04478 [14]. 

Wyniki analizy warto ci COP, l0 i qk przedstawiono na rysunku 2. 
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Dla wariantu A wysoka warto  temperatury ko ca procesu doch odzenia 
gazu (pkt 3, rys. 1) powoduje, e uzyskiwane warto  wspó czynników COP < 
1, tak dla CO2 jak i dla N2O. Wariant nale y uzna  za zupe nie nieekonomiczny. 

Analizuj c warto ci przedstawione na wykresach mo na zauwa y , e dla 
rozpatrywanego wariantu B pracy obiegu wzrost temperatury parowania powo-
duje zmniejszenie warto ci qk i l0, a wspó czynnik efektywno ci przyjmuje war-
to  COP = 1,6–1,7, co w praktyce czyni taki wariant zupe nie nieekonomicz-
nym. Podobnie za o enie temperatury odparowania na poziomie 30 C, (wariant 
B) wskazuje na praktyczny brak mo liwo ci wykorzystania dwutlenku w gla 
w systemie pompy ciep a pracuj cej w zadanych warunkach temperaturowych. 
Koszty instalacji oraz utrzymania systemu w warunkach rzeczywistych b d  
ekonomicznie nieuzasadnione. Ponadto maksymaln  temperatur  wyj ciow  
czynnika z ch odnicy gazu mo na osi gn  na poziomie 95 C, ze wzgl du na 
bardzo w ski obszar pary mokrej przy tej temperaturze odparowania i uzyski-
wane warto ci q0. W przypadku podtlenku azotu mo na osi gn  rozszerzenie 
zakresu wykorzystywanych temperatur, przy jednoczesnym spadku ci nienia 
ko ca spr ania. Uzyskiwane s  nieco wy sze wspó czynniki efektywno ci 
w porównaniu do CO2, nadal jednak s  to warto ci zbyt niskie do zastosowania 
tego typu systemu na skal  przemys ow . 

Mo liwo  wykorzystania obu czynników realizuj cych obiegi nadkrytycz-
ne w obu analizowanych wariantach (CO2 i N2O) do wysokotemperaturowych 
pomp ciep a nale y oceni  negatywnie.  

3. Mieszaniny zi bników R124/R142b/R600a 

Wieloletnie do wiadczenia techniki ch odniczej wskazuj  na mo liwo  
pracy zi biarek spr arkowych na mieszaninach zeotropowych freonów jak 
i czynników naturalnych [6, 13].  

Zwolennicy, podkre laj c celowo  takich zastosowa  zwracaj  uwag  na 
mo liwo ci tworzenia mieszanin dwu– lub wielosk adnikowych, o tak dobranej 
kompozycji i proporcjach, aby otrzymana substancja spe nia a wymagania eko-
logiczne, uzyskuj c jednocze nie po dane w asno ci, odpowiednio do projek-
towanego zakresu parametrów pracy [6]. 

Rozwijaj c t  tez  mo na, korzystaj c z modeli w asno ci [10] stworzy  
mieszanin  (High Temperature Refrigerant – HTR), która b dzie odpowiada a 
wymaganiom termicznym wysokotemperaturowej pompy ciep a. Odpowiedni 
dobór sk adników mieszaniny mo na oprze  o wska niki termodynamiczne, 
zakresy ci nie  (rys. 3) oraz warto  ró nicy entalpii pomi dzy stanami nasyce-
nia w danym ci nieniu. Na tej podstawie zaproponowano [6] mieszanin  zi b-
ników R124/R142b/R600a. Pogl dowe zestawienie mieszaniny w ca ym zakre-
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sie sk adu wraz z krzywymi nasycenia czystych sk adników mieszaniny przed-
stawiono na rysunku 3. 

 

Rys. 3. Krzywe nasycenia mieszaniny R124/R142b/R600a na wykresie logp – h 

4. Obieg termodynamiczny 

Obliczenia maj ce na celu okre lenie potencjalnej przydatno ci mieszaniny 
do realizacji procesu podwy szenia temperatury wody z poziomu 30 C do 
90 C zosta y przeprowadzone na podstawie lewobie nego obiegu Lindego. 
Mieszanina o wyselekcjonowanym sk adzie zosta a wybrana pod k tem mak-
symalizacji wspó czynnika efektywno ci pompy ciep a oraz minimalizacji tem-
peratury ko ca spr ania [5]. Obieg naniesiony na wykres fazowy mieszaniny 
przedstawiono na rys 4. 

Analiz  przydatno ci mieszaniny oparto na za o eniach: 
– temperatura odparowania czynnika t0 = 20 C ÷ 45 C 
– temperatura kondensacji tk = 95 C 
– przegrzanie czynnika w parowaczu 5 K 
– izentropowa sprawno  procesu spr ania wg. zale no ci (1) 
– przegrzanie czynnika w ruroci gu ssawnym 5 K 
– przech odzenie czynnika w skraplaczu 10 K. 
Za o ono, e obieg realizowany w modelowanym systemie pompy ciep a 

jak na rys. 4 i przebiega pomi dzy punktami 1–2–3–4, a odst pstwa od obiegu 
teoretycznego wynikaj  z przegrzania czynnika w ruroci gu ssawnym 1”-1, 
przech odzenia czynnika w skraplaczu 3’-3, uwzgl dnienia nieizentropowego 
procesu spr ania 1-2. Do analizy przyj to cztery sk ady mieszaniny wybrane 
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z ca ego obszaru sk adów: pierwszy oznaczony jako HTR1 zaproponowany 
w literaturze [6], oraz HTR2, HTR3 i HTR4. 

 

Rys. 4. Obieg pompy ciep a realizowany na mieszaninie R124/R142b/R600a (HTR3) 

Sk ady: 
HTR1 (literatura [6]) – R124/R142b/R600a – 90/8/2 
HTR2 – R124/R142b/R600a – 20/65/15 
HTR3 – R124/R142b/R600a – 15/70/15 
HTR4 – R124/R142b/R600a – 85/10/5 
Rezultaty modelowania obiegów termodynamicznych przedstawiono na  

rys. 5. 

 

Rys. 5. Warto ci wybranych parametrów analizowanych obiegów 
dla HTR1, HTR2, HTR3 i HTR4 
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5. Wnioski 

Powy sza analiza i uzyskiwane warto ci podstawowych parametrów obiegu 
wskazuj  na mo liwo ci wykorzystania mieszaniny trójsk adnikowej do wyso-
kotemperaturowego obiegu pompy ciep a. Uzyskiwane temperatury ko ca spr -
ania oraz ci nienie kondensacji znajduj  si  na znacznie ni szym poziomie 

w stosunku do czynników CO2 i N2O realizuj cych obieg w obszarze nadkry-
tycznym, co daje potencjalne perspektywy zastosowania tej mieszaniny. 

Nale y równie  zauwa y , i  wspó czynniki efektywno ci analizowanego 
obiegu pompy ciep a dla za o onych parametrów temperaturowych ukazuj  
bezzasadno  wykorzystywania w tym celu dwutlenku w gla i podtlenku azotu, 
jako czynników obiegowych. Wysokotemperaturowe odparowanie, le ce w ich 
przypadku blisko punktu krytycznego powoduje znacz ce zmniejszenie w a ci-
wego ciep a odparowania przy pocz tkowym spadku a nast pnie wzro cie w a-
ciwej pracy spr ania, objawiaj cym si  ostatecznie wzrostem oraz spadkiem 

warto ci COP (rys. 6). 

 

Rys. 6. Warto ci COP analizowanych obiegów CO2, N2O, HTR1, HTR2, HTR3 i HTR4 

Uzyskiwane warto ci wspó czynnika efektywno ci COP dla zaproponowa-
nych mieszanin s  na tyle interesuj ce, e zach caj  do podj cia bada  takich 
systemów w warunkach rzeczywistych i rozwi zania problemów eksploatacyj-
nych, jak np. dobór odpowiednich olei.  

Problemem otwartym pozostaje jednak nadal optymalizacja sk adu miesza-
niny pod k tem maksymalizacji wspó czynnika COP, lub maksymalizacji war-
to ci innych parametrów obiegu np. maksymalnej warto ci temperatury wody 
grzewczej. 
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THE THERMOSYPHON EFFECT  
IN LOOP HEAT PIPE USED  

FOR COMPUTER COOLING 
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80-952 Gda sk, Poland, *) e-mail: hbiel@imp.gda.pl, **) e-mail: jarekm@imp.gda.pl 

This chapter proposes the theoretical study of the thermosyphon effect in a loop heat pipe. 
The one-dimensional two-phase separate flow model has been used in calculations. This model 
is based on mass, momentum, and energy balances in the evaporators, rising tube, condenser 
and the falling tube. The heat transfer characteristics in a new designed closed thermosyphon 
loop with minichannels and minipump heated from the lower vertical section and cooled from 
the upper vertical section of the loop are presented. The latest correlations for minichannels 
available in literature have been applied. The influence of geometric parameters of the ther-
mosyphon loop with minichannels and minipump on the distribution of the mass flux rate has 
been analyzed in terms of thermal performance. The results indicate that the new variant of the 
thermosyphon loop with minichannels and minipump can be an alternative method of computer 
cooling. 

Nomenclature 

A - cross-section area of the channel, m, 
B - breadth, m, 
D - internal diameter of the tube, m, 
G  - mass flux, kg/(m2s) , 
g - acceleration, m/s2, 
H - height, m,  
L - total length of the closed loop, m,  

HL  - length of heated section, m,  

CL  - length of cooled section, m, 

m  - mass flow rate, kg/s, 
P - pressure, Pa, 
q  - heat flux density, W/(m2K),  

s - axial co-ordinate around the closed-
loop, m,  

x - quality of vapour, 
 

Greek symbols 
 

 - void fraction,  
 - mass density, kg/m3, 
W - wall shear stress, N/m2, 

 
Subscripts 

 
L - liquid, 
V - vapour, 
TP - two-phase. 
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1. INTRODUCTION 

The results presented in this chapter demonstrated the benefits of the 
thermosyphon effect in a loop heat pipe to computer cooling. A loop heat pipe 
is a completely passive heat transfer device. A LHP consists of an evaporator, 
a condenser and transport tubes for the vapor and liquid flows. The thermosy-
phon effect is observed in Loop Heat Pipe (LHP) if the evaporator is located 
below the condenser.  

The obtained results shows the LHP cooling system can be modeled by 
the rectangular thermosyphon loop with minichannels and minipump heated at 
the bottom vertical side and cooled at the upper vertical side of the loop. This 
new design model can be an alternative method of computer cooling. The 
lower heater can be a CPU processor located on the motherboard of personal 
computer. The cooler can be placed above the heater on the computer chassis. 
Heat exchangers are connected by tubes in which the liquid refrigerant is cir-
culated. 

The influence of geometric parameters of the thermosyphon loop with 
minichannels and minipump on the distribution of the mass flux rate has been 
analyzed in terms of thermal performance. Fluid flow in a thermosyphon loop 
is created by the buoyancy forces that evolve from the density gradients in-
duced by temperature differences in the  heating and cooling sections of the 
loop. The minipump can be used if the mass flux is not high enough to 
transport heat from evaporator to condenser. Therefore, the minipump pro-
motes natural circulation. 

The thermosyphon effect for cooling electronic devices can be applied in 
innovative miniature loop heat pipe (mLHP) with the evaporator located on 
the loop below the condenser (Fig. 1). 

 

Fig. 1. Idea scheme of miniature Loop Heat Pipe (mLHP) with thermosyphon loop 

VAPOUR  LINE

LIQUD  LINE

CONDENSER

EVAPORATOR
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The thermosyphon effect can also be applied in concept of micro-CHP-
cogeneration where evaporator is located below condenser [18]. The use of 
capillary forces for pumping of the working fluid in the Clausius–Rankine 
cycle is a new idea that allows the reduction or even the elimination of the 
pumping device in such cycles. It is also possible to exploit the gravity force 
to support the operation of a circulation pump by placing the evaporator below 
the condenser and creating the thermosyphon loop. The results of the investi-
gations on the heat transfer and fluid flow in miniature loop heat pipe (mLHP) 
with capillary pump (fmE-CP) can be used in a forthcoming concept of micro-
CHP-cogeneration. The systematic studies on the concept of mini-evaporator 
for micro-CHP-cogeneration are carried out at the Institute of Fluid Flow Ma-
chinery, Polish Academy of Sciences in Gda sk. 

2. The new design of the two-phase thermosyphon loop 
with minichannels and minipump 

This present chapter analyzes a new designed two-phase thermosyphon 
loop with minichannels and minipump heated from the lower vertical section 
and cooled from the upper vertical section of the loop. The new design of 
thermosyphon loop is schematically shown in Fig. 2. 

The thermosyphon loop is heated from the lower vertical section 
)sss( 10  by a constant heat flux: 

1Hq  and cooled from the upper vertical 
section )( 54 sss  by a constant heat flux: Cq . The constant heat fluxes 

1Hq  and Cq  are applied to the cross-sectional area per heated and cooled unit 
length: 

HL  and CL . The heated and cooled regions of the thermosyphon loop 
are connected by perfectly insulated channels ),( 8541 ssssss . The 
space coordinate s circulates around the closed loop as shown in Fig. 3. The 
total length of the loop is denoted by L, the cross-section area of the channel is 
denoted by A and the wetted perimeter by U . Both the superheat and sub-
cooling are neglected and a linearly varying quality function x(s) are assumed 
according to [3-9, 13, 16]. 
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Fig. 2. Schematic diagram of the two-phase thermosyphon loop with minichannels  
and minipump heated from the lower vertical section and cooled from the upper  

vertical section of the loop 

3. The governing equations 

The one-dimensional, steady-state governing equations for thermosyphon 
loop with minichannels and minipump can be written as follows [3-9, 16]: 
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where: ;gefor1;gefor1;gefor0  

In the equation of motion of the thermosyphon loop with natural circula-

tion, the pressure term of integration around the loop is zero 0dp ds
ds

. 

For the thermosyphon loop with minipump [10] the pressure term is 

PUMP L PUMP
dp ds p g H
ds

; 
2

1PUMP MAX
MAX

VH H
V

, 

with MAXMAX V,H  from minipump curve ( V - volumetric flow rate). 

3.1. The gravitational term in momentum equation 
The gravitational term in the momentum equation (1) can be expressed as: 

 0 1
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1 0
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g ds g s s
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where: 
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3.2. The frictional term in momentum equation 
The frictional component of the pressure gradient in two-phase regions 

was calculated using the two-phase separate flow model. Due to friction of 
fluid, the pressure gradient in two-phase regions can be written as follows [13, 
16, 17]: 

 
2 0

w
p L

U dp dpR
A ds ds

, (4) 

where R is the local two-phase friction factor. 
0Lds

dp
is only the liquid fric-

tional pressure gradient calculated for the liquid total mass flow rate. After 
integrating the friction term around the loop, we obtain 
 

 1 40 1

4 5

1 0 4 1
0

5 4 8 5

w s ;ss ;s
L

s ;s

U dpds s s R s s R
A ds

s s R s s
, (5) 

where:  

 1 K

P K

P

s

s ;s
K P s

R R s ds
s s

. (6) 

Substituting equations (2) and (5) into the momentum equation (1) gives 

1 40 1 4 5

1 40 1 4 5

1 0 4 1 5 4 8 5
0

1 0 5 4 2 1 4 3 0

s ;ss ;s s ;s
L

V L s ;ss ;s s ;s

dp s s R s s R s s R s s
ds

g s s s s s s s s

. (7) 

The El-Hajal‘s [12] empirical correlation for the void fraction in two-
phase separate flow model were applied in calculations. The local two-phase 
friction coefficient in two-phase adiabatic region was calculated using the 
Zhang-Webb [20] formula. The local two-phase friction coefficient in the two-
phase heating section and cooling section was calculated using the Tran [19] 
and Cavallini et al. [11] formula, respectively. 
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4. Minichannels. The influence of geometrical parameters 

The influence of geometrical parameters on the fluid flow and heat trans-
fer characteristics in thermosyphon loop has been numerically investigated for 
the internal diameter tube D, the total length of the loop L, the length of the 
heated and cooled section LH and LC, the length H  and aspect ratio H/B 
(height H to breadth B). 

It was found that the effectiveness of computer cooling increases with in-
creasing value of the mass flux rate and depends largely on the geometrical 
parameters of a loop.  

4.1. The effect of the internal diameter tube (d) and the total length 
of the loop (l) on the mass flux rate distributions 

The effect of the internal diameter tube D and total length of the loop L on 
the mass flux rate has been numerically obtained for the steady-state condi-
tions. These results are presented in Fig. 3 and Fig. 4, respectively. The mass 
flux rate increases with increasing internal diameter tube D, as it shown in Fig. 
3. The mass flux rate decreases with increasing total length of the loop L (Fig. 
4). This increase of total length causes an increase in frictional pressure drop. 

  
Fig. 3. Mass flux rate G  as a function of Hq
with internal diameter tube D as the parame-

ter. (L=0.4 [m]; B=0.04 [m]; H=0.16 [m]) 

Fig. 4. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with total length of the loop L as the parame-

ter. (D=0.0027 [m]) 

4.2. The effect of the length of the heated and cooled sections LH 
and LC on the mass flux rate distributions 

The effect of the length of the heated and cooled section LH and LC on the 
mass flux rate under the steady-state condition was studied and the numerical-
ly results are presented in Fig. 5 and 6, respectively. It was found that the mass 
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flux rate decreases with increasing length of the heated sections LH and LC 
(Fig. 5-6). 

 
Fig. 5. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with LH as the parameter. (L=0.4 [m]; B=0.04 

[m]; H=0.16 [m]) 

Fig. 6. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with LC as the parameter. (L=0.4 [m]; 

B=0.04 [m]; H=0.16 [m]) 

4.3. The effect of the diference hights ( H) and aspect ratio h/b 
(height h to breadth b) on the mass flux rate distributions 

The effect of the height H and aspect ratio H/B (height H to breadth B) 
on the mass flux rate under the steady-state condition is presented in Fig. 7 
and 8, respectively. The mass flux rate increases with increasing height H 
and aspect ratio H/B. These factors cause an increase in the driving force. The 
friction force is not changed because the total length of the loop is assumed 
constant. 

 

Fig. 7. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with H  as the parameter. (L=0.4 [m]; B=0.04 

[m]; H=0.16 [m]) 

Fig. 8. Mass flux rate G  as a function of Hq
with H/B as the parameter. (L=0.4 [m]; 

B=0.04 [m]; H=0.16 [m]) 
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5. Conclusions 

The numerical results of the study shows that the one-dimensional two-
phase separate flow model can be used to describe heat transfer and fluid flow 
in the new designed thermosyphon loop with minichannels and minipump 
heated from the lower vertical section and cooled from the upper vertical sec-
tion of the loop. The minipump can be used to promotes natural circulation if 
the mass flow rate is not high enough to circulate the necessary fluid to 
transport heat from evaporator to condenser. 

In order to evaluate the thermal performance of the thermosyphon loop 
with minichannels the following correlation have been successfully used: the 
El-Hajal [11] correlation for void fraction, the Zhang-Webb [21] correlation 
for the friction pressure drop of two-phase flow in adiabatic region, the Tran 
[20] and Cavallini [12] correlation for the friction pressure drop of two-phase 
flow in heating and cooling section, respectively (Fig. 3). Distilled water as 
the working fluid was used in calculations. The quality of vapour in the two-
phase regions is assumed to be a linear function of the coordinate around the 
loop. 

The influence of the geometrical parameters on the mass flux rate distribu-
tions obtained numerically for the steady-state condition is presented in Figs. 
3-8. The results demonstrate that the mass flux rate increases with the follow-
ing geometrical parameters: (1) with increasing internal diameter tube (Fig. 3), 
(2) with increasing aspect ratio H/B (Fig. 4), (3) with increasing height H 
(Fig. 7), (4) with decreasing length of the heater sections LH and cooler section 
LC (Figs. 5-6), (5) with decreasing total length of the loop L (Fig. 4). The ob-
tained results indicate that the effectiveness of computer cooling increases 
with increasing value of the mass flux rate and depends largely on the geomet-
rical parameters of a loop adapted to the various operating conditions. There-
fore, the presented solution can be used as an alternative method of computer 
cooling. 
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This chapter presents the heat transfer characteristics of two phase thermosyphon loop with 
minichannels. The one-dimensional two-phase separate flow model and heat transfer in a closed 
thermosyphon loop with minichannels were applied in calculations using the latest correlations 
available in literature. The mass flux rate distributions versus heat flux was obtained numerically 
for the steady-state condition in minichannels. The main goal of this chapter is the presentation of 
numerical investigations of the heat transfer coefficient for flow boiling in the heater at the bot-
tom and for flow condensation in the cooler at the top of the loop with minichannels. This design 
of thermosyphon loop was chosen to prove its application to computer cooling. 

1. Introduction 

The purpose of the current study is to present the heat transfer characteris-
tics of two phase thermosyphon loop with minichannels. Both the mass flux rate 
distributions and the distributions of the heat transfer coefficient for flow boil-
ing and condensation in a heater at the bottom (H2) and a cooler at the top (C2) 
were obtained numerically for the steady-state condition in minichannels. 

The one-dimensional two-phase separate flow model and heat transfer in a 
closed thermosyphon loop with minichannels was used in calculations. The 
model is based on mass, momentum, and energy balances in the evaporator, 
rising tube, condenser and the falling tube. The heat transfer characteristics of 
two-phase flow inside minichannels were done using the latest correlations 
available in literature like for example the El-Hajal [15] correlation for void 
fraction, the Zhang-Webb [26] correlation for the friction pressure drop of two-
phase flow in adiabatic region, the Tran [25] correlation for the friction pressure 
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drop of two-phase flow in diabatic region. In addition, the following correla-
tions were used in calcullations: the Mikielewicz [20], the Balasubramanian-
Kandlikar [1] and Li-Wu [17] correlations for the flow boiling heat transfer 
coefficient in minichannels and the Mikielewicz [20], the Tang [24] and the 
Dobson-Chato [14] correlations for the flow condensation heat transfer coeffi-
cient in minichannels. 

A natural circulation occurs in the thermosyphon loop. The heat is trans-
ported in the thermosyphon loop from a source to a sink. Fluid flow in a ther-
mosyphon loop is created by the buoyancy forces that evolve from the density 
gradients induced by temperature differences in the heating and cooling sections 
of the loop. An advanced thermosyphon loop consists of an evaporator, where 
the liquid boils; and a condenser, where the vapour condenses back to liquid; a 
riser and a downcomer connect these parts. Heat is transferred as the vaporiza-
tion heat from the evaporator to the condenser. The thermosyphon is a passive 
heat transfer device, which makes use of gravity for returning the liquid to the 
evaporator. Thermosyphons are less expensive than other cooling schemes be-
cause they are pumpless. The closed-loop thermosyphon is also known as a 
“liquid fin” [18]. 

The single- and two-phase thermosyphon loops find many industrial appli-
cations [19], such as, for example: distillation process, steam generators, ther-
mosyphon reboilers, chemical reactors, emergency cooling systems in nuclear 
reactor cores and reflux boiling systems in light water reactor cores, solar heat-
ing and cooling systems, geothermal energy generation and thermal diodes [2-
3]. The increasing integration of electronic systems requires improved cooling 
technologies. The thermosyphon cooling could be an attractive alternative tech-
nology of dissipating high local heat fluxes. The presented model of the rectan-
gular thermosyphon loop with minichannels can be applied to describe the 
computer cooling system. The lower horizontal heater can be treated as a CPU 
processor located on the motherboard of personal computer and the lower verti-
cal heater can simulate a chip located on vertical graphic card. The cooler must 
be placed above the heaters on the computer chassis. Heat exchangers are con-
nected by minichannels filled with the liquid refrigerant. 

The thermosyphon effect is observed in Loop Heat Pipe (LHP) if the evapo-
rator is located below the condenser. A loop heat pipe is a completely passive 
heat transfer device. A LHP consists of an evaporator, a condenser, a compensa-
tion chamber and some smooth transport lines for the vapor and liquid flows as 
shown in Fig. 1. 
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Fig. 1. Idea scheme of Loop Heat Pipe (LHP) with thermosyphon loop 

The thermosyphon effect can also be used in concept of micro-CHP-
cogeneration if the evaporator is located below condenser [21]. The use of ca-
pillary forces for pumping of the working fluid in the Clausius–Rankine cycle is 
a new idea that allows the reduction or even the elimination of the pumping 
device in such cycles. It is also possible to exploit the gravity force to support 
the operation of a circulation pump by placing the evaporator below the conden-
ser and creating the thermosyphon loop. 

2. The generalized model of two phase thermosyphon 
loop with minichannels 

A schematic diagram of the generalized model of two phase thermosyphon 
loop with minichannels is shown in Fig. 2. It is possible to apply the different 
number of heaters and coolers using this model. These heat exchangers can 
have the different locations on the loop. For example, the heat sources can be 
placed at the bottom horizontal pipe or on the right/left vertical legs; similarly, 
the heat sinks can be chosen at the top horizontal pipe or on the right/left verti-
cal legs. It is shown that this generalized model can be used to describe any 
possible individual variants of thermosyphon loop with minichannels including 
the earlier variants developed by authors [2-12]. 
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The constant heat fluxes 
iHq  and 

jCq  are applied to the cross-sectional area 

per heated and cooled unit length: 
iHL  and 

jCL . The heated and cooled regions 

of the thermosyphon loop are connected by perfectly insulated channels. The 
coordinate s along the loop and the characteristic geometrical points on the loop 
are marked with sj , as shown in Fig. 2. The total length of the loop is denoted 
by L, the cross-sectional area of the channel is denoted by A and the wetted 
perimeter by U . Thermal properties of fluid:  - density, pc  - heat capacity of 

constant pressure,   - thermal conductivity. 

 

Fig. 2. Schematic diagram of the generalized model of thermosyphon loop with minichannels 

The following assumptions are made in this study: 
1) Thermal equilibrium exists at any point of  the loop,  
2) Fluid flow and heat transfer can be considered in a steady-state analysis 
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 0  (1) 

3) One-dimensional model is applied for the heat transfer and fluid flow in 
both one- and two-phase regions, 

4) A linearly varying quality function x(s) is assumed according to 
Orzechowski [22] 

5) Mixture density , is given by the weighting of void fraction [16, 22] 

 

1

L

V

L V

for liquid
for vapour

; for two phase mixture

 (2) 

6) Friction coefficient is constant in each region of the loop. Superheating and 
subcooling are neglected.  

7) Changes of the kinetic and potential energy in energy equation are neglect-
ed. 
According to the model shown in Fig. 2 the incomplete evaporation and 

condensation of working fluid occurs in the heaters: (H1), (H2) and (H3) and in 
the coolers: (C1) and (C2), respectively. The one-phase fluid occurs on the entry 
of the Heater (H1) 

10 s;s . Moreover, the sections: 
31 s;s  and 

64 s;s  and 

87 s;s  and 
119 s;s  and 

1412 s;s  are the adiabatic sections. Therefore, the 
two-phase fluid occurs on the entry of the heaters: H2 and H3 and on the entry 
of the coolers: C1, C2 and C3 and as well as at the end of the heaters: H1, H2 
and H3 and at the end of the coolers: C1 and C2.  

3. The governing equations 

Under the above assumptions, the one-dimensional, steady-state governing 
equations for natural circulation in two phase thermosyphon loop can be written 
as follows [4-12]: 
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In the region )sss( 150  the working fluid is regarded as the two-phase 
medium. Fluid flow in the region )sss( 1615  is the liquid flow.  

The steady-state total energy equation can be written as: 

 
i i i iH H C C

i i
Q q L U q L U m r . (4) 

In order to eliminate the pressure gradient, the momentum term in eq. (3) is 
integrated around the loop: 

 0ds
ds
dp : 0p( ) p( L ) . (5) 

In case of a loop with constant cross-sectional area, the integration of the 
term with acceleration around the loop gives zero and the balance of forces 
takes place only between the friction (FR) and gravity (GR) forces:  

 

 
2 2

0
p ,FR p,GR

p pds ds
s s

. (6) 

4. The gravitational term in momentum equation 

The gravitational term in the momentum equation (6) can be expressed as 
follows: 
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where: ;1;1;0 geforgeforgefor   
and  

 1 K
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P

s

s ;s s ;s
K P s

s ds
s s

. (8) 

5. The frictional term in momentum equation 

The frictional component of the pressure gradient in two-phase regions has 
been calculated using the two-phase separate flow model. Due to friction of 
fluid, the pressure gradient in two-phase regions can be written as [16, 22]: 

 
2 0

w
p L

U dp dpR
A ds ds

, (9) 

where R is the local two-phase friction factor, and the term 
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0

0

2L

L L

f Gdp
dz D

 (10) 

is only the liquid frictional pressure gradient calculated for the liquid total mass 
flow rate, and the term 0Lf  is the Churchill’s single-phase friction factor [10]. 

After integrating the friction term around the loop, we obtain 
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where: 

57



56 Henryk Bieli ski, Jaros aw Mikielewicz 

 1 K

P K

P

s

s ;s
K P s

R R s ds
s s

. (12) 

Substituting equations (7) and (11) into the momentum equation (6) gives 
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The El-Hajal‘s [15] empirical correlation for the void fraction in two-
phase separate flow model were applied in calculations. The local two-phase 
friction coefficient in two-phase adiabatic region was calculated using the 
Zhang-Webb [26] formula. In two-phase heating section and cooling section the 
local two-phase friction coefficient was calculated using the Tran [25] and Cav-
allini et al. [13] formula, respectively. 

6. Minichannels. The mass flux rate distributions 

The mass flux rate distributions G  versus heat flux Hq  was obtained nu-
merically for the steady-state condition in minichannels, as is shown in Fig. 3.   

 

Fig. 3. Minichannels. Mass flux rate G  as a function of Hq  
(L=0.4 m ; B=0.05 m ; H=0.15 m ; D=0.002 [m]) 
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Distilled water war used as a working fluid. As it is shown in Fig. 3 the two 
flow regimes can be clearly identified: GDR - gravity dominant regime and 
FDR – friction dominant regime.  
 

7. Heater (H2). the distributions of the heat  
transfer coefficient for flow boiling in minichannel 

The heat transfer coefficient for flow boiling in minichannels was calculat-
ed using the Mikielewicz et al. [20] formula, the modified Balasubramanian-
Kandlikar (B-K) formula [1] and the modified Li-Wu formula [17].  

The distributions of the heat transfer coefficient for flow boiling in mini-
channels TPB  versus heat flux 2Hq  was obtained numerically for the steady-
state condition in the heater (H2

43 s;s ). The results obtained for minichan-
nels are presented in Fig. 4.  

 

Fig. 4. Heater (H2). Heat transfer coefficient TPB  as a function of 2Hq  
(L=0.4 [m] ; B=0.05 [m];  H=0.15 [m] ; D=0.002 [m]) 

8. Cooler (C2). The distributions of the heat transfer 
coefficient for condensation in minichannel 

The heat transfer coefficient for flow condensation in minichannels was 
calculated using the Mikielewicz et al. [20] formula considering that during 
condensation the term of pool boiling is neglected, the modified Dobson-Chato 
formula [14] and the modified Tang formula [24]. 
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The distributions of the heat transfer coefficient for flow condensation in 
minichannels TPC  versus heat flux 2Cq  was obtained numerically for the 

steady-state condition in the cooler (C2
1211 s;s ). The  results obtained for 

minichannels are presented in Fig. 5. 

 

Fig. 5.Cooler (C2). Heat transfer coefficient TPC  as a function of 
2Cq  

(L=0.4 [m] ; B=0.05 [m] ; H=0.15 [m] ; D=0.002 [m]) 

9. Conclusions 

The results show that the heat transfer and fluid flow in the generalized 
model of thermosyphon loop with minichannels can be described by the one-
dimensional two-phase separate flow model. This generalized model can in-
clude a number of different heaters and coolers which can have the various lo-
cations on the loop.  

The analysis of the one-dimensional two-phase separate flow model pro-
vides evidence that the heat transfer characteristics of the thermosyphon loop 
with minichannels can be predicted with the following correlations: the El-Hajal 
[15] correlation for void fraction, the Zhang-Webb [26] correlation for the fric-
tion pressure drop of two-phase flow in adiabatic region, the Tran [25] and Cav-
allini [13] correlation for the friction pressure drop of two-phase flow in heating 
and cooling regions, respectively; the Mikielewicz [20], the Balasubramanian-
Kandlikar [1] and Li-Wu [17] correlation for the heat transfer coefficient for 
flow boiling in evaporator with minichannels; the Mikielewicz [20], the Dob-
son-Chato [14] and the Tang [24] correlations for the heat transfer coefficient 
for flow condensation in the cooler with minichannels. The distilled water as the 
working fluid was used in calculations.   

In case of minichannels the distribution of the mass flux rates against the 
heat flux approaches a maximum and then slowly decreases, and the two flow 
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regimes can be clearly identified: GDR- gravity dominant regime and FDR - 
friction dominant regime, as presented in Fig. 3. 

The incomplete evaporation and condensation of working fluid occur in the 
heater: (H2) and in the cooler: (C2), respectively. Fig. 4 shows that the heat 
transfer coefficient for flow boiling increases with increasing heat flux in the 

heater H2 43 s;s . Fig. 5 demonstrates that the heat transfer coefficient for 
flow condensation slowly increases with increasing heat flux in the cooler C2

1211 s;s . 
The results obtained indicate that, the mass flux rate and the heat transfer 

coefficient for flow boiling in the heater (H2) and the heat transfer coefficient 
for flow condensation in the cooler (C2) have an influence on the computer 
cooling performance. The general model of thermosyphon loop offers many 
useful variants of cooling and it can be used as a theoretical basis for further 
work on prototype development. 
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   THE EFFECT OF DESIGN PARAMETERS 
OF PUMPLESS TWO PHASE NATURAL  

CIRCULATION LOOP WITH MINICHANNELS 
ON COMPUTER COOLING EFFECTIVENESS 
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Fiszera 14, 80-952 Gda sk, Poland 1) e-mail: hbiel@imp.gda.pl, 2) e-mail: jarekm@imp.gda.pl  

The aim of this study was to investigate the influence of the geometric parameters of pump-
less two phase natural circulation loop with minichannels (thermosyphon loop, wickless loop heat 
pipe) on distribution of the mass flux rate. The distribution of the flow condensation heat transfer 
coefficient in minicooler was determined. The computer cooling effectiveness were numerically 
investigated by applying the model of two-phase thermosyphon loop with minichannels heated 
from horizontal and vertical sides and cooled from horizontal side. The latest correlations availa-
ble in literature have been used to describe the one-dimensional separate model of two-phase flow 
and heat transfer in a closed thermosyphon loop with minichannels. This model is based on mass, 
momentum, and energy balances in the evaporators, rising tube, condenser and the falling tube.  

Nomenclature 

A - cross-section area of the channel, m, 
B - breadth, m, 
D - internal diameter of the tube, m, 
G  - mass flux, kg/(m2s) , 
g - acceleration, m/s2, 
H - height, m,  
L - total length of the closed loop, m,  

HL  - length of heated section, m,  

CL  - length of cooled section, m, 

m  - mass flow rate, kg/s, 
q  - heat flux density, W/(m2K),  
s - axial co-ordinate around the loop, m,  
x - quality of vapour, 

Greek symbols 
 – void fraction,  
 – mass density, kg/m3, 

w  – wall shear stress, N/m2, 
 
 
Subscripts 
L  – liquid, 
V – vapour, 
TP – two-phase. 
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1. Introduction

An attempt has been made to investigate the effect of geometrical parame-
ters of the pumpless two phase natural circulation loop with minichannels 
(wickless loop heat pipe) on the distribution of the mass flux rate. The distribu-
tion of the flow condensation heat transfer coefficient in minicooler was deter-
mined. It is shown that these parameters have an influence on the  computer 
cooling performance. The obtained results are based on the numerical investiga-
tions of the model of two-phase thermosyphon loop with minichannels heated 
from horizontal and vertical sides and cooled from horizontal. In case of a ther-
mosyphon with minichannels, it is necessary to apply some new correlations for 
void fraction (El-Hajal [13]) and the local two-phase friction coefficient in two-
phase region (Zhang-Webb [21], Tran [20], Cavallini [14]) and local heat trans-
fer coefficient in flow condensation (Mikielewicz) [17], Tang [19]). 

This chapter is an extension of our previous works published in Archives of 
Energetics [6] and In ynieria Chemiczna i Procesowa [5]. Our last articles pro-
vide a discussion of variants with complete and non-complete vaporization in 
the heated region of closed loop thermosyphon with minichannels and conven-
tional tubes.  

The single- and two-phase thermosyphon loops find many industrial appli-
cations, such as, for example: steam generators, thermosyphon reboilers, emer-
gency cooling systems in nuclear reactor cores and reflux boiling systems in 
light water reactor cores, solar heating and cooling systems, geothermal energy 
generation [16] and thermal diodes [1, 2]. The thermal diode is a device, which 
allows the heat to be transferred in one direction, and blocks the heat flow in the 
opposite direction. Thermosyphons can be designed as a closed loop. The 
closed-loop thermosyphon is also known as a “liquid fin” [15]. The increasing 
integration of electronic systems requires improved cooling technologies. Be-
cause of increased power levels, miniaturization of the electronic devices and 
typical cooling techniques, the conduction are not able to cool such a high heat 
flux. Thermosyphon cooling is an alternative cooling technology of dissipating 
high local heat fluxes.  

The thermosyphon effect is observed if the evaporator is located on the loop 
below the condenser (Fig.1.) and it can be applied in concept of micro-CHP-
cogeneration [18]. The systematic studies on the concept of mini-evaporator for 
micro-CHP-cogeneration are carried out at the Institute of Fluid Flow Machin-
ery, Polish Academy of Sciences in Gdansk.  
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Fig. 1. Structural scheme of CHP with LHP and ther-
mosyphon loop [18] 

 
 

Fig. 2. Idea scheme of miniature 
Loop Heat Pipe (mLHP) with ther-

mosyphon loop [12] 

The specific issue of the investigation is the use of low-boiling refrigerants 
in a closed loop consisting of turbines, pumps and micro-heat exchanger. Using 
capillary forces for pumping a working fluid in the Clausius–Rankine cycle is a 
new idea that allows for reduction or even elimination of the device pumping 
the working fluid in such cycles. It is additionally possible to exploit the gravity 
force to support the operation of a circulation pump by placing the evaporator 
below the condenser and creating the thermosyphon loop. The structural scheme 
of micro-CHP [18] is shown in Fig. 1. 

The thermosyphon effect for cooling electronic devices can be applied in 
innovative miniature loop heat pipe (mLHP) in case of evaporator located on 
the loop below the condenser (Fig. 2.) [12]. The prototype of mLHP consists of 
a flat mini-evaporator and capillary pump (fmE-CP). The porous wick material 
is placed inside capillary pump. Both the mini-evaporator and cooler are con-
nected to the separate liquid and vapour channels. The wicks generate the capil-
lary pumping pressure, which is required to transport a working fluid along 
mLHP. 

2. The model of pumpless two phase natural circulation 
loop with minichannels (wickless loop heat pipe) 

A schematic diagram in the Fig. 3. presents a model of the one-dimensional 
model of the pumpless two phase natural circulation loop with minichannels 
heated from horizontal and vertical sides and cooled from horizontal side.  
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Fig. 3. Model of the pumpless two phase natural circulation loop with minichannels heated from 
horizontal and vertical sides and cooled from horizontal side 

The thermosyphon loop is heated from horizontal side )sss( 10  by a 

constant heat flux: 1Hq  and vertical side )sss( 43  by a constant heat flux: 

2Hq , and cooled in the horizontal section )sss( 76  by a constant heat flux: 

Cq . The constants of heat fluxes 1Hq  and 2Hq   are applied in the cross-section 

area per heated and cooled length: 1HL , 2HL and CL . The heated and cooled 
parts of the thermosyphon loop are connected by perfectly insulated channels 

)sss,sss,sss( 1076431 . The space coordinate s circulates around 
the closed loop as shown in Fig. 3. The total length of the loop is denoted by L, 
the cross-section area of the channel by A and the wetted perimeter by U. Su-
perheating and subcooling are neglected and a linearly varying quality function 
x(s) are assumed according to studies in [14].  

The presented model of the rectangular thermosyphon loop with minichan-
nels heated at the bottom horizontal and vertical sides and cooled at the upper 
horizontal side and connected by adiabatic tubes can be applied to describing 
the computer cooling system. The lower horizontal heater can be treated as a 
CPU processor located on the motherboard of personal computer and the lower 
vertical heater can simulate a chip located on vertical graphic card. 
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The cooler can be placed above the heaters on the computer chassis. Heat 
exchangers are connected by minichannels filled with the liquid refrigerant. 
Fluid flow in a thermosyphon loop is created by the buoyancy forces that evolve 
from the density gradients induced by temperature differences in the heating 
and cooling sections of the loop. 

3. Governing equations 

The one-dimensional, steady-state equations governing the vertical loop 
flow can be written as, [3-11]: 

 

.regionscooledandheatedforq
A
U

regionsinsulatedfor0
h

A
m

ds
d

1gx
1

x1
ds
d

A
m

A
U

ds
dp

0
ds
md

TERMNGRAVITATIO

vl

TERMONACCELERATI

v

2

l

2

TERMFRICTION

w  (1) 

where: ;gefor1;gefor1;gefor0  
In order to eliminate the pressure gradient, the momentum term in eq. (4) is 

integrated around the loop: 

 0ds
ds
dp

: )L(p)0(p  (2) 

In the case of a loop with constant cross-section area, the integration of the 
term with acceleration around the loop gives zero and the balance takes place 
only between the friction and gravity forces:  

 ;0ds
s
pds

s
p

H,f2T,f2

 (3) 

4. Gravitational term in momentum equation 

The gravitational term in the momentum equation (1) can be expressed as: 
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5. Frictional term in momentum equation 

The frictional component of the pressure gradient in two-phase regions has 
been  calculated using the two-phase separate model. Due to friction of fluid, 
the pressure gradient in two-phase regions can be written as follows [14]: 

 
0Lp2

w ds
dpR

ds
dp

A
U

 (5) 

where R is the local two-phase friction factor. 
0Lds

dp
 is only the liquid fric-

tional pressure gradient calculated for the liquid total mass flow rate.  
After integrating the friction term around the loop, we obtain 
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Substituting equations (4) and (6) into the momentum equation (1) gives 
 

;0ssssssg

ssRssRss

RssRssRss
ds
dp

644331

7664

433110

s;s45s;s34s;s23LV

710s;s67s;s46

s;s34s;s13s;s01
0L

 (7) 

6. Minichannels. Formulas for void fraction and for local 
two-phase friction factor in two-phase adiabatic and 

diabatic regions 

In this study the El-Hajal‘s [13] empirical correlation for the void fraction 
for separate model of two phase flow was applied. The local two-phase friction 
coefficient in two-phase adiabatic region was calculated using the Zhang-Webb 
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[21] formula. In diabatic regions the local two-phase friction coefficient was 
calculated using the Tran [20] formula for heated sections and Cavallini [14] 
formula for cooled section. 

7. Minichannels. The mass flux rate distributions and the 
effect of the total length (l) of the loop 

The mass flux rate distributions G  versus heat flux Hq  was obtained nu-
merically for the steady-state conditions for separate model, as is shown in Fig. 
4. Distilled water was used in calculations as the working fluid. The effect of 
the total length of the loop L on the mass flux rate was obtained numerically for 
the steady-state conditions. As it is shown in Fig. 5 the mass flux rate decreases 
with increasing the total length of the loop L, due to the increasing frictional 
pressure drop. 

 

Fig. 4. Mass flux rate G  as a function of 

Hq  .(L=0.2 [m] ; B=0.04 [m] ; H=0.06 
[m] ; D=0.002 [m] ; 

;]m[02.0LL CH 2,1

]m[005.0LL C0H0 2,1
;) 

Fig. 5. Mass flux rate G  as a function of 
Hq  with L 

as the parameter. (D=0.002 [m] ; 
;]m[02.0LL CH 2,1

;]m[005.0LL C0H0 2,1
)  

8. Minichannels. The effect of the internal diameter tube 
(d) and aspect ratio (height h to breadth b) on the mass 

flux rate distributions 

The effect of the internal diameter tube D and aspect ratio (height H to 
breadth B) on the mass flux rate has been obtained numerically for the steady-
state conditions and is presented in Fig. 6 and 7, respectively. The mass flux 
rate increases with increasing internal diameter tube D (Fig.6.).  
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Fig. 6. Mass flux rate G  as a function of Hq  

with internal diameter tube D as the parameter. 
(L=0.4 [m]; B=0.04 [m]; H=0.06 [m]; 

;]m[02.0LL CH 2,1  ;]m[02.0LL CH 2,1

1 20 0 0 005
,H CL L . [ m ] ) 

Fig. 7. Mass flux rate G  as a function of 
Hq  

with aspect ratio H/B (height to breadth) as 
the parameter. (L=0.4 [m]; D=0.002 [m]; 

;]m[02.0LL CH 2,1

1 20 0 0 005
,H CL L . [ m] )  

The mass flux rate increases with increasing aspect ratio H/B, due to the in-
creasing gravity driving force. The friction force is not changed because the 
total length of the loop is assumed constant (Fig. 7.). 

9. Minichannels. The effect of the length of the heated 
sections lh1 and lh2 on the mass flux rate distributions 

The effect of the length of the heated section LH1 and LH2 on the mass flux 
rate under the steady-state condition was studied and the results obtained nu-
merically are presented in Fig. 8 and 9, respectively. It is shown that the mass 
flux rate increases with increasing the length of the heated sections LH1 and LH2 
(Fig. 8-9.). 

 
Fig. 8. Mass flux rate G  as a function of Hq  

with LH1 as the parameter. (L=0.4 [m] ; B=0.04 
[m] ; H=0.06 [m] ; D=0.002 [m]; 

;]m[02.0LL CH 2
]m[005.0LL C0H0 2,1

) 

Fig. 9. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with LH2 as the parameter. (L=0.4 [m] ; 

B=0.04 [m] ; H=0.06 [m] ; D=0.002 [m]; 
;]m[02.0LL CH1
 

]m[005.0LL C0H0 2,1
) 
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10. Minichannels. The effect of the length of the preheated 
sections l0h1 and l0h2 on the mass flux rate distributions 

The effect of the length of the preheated section L0H1 and L0H2 on the mass 
flux rate under the steady-state condition is presented in Fig. 10 and 11, respec-
tively. These results obtained numerically show that the mass flux rate increases 
with increasing the length of the preheated section LH1 (Fig. 10.).   

 
Fig. 10. Mass flux rate G  as a function of 

Hq  with L0H1 as the parameter. (L=0.4 [m];
 B=0.04 [m] ; H=0.06 [m] ; D=0.002 [m]; 

;]m[02.0LL CH 2

]m[005.0LL C0H0 2,1
) 

Fig. 11. Mass flux rate G  as a function of 

Hq  with L0H2 as the parameter. (L=0.4 [m] ; 
B=0.04 [m] ; H=0.06 [m] ; D=0.002 [m]; 

;]m[02.0LL CH1

]m[005.0LL C0H0 2,1
) 

11. Minichannels. The effect of the length of the cooled 
section lc and the length of the precooled section l0c on the 

mass flux rate distributions 

The effect of the length of the cooled section LC and the length of the pre-
cooled section L0C on the mass flux rate under the steady-state conditions ob-
tained numerically is  presented in Fig. 12 and 13, respectively. The mass flux 
rate decreases with increasing the length of the precooled section LH1 as it is 
shown in Fig. 13. 
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Fig. 12. Mass flux rate G  as a function of 

Hq  with LC as the parameter. (L=0.4 [m] ; 
B=0.04 [m] ; H=0.06 [m] ; D=0.002 [m] ; 

;]m[02.0L
2,1H  

]m[005.0LL C0H0 2,1
) 

Fig. 13. Mass flux rate G  as a function of Hq  
with L0C as the parameter. (L=0.4 m ; B=0.04 m 

; H=0.06 m ; D=0.002 [m] ; 
;]m[02.0LL CH 2,1
; ;]m[005.0L

2,1H0
) 

12. Minichannels. Distributions of the heat transfer 
coefficient in flow condensation 

The heat transfer coefficient distributions in flow condensation for mini-
channels TPC   versus heat flux Cq  in cooler )sss( 76   was obtained nu-
merically with Mikielewicz [17] and Tang [19] correlations:  
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The results obtained  for minichannels are presented in Fig. 14. 
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Fig. 14. Minichannels. Heat transfer coefficient TPC  as a function of 
Cq  (L=0.4 [m] ; B=0.04 

[m] ; H=0.06 [m] ; ;]m[02.0L
2,1H  ]m[005.0LL C0H0 2,1

; D=0.002 [m]) 

13. Conclusions 

The results show that the one-dimensional two-phase separate model can be 
used to describe heat transfer and fluid flow in the thermosyphon loop with 
minichannels heated from horizontal and vertical sides and cooled from hori-
zontal side.  

The characteristic of the heat transfer and fluid flow in thermosyphon loop 
with minichannels were obtained by using the El-Hajal [13] correlation for void 
fraction, the Zhang-Webb [21] correlation for the friction pressure drop of two-
phase flow in adiabatic region, the Tran [20] and Cavallini [14] correlations for 
the friction pressure drop of two-phase flow in heater and cooler regions respec-
tively and the Mikielewicz [17], Tang [19] correlations for the heat transfer 
coefficient in condensator are used to evaluate. Distilled water as a working 
fluid was used in calculations. The quality of vapour in the two-phase regions is 
assumed to be a linear function of the coordinate around the loop. 

The distribution of the mass flux rates against the heat flux approaches 
a maximum and then slowly decreases and two flow regimes can be clearly 
identified: GDR- gravity dominant regime and FDR – friction dominant regime 
as it showed in Fig. 2.  

The effect of geometrical parameters on the mass flux rate distributions ob-
tained numerically for the steady-state condition is presented in Fig. 4-13. The 
results demonstrate that the mass flux rate increases with the following parame-
ters: (1) with increasing the internal diameter tube, (2) with increasing the as-
pect ratio H/B, (3) with increasing the length of heater sections LH1 and LH2 , (4) 
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with increasing the length of pre-heater section L0H1, (5) with increasing the 
length of cooler section LC1, (6) with decreasing the length pre-cooler section 
L0C, (7) with decreasing the total length of the loop L. The Fig. 14 shows that 
the heat transfer coefficient in flow condensation slowly increases with increas-
ing the heat flux for minichannels in cooler.  

Finally, all these facts indicate that the effectiveness of computer cooling 
increaes with the increasing value of the mass flux rate and depends largely on 
the geometrical parameters of a loop adapted to the various operating condi-
tions. 
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W INSTALACJI CHEMICZNEJ  
W GLOWODORÓW 
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2 Centrum Systemów Softdesk. 93-232 ód , ul. Lodowa 101 

W rozdziale przedstawiono symulacj  i analiz  stanu dynamicznego orurowania instalacji ru-
roci gów pomp procesowych w instalacji chemicznej mieszaniny w glowodorów o temperaturze 
270°C. Przeprowadzona analiza dynamiczna mia a na celu ilo ciowe okre lenie wp ywu pulsacji 
ci nienia w obszarze kró ców t ocznych pomp na obci enie konstrukcji ruroci gów i kró ców 
pomp. Symulacja polega a na wzbudzeniu fal akustycznych przy pomocy zdefiniowanych  róde  
pulsacji ci nienia, a nast pnie modelowaniu numerycznym rozchodzenia si  fal, z uwzgl dnie-
niem parametrów spr ystych p ynu i konstrukcji cianek ruroci gu oraz strat przep ywowych. W 
wyniku symulacji otrzymano charakterystyki widmowe si  wstrz sów akustycznych, które 
w stanie ustalonej pracy pobudzaj  konstrukcj  do drga . Charakterystyki widmowe tych si  
pos u y y do  wykonania analizy dynamicznej konstrukcji ruroci gów z zastosowaniem metody 
elementów sko czonych w programie AutoPIPE. W wyniku analizy uzyskano informacj  na 
temat przemieszcze , si , momentów i w efekcie napr e  wyst puj cych w ciankach ruroci -
gów oraz obci e  dzia aj cych na króce pomp i zamocowania. 

1. Wprowadzenie 

Systemy ruroci gowe stanowi  jeden z podstawowych sk adników syste-
mów transportu czynnika roboczego w przemys owych instalacjach technolo-
gicznych. Jako konstrukcje mechaniczne podlegaj  ró norodnym obci eniom 
statycznym i dynamicznym, których ród a to: masa w asna instalacji i czynni-
ka, ci nienie wewn trzne i temperatura czynnika, sejsmika, wiatr i inne czynni-
ki rodowiskowe. Procedury analizy konstrukcyjnej ruroci gów przemys owych 
zosta y do pewnego stopnia sformalizowane, ci le okre laj c szereg wymaga  
jak i parametrów technicznych. Przyk adem takiej formalizacji jest Norma eu-
ropejska EN 13480-3 „Metallic Industrial Piping – Part 3: Design & calcula-
tion” [2]. Wspomniana Norma pozostawia konstruktorom zaanga owanym 
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w proces projektowania, budowy i eksploatacji instalacji do  du o swobody 
w zakresie kszta towania listy obci e , które s  uwzgl dniane w formalnych 
analizach konstrukcyjnych. Prowadzi to do sytuacji, w której do eksploatacji 
oddawane s  instalacje jedynie cz ciowo zweryfikowane w ramach oblicze  
konstrukcyjnych pod k tem odpowiedzi na wyst puj ce obci enia. Regu , od 
której sporadycznie mo na napotka  wyj tki, jest pomijanie wp ywu wszelkich 
obci e  dynamicznych w analizach konstrukcyjnych instalacji.  

Obci enia dynamiczne s  zagro eniem szczególnie dla instalacji ruroci -
gowych ze wzgl du na ich konstrukcj , m.in. smuk o , koncentracj  mas, 
punktowe wi zy ze sztywnym pod o em. Jednym z takich obci e  s  si y ge-
nerowane w trakcie dynamicznych zmian ci nienia lub przep ywu czynnika 
roboczego, propagowanych w ruroci gach m.in. w postaci fal akustycznych. 
Szczególny przypadek tego typu obci enia to si y generowane w wyniku po-
jawienia si  lokalnych róde  pulsacji ci nienia lub pulsacji przep ywu. Mianem 
pulsacji okre lana jest okresowa zmienno  przedmiotowego parametru charak-
teryzuj cego czynnik roboczy w danym przekroju pomiarowym. W przypadku 
omawianej w tym rozdziale symulacji pulsacji ci nienia i analizy jej wp ywu na 
konstrukcj  zak adamy 100% wype nienie przestrzeni wewn trznej ruroci gów 
oraz pozosta e za o enia typowe dla jednowymiarowych analiz akustycznych 
omówione w [1]. 

Szereg zjawisk zachodz cych w opisywanym systemie pojawia si  w ró no-
rodnych instalacjach cieczy i gazów, nie ograniczaj c si  do instalacji ciek ych 
w glowodorów i dlatego wymaga analizy, z której wnioski mog  zosta  zaapli-
kowane równie  np. w instalacjach energetycznych. 

2. Opis analizowanej instalacji 

Przedmiotem bada  jest instalacja procesowa ciek ych w glowodorów, 
w której zamontowane s  trzy pompy, których ruroci gi ssawne i t oczne po -
czone s  z kolektorami prostopad ymi do osi obrotu wa u pompy. Temperatura 
czynnika roboczego ok. 270°C. W trakcie eksploatacji przewidziano jednocze-
sn  prac  dowolnie wybranych dwóch z trzech pomp, pozostawiaj c  trzeci  
jednostk  jako rezerwow . Jeden ze scenariuszy pracy przewiduje równie , e 
w trakcie rozruchu pracowa  b dzie tylko jedna pompa. 
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Rys. 7. Widok ogólny instalacji poddanej analizie 

W instalacji stanowi cej przedmiot bada  wyst powa y drgania pojawiaj ce 
si  w fazie rozruchu i utrzymuj ce w okre lonych stanach warunków robo-
czych, tj. przy pewnych pr dko ciach obrotowych pomp i ich okre lonych kon-
figuracjach pracy. [5] 

 

Rys. 8: Przyk adowe wyniki pomiaru drga  w instalacji - pracuj ce pompy B i C 
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Pulsacja ci nienia o amplitudzie ma ej w porównaniu z warto ci  bez-
wzgl dn  ci nienia statycznego rozchodzi si  w instalacji w postaci fal aku-
stycznych, a chwilowe ró nice ci nienia wzd u  trasy ruroci gu skutkuj  po-
wstaniem okresowo-zmiennych si  wzbudzaj cych drgania. Podstawowe wyge-
nerowane w ten sposób si y dzia aj  w kierunku osiowym odcinków prostych 
pomi dzy s siaduj cymi ukami.  

 

Rys. 9: Ruroci gi t oczne systemu pomp 

Pompy zamontowane w instalacji to jednostki jednostopniowe, wyposa o-
we w dwustronny wirnik 6- opatkowy. Nominalna pr dko  obrotowa wirnika 
to 1500RPM, a cz stotliwo  przej cia opatek (ang. Blade Passing Frequency 
BPS) dla tej pr dko ci obrotowej jest równa 150Hz. Mo liwe scenariusze 
pracy: 
 pompa A + pompa B; 
 pompa A + pompa C; 
 pompa B + pompa C. 

W procesie identyfikacji mo liwych przyczyn drga , jako jedn  z nich wy-
brano do dalszej analizy m.in. pulsacj  ci nienia, która mog aby by  ród em 
pojawiania si  si  osiowych stanowi cych okresowo-zmienne obci enie dyna-
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miczne. Jako ród o pulsacji do dalszych bada  przyj to okresowo generowane 
wiry powstaj ce w rejonie kró ców t ocznych pompy.   

 

Rys. 10: Zmierzony przebieg czasowy i wyniki analizy widmowej sygna u pulsacji ci nienia na 
kró cu t ocznym pompy A w nominalnych warunkach roboczych [5] 

3. Cel i zastosowana metodyka analizy 

Celem symulacji i analizy jest potwierdzenie tezy o mo liwym pochodzeniu 
ród a pulsacji i wzbudzonych drga  konstrukcji ruroci gów. W przypadku 

uzyskania mo liwo ci jako ciowej i ilo ciowej analizy obci e  tego typu mo -
liwe b dzie okre lenie i zaaplikowanie skutecznych metod t umienia pulsacji, 
a wi c likwidacji przyczyn drga . 

Wykonano model instalacji do celów analizy akustycznej, bazuj cy na mo-
delu geometrycznym stanowi cym przedmiot wytrzyma o ciowej analizy kon-
strukcyjnej. W modelu odwzorowano geometri  tras ruroci gów oraz wprowa-
dzono okre lone warunki brzegowe stosowne do panuj cych warunków robo-
czych.  

Jednocze nie wykonano model konstrukcyjny, w którym przeprowadzono 
teoretyczn  analiz  modaln , pozwalaj c  na identyfikacj  potencjalnie zagro-
onych drganiami obszarów.  

W wiekszo ci instalacji ruroci gowych pulsacja ci nienia nie wywo uje za-
uwa alnych i niebezpiecznych dla konstrukcji drga  ze wzgl du na istotn  
sztywno  i du e t umienie konstrukcji. Sytuacja mo e ulec istotnej zmianie, 
je eli si y pochodz ce od zjawisk akustycznych pobudzaj  do drga  konstrukcj  
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w warunkach rezonansowych. Z tego wzgl du analiza modalna jest niezb dnym 
elementem prowadzonych bada  akustycznych pod k tem wykorzystania ich 
wyników do analizy zagro enia drganiami. 

Analiza prowadzony by  w dwóch etapach opisanych w [1]: 
a) Symulacja pulsacji ci nienia w ruroci gach w celu wyznaczenia obci enia 

dynamicznego konstrukcji; 
b) Analiza konstrukcyjna polegaj ca na wprowadzeniu wyznaczonego 

w pierwszym etapie z o onego obci enia dynamicznego  i zsumowaniu 
jego dzia ania z obci eniami statycznymi. 

Przeprowadzona symulacja pulsacji ci nienia polega a na wykonaniu nume-
rycznej symulacji rozchodzenia si  fal akustycznych w ruroci gach przy zasto-
sowaniu zdefiniowanych róde  pulsacji ci nienia odwzorowuj cych rzeczywi-
ste ród a, których charakterystyk  uzyskano w wyniku pomiarów. W symulacji 
uwzgl dniane s  parametry spr ystych p ynu i cianek ruroci gu oraz straty 
przep ywowe.  

Wynikiem powy szej symulacji s  charakterystyki widmowe si  wstrz sów 
akustycznych dla okre lonych, wybranych pr dko ci obrotowych, które, w usta-
lonych warunkach roboczych, wyst puj  w przekrojach ko cowych odcinków 
prostych ruroci gu, pobudzaj c konstrukcj  do drga . Posiadaj c charakterysty-
ki widmowe tych si  mo na wykona  analiz  dynamiczn  konstrukcji np. z za-
stosowaniem np. programu AutoPIPE i uzyska  w ten sposób informacj  na 
temat przemieszcze  punktów w z owych, si , momentów i w efekcie wyzna-
czy  napr enia wyst puj ce w ciankach ruroci gów. Uzyskanie tych warto ci 
pozwala na normatywn  ocen  badanej konstrukcji oraz identyfikacj  i elimina-
cj  zagro e  poprawnego funkcjonowania instalacji. 

Weryfikacja jako ciowa i ilo ciowa przeprowadzanej powy ej opisan  me-
tod  symulacji polega na wykonaniu pomiarów kluczowych parametrów drga  
i porównaniu ich z przewidywanymi warto ciami w zakresie kszta tu, amplitudy 
i cz stotliwo ci. 

Przyj to za o enie, e pulsacja powstaje na skutek zaburze  przep ywu 
wywo anych konstrukcj  wewn trzn  pomp. W rejonie kró a t ocznego do-
chodzi do istotnych zaburze  przep ywu, których wynikiem i obserwowalnym 
efektem jest pulsacja ci nienia, tj. na o enie si  sk adowej zmiennej ci nienia 
statycznego na s adow  sta  wynikaj c  z parametrów hydraulicznych instala-
cji.  

Bior c pod uwag  fakt, e dane zarówno materia owe jak i rodowiskowe 
mog  wp ywa  na wyniki prowadzonych symulacji i analiz, przeprowadzono 
rozszerzone symulacje akustyczne dla jednego z modeli, w celu zbadania wra -
liwo ci przyj tej metody na zmiany warto ci danych tj. g sto  czynnika robo-
czego i warto  modu u Helmholtza. 
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4. Realizacja analizy numerycznej 

Wybrano jako reprezentatywne i poddano analizom nast puj ce modele ob-
liczeniowe: 

 

Rys. 11: Model 1 oznaczony jako A_p_B_p_C_g_272_5: ruroci gi t oczne stacji pomp, od kró -
ców pomp A i B lub, w przypadku odci tych pomp, od zaworu odcinaj cego pompy C, 

do wylotu do magistrali 

 

Rys. 12: Model 2 oznaczony jako A_p_B_g_C_p_272_5: ruroci gi t oczne stacji pomp, 
od kró ców pomp A i C lub, w przypadku odci tych pomp, od zaworu odcinaj cego 

pompy B, do wylotu do magistrali 
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Rys. 13: Model 3 oznaczony jako A_g_B_p_C_p_272_5: ruroci gi t oczne stacji pomp, 
od kró ców pomp B i C lub, w przypadku odci tych pomp, od zaworu 

odcinaj cego pompy A, do wylotu do magistrali. 

W dalszej cz ci rozdzia u omówiono przebieg realizacji symulacji i wyniki 
analizy dla Modelu 1. Pozosta e modele da y równie  wyniki pozwalaj ce na 
szczegó ow  analiz  badanej instalacji, jednak obszerno  materia u przekracza 
zakres niniejszego rozdzia u. 

5. Realizacja symulacji i wyniki analizy Modelu 1 

Krytycznym parametrem maj cym istotny wp yw na jako  wyników anali-
zy s  dane czynnika roboczego, stanowi cego rodowisko rozchodzenia si  fal 
akustycznych. Przyj to w analizach: 
1) g sto  = 609 kg/m3 
2) lepko  dynamiczna = 0.1495 cP 
3) modu  Helmholtza = 1400 MPa 
4) pr dko  d wi ku = 1516.2 m/s 
5) pr dko  d wi ku z uwzgl dnieniem spr ysto ci cianek = 1360 m/s 

5.1. Po o enie i charakterystyki róde  pulsacji ci nienia 
Charakterystyki widmowe róde  pulsacji ci nienia okre lono na podstawie 

pomiarów wykonanych w lokalizacji instalacji. W przypadku Modelu 1 ród a 
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pulsacji zlokalizowane s  w kró cach t ocznych pomp A i B. Charakterystyki 
amplitudowo-cz stotliwo ciowe róde  pulsacji: 

 

Rys. 14: Charakterystyka widmowa ród a pulsacji ci nienia w kró cu t ocznym  pompy A 

 

Rys. 15: Charakterystyka widmowa ród a pulsacji ci nienia w kró cu t ocznym  pompy B 

5.2. Wyniki symulacji akustycznej 
W wyniku przeprowadzonej numerycznej symulacji akustycznej, uzyskano 

nast puj ce warto ci sk adowych harmonicznych si  wstrz sów akustycznych, 
stanowi ce obci enie dynamiczne do dalszych wytrzyma o ciowych analiz 
konstrukcyjnych: 
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Cz st (Hz) Pkt F (N) Faza 

148.0 F00 1139.0 179.4 

154.0 F00 962.7 -9.5 

148.5 F02 3871.0 178.1 

154.0 F02 1772.0 -11.6 

150.0 F03 F 12400.0 -179.9 

153.5 F04 F 8707.0 175.0 

150.0 F05 F 16744.0 0.8 

122.5 F10 F 162.0 0.0 

153.0 F10 F 8747.0 177.2 

122.5 F11 1861.0 -17.9 

150.0 F11 5403.0 1.2 

122.5 F12 F 3383.0 -17.6 

150.0 F12 F 11119.0 -178.0 

149.5 G00 847.0 -138.1 

150.0 G02 2422.0 -157.9 

125.0 G03 F 615.0 -179.0 

150.0 G03 F 4237.0 -179.8 

146.5 G04 F 1913.0 -8.3 

125.0 G05 F 1099.0 0.7 

149.0 G05 F 5147.0 -54.2 

125.0 G10 F 641.0 -176.0 

149.0 G10 F 4191.0 146.7 

150.0 H11 F 2273.0 11.8 

149.0 H13 F 5149.0 -65.8 

122.5 H14 F 1183.0 166.3 

154.0 H14 F 624.6 158.4 

122.5 H16 F 1346.0 -15.4 

149.0 H16 F 7100.0 120.5 

122.5 I01 F 1790.0 162.1 

150.0 I01 F 5119.0 1.1 
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5.3. Analiza konstrukcji z uwzgl dnieniem  
obci e  statycznych i dynamicznych 

W analizie wykonywanej z wykorzystaniem programu AutoPIPE wprowa-
dzono obci enie dynamiczne, oznaczone jako Wariant H1. Wykonano teore-
tyczn  analiz  modaln  w zakresie do >1.5 najwy szej cz stotliwo ci sk adowej 
obci enia od pulsacji ci nienia, tj. do 240 Hz. 

Wyniki teoretycznej analizy modalnej pokaza y, e w przyj tym modelu 
wyst puj  postacie modalne, o kszta cie i cz sto ci w asnej, sprzyjaj ce wyst -
pieniu rezonansu mechanicznego wywo anego pulsacj  ci nienia,. Np. w przy-
padku pompy A, posta  modalna charakteryzuje si  cz sto ci  f = 154.9986 Hz 
oraz kszta tem pokazanym na poni szej ilustracji: 

 

Rys. 16: Wyniki analizy modalnej: posta  modalna f=154.9986 Hz 

W zwi zku z tym mo na przypuszcza , e pulsacja ci nienia, wzbudzana 
w kró cu t ocznym pompy i propagowana w postaci fali akustycznej w ruroci -
gach o okre lonej geometrii, prowadz ca do powstania zmiennych harmonicz-
nie si  osiowych w odcinkach prostych pomi dzy ukami, mo e wzbudzi  drga-
nia konstrukcji, gdy  zarówno kszta t jak i cz stotliwo  wymuszenia jest zgod-
na z kszta tem i cz sto ci  jednej z postaci modalnych konstrukcji. 
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5.4. Kombinacje obci e  
W celu wyznaczenia reakcji konstrukcji w z o onym stanie obci enia wy-

konano obliczenia przemieszcze , si , momentów, w tym wyznaczono obci e-
nia kró ców i zamocowa . W tym celu utworzono tzw. Kombinacje obci e , 
których celem jest selektywna prezentacja wyników analizy numerycznej. 

 
 
Analiza wyników w zakresie zarówno napr e  jak i obci e  kró ców, 

pokazuje na istotny wp yw obci enia dynamicznego od pulsacji ci nienia. 

 

Rys. 17. Porównanie warto ci napr e  w wybranych punktach w z owych modelu, 
z wyró nieniem napr e  na skutek obci e  od pulsacji ci nienia 

 

Rys. 18. Porównanie warto ci si  i momentów w punktach przy czenia ruroci gów do kró ców 
t ocznych pomp. Oznaczenie H1 b d ce sk adnikiem nazwy kombinacji wskazuje na to, 

e zawiera ona sk adnik, którego ród em jest obci enie od pulsacji ci nienia 
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5.5. Analiza wra liwo ci na zmian  warto ci  
w a ciwo ci fizycznych czynnika roboczego 

W poprzednich rozdzia ach przedstawiono analityczne potwierdzenie tezy, 
e w analizowanej konstrukcji badanych ruroci gów jednym z istotnych obci -
e  jest pulsacja ci nienia. Dok adno  przeprowadzonych symulacji akustycz-

nych, których rezultatem jest ilo ciowe okre lenie obci enia dynamicznego 
konstrukcji ruroci gów, w istotny sposób zale y od w a ciwo ci fizycznych 
p ynu, tj. g sto  i modu  Helmholtza.  

We wst pnych, szczególowych obliczeniach przyj to nast puj ce warto ci 
parametrów czynnika roboczego (cieczy): 
- g sto    = 609 kg/m3 
- modu  Helmholtza  B = 1400 MPa 

Wg danych otrzymanych od operatora instalacji, g sto  cieczy mo e mie  
ró ne warto ci, od 627 kg/m3 do 873 kg/m3, co mo e w istotny sposób wp yn  
na wyniki symulacji akustycznej, a co za tym idzie równie  wyniki analizy kon-
strukcji ruroci gów poddanych obci eniu dynamicznemu od pulsacji ci nienia. 

Podobnie, warto  wspó czynnika ci liwo ci (modu  Helmholtza) mo e 
mie  inn  warto  ni  przyj ta w obliczeniach symulacyjnych na podstawie 
dostarczonych danych. Literatura podaje ró ne warto ci tego parametru dla 
produktów ropopochodnych: 
czynnik roboczy modu  ci liwo ci B (MPa) g sto   (kg/m3) 
ropa naftowa 1500 835 
oleje 1100 – 1600 855 – 963 

 
Bior c pod uwag  powy sze, przeprowadzono dodatkowe symulacje nume-

ryczne dla ró nych warto ci g sto ci i modu u Helmholtza. W poszczególnych 
symulacjach zachowano wszystkie pozosta e dane modelu bez zmian.  

Model 1; symulacja #1 (wg parametrów okre lonych pierwotnie  
dla wszystkich wariantów symulacji): 

1. g sto  = 609 kg/m3 
2. lepko  dynamiczna = 0.1495 cP 
3. modu  Helmholtza = 1400 MPa 
4. pr dko  d wi ku = 1516.2 m/s 
5. pr dko  d wi ku z wzgl. spr ysto ci cianek = 1360 m/s 
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Wybrane rezultaty symulacji #1: 

 

 
Model 1; Symulacja #2: 

 
1. g sto  = 873 kg/m3 
2. lepko  dynamiczna = 0.1495 cP 
3. modu  Helmholtza = 1100 MPa 
4. pr dko  d wi ku = 1122.2 m/s 
5. pr dko  d wi ku z wzgl. spr ysto ci cianek = 1042 m/s 
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Wybrane rezultaty symulacji #2: 

 

 
Model 1, Symulacja #3: 

 
1. g sto  = 609 kg/m3 
2. lepko  dynamiczna = 0.1495 cP 
3. modu  Helmholtza = 1500 MPa 
4. pr dko  d wi ku = 1569.0 m/s 
5. pr dko  d wi ku z wzgl. spr ysto ci cianek = 1422 m/s 
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Wybrane rezultaty symulacji #3: 

 

 
Analiza porównawcza wyników symulacji #1, #2 i #3. 
Porównuj c wyniki symulacji nale y stwierdzi , e nie mo na jednoznacz-

nie potwierdzi  ani wykluczy  zagro enia wynikaj cego z pulsacji ci nienia 
w analizowanej konstrukcji ruroci gów bez dok adnego okre lenia danych 
czynnika roboczego. 

Porównuj c warianty #1 i #3, dla których przyj to t  sam  g sto  czynni-
ka, natomiast stosunkowo niewiele ró ni ce si  warto ci modu u ci liwo ci 
obj to ciowej cieczy, mo na zauwa y  du  ró nic  amplitud si  wstrz sów 
akustycznych przy cz stotliwo ci ok.150 Hz, a wi c przyj tej jako cz stotli-
wo  podstawowa ród a pulsacji ci nienia. Przyczyn  tego jest wyst pienie 
przy tej cz stotliwo ci rezonansu akustycznego w wariancie #3: 
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Wraz ze zmian  w asno ci fizycznych p ynu, uleg a zmianie charakterysty-

ka akustyczna – system zosta  ‘przestrojony’ na inne cz stotliwo ci rezonanso-
we, co pokazano na powy szej ilustracji. 

Rezultatem wyst pienia rezonansu akustycznego w symulacji #3 jest 
wzmocnienie pulsacji ci nienia i w efekcie wyst powanie si  wstrz sów aku-
stycznych o du o wi kszej amplitudzie ni  w przypadku symulacji #1. 

W efekcie, warto ci obci e  kró ców oraz napr enia w ciankach ruro-
ci gów równie  wzrosn , co mo e wskazywa  na jedn  z przyczyn nieprawi-
d owego funkcjonowania analizowanego systemu orurowania stacji pomp. 

6. Podsumowanie i wnioski 

1. Wykonane analizy dynamiczne wykazuj  zauwa alny wp yw pulsacji ci-
nienia zmierzonej w przekrojach kró ców t ocznych pompy na obci enie 

konstrukcji ruroci gów i kró ców pomp. 
2. Obliczone warto ci pulsacji ci nienia i si y stanowi ce obci enie dyna-

miczne konstrukcji wyznaczane dla przyk adowych, nominalnych warunków 
pracy uk adu, nale y traktowa  jako przybli one. Praktyka pokazuje, e war-
to ci rzeczywiste mog  by  wi ksze, szczegó nie je eli konstrukcja jest ‘po-
datna dynamicznie’ na okre lone obci enie, tzn. wyst puj  zbli one posta-
cie obci enia (wymuszenia) i postacie modalne konstrukcji. Problemem 
wp ywaj cym w tym przypadku na jako  i dok adno  symulacji akustycz-
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nej i w efekcie ca ej analizy dynamicznej konstrukcji jest dok adno ci da-
nych fizycznych czynnika roboczego (cieczy) w której rozprzestrzenia si  
pulsacja ci nienia. Szczególnie istotnym parametrem jest w tym przypadku 
warto  modu y ci liwo ci (modu  Helmholtza) cieczy, a równie istotnym 
jej g sto . 

3. Bez wzgl du na wyniki analizy konstrukcyjnej zalecane jest doprowadzenie 
do sytuacji, w której skutki rezonansów akustycznych w ruroci gach s  jest 
odpowiednio odseparowany od postaci modalnych konstrukcji instalacji. Za-
lecane jest takie odstrojenie akustyczne systemu, aby w obszarze cz sto ci 
podstawowych wynikaj cych z pr dko ci obrotowej pompy i cz sto ci 
przej cia opatek wirnika oraz ich harmonicznych nie wyst powa a adna 
cz stotliwo  rezonansu akustycznego, z zachowaniem odpowiednich, 
przewidzianych normami separacji. [2] 
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W INSTALACJI CIEK YCH  
W GLOWODORÓW 

Andrzej B aszczyk1, Adam Papierski1, Maciej Rydlewicz2, Mariusz Susik1 

1 Politechnika ódzka, Instytut Maszyn Przep ywowych. 90-924 ód , ul. Wólcza ska 219/223 
2 Centrum Systemów Softdesk. 93-232 ód , ul. Lodowa 101 

W rozdziale przedstawiono analiz  stanu dynamicznego orurowania instalacji ruroci gów 
ssawnych i t ocznych pomp procesowych w instalacji chemicznej mieszaniny w glowodorów o 
temperaturze 270 C. Analiz  wykonano na podstawie zmierzonej na obiekcie si y wymuszaj cej, 
w postaci szybkozmiennych ci nie  na ssaniu i t oczeniu pomp procesowych. Do oblicze  sta-
tycznych i dynamicznych konstrukcji wykorzystano komercyjny program AutoPIPE firmy Ben-
tley. Wykonano teoretyczn  analiz  modaln  w zakresie do 1.5 najwy szej cz stotliwo ci sk a-
dowej obci enia od pulsacji zmierzonego ci nienia. Wyniki teoretycznej analizy modalnej poka-
za y, e w cz stotliwo ciach zbli onych do stanowi cych sk adowe wymuszenia, wyst puj  po-
stacie modalne o kszta cie sprzyjaj cym wyst pieniu rezonansu mechanicznego wywo anego 
pulsacj  ci nienia. Celem weryfikacji oblicze  numerycznych wykonano pomiary drga  na pod-
porach ruroci gów, które poddane analizie widmowej porównano z wykonanymi obliczeniami. 

1. Wst p 

Ruroci gi w chemicznych instalacjach procesowych projektowane s  na 
podstawie wytycznych normy EN 13480-3 pt.” Metalic industrial piping – 
Part 3: Design and calculation”. Na etapie projektu uwzgl dniane s  standardo-
wo obliczenia dotycz ce wytrzyma o ci konstrukcji (ruroci gi, podpory, prze-
mieszczenia oraz pe zanie. Ze wzgl du na brak wymaga  przez Urz d Dozoru 
Technicznego zwykle nie przeprowadza si  analizy dynamicznej ruroci gów 
w przypadku instalacji w której  pompy procesowe s  pompami wirowymi. 
Obci enia dynamiczne skutkuj  wi kszymi reakcjami konstrukcji, których 
warto  przekracza warto ci reakcji w stosunku do statycznego obci enia o tej 
samej wielko ci. Wielko  reakcji zale y nie tylko od warto ci przy o onego 
obci enia, lecz równie  od jego cz stotliwo ci. Drgania spr arek i pomp maj  
charakter obci e  harmonicznych o sta ej cz stotliwo ci wymuszenia. W jed-
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nym uk adzie mo e dzia a  wiele obci e  i nie s  one zwykle zgodne w fazie. 
Cz stotliwo  wymuszenia zwykle jest wysoka. W celu okre lenia ca kowitej 
reakcji dynamicznej konstrukcji powinny zosta  przeanalizowane wszystkie 
cz sto ci w asne uk adu. Analiza modalna okre la cechy konstrukcji poddanej 
obci eniu dynamicznemu i jej tendencj  do drga . 

2. Opis instalacji 

Ruroci gi instalacji b d cej przedmiotem analizy wype nione s  mieszanin  
w glowodorów o wysokiej temperaturze wynosz cej oko o ok. 270 C. Czynnik 
przet aczany jest jedn  lub dwoma z trzech zainstalowanych w uk adzie równo-
leg ym  pomp procesowych. W trakcie normalnej pracy instalacji pracuj  dwie 
pompy, a trzecia jest pomp  w tzw. gor cej rezerwie. Mo liwa jest tak e 
w trakcie rozruchu instalacji praca jedn  pomp . Rysunek 1 przedstawia widok 
ruroci gów ssawnych pomp procesowych, a rysunek 2 ruroci gi t oczne. Rysu-
nek 3 z o enie obu instalacji. 

 

Rys. 1. Widok ruroci gów ssawnych pomp procesowych zamodelowanych programem AutoPipe 
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Rys. 2. Widok ruroci gów t ocznych pomp procesowych 
 zamodelowanych programem AutoPipe 

 

Rys. 3. Z o enie ruroci gów t ocznych i ssawnych 
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W instalacji zainstalowano jednostopniowe pompy od rodkowe z wirnikami 
dwustrumieniowymi sze cio opatkowymi. Cz sto  synchroniczna obrotów 
silników nap dowych tych pomp wynosi 1500 obr/min. Uk ad przep ywowy 
pomp sk ada si  z wirnika od rodkowego oraz ze spirali wlotowej i wylotowej. 
Zespó  wiruj cy pompy o yskowany jest w o yskach: 
• po stronie przeciw nap dowej dwa o yska kulkowe sko ne jednorz dowe,  
• po stronie nap du o ysko bary kowe. 

Na rysunku 4 przedstawiono zosta  przekrój merydionalny pompy z zazna-
czonymi jej podstawowymi elementami.  

 

Rys. 4. Przekrój merydionalny pompy procesowej 
a – króciec t oczny, b – wirnik, c – wa , d – spirala ssawna e – spirala t oczna 

Projektanci uk adu ruroci gów zwykle w obliczeniach nie uwzgl dniaj  
sztywno ci kró ców pomp, pracuj cych w tych uk adach ze wzgl du na brak 
danych od producentów pomp. W obliczeniach zak ada si , e kró ce pomp s  
elementami idealnie sztywnymi. Za o enie takie skutkuje tym, e wyniki obli-
cze  napr e  w elementach ruroci gów s  znacznie zawy one. Natomiast obli-
czenia cz sto ci drga  w asnych uk adu na podstawie analizy modalnej równie  
odbiegaj  od warto ci rzeczywistych. 
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Na podstawie dokumentacji oraz pomiarów kszta tu zarysu zewn trznego i 
grubo ci cianek korpusu metod  „REVERSE ENGINEERING” wykonano 
trójwymiarowy model bry owy korpusu pompy pokazany na rysunku 5. Obli-
czenia metod  elementów sko czonych na siatce o ilo ci w z ów równej 
282640. 

 

Rys. 5. Model obliczeniowy pompy procesowej dla metody elementów sko cznych 

Celem okre lenia sztywno ci kró ców korpusu wykonano obliczenia nume-
ryczne przemieszcze  i k tów obrotu kró ców dla obci e  dopuszczalnych 
podanych przez producenta pompy. Obliczone warto ci sztywno ci przedsta-
wiono w uk adzie wspó rz dnych zgodnych z norm  ISO 13709 (API 610) i 
zestawiono w tabeli 1. 

Tabela 1. Obliczona sztywno  kró ców pomp metod  elementów sko czonych 

  
Podatno  kró ców pompy procesowej 

 

Przemieszczenie termicz-
ne 

 (22°C - 272°C) 
Fx/ x Fz/ z Fy/ y Mx/ x Mz/ z My/ y y z x
N/mm N/mm N/mm Nm/1° Nm/1° Nm/1° mm mm mm 

Króciec 
ssawny 

98 887 299 279 1 892 149 1 541 669 289 442 1 544 873 3,86 -1,52 0 

Króciec 
t oczny 

74 811 189 241 1 742 274 579 934 155 973 414 507 3,86 1.48 0 

3. Analiza modalna 

Analiza modalna jest powszechnie stosowan  w praktyce technik  badania 
w asno ci dynamicznych obiektów mechanicznych. W wyniku analizy modal-
nej otrzymuje si  model w postaci zbioru cz sto ci drga  w asnych oraz ich 
postaci. 

10999



110 Andrzej B aszczyk et al. 

Znajomo  tych parametrów umo liwia przewidywanie zachowania si  
obiektu na skutek dowolnych zaburze  równowagi. Jest ona stosowana dla ce-
lów modyfikacji konstrukcji, diagnostyki stanu konstrukcji, aktywnej redukcji 
drga  oraz dla celów weryfikacji i walidacji modeli numerycznych takich jak 
modele elementów sko czonych czy elementów brzegowych. 

Aby zidentyfikowa  cz stotliwo  wymuszaj c  wykonano badania ci nie-
nia statycznego na wlocie do pompy i na wylocie z pompy.  

Pomiary wykonano czujników ci nie  szybkozmiennych odpornych na wy-
sokie temperatury. Czujniki zamontowano bezpo rednio do ruroci gów na ssa-
niu i t oczeniu  pomp.  Akwizycja pomiarów odbywa a si  w sposób ci g y, 
a na rysunkach przedstawiono jedynie kilkusekundowy wycinek czasu. Cz sto-
tliwo  próbkowania wynosi a 2 kHz. Karta pomiarowa mia a zainstalowany 
filtr antyaliasingowy, którego warto  ustawiono na 500 Hz 

Przyk adowy wykres zmierzonego na obiekcie ci nienia w trakcie rozruchu 
pompy pokazano na rys. 6 i w stanie ustalonej pracy pokazano na rys. 7.  

 

Rys. 6. Ci nienie na ssaniu (linia niebieska) i na t oczeniu (linia czerwona) 
w trakcie uruchomienia pompy 

Ze wzgl du z o ono  modelu i wynikaj c  z tego bardzo du  liczb  po-
staci i cz sto ci modalnych przedstawiono jedynie te cz sto ci i postacie drga  
w asnych dla cz sto ci zbli onych do cz sto ci 150 Hz, która jest g ówn  cz -
sto ci  wymuszaj c  uk adu spowodowana szóst  harmoniczn  wymuszon  
przep ywem czynnika przez pomp . 
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Króciec ssawny        Króciec t oczny 

  

 

Rys. 7. Ci nienie na ssaniu (z lewej) i t oczeniu (z prawej) zmierzone na pompie A 
podczas typowej pracy instalacji 

Na kolejnych rysunkach przedstawiono wybrane cz sto ci i ich postacie dla 
podstawowych wariantów pracy. 

Przedstawione cz sto ci drga  w asnych uk adu wyznaczone s  z dok adno-
ci  wynikaj c  z przyj tego modelu obliczeniowego (model liniowy). Rze-

czywisty obiekt mo e zosta  wzbudzany z ka d  przedstawion  poni ej posta-
ci  drga  modalnych. 

Do weryfikacji oblicze  numerycznych wykorzystano wyniki pomiarów 
drga  na podporach, które zosta y przedstawione w nast pnym rozdziale. 

4. Walidacja oblicze  
Dla ka dego z wariantów pracy pomp zidentyfikowano od 6 do 7 cz sto ci 

drga  w asnych ruroci gów,  których warto  mie ci a si  w przedziale od 145 
do 155 Hz. Warto ci dla ka dego z wariantów pracy zestawiono w tabeli 2 

Rysunek 8 pokazuje przyk adowy wynik postaci drga  w asnych o cz sto ci 
150.65 Hz, otrzymanego dla wariantu pracy w którym pompy A I B pracuj , a 
pompa C jest wygrzana. 
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Table 2 

Variant of pumps operation free vibration frequency 
Pump A Pump B Pump C 
running running standby 144.98, 146.95, 148.02, 150.65, 153.25, 155.00 
running standby running 145.14, 146.49, 150.73, 152.56, 154.95, 155.00 
standby running running 145.24, 146.67, 147.95, 148.67, 150.80, 152.56, 154.96 

 
Do oblicze  przyj to nast puj ce temperatury ruroci gów: 
a) 272 C - temperatura ruroci gów, przez które p ynie czynnik, 
b) 150 C - temperatura ruroci gów przy wygrzanej pompie, 
c) 5 C - temperatura ruroci gów przez które nie p ynie czynnik 

 

Rys. 8. Postacie drga  w asnych ruroci gów t ocznych. Pompa A i B pracuj , 
pompa C jest w gor cej rezerwie 

Pomiary drga  na ruroci gach wykonano celem weryfikacji, która z postaci 
drga  w asnych ruroci gów ulega wzbudzeniu w rzeczywistym obiekcie. Pe nej 
weryfikacji postaci drga  nie mo na by o wykona  ze wzgl du na fakt, e ruro-
ci gi by y izolowane termicznie i nie mo na by o pomierzy  drga  w miejscach 
gdzie wyst puj  tzw. strza ki lub w z y ugi cia. Pomiary mog y by  wykonane 
tylko w miejscach gdzie by  dost p do materia u ruroci gu czyli na podporach. 

112102



  Analiza modalna orurowania w instalacji ciek ych… 113 

Pomimo to pomiary te pozwoli y zidentyfikowa  wzbudzane postacie drga  
ruroci gów. Wyniki te w przysz o ci s u y  b d  modyfikacj  podparcia ruro-
ci gów tak aby odstroi  je od wymuszaj cej drgania pulsacji ci nienia. Przyk a-
dowe wyniki pomiarów drga  wraz z miejscem pomiaru pokazano na rysunkach 
9 i 10. 

 

Rys. 9. Miejsca pomiaru drga  na ruroci gach t oczonych pomp procesowych 

 

 

Rys. 10. Miejsca pomiaru drga  na ruroci gach ss cych pomp procesowych 
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5. Wnioski 

Uwzgl dnienie w obliczeniach sztywno ci kró ców pomp procesowych po-
zwoli o na dok adna identyfikacj  postaci i cz sto ci drga  w asnych uk adu 
ruroci gów. Zmierzone warto ci pulsacji ci nienia (si y wymuszaj cej drgania 
w uk adzie pozwoli o na ich uwzgl dnienie w obliczeniach wytrzyma o cio-
wych oraz przeprowadzenie tzw. analizy akustycznej opisanej w osobnym arty-
kule. 

Celem zmieszenia drga  w analizowanych uk adach nale y przede wszyst-
kim d y  do zmniejszenia pulsacji ci nienia b d cego ród em si y wymusza-
j cej. 

Osi gn  to mo na poprzez zmiany konstrukcyjne samej pompy proceso-
wej lub zabudowanie specjalnych t umików pulsacji ci nienia.  

Kolejn  mo liwo ci  jest zmiana d ugo ci ruroci gów i ich podpar  tak aby 
je odstroi  cz sto  drga  w asnych od cz sto ci wymuszaj cej. Ten ostatni 
sposób jest trudny do realizacji ze wzgl du na brak miejsca na instalacji. 
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Rotary kiln installation as a very complicate system of many elements influences on the ce-
ment production. During operation of tertiary air installation some problems with settling the 
particles are possible. This chapter presents results of the gas-particle flow in tertiary air duct 
installation. Gas-particle flow was calculated using Euler method for air motion and Lagrange 
method for the particles motion. This chapter shows that it is possible to focus on studies of the 
tertiary air installation without the analysis of the other processes in the rotary kiln. Solving this 
problem it gave the possibility to check several variants of modification the tertiary air installa-
tion. The influence of using settler for particles is shown as a result of numerical calculations.  

1. Introduction 

Because of the clinker production process, portion of the fuel can be burned 
in preheater, it is necessary to supply additional air (tertiary air), which should 
be taken from the clinker cooler [1]. Trouble at the tertiary air conveying is that 
clinker particles which are entrained from the cooler may be settle in the duct 
[2]. For optimization of working conditions, it is necessary to understand the 
detailed process which takes place in the kiln. The specific requirements of the 
process are designing the burner system and provide a burner design that will 
deliver efficient and reliable combustion. Yet, extensive use of this type of 
transport may bring about some problems that should be eliminated.  

   OPTIMIZATION OF PARTICLE SETTLER 



116 Grzegorz Borsuk et al. 

 

Fig. 1 Rotary kiln general view 

For describing the complex process of cement production a numerical cal-
culation domain was built. For subsequent analyses only flow distribution 
through the kiln head was important, authors decided to build the cement kiln 
installation only partially. Fig. 1 shows general view of the rotary kiln system 
with connection between kiln head and preheater. Part of the installation inside 
a dotted line has been omitted and then there was a possibility to build 
a calculation domain for tertiary air duct only. Fig. 2 shows tertiary air duct with 
inlet and outlet. In Fig. 3 head of rotary kiln connected with “basic” tertiary air 
duct is presented. Flow parameters for the system are based on the following 
assumptions: constant velocity in the inlet cross-section depends on the gas flow 
rate to the kiln head, at the outlet of the kiln and pipeline constant pressure val-
ue was determined for the “basic” variant for the appropriate distribution of gas 
stream to the kiln and tertiary air duct. 

 

Fig. 2. Tertiary air duct   Fig. 3. Rotary kiln head for “basic” conditions 
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2. Mathematical model 

In order to realize numerical calculations, the mathematical model contain-
ing equations of motion for the gaseous phase and coal dust particles was for-
mulated. The air motion was described with the Euler method, and the particle 
motion – by the Lagrange method. To analyse motion of the gas-particle poly-
dispersive mixture, in this chapter the PSI-Cell method was applied [3]. 

Numerical calculations are based on the following assumptions: considered 
flow is isothermal, stationary and without phase changes, both phases are in-
compressible, Gas motion is described in the uniform, generalized conservative 
form, isolating convection, diffusion and source components. In a consequence 
we obtain 

 p
iii

i SS
xxx

U
t

)( , (1) 

where  is a generalized dependent variable,  is the coefficient of diffu-
sion transport, and the source term S  contains all the remaining components of 
the differential equations [2]. The coefficients  and S  are dependent on the 
variable . In the PSI-Cell method it is assumed that particles of the disintegrat-
ed phase are the sources of mass, momentum and energy occurring as additional 
components S p in equations of the continuous (gaseous) phase.  

The system of equations is accompanied by suitable boundary and initial 
conditions. The above system of partial differential equations is non-linear. 
Particular equations are coupled, so they have to be solved with special numeri-
cal techniques. 

In order to calculate turbulence model k-  was used. The standard k-  mod-
el is a semi-empirical model based on model transport equations for the turbu-
lence kinetic energy k and its dissipation rate . The model transport equation 
for k is derived from the exact equation, while the model transport equation for 
 was obtained using physical reasoning and bears little resemblance to its 

mathematically exact counterpart [4]. 
In the derivation of the k-  model, it was assumed that the flow was fully 

turbulent, and the effects of molecular viscosity were negligible. The standard 
k-  model is therefore valid only for fully turbulent flows [5]. The turbulence 
kinetic energy, k and its rate of dissipation , are calculated from the following 
transport equations [6]: 
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In these equations, Gk represents the generation of turbulence kinetic energy 
due to the mean velocity gradients. Gb is the generation of turbulence kinetic 
energy due to buoyancy. YM represents the contribution of the fluctuating dilata-
tion in compressible turbulence to the overall dissipation rate. C1 , C2 , and C3  
are constants. k and  are the turbulent Prandtl numbers for k and , respec-
tively. Sk and S  are user-defined source terms. The turbulent (or eddy) viscosity 
μt is computed by combining k and  as follows:  

 
2kCt , (4) 

The model constants 1C , 2C , C , k  and  have the following default 
values 44.11C , 92.12C , 09.0C , 0.1k  and 3.1 . 

The particle trajectory should be known during calculation of the mentioned 
above source components of differential equations. The particle trajectory is 
calculated according to its equation of motion. If the phase density difference is 
big, the equation of particle motion can be written as [11][12]: 

 spp

2/12/1

p
p

p Re,Refuu1084,3guu1
dt
ud

, (5) 

3. Pressure drop optimization 

Information about flow rate of incoming air to the head of rotary kiln was 
received from the monitoring system of the cement factory. Having information 
about the area of the inlet velocity was set to 5.538 m/s. Pressure loss between 
inlet to head and outlet from tertiary air pipe was treated as a base information 
for calculation proper distribution of gas. The primary step of setting the numer-
ical calculation was the pressure at the outlet to the kiln, as the flow distribution 
is the same as at the start of the analysis. Over 70% of the incoming flow to the 
head is transported through the kiln. Minor rest is transported through the ter-
tiary air installation.  

Fig. 4 presents velocity profile for the “basic” conditions. In the tertiary air 
duct velocity is going to be in range from 0 to 20 m/s. In Fig. 5 there are results 
of calculations particles concentration in selected cross sections of the head of 
kiln.  
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Fig. 4. Velocity profile [m/s] – variant V0 Fig. 5. Particle concentration [kg/m3] – variant V0 

For the particle calculation Rosin-Rammler-Sperling distribution was used 
and 10 fractions of particle with the range from 15 to 600 μm were determined. 
Tab. 1 presents the particle percentage of each fraction determined as a part of 
the mass flow for one fraction. In the calculations was assumed the same num-
ber of intake point for all particle fractions. Such adopted boundary conditions 
gave the results of the pressure drop calculation as was assumed. Calculations 
were made by using ANSYS Package [13]. Fig. 6 shows particle trajectories in 
the head of rotary kiln.  

Table 1. Particle percentage 

d[μm] Percentage 
15 7.51 
35 9.39 
55 10.32 
75 14.12 
110 17.16 
150 18.66 
220 16.67 
350 5.15 
450 0.95 
600 0.07 

Fig. 6. Particle trajectories 
 (d110, d150, d220 m) – variant V0 
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4. Tertiary air installation with solid particle settler 

For the “basic” conditions obtained from the initial calculations (variant 
V0), special settler just after the outlet of the kiln head as one of the tertiary air 
installation sections was used. Fig. 7 shows selected variants of the modifica-
tion. In variants V1 and V2 inlet and outlet in the settler are situated under 90  
angle, in variants V3 and V4 inlet and outlet are in the same axis but another 
relative to the circular base of the settler. Selected particle trajectories are pre-
sented for each variant. In variants V1 and V3 settler is situated back to the 
rotary kiln, in variants V2 and V4 – closer to the kiln. In each variant some par-
ticles are transported with the gas through the tertiary air duct, especially in 
variant V2 a “rope” of particles is visible. For this set, the largest number of 
particles is transported in the tertiary air duct, so in these variant working condi-
tions are the worst of the possible. 

a)  

b)  
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c)  
 

d)  

Fig. 7. Considered modifications of the settler and selected particle trajectories (d110, d150, d220 
m) for: a) variant V1, b) variant V2, c) variant V3, d) variant V4 

5. Particle conveying 

The next step was the opportunity of counting particles transported in ter-
tiary air installation. Tab. 2 presents number of particles at the outlet from ter-
tiary air installation for “basic” conditions and next 4 variants.  

For better explanation of the problem, next step there were calculations in 
order to obtain information on mass particle flow for each of the variants. Tab. 3 
shows the results of the calculation.  
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Table 2. Number of particles at the outflow from tertiary air installation 

diameter V0 V1 V2 V3 V4 
d015 809 797 805 704 736 
d035 780 745 737 683 721 
d055 749 737 730 417 578 
d075 678 705 705 570 564 
d110 665 651 667 304 614 
d150 497 307 619 610 605 
d220 481 257 498 496 499 
d350 80 2 24 2 21 
d450 0 0 0 0 0 
d600 0 0 0 0 0 

Table 3. Mass flow rate [t/h] 

diameter V0 V1 V2 V3 V4 

d015 0,1110 0,1094 0,1105 0,0966 0,1010 

d035 0,1338 0,1278 0,1265 0,1172 0,1237 

d055 0,1413 0,1390 0,1377 0,0786 0,1090 

d075 0,1750 0,1819 0,1819 0,1471 0,1455 

d110 0,2085 0,2042 0,2092 0,0953 0,1925 

d150 0,1695 0,1047 0,2111 0,2080 0,2063 

d220 0,1465 0,0783 0,1517 0,1511 0,1520 

d350 0,0075 0,0002 0,0023 0,0002 0,0020 

d450 0,0000 0,0000 0,0000 0,0000 0,0000 

d600 0,0000 0,0000 0,0000 0,0000 0,0000 

sum 1,0932 0,9455 1,1308 0,8942 1,0321 

 
Tab. 3 shows that the best results in terms of reducing the number of parti-

cles being transported in the tertiary air installation is obtained in variant V1, 
where inlet and outlet are positioned relative to the settler at an angle of 90 . In 
variants V3 and V4 mass flow rate is smaller than the “basic” system, but the 
ratio of particles having diameters exceeding 150 m is greater. This is proba-
bly connected with results of the formation of a „rope” of particles passing 
through the settler. This phenomena is even more visible in the variant V2, 
where most of the particles exiting from the head after being distributed to the 
pipeline, avoiding the middle part of the settler. 
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6. Summary 

From the results of numerical calculations, the following conclusions can be 
drawn: 
 The pressure at the outlet to the rotary kiln was selected as long, as the 

distribution of the gas flow rate is consistent with the real installation, 
 It is possible to find the solution how to focus on studies of the tertiary air 

installation without the analysis of the other processes in a rotary kiln, 
 Initial conditions were selected on the basis of a predetermined pressure 

drop between kiln head and preheater, 
 Using one of the selected variants it is possible to decrease number of par-

ticles transported in tertiary air duct. 
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Clinker burning process has a decisive impact on energy consumption and the cost of cement 
production. A new problem is to use the process of decarbonization of alternative fuels from 
waste. These issues are particularly important in the introduction of a two-stage combustion of 
fuel in a rotary kiln without the typical reactor-decarbonizator. The results of numerical studies of 
thermal-flow phenomena in the riser chamber, which will be designed to burn fuel in the system 
AS (combustion air supplied separately from the clinker cooler). The mathematical model is 
based on a combination of the two methods of description of fluid motion - Euler method for the 
gas phase and Lagrange method for particles. The numerical calculation included account the heat 
transfer between particles and gas raw material. The obtained results of calculations can be the 
basis for optimizing the design and operating conditions of the riser chamber the implementation 
of the AS. 

1. Introduction 

Industrial installations for clinker production have a very complex structure 
and they are difficult to analyses by theoretical methods [1]. One of the most 
important elements of this installation is precalciner, where is the initial stage of 
the raw material calcination [2, 3]. The main part of the work is modelling the 
phenomena flow in the chamber with atypical construction. Gas-particle multi-
phase flow in some kind of precalcination chamber is considered. Fig. 1 pre-
sents calculation domain with the information about inlets, outlets and geomet-
rical shape of the chamber. The distribution of particle size in inlets to precal-

   NUMERICAL SIMULATION  
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ciner chamber has influence on heat and mass transfer between particles and 
gas. As a result of sieve analysis of raw material and Rosin-Rammler-Sperling 
calculation method, the authors obtained a particle size distribution as shown in 
Fig. 2. This distribution was assumed in the early stages of calculations. Due to 
Euler-Lagrange method used for the calculation, it was necessary to set the cor-
rect fractional distribution of particles. For assumed particles distribution, au-
thors noted that all particles were carried away by upper outlet to preheater tow-
er (Fig. 2). Sieve analysis, shown in Fig. 2, was made for particles after cooling 
to room temperature. This situation creates a risk that during the sieving particle 
were crushed and sieve residues do not represent the fractional composition of 
raw material in real flow. The possibility of particles coagulation increases with 
the temperature. Because of that, particles from cyclones IV may have larger 
diameters than those from cyclones III. The authors proposed a method based 
on the increase of the upper range of particle diameters. Because of the lack of 
possibility to determine the true particles size distribution by measurements, 
therefore authors used the method of gradually increasing particle diameters 
[12]. Thermo-flow processes in precalciner installation are presented in the 
following parts of the work. Presented results are first stage works on the for-
mation and emission of pollutants especially NOx and CO2 to atmosphere. 

Fig. 1. Calculation domain with control 
cross-sections 

 

Fig. 2. Particle size distributions of raw material 
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2. Method of calculations 

In order to realize numerical calculations, the mathematical model contain-
ing equations of motion for the gaseous phase and particles was formulated. Gas 
motion was described with the Euler method, and the particle motion – by the 
Lagrange method. To analyze motion of the gas-particle polydispersive mixture, 
in this chapter the PSI-Cell method was applied [4, 5, 6]. 

Numerical calculations are based on the following assumptions: considered 
flow is stationary, without phase changes, and both phases are incompressible. 
Gas motion is described in the uniform, generalized conservative form, isolating 
convection, diffusion and source components. In a consequence we obtain 
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where  is a generalized dependent variable,  is the coefficient of diffu-
sion transport, and the source term S  contains all the remaining components of 
the differential equations [4]. The coefficients  and S  are dependent on the 
variable . In the PSI-Cell method it is assumed that particles of the disintegrat-
ed phase are the sources of mass, momentum and energy occurring as additional 
components S p in equations of the continuous (gaseous) phase.  

The system of equations is accompanied by suitable boundary and initial 
conditions. The above system of partial differential equations is non-linear. 
Particular equations are coupled, so they have to be solved with special numeri-
cal techniques. 

In order to calculate turbulence, model k-  was used. The standard k-  mod-
el is a semi-empirical model based on model transport equations for the turbu-
lence kinetic energy k and its dissipation rate . The model transport equation 
for k is derived from the exact equation, while the model transport equation for 
 was obtained using physical reasoning and bears little resemblance to its 

mathematically exact counterpart. 
In the derivation of the k-  model, it was assumed that the flow was fully 

turbulent, and the effects of molecular viscosity were negligible. The standard 
k-  model is therefore valid only for fully turbulent flows [7]. The turbulence 
kinetic energy, k, and its rate of dissipation, , are calculated from the following 
transport equations [8]: 
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In these equations, Gk represents the generation of turbulence kinetic energy 
due to the mean velocity gradients. Gb is the generation of turbulence kinetic 
energy due to buoyancy. YM represents the contribution of the fluctuating dilata-
tion in compressible turbulence to the overall dissipation rate. C1 , C2 , and C3  
are constants. k and  are the turbulent Prandtl numbers for k and , respec-
tively. Sk and S  are user-defined source terms. The turbulent (or eddy) viscosity 
μt is computed by combining k and  as follows:  

 
2kCt , (4) 

The model constants 1C , 2C , C , k  and  have the following default 

values 44.11C , 92.12C , 09.0C , 0.1k  and 3.1 . 
The particle trajectory should be known during calculation of the mentioned 

above source components of differential equations. The particle trajectory is 
calculated according to its equation of motion [8]. If the phase density differ-
ence is big, the equation of particle motion can be written as: 

sppp
p

p fuuguu
dt
ud

Re,Re1084,31
2/12/1

. (5) 

The radiative heat transfer and the effects of particle radiation from the 
limestone particles is modeled with the P-1 radiation model 

 pp ETaGaaG
4

4 , (6) 

where the term on the left hand side represents the change of the incident radia-
tion. The first term on the right hand side represents the absorption, from the 
continuous phase and the particles, and the second term on the right hand side 
represents the emission, again from the continuous phase and the particles. For 
the particle emission Ep the following correlation is used: 

 
N

n
pnpnp

TA
V

E
1

41 , (7) 

Equations presented above were solved with the using ANSYS Fluent 
Package [9] 
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3. Results 

In order to perform the calculations authors adopted the boundary condi-
tions, which are shown in Tab. 1. Inlet from kiln is the source of gas produced 
during the combustion of fuel and chemical transformation of raw material in 
the high temperature. The same cross-section is treated as a outlet for calcined 
material. Raw material is supplied from two inlets. In the following descriptions 
raw material inlets from cyclones III and VI are called upper and lower inlets, 
respectively, regarding outlets inlet from kiln and outlet to cyclones are called 
lower and upper outlets. 

Table 1. Boundary conditions for inlets and outlets 

Boundary v [m/s] T [K] pn [Pa] 

Inlet from kiln 15 1370 -400 

Outlet to bypass -30 1100 -400 

Outlet to cyclones From the balance of the 
inflow mass 1112 -800 

Coal inlet 100 300 0 

Shale’s inlet 45 300 0 

Tires inlet Closed – treated as a wall 

Raw material inlet from 
cyclones III From flow rate of parti-

cles 

1000 0 

Raw material inlet from 
cyclones IV 1100 0 

 
Fig. 3 presents distributions of the gas velocity modulus in the consider ge-

ometry. Comparison of Fig. 3 and 6 leads to the conclusion that in areas with 
larger particle concentration gas velocity is smaller due to the blocking of these 
areas. 

Fig. 4 presents temperature distribution in precalciner chamber for two 
ranges of temperature. Comparison of Fig.4 and 6 leads to the conclusion that in 
areas with larger particle concentration gas temperature is smaller due to the 
more intensive radiative heat exchange between gas and particles in these areas. 

Because incorrect particle distribution as result of sieve analysis of raw ma-
terial and Rosin-Rammler-Sperling calculation method, to reach from the initial 
ranges of diameters, corresponding to the mass distribution between the upper 
and lower outlets, authors made about 20 steps in the search for the appropriate 
range. In final series of the results, upper limits of the particle diameters from 
the upper and lower inlets were set to 1500 μm and 2900 μm, respectively. This 
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ranges was used as a correct for final calculations [12]. From this moment num-
bering of particle does not mean the particle diameters but rather their names, 
and for each fraction, the actual particle diameters are set for upper and lower 
inlets as in table 3 [12]. 

    
0  25m/s 

Fig. 3. Distribution of velocity magnitude in precalciner chamber 

    

0  1350K 0  1400K 

Fig. 4. Temperature distribution in precalciner chamber for two ranges of temperature 
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Fig.5 shows the results of particle trajectory calculations delivered to the 
system from the upper and lower inlets for particles 45, 500 and for all consider 
particles. 

 

a)  b)  c)  

Fig. 5. Trajectory particles of size a) 45, b) 500, c) all diameters 

Analysis of Fig. 5 lead to the conclusion that the largest particles end up in 
the lower outlet, the smallest in the upper outlet. For all particles from the two 
inlets mass flow rate is distributed in the ratio 27.01% to 72.99% for the upper 
and lower outlets, respectively. In the fig. 5 can be seen that the particles are 
concentrated in a small areas in the center of geometry and close to the wall of 
chamber. This is due to the fact that almost all of the particles from the lower 
inlet flow down along the chamber wall in form of “rope” and get into lower 
outlet, which results in free motion of the gas phase [10, 11]. 

Further analysis of the presented case allows the assessment of certain de-
pendence more accurately than with the enclosed drawings. Analyzing raw ma-
terial flow rate and fractions through the upper and lower outlets it can be seen 
that the particle fraction of 15  45 goes entirely through the upper one. Parti-
cles of 60 in a 93% goes to the upper outlet. Fraction of particles 120 goes 
mostly to the outlet of the kiln chamber at a bottom. In total, the upper outlet 
goes to 27.01%, and 72.99% to the lower. 
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0  5kg/m3 0  2kg/m3 

Fig. 6. Particles concentration distribution in precalciner chamber  
for two ranges of concentration 

Table 2 shows the average residence time of the particles and normalized 
temperature differences for each faction in the precalciner chamber. For parti-
cles that reach the lower section of the outlet, it is noted a shortening of the 
residence time with increasing particle size. The residence time in the chamber 
of the particles 135 from cyclones III reaching the upper outlet cross-section 
exhibits a maximum. 

Particles of 15  45 reach the upper section from cyclone III and have the 
shortest residence time in chamber. Due to the fact that the particles get to the 
areas with high-speed values in the vertical direction, the path between the inlet 
and the outlet are the shortest. The temperature difference between the tempera-
ture of the outlet section and the raw material chute section was normalized 
relative to the temperature of 1100 K. The temperature of the raw material par-
ticles of lime supplied with cyclones third degree was 1000 K, while the fourth 
degree of the cyclones was 1100 K. The particles reaching the lower section of 
the exhaust heat more effectively than others. 
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Table 2. Residence time and normalized temperature difference of particles 
from III and IV cyclones reach the upper and lower outlet sections  

d 

Particles residence time in chamber Normalized temperature increase [%] 

from cyclone IV from cyclone III from cyclone IV from cyclone III 

upper lower upper lower upper lower upper lower 

15 5.00 - 1.54 - 15.55% - 15.34% - 

30 6.11 - 1.43 - 15.33% - 15.23% - 

45 9.81 - 1.62 - 15.42% - 15.12% - 

60 11.14 9.95 2.88 - 15.27% 17.58% 15.15% - 

75 26.98 12.89 7.09 - 15.26% 17.69% 15.18% - 

90 19.60 8.49 6.31 - 15.33% 17.16% 15.17% - 

105 34.92 7.82 8.30 16.40 15.47% 16.97% 15.28% 18.39% 

120 - 7.84 14.87 22.79 - 16.50% 15.24% 17.88% 

135 - 7.76 17.08 19.37 - 16.09% 15.12% 17.47% 

150 - 5.75 12.78 15.60 - 15.73% 15.06% 17.21% 

165 - 5.30 12.30 16.46 - 15.59% 15.12% 16.90% 

180 - 5.14 13.07 13.80 - 15.92% 15.15% 16.72% 

200 - 4.25 9.01 10.60 - 15.64% 15.10% 16.62% 

220 - 3.14 2.94 11.07 - 14.79% 15.15% 16.49% 

245 - 2.80 2.26 9.10 - 13.05% 15.06% 16.31% 

280 - 2.75 2.77 7.10 - 11.42% 14.99% 16.28% 

350 - 2.68 - 6.65 - 8.61% - 16.23% 

500 - 2.28 - 4.56 - 1.44% - 15.08% 

4. Conclusions 

Temperature of particle, which is a function of ambient temperature and the 
residence time of the particles in the zones of sufficiently high temperature in-
fluence on the limestone calcination effectiveness. This chapter presents possi-
bilities of numerical calculations to recognize resident time of particle in precal-
ciner chamber and particle temperature as an effect of radiative hest exchange 
between gas and limestone particles. 

In order to achieve the separation of the particles mass flow in correct pro-
portions, authors made series of numerical calculations, for which the fractional 
distribution of the particles was varied. 
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Table 3. Corrected values of particle diameters of raw materialand flow rates for upper and lower 
inlets 

d dU[ m] MU[kg/s] dL[ m] ML[kg/s] 
15 15 0.428 15 0.385 
30 60 1 105 0.9 
45 105 1.417 195 1.275 
60 155 1.722 285 1.55 
75 200 1.928 370 1.735 
90 245 2.047 460 1.843 

105 290 2.089 550 1.88 
120 335 2.064 640 1.858 
135 380 1.986 730 1.788 
150 430 1.867 820 1.68 
165 475 1.717 905 1.545 
180 520 1.55 995 1.395 
200 580 1.794 1115 1.615 
220 645 1.486 1235 1.338 
245 720 1.456 1385 1.31 
280 825 1.406 1590 1.265 
350 1040 1.331 2010 1.198 
500 1500 0.492 2900 0.443 

 
By scaling the particle diameters we can observe, that mass flow rate reach-

ing directly to the kiln and returning to the heat exchangers tower were signifi-
cantly changed. After changing the range of diameters to 15-2900 μm, large 
diameter particles fall into the rotary kiln, while the remaining fractions are 
carried away to the outlet from the chamber. In Tab. 3 was presented real parti-
cle diameters and mass flow rates for correct distribution, which was used on 
the final stage of calculations [12]. 

Presented results are good base to further works on the formation and emis-
sion of pollutants especially NOx and CO2 to atmosphere. 
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YWU OPADAJ CEGO  
W RURACH PIONOWYCH 
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W pracy przedstawiono wyniki bada  dotycz ce wspó pr dowego opadaj cego przep ywu 
trójfazowego powietrze-woda-olej w rurze pionowej. W wyniku przeprowadzonych bada  opra-
cowano systematyk  struktur takiego przep ywu, jak równie  modele obliczeniowe dotycz ce 
wyznaczania zredukowanej grubo ci filmu cieczy. Opracowane zale no ci mog  stanowi  przy-
datne narz dzie przy projektowania aparatów i procesów, w których taki przep yw wyst puje. 

1. Wst p 

Wiele aparatów do prawid owej pracy wymaga wytworzenia korzystnego 
rodzaju przep ywu. Mo na w tej grupie wymieni  wyparki cienkowarstewkowe, 
czy te  rurowe reaktory heterogeniczne. Jednoczesna obecno  w procesach 
realizowanych w takich aparatach fazy gazowej i ciek ej stwarza wiele trudno-
ci w zapewnieniu odpowiednich warunków do ich prawid owej pracy. 

G ównym wymogiem w procesie modelowania wyparek cienkowarstew-
kowych jest unikni cie ich zalania lub tworzenia si  suchych cie ek wzd u  rur 
aparatu, co wp ywa na zmniejszenie wydajno ci pracy tych aparatów. W apara-
tach wyparnych korzystnym rodzajem przep ywu jest przep yw pier cieniowy 
czyli taki, w którym ciecz p ynie cienk  warstw  po cianie rury, a gaz ze 
znaczn  pr dko ci  jej rodkiem. Hydrauliczny przep yw filmu cieczy wyst pu-
je w aparatach z hydraulicznie wytwarzanym filmem cieczy, wykorzystywa-
nych mi dzy innymi w procesie odwadniania smo y w glowej.  

W literaturze przedmiotu [1-11] liczba opracowa  dotycz cych wspó pr -
dowego, opadaj cego w rurach pionowych przep ywu trójfazowego typu gaz-
ciecz-ciecz jest niewielka. W wi kszo ci przypadków publikacje dotycz  prze-
p ywów dwufazowych ciecz-ciecz lub gaz-ciecz.  

    ANALIZA PRZEP
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Brak opracowa  dotycz cych opadaj cego przep ywu trójfazowego gaz 
ciecz-ciecz sk oni  autorów niniejszej pracy do podj cia bada  do wiadczalnych 
oraz opisu zale no ci pozwalaj cych na szersze poznanie hydrodynamiki opa-
daj cego przep ywu trójfazowego gaz-ciecz-ciecz. 

2. Opis bada  

Badania do wiadczalne przep ywu trójfazowego prowadzono na instalacji 
do wiadczalnej, której schemat przedstawia rys. 1. Badania prowadzono w ru-
rze pionowej, wykonanej z pleksiglasu o rednicy, wewn trznej 12,5mm. Czyn-
niki robocze doprowadzane z odpowiednich uk adów zasilania kierowane by y 
do uk adu regulacji i pomiaru strumienia przep ywu (8, 9, 11), sk d kierowane 
by y do komory mieszania, w której nast powa o wytworzenie strugi wielofa-
zowej. Olej t oczony by  do instalacji i uk adu zasilania za pomoc  pompy z ba-
tej (2), nap dzanej silnikiem pr du sta ego, umo liwiaj c  p ynno  regulacji 
obrotów pompy. Przed wlotem do uk adu zasilania mierzono temperatur  oleju. 
Woda pobierana by a bezpo rednio z sieci wodoci gowej, sk d po odgazowaniu 
w zbiorniku wody (19) za pomoc  hydroforu (20) kierowana by a do uk adu 
zasilania, poprzez bateri  rotametrów wody, s u cych do regulacji i pomiaru 
jej strumienia przep ywu. Temperatur  wody mierzono w zbiorniku w punkcie 
(Tw). Natomiast powietrze pobierane by o z centralnej instalacji ci nieniowej. 
Po przej ciu przez zawór redukcyjny (12) powietrze kierowane by o do baterii 
rotametrów, gdzie regulowano i mierzono jego strumie  przep ywu. Powsta a 
mieszanina wielofazowa przep ywa a pocz tkowo przez nieprzezroczysty odci-
nek kana u pomiarowego (10), gdzie nast powa a stabilizacja parametrów prze-
p ywu i kszta towanie si  okre lonej struktury przep ywu w wyniku ró nych 
warto ci strumieni przep ywu i w a ciwo ci faz. Natomiast w cz ci przezro-
czystej kana u pomiarowego (3) dokonywano obserwacji i identyfikacji tworz -
cych si  struktur przep ywu, pomiaru udzia ów obj to ciowych faz (4) oraz 
okre lania dominacji poszczególnych faz w przep ywie mierzonej cieczy typu 
woda-olej (15). Po opuszczeniu kana u pomiarowego mieszanina trójfazowa 
przep ywa a do separatora po redniego (13), w którym nast powa o oddzielenie 
gazu od cieczy. Nast pnie za pomoc  pompy, oddzielona ciecz przet aczana 
by a do w a ciwego separatora (21), gdzie nast powa o grawitacyjne rozdziele-
nie jej sk adników na olej i wod .  

Badania eksperymentalne opadaj cego przep ywu trójfazowego gazu 
i dwóch niemieszaj cych si  cieczy obejmowa y swoim zakresem m.in. okre-
lenie struktur przep ywu, pomiar udzia ów obj to ciowych poszczególnych faz 

w mieszaninie trójfazowej oraz okre lenie grubo ci filmów ka dej z cieczy 
bazowych oraz ich mieszaniny jako udzia u dwufazowego ciecz-ciecz, a tak e 
okre lenie dominacji poszczególnej fazy ciek ej w przep ywie wielofazowym. 
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Rys. 1. Stanowisko badawcze: 1 – zbiornik oleju; 2 – pompa z bata;  
3, 4 – przezroczysty odcinek kana u pomiarowego i obserwacja struktur; 5 –zawory odcinaj ce; 
6 – mechanizm odcinaj cy; 7 – zawór kulowy; 8 – bateria rotametrów oleju; 9 – bateria rotame-

trów wody; 10 – nieprzezroczysty kana  pomiarowy; 11 – bateria rotametrów powietrza;  
12 – zawór redukcyjny; 13 i 21 – separator;14 – cylinder miarowy; 15 – sondy pomiarowe;  

16 – karta pomiarowa; 17 – komputerowy system akwizycji danych pomiarowych; 18 – przekrój 
kana u pomiarowego; 19- zbiornik wody, 20- hydrofor, A – uk ad zasilania powietrzem, B- uk ad 

zasilania wod , C- uk ad zasilania olejem, K- komora mieszania 

W badaniach do wiadczalnych hydrodynamiki przep ywu trójfazowego ga-
zu i dwóch wzajemnie niemieszaj cych si  cieczy, wykorzystano powietrze, 
wod  i cztery jako ciowo ró ne oleje. Za ciecze olejowe pos u y y dwa oleje 
grzewcze (jako no niki ciep a w urz dzeniach grzewczych) Iterm 6 Mb i Iterm 
12, jeden olej smarowy Iterm 30 MF oraz jeden olej maszynowy L-AN 15. Wy-
brane do bada  oleje charakteryzowa y si  znacznie wi ksz  lepko ci  i mniej-
sz  g sto ci  w porównaniu do wody, która stanowi a drug  faz  w ciek ej mie-
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szaninie dwufazowej. Jako fazy gazowej u yto powietrza, które by o pobierane 
z zewn trznego uk adu instalacji centralnej. 

Badania w asne przeprowadzono w szerokim zakresie zmian parametrów 
przep ywowych przy ca kowitym wykorzystaniu mo liwo ci przep ywowych i 
technicznych instalacji do wiadczalnej. W trakcie bada  tak dobierano zakresy 
zamian strumieni przep ywu poszczególnych sk adników mieszaniny wielofa-
zowej, aby otrzyma  zarówno laminarny, jak i burzliwy charakter ich przep y-
wu. Zakres zmian parametrów przep ywowych przedstawiono w tabeli 1. 

Tabela. 1. Parametry przep ywu 

Sk adnik 
mieszaniny- i 

V
i
, l/min w

i,0
, m/s 

i
,Pa

.
s i

, kg/m3 

olej Iterm 30 0,07 – 22,4 1,65·10
-4

 – 0,05 2,19 880,85 

olej Iterm 12 1,04 – 96,1 2,4·10
-3

 – 0,22 0,37 881,55 

olej Iterm 6 2,67·10
-4

 – 0,092 2,2·10
-3

 – 0,75 0,083 860,73 

olej L-AN 15 0,09 – 5,5 1,2·10
-2

– 0,75 0,027 858,46 

woda 0,12 – 18,2 0,02 – 2,5 0,001 998,76 

powietrze 0 - 22400 0 – 50,74 18,58 10-6 1,13 

3.Wyniki bada   

3.1. Struktury przep ywu 
W wyniku przeprowadzonych bada  dokonano oceny tworz cych si  struk-

tur przep ywu trójfazowego w zakresie struktury pier cieniowej, jako najbar-
dziej korzystnej formy przep ywu.  

Dla struktur z dominacj  oleju w przep ywie wyró niono struktur  pier cie-
niow  z dyspersj  wody w oleju (rys.2a) oraz struktur  przerywan  wody 
w oleju (rys. 2b).  

W przypadku struktury pier cieniowej z dyspersj  wody w oleju, olej p ynie 
przy ciance kana u oraz obmywa ca y obwód kana u. Woda p ynie natomiast 
w oleju w postaci kropli o zró nicowanym rozmiarze. Gaz z kolei przep ywa, 
poza rdzeniem, tak e w postaci drobnych p cherzyków.  

W przypadku struktury przerywanej wody w oleju, struktura taka powsta-
wa a przy niskich pr dko ciach przep ywu ci g ej fazy olejowej i niezbyt du-
ym udziale fazy gazowej. Powstaj ce obszary wodno-olejowe naprzemiennie 

wyst powa y przy ciance kana u.  
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Dla struktur z dominuj c  faz  wodn  wyró niono struktur  pier cieniow  
z dyspersj  oleju w wodzie (rys. 3a) oraz struktur  pianow  z dyspersj  oleju 
w wodzie (rys. 3b).  

W przypadku struktury pier cieniowej z dyspersj  oleju w wodzie, faza 
wodna obmywa a ca y kana  pomiarowy i pozostawa a stale w kontakcie ze 
ciank  kana u. Faza gazowa p yn a zarówno rodkiem kana u, jak i w postaci 

drobnych, pojedynczych p cherzyków gazu w filmie cieczy. Olej p yn  
(w zale no ci od koncentracji w mieszaninie cieczy) w postaci pojedynczych 
kropel lub skupisk du ej ilo ci mniejszych kropelek.  

W przypadku struktury pianowej z dyspersj  oleju w wodzie, woda by a fa-
z  dominuj c  w przep ywie przy ciance kana u, ale zawiera a tak e drobne 
kropelki oleju. Faza gazowa wyst powa a w postaci licznych p cherzy gazo-
wych o nieregularnych kszta tach i przep ywa a z du  pr dko ci , co powodo-
wa o tworzenie si  piany. 

 

Rys. 2. Struktury przep ywu z dominuj c  faz  olejow : a)  struktura pier cieniowa z dyspersj  
wody w oleju, b) struktura przerywana wody w oleju 
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Rys. 3. Struktury przep ywu z dominuj c  faz  wodn : a) struktura pier cieniowa z dyspersj  
oleju w wodzie, b) struktura pianowa z dyspersj  oleju w wodzie 

3.2. Modelowanie przep ywu 
Przep yw wspó pr dowy opadaj cy pier cieniowy czyli taki, w którym 

ciecz p ynie cienk  warstw  po cianie rury, jest najcz ciej definiowany jako 
przep yw cienkiej warstwy cieczy, z mi dzyfazow  lub swobodn  powierzch-
ni , ukszta towan  wskutek dzia ania si y grawitacji, napr enia cinaj cego lub 
innych oddzia ywa  zewn trznych [12]. Dla tego typu przep ywu interesuj cym 
parametrem jest grubo  warstwy cieczy, dla której to powsta o wiele równa  
korelacyjnych [12]. Opracowane zale no ci dotycz  jednak przep ywów dwufa-
zowych gaz-ciecz i cechuj  si  ma  przydatno ci  do warunków rozpatrywa-
nego w pracy przep ywu trójfazowego, w którym mamy do czynienia z dwoma 
filmami cieczy sp ywaj cymi po powierzchni ciany rury z jednoczesnym prze-
p ywem gazu. 

Bior c powy sze pod uwag  opracowano zale no  do wyznaczania red-
niej zredukowanej grubo ci filmu cieczy podczas przep ywu mieszaniny trójfa-
zowej gaz-ciecz-ciecz.  

Punktem wyj cia do opracowania ogólnej zale no ci sta y si  korelacje 
stworzono dla równoczesnego sp ywu grawitacyjnego wody i oleju. Korelacje  
te zosta y opracowane oddzielnie dla  przep ywu z dominuj c  faz  olejow  
oraz dla przep ywu z dominuj c  faz  wodn , w której równie  zawarty by  
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przep yw emulsji. W obliczeniach tych przep yw dwufazowy ciecz-ciecz po-
traktowano, jako przep yw pseudojednofazowy, w którym faz  wodn  i olejow  
potraktowano, jako ciecz pseudojednorodn  o zast pczych w a ciwo ciach. W 
zwi zku z tym g sto  c i lepko  c cieczy pseudojednorodnej wyznaczano z 
nast puj cych zale no ci 

 ololwwc RR , (1) 

 ololwwc RR , (2) 

w których udzia  obj to ciowy oleju Rol wyznacza si  z opracowanej w asnej 
metody (3), uwzgledniaj cej wspó czynnik po lizgu mi dzyfazowego pomi dzy 
dwoma fazami ciek ymi: 

 

w

ol
ol xS

R

1
11

1
, (3) 

W równaniu (3) warto  wspó czynnika po lizgu S mi dzy olejem a wod  
wyznacza si  z zale no ci: 

 17,025,0 FrFr109,1 wolS  , (4) 

w której liczb  Frouda dla oleju Frol i wody Frw wyznacza si  z równa : 

 
gd

wol
ol

2
0,Fr , (5) 

 
gd

ww
w

2
0,Fr , (6) 

w których wol,0, ww,0, oznaczaj  odpowiednio pr dko ci pozorne oleju i wody. 
Warto  udzia u obj to ciowego wody Rw oblicza si  z równania 

 olw RR 1 .  (7) 

Wprowadzaj c definicj  liczby Reynoldsa dla warunków sp ywu grawita-
cyjnego cieczy  

 
c

c
z

4Re , (8) 

oraz zast pczy wymiar liniowy: 
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3

1

2

2

gc

c
z  (9) 

redni  grubo  filmu cieczy mo na opisa  zale no ci  

 n
zzCs Re0  , (10) 

a grubo  zredukowan  warstewki cieczy (wielko  bezwymiarow ), jako 

 n
z

z
r Css Re0 . (11) 

W wyniku przeprowadzonych oblicze  i korelacji otrzymano równania do 
wyznaczania zredukowanej grubo ci warstewki cieczy pseudojednorodnej 
w zale no ci od dominuj cej w uk adzie fazy olejowej (W/O)-(12) oraz fazy 
wodnej (O/W)-(13) w obszarze którym tworzy a si  równie  emulsja (W+O): 

 312,0Re6689,0 zrs  , (12) 

 549,0Re3465,0 zrs  . (13) 

Opracowane zale no ci (12) i (13) stanowi y podstaw  do okre lenia wp y-
wu strumienia gazu na zmian  grubo ci sp ywaj cej warstwy cieczy pseudojed-
norodnej.  

Z uwagi na wyst powanie w przep ywie trójfazowym fazy gazowej, która 
determinuje kszta t oraz wielko  tworz cych si  filmów cieczy, postanowiono 
uwzgl dni  charakter przep ywu tej fazy na warto   zredukowanej grubo ci 
filmu cieczy pseudojednorodnej podczas przep ywu opadaj cego wspó pr do-
wego w rurze pionowej. Charakter przep ywu gazu opisano liczb  Reynoldsa 
Reg, jak równie  warto ci  jego wlotowego udzia u obj to ciowego g. Wielko-
ci te zosta y uwzgl dnione w równaniu (14) przedstawiaj cym korelacj  do 

obliczania zredukowanej warto ci grubo ci sp ywaj cego filmu cieczy pseudo-
jednorodnej podczas przep ywu trójfazowego gaz-ciecz-ciecz 

 657,0679,0

34,0

ReRe
1

67,7 gz
g

g
rs . (14) 

W równaniu (14) Reg i g oblicza si  z zale no ci: 

 
g

gg
g

dw 0,Re , (15) 
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0,0,0,

0,

olwg

g
g www

w
, (16) 

gdzie wg,0, oznacza pr dko ci pozorn  gazu. 
 

Z porównania zmierzonych warto ci zredukowanej grubo ci filmu cieczy 
z obliczonymi na podstawie równania (14)- rys. 4, wnioskuje si , e w zakresie 
b du wzgl dnego ±30% mie ci si  ponad 80% punktów eksperymentalnych, co 
wiadczy o du ej dok adno ci opracowanej metody. Dla nowo opracowanej 

metody wyznaczania zredukowanej grubo ci filmu cieczy (14) warto  wspó -
czynnika korelacji wielokrotnej wynosi r = 0,943, a rednia warto  odchylenia 
standardowego d = 0,366.  

 

Rys. 4. Porównanie warto ci zmierzonych i obliczonych na podstawie równania (14) zredukowa-
nej grubo ci filmu cieczy pseudojednorodnej dla przep ywu opadaj cego powietrze-woda-olej 

w rurze pionowej 
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4. Wnioski 

W pracy dokonano rozszerzenia aktualnego stanu wiedzy dotycz cego 
wspó pr dowego, opadaj cego w rurach pionowych pier cieniowego przep ywu 
mieszaniny powietrza, wody i oleju. W zakresie identyfikacji struktur przep y-
wu scharakteryzowano struktury bazuj ce na wodzie i na oleju. Opracowano 
tak e nowe zale no ci do obliczania grubo ci filmów cieczy, zarówno dla przy-
padku jej sp ywu grawitacyjnego, jak i jej przep ywu z faz  gazow . Przedsta-
wione w pracy sposoby wyznaczania wielko ci charakteryzuj cych wielofazo-
wy przep yw pier cieniowy mog  by  wykorzystywane przy projektowaniu 
i optymalizacji procesów zachodz cych w aparatach cienkowarstewkowych. 
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ADZIE  
POTRZEB W ASNYCH ELEKTROWNI  

DU EJ MOCY 

Janusz Buchta1), Rados aw Gawrysiak 

1) Politechnika ódzka, Instytut Elektroenergetyki,  
janusz.buchta@p.lodz.pl 

Rozdzia  dotyczy analizy stanów dynamicznych w elektrycznym uk adzie potrzeb w asnych 
(EUPW) jednostki wytwórczej wyposa onej w nap dy silnikowe du ej mocy. Przedstawiono 
wyniki symulacji wybranych stanów nieustalonych: rozruchu najwi kszego silnika oraz ró nych 
wariantów prze cze  zasilania przez automatyk  SZR dla bloku klasy 900 MW. 

1. Wst p 

We wrze niu 2011 roku, w Elektrowni Be chatów przekazano do eksploata-
cji blok o mocy 858 MW. W najbli szych latach w krajowej energetyce po-
wstan  kolejne jednostki wytwórcze o mocach 900-1075 MW [1]. Wysoka 
sprawno  nowych jednostek wytwórczych skutkuje obni eniem jednostkowe-
go zu ycia paliwa i jednostkowego zu ycia pary, a tym samym zmniejszeniem 
zapotrzebowania na moc zdecydowanej wi kszo ci urz dze  potrzeb w asnych. 
Ro nie natomiast zapotrzebowanie na moc pompowania wody zasilaj cej, co 
jest zwi zane ze zwi kszeniem ci nienia pary dolotowej do turbiny do warto ci 
nadkrytycznych. W konsekwencji, w uk adach potrzeb w asnych bloków klasy 
900-1100 MW pojawiaj  si  nap dy o mocach powy ej 10 MW - zdecydowanie 
wi kszych ni  dotychczas stosowane w krajowej energetyce. Konieczne jest 
podwy szenie napi cia znamionowego w potrzebach w asnych elektrowni do 
10 kV w celu ograniczenia warto ci pr dów przej ciowych oraz zmniejszenia 
spadków napi cia, a tym samym poprawy warunków pracy silników w stanach 
dynamicznych. W niniejszym rozdziale przedstawiono wyniki bada  symula-
cyjnych stanów dynamicznych w elektrycznym uk adzie potrzeb w asnych elek-
trowni (EUPW) bloku 858 MW.  
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2. Potrzeby w asne bloku 858 MW 

Blok 858 MW w czony jest do krajowego systemu elektroenergetycznego 
poprzez rozdzielni  400 kV [2]. W uk adzie wyprowadzenia mocy zastosowano 
dwa równolegle pracuj ce transformatory blokowe. Blok posiada cztery roz-
dzielnice potrzeb w asnych, które s  zasilane z dwóch transformatorów tróju-
zwojeniowych o mocach 80/40/40 MVA ka dy. Napi cie znamionowe roz-
dzielni potrzeb w asnych wynosi 10 kV. Nap dy potrzeb w asnych bloku 
858 MW zosta y podzielone mi dzy cztery sekcje rozdzielnicy: A1BBA, 
A1BBB, A1BBC oraz A1BBD, zgodnie z konfiguracj  uk adu elektrycznego. 
Podzia  poszczególnych urz dze  potrzeb w asnych zosta  przedstawiony w 
tabeli 1. Podczas normalnej pracy bloku z parowym nap dem pompy wody 
zasilaj cej, pompy rezerwowe s  wy czone, a sumaryczne obci enie 
we wszystkich czterech rozdzielniach jest na zbli onym do siebie poziomie 
i wynosi ok. 19 MW na rozdzielni . 

3. Model matematyczny EUPW 

Podstaw  modelu matematycznego elektrycznego uk adu potrzeb w asnych 
(EUPW) stanowi model silnika indukcyjnego w postaci uk adu równa  ró nicz-
kowych [3]. W warunkach eksploatacji, w silnikach elektrycznych potrzeb w a-
snych wyst puj  procesy przej ciowe o charakterze mechanicznym i elektrycz-
nym. W analizie tych stanów nale y uwzgl dni  zarówno zmiany energii kine-
tycznej wiruj cych mas, jak i zmiany energii pól magnetycznych. Pozwala to 
okre li  sk adowe przej ciowe pr dów i momentów. Analiz  procesów przej-
ciowych przeprowadza si  na podstawie równa  równowagi mechanicznej 

i elektrycznej oraz równania przetwarzania energii elektromagnetycznej na 
energi  mechaniczn , czyli równania momentu elektromagnetycznego. W ba-
daniach symulacyjnych uk adu EUPW bloku 858 MW zastosowano program 
Matlab-Simulink. Wykorzystano model matematyczny silnika indukcyjnego 
zaimplementowany w programie [4, 5]. Model ten nie uwzgl dnia zmian para-
metrów obwodu stojana i wirnika w stanach nieustalonych.  

Dla potrzeb budowy modelu symulacyjnego, parametry obwodowe silni-
ków indukcyjnych zosta y wygenerowane na podstawie ich danych katalogo-
wych za pomoc  programu WindSys. Szczegó owe parametry obwodowe silni-
ków przedstawia tabela 2. W celu dostosowania modelu do warunków obci e-
nia rozdzielnic (tab. 1), w modelu zosta y uwzgl dnione dodatkowe odbiory 
zast pcze.  

Matlab-Simulink zawiera równie  w swoich bibliotekach modele transfor-
matorów, róde  zasilania, wy czników, które zosta y wykorzystane w modelu 
EUPW. W programie zamodelowano tak e charakterystyki momentu obci e-
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nia urz dze  potrzeb w asnych. Schemat modelu EUPW bloku 858 MW dla 
symulacji rozruchu pompy wody zasilaj cej z widocznymi nap dami zasilanymi 
z rozdzielni A1BBA oraz A1BBB zosta  przedstawiony na rys. 1. Na schemacie 
widoczne s  poszczególne nap dy potrzeb w asnych (bloki PWZ, PK, WP, 
MW). Model pojedynczego nap du obejmuj cy silnik wraz z blokiem charakte-
rystyki momentu obci enia, na przyk adzie pompy wody zasilaj cej zosta  
przedstawiony na rys. 2. 

Tabela 1. Zestawienie nap dów urz dze  potrzeb w asnych bloku 858 MW 

Rozdzielnia A1BBA 

Nap d 
Liczba Moc silnika Suma mocy silników 

szt. [kW] [kW] 
M yn w glowy (MW) 4 1700 6800 
Pompa wody zasilaj cej 
(PWZ) 

1 13000 13000 

Pompa kondensatu (PK) 2 1200 2400 
Wentylator powietrza 
(WP) 

1 4400 4400 

Inne odbiory 1 - 7000 
Sumaryczna moc w rozdzielni 33600 

Rozdzielnia A1BBB 

Nap d 
Liczba Moc silnika Suma mocy silników 

szt. [kW] [kW] 
M yn w glowy (MW) 4 1700 6800 
Pompa wody zasilaj cej 
(PWZ) 

1 13000 13000 

Pompa kondensatu (PK) 1 1200 1200 
Wentylator powietrza 
(WP) 

1 4400 4400 

Inne odbiory 1 - 7000 
Sumaryczna moc w rozdzielni 33400 

Rozdzielnia A1BBC 

Nap d 
Liczba Moc silnika Suma mocy silników 

szt. [kW] [kW] 
Wentylator spalin (WS) 1 8500 8500 
Pompa wody ch odz cej 
(PWCh) 

1 3400 3400 

Inne odbiory 1 - 7000 
Sumaryczna moc w rozdzielni 18900 

Rozdzielnia A1BBD 

Nap d 
Liczba Moc silnika Suma mocy silników 

szt. [kW] [kW] 
Wentylator spalin (WS) 1 8500 8500 
Pompa wody ch odz cej 
(PWCh) 

1 3400 3400 

Inne odbiory 1 - 7000 
Sumaryczna moc w rozdzielni 18900 

159139



160 Janusz Buchta, Rados aw Gawrysiak 

Tabela 2. Parametry obwodów wirnika i stojana dla silników nap dzaj cych urz dzenia potrzeb 
w asnych 

Nap d 

Rezystancja 
stojana 
Rs [ ] 

Indukcyjno  
stojana 
Ls [H] 

Rezystancja 
wirnika 
Rr [ ] 

Indukcyjno  
wirnika 
Lr [H] 

Indukcyjno  
wzajemna 

 Lm [H] 

Moment 
bezw adno-

ci 
J [kg m2]  

PWZ 0,0279 0,00264 0,0765 0,00173 0,103 1300 
PWCh 0,448 0,00922 0,284 0,00611 0,317 1600 
PK 2,41 0,0254 0,772 0,0169 0,723 100 
WS 0,0880 0,00407 0,116 0,00263 0,138 8500 
WP 0,253 0,00731 0,222 0,00488 0,239 400 
MW 1,53 0,0176 0,551 0,0117 0,548 200 

 

Rys. 1. Model rozdzielni A1BBA oraz A1BBB w programie Matlab-Simulink 

 

Rys. 2. Blok silnika nap dzaj cego PWZ wraz z charakterystyk  obci enia 
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4. Symulacja rozruchu najwi kszego silnika 

Silnikiem o najwi kszej mocy w potrzebach w asnych elektrowni jest naj-
cz ciej silnik nap dzaj cy rezerwow  pomp  wody zasilaj cej kocio . Jego 
rozruch powoduje elektryczne stany nieustalone, które wp ywaj  na prac  in-
nych silników zasilanych z danej rozdzielni. W przeprowadzonych symulacjach 
poddano analizie parametry elektryczne oraz mechaniczne pracy pompy wody 
zasilaj cej oraz innych urz dze  przy czonych do rozdzielni. Przebiegi uzy-
skane na drodze symulacji przedstawione zosta y na rys.3. Za czenie silnika 
nap dzaj cego pomp  wody zasilaj cej nast pi o w chwili t = 1 s.  

Tabela 3. Parametry elektryczne w rozdzielni A1BBA podczas rozruchu silnika PWZ 

Parametr Warto  
Czas rozruchu PWZ, tr [s] 8,50 
Pr d w rozdzielni przed za czeniem PWZ, In1 [A] 950 
Pr d znamionowy PWZ, In PWZ [A] 815 
Pr d PWZ w stanie ustalonym, IPWZ [A]  601 
Warto  rednia pr du rozruchowego PWZ, Ir [A] 3830 
Krotno  pr du rozruchu, kr [-] 4,7 
Napi cie fazowe podczas rozruchu, Ur [V] 5320 (87,6%) 
Spadek napi cia na szynach rozdzielni, Ur [V] 750 
Moc silnika pompy w stanie ustalonym, [MW] 9,68 

 
Tabela 3 przedstawia podstawowe parametry elektryczne w rozdzielni 

A1BBA wyst puj ce podczas rozruchu silnika PWZ. 
Za czenie silnika PWZ powoduje zak ócenia w pracy pozosta ych nap -

dów, które trwaj  do momentu zako czenia rozruchu przez silnik. W trakcie 
rozruchu silnik pobiera prawie 5-krotnie wi kszy pr d od pr du znamionowego. 
Podczas rozruchu silnika (poboru pr du rozruchowego), w rozdzielni wyst puje 
spadek napi cia. Warto  napi cia obni a si  do poziomu ok. 0,876 Un. Spadek 
napi cia na szynach rozdzielni wp ywa na prac  innych urz dze  w trakcie 
rozruchu PWZ. Zmniejszenie napi cia powoduje wi kszy pobór pr du przez 
silniki indukcyjne oraz zmniejszenie pr dko ci obrotowych pozosta ych ma-
szyn. Z ko cem rozruchu parametry pracy silników powracaj  do stanu przed 
jego wyst pieniem. Zasady eksploatacji silników zainstalowanych w potrzebach 
w asnych elektrowni obejmuj  wymóg prawid owego rozruchu rezerwowej 
pompy wody zasilaj cej w pogorszonych warunkach zasilania, tj. przy obni o-
nym napi ciu zasilania do poziomu 0,9 Un  Przeprowadzona symulacja rozru-
chu silnika przy obni onym napi ciu pokaza a, e czas rozruchu wyd u y  si  
do 10,5 s, za  spadek napi cia osi gn  0,778 Un.  
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Rys. 3. Przebiegi napi cia, pr du w rozdzielni, pr du silnika PWZ w rozdzielni A1BBA podczas 
symulacji rozruchu PWZ przy napi ciu znamionowym 

5. Symulacja prze czenia zasilania rozdzielni  
przez automatyk  SZR 

Wskutek prze czenia zasilania wyst puje wybieg i samorozruch grupowy 
silników zasilanych z rozdzielni potrzeb w asnych. W zale no ci od zastosowa-
nego sposobu dzia ania automatyki SZR, mo na zaobserwowa  ró ne warto ci 
parametrów elektrycznych i mechanicznych silników, w trakcie jego trwania. 
Przeprowadzono symulacje prze czania zasilania w nast puj cych wariantach: 
SZR szybki, SZR wolny, SZR quasi-synchroniczny o k cie przesuni cia fazo-
wego mi dzy napi ciem szcz tkowym oraz ród a zasilania rezerwowego wy-
nosz cym 15° oraz 30° dla rozdzielni A1BBA z za czon  rezerwow  pomp  
wody zasilaj cej oraz rozdzielni A1BBC. Czasy przerwy beznapi ciowej dla 
poszczególnych wariantów prze cze  zosta y okre lone na podstawie przebie-
gów napi  szcz tkowych dla poszczególnych grup nap dów. Przyk adowe 
przebiegi uzyskane podczas symulacji SZR-u wolnego rozdzielni A1BBA 

162142



  Stany dynamiczne w uk adzie potrzeb w asnych… 163 

z czasem przerwy beznapi ciowej tp = 0,55 s przedstawiono na rys. 4. W tabeli 
4 przedstawiono wyniki symulacji dla wybranych sposobów za czania zasila-
nia rezerwowego.  

Czasy samorozruchu tsr zosta y okre lone od chwili za czenia zasilania re-
zerwowego do momentu zaniku stanów nieustalonych w wielko ciach elek-
trycznych oraz mechanicznych silników i EUPW. Najwi ksza warto  pr du 
samorozruchu Isr wyst puje krótk  chwil  po za czeniu zasilania rezerwowego 
do momentu ustalenia si  pr dko ci obrotowych silników. Najwi ksze spadki 
napi cia wyst pi y w rozdzielni A1BBA podczas SZR-u quasi-
synchronicznego, a jego warto  wynosi ok. 0,758 Un.  

 

Rys. 4. Przebiegi pr du rozdzielni, napi cia na szynach, napi cia ró nicowego podczas symulacji 
SZR-u wolnego rozdzielni A1BBA z czasem przerwy beznapi ciowej tp = 0,55 s 
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Tabela 4. Zestawienie wyników symulacji prze cze  zasilania przez automatyk  SZR 

Rodzaj SZR-u Parametr Warto  
A1BBA A1BBC 

wolny 
Czas przerwy beznapi ciowej, 

tp [s] 

0,55 0,33 
szybki 0,15 0,14 
quasi-synchroniczny dla =15° 0,24 0,24 
quasi-synchroniczny dla =30° 0,23 0,23 
wolny 

Czas samorozruchu tsr [s] 

0,85 0,67 
szybki 0,60 0,61 
quasi-synchroniczny dla =15° 0,51 0,51 
quasi-synchroniczny dla =30° 0,52 0,52 
wolny 

Pr d w stanie ustalonym w roz-
dzielni, [A] 1520 1000 szybki 

quasi-synchroniczny dla =15° 
quasi-synchroniczny dla =30° 
wolny 

Warto  rednia pr du samoroz-
ruchu, Isr [A] 

6310 3010 
szybki 4610 2410 
quasi-synchroniczny dla =15° 5670 2840 
quasi-synchroniczny dla =30° 6030 3470 
wolny 

Krotno  pr du samorozruchu,  
k [-] 

4,15 3,01 
szybki 3,03 2,41 
quasi-synchroniczny dla =15° 3,73 2,84 
quasi-synchroniczny dla =30° 3,97 3,47 
wolny 

Napi cie fazowe podczas samo-
rozruchu, 
Usr [V] 

4960 5320 
szybki 4660 5190 
quasi-synchroniczny dla =15° 4610 5520 
quasi-synchroniczny dla =30° 4600 5500 
wolny 

Spadek napi cia na szynach 
rozdzielni, 

Usr [V] 

1110 750 
szybki 1410 880 
quasi-synchroniczny dla =15° 1460 550 
quasi-synchroniczny dla =30° 1470 570 

6. Wnioski 

Na podstawie analizy stanów dynamicznych w EUPW bloku 858 MW 
stwierdzono, e: 

 w przeprowadzonych próbach obiektowych, w porównaniu z powszechnie 
stosowanymi w krajowej energetyce uk adami na napi cie 6 kV, zaobser-
wowano szybsze zanikanie napi cia szcz tkowego; poziom napi cia 
szcz tkowego 04 Un na szynach rozdzielnicy potrzeb w asnych wybiegaj -
ce silniki uzyskuj  po czasie ok. 0,6 s; 

 sta e czasowe zanikania napi cia szcz tkowego uzyskane w badaniach sy-
mulacyjnych odpowiadaj  wynikom bada  na obiekcie; model symulacyj-
ny w zadowalaj cy sposób odpowiada obiektowi rzeczywistemu; 
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 automatyka SZR w analizowanych przypadkach spe nia a dobrze swoje 
zadanie; krótszy czas trwania samorozruchu silników zaobserwowano pod-
czas SZR-u szybkiego, który charakteryzuje si  mniejszymi spadkami 
pr dko ci obrotowych silników, co za tym idzie – mniejszymi zak ócenia-
mi w pracy kot a i turbiny; 

 rozruch silnika pompy wody zasilaj cej o mocy 13 MW, w warunkach za-
silania znamionowego trwa ok. 8 sekund, przy obni onym do 90% Un na-
pi ciu wyd u a si  do ok. 10 sekund; silnik PWZ pobiera 4,2-4,7 – krotnie 
wi kszy pr d od warto ci znamionowej, a na szynach rozdzielni wyst puje 
obni enie napi cia, nie zak ócaj ce pracy innych silników zasilanych z 
rozdzielni. 

PODZI KOWANIA 

Przedstawione w rozdziale wyniki zosta y uzyskane w badaniach wspó finansowanych przez 
NCBiR w ramach umowy SP/E/1/67484/10 
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    APPLICATION OF SPATIAL NEURAL  
SIMULATORS OF TURBINE BLADE ROWS  

TO FLUID FLOW DIAGNOSTICS 

Anna Butterweck, Jerzy G uch 

Gda sk University of TechnologyFaculty of Ocean Engineering and Ship Technology 

This chapter presents the results of neural modelling of fluid flow in steam turbine row. In 
modelling working conditions of the flow channel varied, thus the aim of the work was to recon-
struct of reference state – distributions of velocity, pressure and losses in fluid flow channel - with 
high accuracy for fluid-flow diagnostics. 

1. Introduction

Application of diagnostic methods and models to modern operating systems 
of technical object is of very high significance. It leads to safer and more effi-
cient operating of technical objects. Diagnostic methods are profiled individual-
ly either towards their safety (e.g. vibrations) or efficiency. Higher efficiency 
indicators of operation of the technical object lead to improvement of environ-
mental protection through reducing noise and emission of harmful substances, 
[3, 9].  

In particular for energy facilities, like power plants, diagnostic methods are 
important. Their efficiency is determined mainly by efficient operation of all the 
devices and components of the turbine thermal cycle [3, 9]. Fluid – flow diag-
nostics may employ various diagnostic methods. The detection requires the 
identification of the symptoms of an inefficient work. Such symptoms, often 
gathered in signatures, are deviations of parameters and indicators of efficiency 
of the current state of the machine from corresponding parameters of the refer-
ence state [5, 6]. Diagnostic methods based upon symptoms represent the pat-
tern-based diagnostics [3, 5, 6, 7, 9, 11].  

The basic requirement for diagnostic models is fast pattern recognition 
[5, 6]. Up to date, the applied 1D diagnostics models are fast enough but they 
do not provide details of the flow [5, 6]. Spatial models allow accessing distri-
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butions of thermodynamic parameters of the flow, but the time of the calcula-
tions is vastly prolonged. The application of detailed multidimensional methods 
in the diagnostics must therefore lead to their modification, which should keep 
the accuracy of the calculation, significantly reducing the computation time. 
Such can be achieved by the use of artificial neural networks (ANN). 

Neural modelling that replaces the detailed 3D methods, has already been 
reported in the literature [2, 8, 10]. However, this neural modelling was only 
used to support the design of thermal turbines, and therefore to determine the 
geometric parameters for the design load of palisades. Neural modelling for 
diagnostic purposes has to be done in a different way as the reference geometry 
and thermal parameters are known but working conditions vary and degradation 
of the object occurs during the operation of the object. Example of the degrada-
tion of turbine blades are presented in Fig 1. [3]. 

 

Fig. 1. Example of steam turbine rotor blades. Left: design geometry; right: example of one of 
possible operating degradations 

In this chapter selected results of neural modelling of fluid flow through 
channel between blades of steam turbine (of known geometry) with changing 
operating conditions are shown. The aim of the modelling presented here was 
the recreation of distributions of velocity, pressure, temperature and losses in 
channel of complex shape. 

2. Modelling physics of the flow 

Existing systems can be modelled computationally accounting for all their 
geometric complexity. Computational fluid dynamics (CFD) calculations are 
widely used and allow determining the three-dimensional distributions of veloc-
ity, pressure, temperature and energy loss. Still, a substantial amount of the time 
is required to perform such calculations. In diagnostics applications the time of 
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calculations is crucial and should be minimised. In order to shorten the time of 
calculations, the authors decided to investigate possible application of ANN 
models as a replacement of CFD solvers. Preserving high accuracy of the out-
comes of the solver was also the necessary condition and is possible when neu-
ral models are applied. 

In order to calculate the distributions of quantities describing fluid flow the 
system of equations has to be solved. The flow of compressible media is de-
scribed by [12]: 
- the continuity equation 

 , (1) 

where:  - density, u- vector of velocity. 
- conservation equation of momentum: 

 , (2) 

where: f - density of distribution of mass forces, p - pressure, μ- dynamic vis-
cosity, 
D - tensor of velocity of deformation 
- conservation of energy: 

 ,  (3) 

where: e - internal energy, T - temperature, - intensity of mechanical entropy 
sources,  - thermal conductivity. 

In order to close system of equations (1-3) it is necessary to involve equa-
tion of fluid 

 , (4) 

and the state equation (5) 

 , (5) 

where: - heat at constant volume, Z - compressibility function, R - gas con-
stant. 

In order to train the neural networks, computational fluid dynamics(CFD) 
calculations were made and used as a reference state. To apply above equations, 
their discretisation with following schemes was conducted: 
- pressure-velocity coupling - SIMPLE 
- density - second order Upwind 
- momentum - second order Upwind 
- turbulent kinetic energy - first order Upwind 
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- turbulent dissipation rate - first order Upwind 
- energy - second order Upwind 

In order to perform the calculations, the geometry of flow channel was built 
and meshed structurally. In this case flow channel was created by two blades of 
steam turbine stator. In Fig. 2 the geometry of the flow channel and its mesh is 
shown. 

 

Fig. 2. Mesh of the flow channel 

In Table 1 the inlet values of fluid flow channel pressure of particular stages 
of the first group of stages are shown. As a first step towards complex applica-
tion of neural network modelling in diagnostics, the calculations within the 
range of the values of inlet and outlet parameters were made. Inlet and outlet 
pressures varied from93% to 100% of the design values [6].Selected results of 
these calculations are shown in Figs. 3 and 4. 

As mentioned before, using CFD commercial solver is highly time consum-
ing. Due to the disadvantages of CFD solvers it is impossible to apply such a 
calculations in diagnostics. The authors foresee the chance of shortening time of 
calculations in applying artificial neural networks ANN. 
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Table 1. Inlet values of fluid flow channel pressure of particular stages of 1HP [6] 

No 
Stage 
Group 

 

Stage 
No 

Power – 200 MW 

Condensation pressure [kPa] 

3 4 5 6 7 8 9 10 

Inlet pressure [kPa] 

1 HP 

1 8971,83 8981,49 8996,09 9012,84 9031,10 9049,50 9066,75 9085,00 
2 8214,90 8218,76 8224,51 8231,37 8238,42 8245,99 8252,83 8259,92 
3 7450,99 7455,20 7461,51 7469,02 7476,77 7485,05 7492,59 7500,42 
4 6727,41 6731,96 6738,79 6746,90 6755,28 6764,22 6772,38 6780,85 
5 6048,99 6053,92 6061,32 6070,09 6079,17 6088,83 6097,67 6106,84 
6 5415,24 5420,60 5428,62 5438,12 5447,97 5458,44 5468,02 5477,95 
7 4833,71 4839,51 4848,23 4858,52 4869,24 4880,57 4890,97 4901,75 
8 4300,17 4306,48 4315,96 4327,13 4338,78 4351,07 4362,35 4374,04 

 
 

Fig. 3. Pressure distribution on blade profile: a – suction surface; b – pressure surface. 

 

Fig. 4. Velocity distribution: a – bottom of the blade; b – top of the blade 
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3. Reference state neural model  

Neural models themselves do not contain any physics of the modelled phe-
nomena. Therefore, it is a great responsibility to set proper input values to neu-
ral model in order to be able to reproduce physics of the fluid flow.  

To introduce physics of the fluid flow and processes of energy transfor-
mation in the flow channel input data to neural model, it was assumed that such 
should correspond to the data used in analytical models. This neural model ap-
plies only to working medium (gas) of well-known properties. Individual neural 
models were built for each of the quantities describing the flow field, such as 
pressure, velocity, energy loss, etc., providing better quality of the modelling 
[1, 6]. In Fig. 5 a simplified diagram of individual model of the flow channel is 
shown. 
 

 

Fig. 5. Scheme of an individual neural model determining distribution of single 
quantity describing fluid flow (e.g. pressure, velocity, energy losses etc.) 

The following input parameters for each of the individual neural models 
were set: 
- thermodynamic parameters, represented by inlet and outlet temperature and 

pressure of investigated flow channel in changing load conditions,  
- physical boundaries of channel, defined by the geometrical parameters of 

the turbine blades. 
Diagnostic application requires as detailed as possible description of ge-

ometry of turbine blade in blading row. During operation of the blades it de-
grades (e.g. via deformation of trailing edge or by erosion). To simulate that 
process, geometrical characteristics of the blades were changed. Also changing 
load of the blade was simulated by taking input and outlet parameters of the 
flow from range from 93% - 100% of nominal values. 
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4. Sample application of neural model 

Described neural model was trained under supervision using the results of 
CFD calculations of blading flow channel. An example of the graphical recon-
struction is presented in Fig. 6, [1].  

Neural modelling results were satisfying, based on the value of error of neu-
ral reconstruction of CFD calculations. The value of the error of neural recon-
struction of CFD calculations, given as relative percentage error yields: 

 %100
CFD

ANNCFD

w
wwerr , (6) 

where: err – value of the error, CFDw - quantity calculated with CFD solver, 

ANNw  - quantity calculated with ANN model. 
The calculated values of the error for pressure and velocity are presented in 

Table 2. 

Table 2. Values of an error of neural reconstruction of CFD calculations  
for pressure and velocity distributions 

 Pressure Circumferential 
velocity 

Axial 
velocity 

Maximum error [%] 0.248 0.226 0.231 
Average error [%] 0.049 0.043 0.044 

 
In Fig. 6 the distribution of an error in the area that is the most problematic 

to model, the trailing edge, is shown. In the area of trailing edge of the blade, 
the highest changes of thermodynamic parameters occur, thus making in the 
most probable place for reconstruction problems. In Fig 6 it can be seen that 
maximum values of the error occur occasionally, whereas vast amount of points 
indicates errors of low values. 

The 2D model contained 16200 elements. Time of 2D CFD calculations of 
the flow was about 90 seconds, while for the same calculations proceeded with 
trained neural solver was about 1 second. Such dramatic shortening of the time 
of calculation is a good premise for further development of neural model for 
fluid flow diagnostics. 

5. Conclusions 

Application of artificial neural networks to perform the fluid flow calcula-
tions through both damaged and undamaged turbine blading was investigated. 
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The obtained results confirm high accuracy of the method. Percentage rela-
tive error values, corresponding to the value of the thermodynamic variables 
from CFD, were found in range from 0 to 0,25%. Due to shortening time of 
computation(in investigated case - 90 times) and high accuracy, in our opinion 
the ANN-based method is applicable to detailed heat-flow turbine diagnostics.  

 

Fig. 6. Comparison of results of CFD calculations (left top) with results of ANN modelling 
(right top). Percentage (down left) and relative (down right) error of recreating pressure 

distribution in 2D blade channel around the trailing edge [1] 
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DZIEM  
WSPOMAGAJ CYM OPTYMALIZACJ  
STRAT I KOSZTÓW ROZRUCHOWYCH 

Ma gorzata Bydli ska-Dradrach, Adrian Materlak, Zbigniew Buryn 

PROCOM SYSTEM S.A. 

Rozdzia  zawiera prezentacj  systemu kontroli strat rozruchowych OPTELON opracowane-
go przez firm  PROCOM SYSTEM S.A. dla Elektrowni Dolna Odra oraz dla Elektrowni Opole. 
W pracy przedstawiono proces uruchomienia bloku energetycznego z podzia em na jego charak-
terystyczne etapy. Omówiono miejsce i przyczyny powstawania strat i kosztów rozruchowych, 
definicje strat i kosztów wzorcowych. W g ównej cz ci pracy zaprezentowano natomiast naj-
wa niejsze funkcje i mo liwo ci systemu oraz przedstawiono przyk ady zastosowania sytemu w 
postaci tabel, wykresów i raportów. 

1. Wprowadzenie 

Rozwój spo ecze stwa poci ga za sob  wzrost zapotrzebowania na energie 
elektryczn , a tym samym na zwi kszenie zapotrzebowania na surowce energe-
tyczne. Powoduje to, e w niedalekiej przysz o ci mog  wyst pi  problemy 
z ich dost pno ci . Aby przeciwdzia a  temu zjawisku nale y zwi kszy  efek-
tywno  energetyczn , która dla wytwórców energii oznacza konieczno  
zwi kszenia sprawno ci wytwarzania elektrycznej i ciep a. Jednym ze sposo-
bów realizacji tego celu, a tym samym zmniejszenia emisji szkodliwych pro-
duktów spalania do atmosfery, jest ograniczenie strat zwi zanych z procesem 
uruchomienia bloku energetycznego, co nabiera du ego znaczenia w kontek cie 
rosn cej ilo ci przeprowadzanych rozruchów. Opisany w rozdziale system kon-
troli strat rozruchowych OPTELON autorstwa PROCOM SYSTEM S.A. po-
zwala na monitorowanie strat i kosztów rozruchowych, co w dalszym kroku 
umo liwia przeprowadzenie ich szczegó owej analizy oraz optymalizacji. Sys-
tem ten z powodzeniem funkcjonuje w Elektrowni Dolna Odra oraz w Elek-
trowni Opole. 

    OPTELON NARZ
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2. Przeznaczenie systemu 

Przez straty rozruchowe, b d ce konsekwencj  odstawie  bloku, rozumie 
si  straty energii zwi zane z cyklem obejmuj cym: wy czenie z ruchu, postój 
oraz uruchomienie bloku (w czasie od rozpocz cia obni ania mocy podczas 
wy czania bloku do uzyskania równowagi cieplnej po ponownym uruchomie-
niu).  

Straty rozruchowe s  wi c nadwy k  energii doprowadzonej w cyklu rozru-
chowym do bloku w postaci paliwa pomocniczego i podstawowego oraz dodat-
kowych strumieni energii (para z obcego ród a, potrzeby w asne elektryczne 
itd.) nad energi  doprowadzon , która by aby niezb dna do wyprodukowania 
równowa nej energii u ytecznej w trakcie jego pracy ustalonej. 

Warto  strat rozruchowych zale y g ównie od w asno ci akumulacyjnych 
urz dze  bloku, sposobu/powodu odstawienia, czasu postoju, szczelno ci uk a-
dów kot owych podczas postoju w gor cej rezerwie oraz technologii urucha-
miania. W zwi zku z tym straty rozruchowe ponoszone podczas przygotowania 
parametrów pary na kotle przy rozruchu turbozespo u zale  od wyj ciowego 
stanu cieplnego oraz w asno ci akumulacyjnych kot a, szybko ci rozruchu, wy-
datku i parametrów pary rozruchowej oraz stopnia jej wykorzystania. Natomiast 
w przypadku fazy uruchamiania turbozespo u poziom strat rozruchowych wyni-
ka z akumulacji ciep a w elementach turbiny i jej obni onej sprawno ci ciepl-
nej.  

Z powy szych spostrze e  wynika, i  decyduj cy wp yw na stan cieplny 
bloku b d cy „baz ” do nast pnego uruchomienia bloku ma przebieg odstawie-
nia i stygni cia elementów akumuluj cych ciep o (szczególne znaczenie ma 
tutaj parownik kot a ze wzgl du na najwi ksz  pojemno  ciepln ) oraz czas 
postoju bloku. 

Na ca kowite straty rozruchowe sk adaj  si  straty zwi zane ze zu yciem 
paliw (podstawowego oraz pomocniczych), energii elektrycznej na potrzeby 
w asne, pary technologicznej, wody uzupe niaj cej oraz dodatkowe obci enia 
wytwórcy zwi zane z przeprowadzaniem uruchomie  bloków. 

Ze wzgl du na aktualne warunki funkcjonowania wytwórców na rynku 
energii, analiza strat rozruchowych powinna by  przeprowadzona równie  
w uj ciu kosztowym. 

W ca kowitych kosztach rozruchowych zawieraj  si  koszty zwi zane z: 
 rozruchowymi stratami energii, 
 uzupe nieniem obiegu parowo-wodnego, 
 odprowadzeniem cieków, 
 zu yciem urz dze , 

oraz wszystkie pozosta e koszty obci aj ce wytwórc  w zwi zku z rozruchami 
bloków. 
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Algorytm wyliczania strat 
Straty rozruchowe definiowane s  jako ró nica mi dzy energi  doprowa-

dzon  w czasie uruchomienia bloku a energi , jaka by aby doprowadzona w 
czasie jego ustalonej pracy przy produkcji równowa nej ilo ci energii elek-
trycznej i ciep a, przeliczonej na energi  chemiczn  paliwa: 

 ER = Ed – Ew  

gdzie: 
Ed – ca kowita energia doprowadzona w trakcie uruchomienia, GJ; 
Ew – ca kowita energia jaka by aby doprowadzona w czasie ustalonej pracy 

bloku przy produkcji równowa nej ilo ci energii elektrycznej i ciep a, GJ. 
Ca kowit  energi  dostarczon  w trakcie uruchomienia mo na wyrazi  

wzorem: 

 Ed = Eweg + Emaz + c Qppob + el Eel_PW  

gdzie: 
Eweg – energia chemiczna w gla, GJ;  
Emaz – energia chemiczna mazutu, GJ; 

c – jednostkowe zu ycie energii chemicznej paliwa na produkcj  ciep a, 
GJ/GJ; 
Qppob – ciep o zawarte w parze technologicznej pobranej i zu ytej przez blok w 
trakcie uruchomienia, GJ; 

el – jednostkowe zu ycie energii chemicznej paliwa na produkcj  energii elek-
trycznej netto, GJ/MWh; 
Eel_PW – energia elektryczna zu yta na potrzeby w asne, MWh. 

Ca kowit  energi , jak  nale a oby doprowadzi  do bloku energetycznego  
w czasie jego ustalonej pracy dla wyprodukowania równowa nej ilo ci energii 
elektrycznej i ciep a, przeliczon  na energi  chemiczn  paliwa, mo na wyrazi  
zale no ci : 

 Ew = el Eel_wyp + c Qpwyp  

gdzie: 
Eel_wyp – energia elektryczna wytworzona w cyklu uruchomieniowym  

i wyprowadzona poza os on  bilansow  bloku, MWh; 
Qpwyp – ciep o wytworzone w cyklu uruchomieniowym i wyprowadzone 

poza os on  bilansow  bloku, GJ. 

Algorytm wyliczania kosztów 
Na ca kowity koszt rozruchu sk adaj  si : koszt strat energii oraz koszty 

dodatkowe ponoszone przez wytwórc  w zwi zku z tym rozruchem: 
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 KC = KR + Kdodatk  

Koszt strat energii mo na wyznaczy  za pomoc  nast puj cej zale no ci: 

 KR = Eweg kweg + Emaz kmaz + el kel (Eel_PW – Eel_wyp) + c kc (Qppob – Qpwyp)  

gdzie: 
kweg, kmaz – koszt jednostkowy energii chemicznej w gla, mazutu, PLN/GJ; 
kel – koszt jednostkowy energii elektrycznej, PLN/MWh; 
kc – koszt jednostkowy energii zawartej w parze technologicznej, PLN/GJ. 

Koszty dodatkowe zwi zane z przeprowadzaniem cyklu rozruchowego ob-
licza si  w nast puj cy sposób: 

 Kdodatk = Kwu + Kos + Ksorb + Kzpop + Kzzuz + KCO2 

gdzie: 
Kwu – koszt wody uzupe niaj cej obieg parowo-wodny, PLN; 
Kos – koszt odprowadzenia cieków, PLN; 
Ksorb – koszt sorbentu zu ytego do odsiarczenia spalin, PLN; 
Kzpop – koszt zagospodarowania popio u lotnego, PLN; 
Kzzuz – koszt zagospodarowania zu la, PLN; 
KCO2 – koszt emisji CO2, PLN. 

Podzia  cyklu rozruchowego na etapy 
Algorytmy obliczeniowe systemu strat rozruchowych OPTELON bazuj  na 

podziale cyklu rozruchowego na 5 etapów, charakteryzuj cych si  zazwyczaj 
sta ymi udzia ami w ca kowitym wyniku strat. Znajomo  tych udzia ów po-
zwala na znaczne przyspieszenie analizy procesu uruchamiania bloku, gdy  
wystarczaj ce jest przeanalizowanie etapów o najwi kszych stratach. 

Warunki logiczne s u ce identyfikacji rozpocz cia i zako czenia ka dego 
z etapów rozruchu prezentuj  si  nast puj co: 
 Etap I (Odstawienie bloku) - obejmuje okres od osi gni cia przez blok 

granicznej z jednoczesnym spalaniem mazutu do momentu wygaszenia ko-
t a, 

 Etap II (Wentylacja kot a) - obejmuje okres od wygaszenia kot a do mo-
mentu wy czenia ostatniego wentylatora spalin i przej cia do postoju blo-
ku, 

 Etap III (Przygotowanie do uruchomienia) - obejmuje okres od za czenia 
jednej nitki spaliny-powietrze (koniec postoju bloku) do momentu rozpale-
nia kot a, 

 Etap IV (Uruchomienie bloku) - obejmuje okres od rozpalenia kot a do 
synchronizacji generatora z Krajowym Systemem Elektroenergetycznym, 
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 Etap V (Podnoszenie obci enia) - obejmuje okres od synchronizacji do 
osi gni cia przez blok mocy granicznej bez mazutu. 

Rozruchy wzorcowe 
W dotychczasowej literaturze poruszaj cej zagadnienie strat rozruchowych 

wyst puje poj cie rozruchu wzorcowego, czyli takiego który jest prowadzony 
najbardziej optymalnie w danych warunkach termicznych z zachowaniem 
wszelkich procedur bezpiecze stwa i instrukcji uruchamiania (w tym krzywej 
rozruchowej).  

W latach 80’ ub. wieku przeprowadzono analiz  danych statystycznych 
z 829 uruchomie  bloków 100-500 MW i wyznaczono empiryczn  zale no  
s u c  do wyznaczania strat wzorcowych: 

 

3
_ 10520643,0

342
83,012,25 dTK

nas
anwzorcstrat tttpPE

  
gdzie: 
Pn – moc znamionowa bloku, MW; 
pa – wspó czynnik korekcyjny uwzgl dniaj cy akumulacj  kot a, -; 
tnas – temperatura nasycenia w walczaku, 0C; 
tK – czas uruchamiania kot a (od rozpalenia do synchronizacji), h; 
tdT – czas uruchomienia turbozespo u (od synchronizacji do 80% Pn), h. 

W omawianym systemie strat wzorcowych OPTELON zdecydowano 
o odej ciu od powy szej koncepcji i zastosowano nowatorskie podej cie w po-
staci bazy rozruchów wzorcowych, zawieraj c cej rozruchy odniesienia dla 
ró nych warunków termicznych. To na jej podstawie system samodzielnie, dla 
aktualnych warunków termicznych, wyszukuje wzorzec i do jego parametrów 
konfrontuje aktualnie prowadzony rozruch.  

Baza rozruchów wzorcowych jest zarz dzana wy cznie przez uprawnio-
nych u ytkowników. To oni po zako czeniu analizy ka dego z przeprowadzo-
nych rozruchów podejmuj  decyzj  o jego zaklasyfikowaniu do bazy wzorców. 

3. Architektura i funkcje systemu 

Na rys. 1 przedstawiono struktur  sieciow  systemu strat rozruchowych 
OPTELON,  na który sk adaj  si  redundantne serwery obliczeniowe, sprz gi 
komunikacyjne (DataCollector) oraz serwery aplikacji. 

Na serwerach obliczeniowych, pracuj cych w strukturze klastrowej, jest za-
instalowana baza danych oraz oprogramowanie s u ce do wyliczania strat 
i kosztów rozruchowych. 
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Sprz gi komunikacyjne po rednicz  w wymianie danych pomi dzy serwe-
rami obliczeniowymi i systemami dostarczaj cymi dane obiektowe w dowolnej 
formie (m.in. DCS, SCADA, PLC, bazy danych SQL, pliki XML, serwery 
OPC, systemy klasy ERP oraz Business Intelligence). Ich dodatkow  funkcj  
jest zabezpieczanie ci g o ci danych poprzez lokalne buforowanie  na wypadek 
problemów z po czeniem z serwerami obliczeniowymi lub przy prowadzeniu 
na nich prac konserwacyjnych (np. aktualizacji oprogramowania). 

Dost p do systemu dla wszystkich u ytkowników (tj. u ytkownicy opera-
cyjni, pracownicy labolatorium chemicznego, cz onkowie zarz du, administra-
torzy), zgodnie z indywidualnie przydzielonymi prawami, zapewniaj  serwery 
aplikacji za po rednictwem przegl darki internetowej. 

Podstawow  funkcj  systemu OPTELON jest przeprowadzanie oblicze  
strat rozruchowych on-line, tj. w trakcie trwania rozruchu. Niestety w zwi zku 
z tym, e wi kszo  danych laboratoryjnych lub kosztowych jest pozyskiwana 
z do  znacznym opó nieniem, obliczenia bie ce zawsze bazuj  na parame-
trach orientacyjnych. Fakt ten powoduje konieczno  ich powtórzenia po ka do-
razowym wprowadzeniu do systemu przez pracowników  labolatorium che-
micznego aktualnych danych r cznych. Proces ponawiania oblicze  jest ca ko-
wicie zautomatyzowany i niezale ny od woli u ytkownika, co zapewnia utrzy-
manie w systemie pe nej spójno ci danych wej ciowych oraz wyników obli-
cze .  

 
 

Rys. 1. Architektura sieciowa systemu strat rozruchowych OPTELON 
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Na rys. 2 przedstawiono jedno z okien „Menad era rozruchów” (modu u 
stworzonego do zarz dzania zarejestrowanymi rozruchami) s u ce do przegl -
dania bazy wszystkich rozruchów. Z tego miejsca w atwy sposób mo na fil-
trowa  baz  za pomoc  ró nego rodzaju kryteriów: 
 czas rozpocz cia odstawienia i zako czenia rozruchu bloku, 
 numer bloku, 
 czas trwania postoju: do 8 h, 8-24 h, 24-96 h, powy ej 96 h, 
 stan termiczny kot a na pocz tku etapu IV (zimny, ciep y lub gor cy – stan 

zale ny od temperatury metalu walczaka / separatora i stanu rozpr enia 
kot a)  

 stan termiczny turbiny na pocz tku etapu V (zimna lub gor ca – stan za-
le ny od temperatury metalu korpusu wewn trznego WP turbiny), 

 ka dy rozruch mo e zosta  przyporz dkowany przez u ytkownika do jed-
nej z klas: planowany lub awaryjny, natomiast system samodzielnie klasy-
fikuje rozruch jako awaryjny w przypadku odstawienia spowodowanego 
zadzia aniem zabezpiecze  technologicznych, 

 rozruch uznany przez u ytkownika za wzorcowy - w tym przypadku wy-
st puje jeszcze informacja o typie wzorca (ze wzgl du na czas lub koszt). 

 

Rys. 2.Okno s u ce do przegl dania bazy rozruchów 
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Po zaznaczeniu konkretnego rozruchu na li cie, w prawej dolnej cz ci ok-
na zostan  wy wietlone jego najwa niejsze wska niki (straty i koszty, zu ycie 
i koszt najwa niejszych paliw) odniesione do sumarycznych wska ników cha-
rakteryzuj cych wszystkie wy wietlone rozruchy na li cie (w lewej dolnej cz -
ci okna). Dodatkowo po u yciu przycisku „Wi cej informacji” u ytkownikowi 

uka e si  kolejny panel omówiony w kolejnym akapicie. 
Na rys. 3 znajduje si  okno zawieraj ce szczegó owe informacje na temat 

rozruchu wybranego wcze niej przez u ytkownika z listy (rys. 2). W formie 
prze czanych zak adek zaprezentowane s  wzorcowe i rzeczywiste warto ci: 
strat energii i kosztów ca kowitych rozruchu, zu y  poszczególnych paliw 
i innych mediów jak równie  czasy trwania poszczególnych etapów oraz ich 
parametrami termicznymi. Z tego okna w bardzo szybki sposób mo na wywo-
a : 
 schematy synoptyczne, na których w trakcie trwania rozruchu (lub po jego 

zako czeniu) mo na obserwowa  osi gane parametry i wska niki odniesio-
ne do warto ci wzorcowych (przyk adowy schemat zosta  przedstawiony na 
rys. 4). 

 wykresy, które w przyst pny sposób umo liwiaj  bie c  obserwacj  tren-
dów wielko ci kryterialnych (np. gradienty) oraz innych parametrów rozru-
chu (przyk adowy wykres zaprezentowano na rys. 5), 

 raporty, które pozwalaj  na prezentacj  wszystkich danych nt. rozruchu 
w dowolnie zaproponowanym uk adzie graficznym (przyk ad jednego z ra-
portów przedstawiono na rys. 6), 

 kalkulator rozruchów (rys. 7), gdzie uprawniony u ytkownik w szybki spo-
sób mo e przeliczy  wybrany rozruchu po zmianie warto ci wybranego 
(jednego lub kilku) parametrów bez ingerencji i wp ywu na systemow  baz  
zarejestrowanych rozruchów. 
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Rys. 3. Okno prezentuj ce szczegó owe informacje o rozruchu 
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Rys. 4. Przyk adowy schemat synoptyczny obrazuj cy straty rozruchowe 

  
 

Rys. 5. Wykres „Straty wzorcowe i rzeczywiste” 
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Rys. 6. Raport rozruchowy „Bilans strat i zysków” 

 

Rys. 7. Kalkulator rozruchów 
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4. Podsumowanie  

Zastosowanie systemu strat rozruchowych umo liwia operatorom bloków 
obserwacj  i analiz  ekonomicznych skutków ich dzia a  w czasie rzeczywi-
stym, za  specjalistom zatrudnionym w komórkach odpowiedzialnych za eks-
ploatacj  – atw  kontrol  stosowanych procedur oraz jako ci pracy obs ugi. 
Mo e pomaga  równie  wszystkim zainteresowanym s u bom w podejmowaniu 
dzia a   zmierzaj cych do ograniczenia kosztów uruchomie .   

Do wiadczenia z elektrowni z wdro onym systemem wskazuj , e u atwia 
on podejmowanie dzia a  sprzyjaj cych obni eniu kosztów rozruchu. Oszcz d-
no ci wynikaj  zarówno ze skrócenia czasu rozruchu, jak równie  z ogranicze-
nia zu ycia mazutu przez zast pienie go ta szym paliwem w glowym. 

G ówne korzy ci z wdro enia systemu to mo liwo : 
 szybkiej oceny jako ci procesu odstawiania i rozruchu bloku, w tym prze-

strzegania procedur i utrzymywania parametrów w dopuszczalnych grani-
cach, 

 analizy wra liwo ci kosztów rozruchu na zmiany cen, 
 doskonalenia eksploatacji bloku w stanach nieustalonych, 
 wykorzystania wyników oblicze  do wykazania efektów z przeprowadzo-

nych dzia a  w zakresie poprawy efektywno ci wytwarzania energii oraz 
przy renegocjacjach umownych kosztów kwalifikowanych z operatorem 
systemu przesy owego. 

Nie bez znaczenia jest równie  efektywne wspomaganie personelu opera-
tywnej obs ugi bloków energetycznych oraz wzrost wiadomo ci obs ugi. 

Przy szacowaniu korzy ci bardzo wa ne s  równie  znacz ce efekty ekolo-
giczne zwi zane ze skróceniem czasu rozruchu obejmuj ce obni enie emisji 
szkodliwych gazów oraz dwutlenku w gla do atmosfery, a tak e zmniejszenie 
produkcji cieków.  

Dzi ki wdro eniu omawianego systemu Elektrownia Opole w latach 2003 
i 2004 zosta a wyró niona w Konkursie Ekologicznym „Przyja ni rodowisku” 
otrzymuj c tytu  „Technologii godnej polecenia”. 
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Gas turbine air bottoming cycle can compete with commercially available combined cycle 
power plant, in particular in the field of low power systems. This limitation is primarily due to the 
physical properties of air. In chapter the air bottoming cycle with air and water intercooler inte-
grated with Taurus 60 gas turbine was analysed. Depending on the cooling medium, intercooler 
will have different construction features. Chapter presents the results obtained from the compari-
son of the electricity price for autonomous Taurus 60 gas turbine, gas turbine air bottoming cycle 
and commercially available combined cycle power plant STAC 60 (also integrated with Taurus 
60 gas turbine). Multivariate analysis shows the area of air bottoming cycle competitiveness with 
respect to other technologies.  The advantage of the results is the fact that gas turbine air bottom-
ing cycle (cooling by water or air) can be competitive with combined cycle power plant. 

1. Introduction 

An alternative system for a gas turbine steam bottoming cycle is a gas tur-
bine air bottoming cycle GT-ABC. GT-ABC is also called the Farrell cycle, 
Brayton Brayton cycle or DGTCC (Dual gas turbine combined cycle) [1]. This 
solution was presented by William Farrell from General Electric in 1988. This 
type of cycle can be used in power and industrial units. There is no problem 
with corrosion and installation does not require demineralized water in order to 
maintain its proper cleanliness (lack of water as the working agent). In the case 
of GT-SBC important issue is commissioning time. It is significantly longer 
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than very short start-up of the gas turbine unit (installation does not required an 
extra time for heating and evaporating the water). It should also be noted that 
GT-SBC has many disadvantages like its weight in particular the heat recovery 
steam generator HRSG. Even in low-power solutions, installation requires a lot 
of working space, if only because of the additional installations [2]. The purpose 
is to maintain the GT-ABC similar flexibility like a gas turbine installation. In 
order to increase the efficiency of GT-ABC the cooling of the compressed air 
should be used. This results in lower temperature of the air in air heat exchanger 
AHX inlet. Air or water intercoolers can be applied in GT-ABC system. This is 
important when choosing the location and the possibility of its operation in 
places where there is no access to water. Properly selected intercooler construc-
tion provides a low pressure drop on the side of the working and cooling agent. 

2. Systems under analysis 

In order to compare the GT-ABC with GT-SBC and autonomous unit of the 
gas turbine GT it was decided to use a simple technological structure of the gas 
– air unit with one interstage air as well as water cooler. Possibility of using air 
as the cooling agent provides an advantage in relation to the GT-SBC systems, 
which are dependent on water as the cooling agent. 

A simple gas turbine air bottoming cycle is presented in. This systems 
features one interstage cooler between individual compressor stages. It is 
assumed that depending on the type of operation it has to be possible for the gas 
turbine exhaust gases to bypass the air heat exchanger and to be transported to 
the stack. A system of shut off dampers is used in exhaust gas ducts. The shut 
off dampers passes exhaust gases to the stack or to the AHX (in the case of the 
air bottoming cycle operation). The structure under consideration is a two-shaft 
system. The air part expander drives the compressor C2 and C3 and, depending 
on the configuration, the generator or another working machine, e.g. a natural 
gas compressor. A decision was made to combine the exhaust gas system with 
the air system and to use a common stack. If the gas turbine operates with no air 
turbine, the AHX has to be separated from hot exhaust gases. For this purpose, 
an additional damper is used after the AHX. Both air and water can be used as 
coolant in the interstage cooler. In the case of water cooling there is possibilty 
to decrese the dimensions of the heat exchanger significantly. 
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Fig. 1. Gas Turbine Air Bottoming Cycle with one intercooler 

3. Thermo-economic calculations 

GT-ABC systems achieve high energy efficiency through the use of high ef-
ficient rotary machines, and heat exchangers with high effectiveness. In the case 
of thermodynamic analysis the system was optimized in terms of energy effi-
ciency. The method of calculation is shown in Fig. 2, as well as in [3]. The re-
sults provided the information needed to carry out economic analysis and com-
parison of commercially available GT-SBC to GT-ABC and autonomous unit of 
the gas turbine. 

Each case was calculated with respect to the air turbine part characteristic 
parameters which changed according to the data listed in Tab. 1. The following 
parameters were assumed as quantities with the biggest impact on efficiency: 
turbo machinery polytropic efficiency, the air heat exchanger effectiveness and 
the effectiveness of individual intercoolers. Next, each case was optimized with 
respect to power efficiency. 

The investment expenditure and the minimum selling price of electricity 
were determined for the cases under analysis. Calculations were presented for 
systems with air and water cooling. Additionally, a preliminary design of the air 
heat exchanger and the intercooler was carried out for selected cases. All find-
ings were compared with systems characterized by the parameters from Tab. 1. 
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Fig. 2. GT-ABC calculation and optimization algorithm 

Tab. 1. Air bottoming cycle calculation cases 

Case Unit 1 2 3 4 5 

AHX effectiveness % 80,0 82,5 85,0 87,5 90,0 

Polytropic efficiency % 85,0 86,0 87,0 88,0 89,0 

IC effectiveness % 70,0 74,0 78,0 82,0 86,0 

Pressure drop in AHX and ICs % 2,0 2,0 2,0 2,0 2,0 
 

The main task of the financial analysis is to determine the energy system 
unit investment expenditure denominated mostly in USD/kW or z /kW. Total 
investment expenditure associated with the construction of the power plant can 
be divided into the cost of purchasing equipment and additional costs, which 
include, inter alia: 
- pipelines and ducts with necessary equipment, 
- control and protection systems, 
- acquisition of land for investment, 
- installation commissioning. 

Market prices of gas turbines which are currently in use may be found in the 
Gas Turbine World Handbook [4], which also includes other basic data con-
cerning a specific machine, e.g. power output and efficiency, the working medi-
um mass flow or the exhaust gas temperature. Based on information from [4] 
and unit investment expenditure estimated formulas for gas turbine taken from 
[5] a graph presented in Fig. 3 was created showing investment expenditures for 
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each gas turbine. Attention should be drawn to the fact that the unit cost pre-
sented in Fig. 3 was updated for the year 2014 in accordance with CEPCI index. 

 0 2335005 9 .
u elC . N  (1) 

The unit investment expenditure on the air part of GT-ABC consists mainly 
of the compressor, air turbine and air heat exchanger cost. Investment expendi-
ture of rotary machines are determined from the following formulas: 
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where: 
i  – constant, 
air  – inlet air mass flow to compressor or air expander, kg/s 

C  – pressure ratio, - 
TT – expander air inlet temperature, K 

 

Fig. 3. Gas turbine estimation of investment expenditure 

In case of heat exchangers the purchase cost was estimated on the basis of 
the weight of the unit. Using a recommendation from [8] it was decided to use 
the indicators determining the type of steel consumption expressed in USD / kg 
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Individual gas turbine according to GT Handbook 2009
1 VPS1, 2 ST6L 813, 3 Saturn 20, 4 M1A 13D, 5 KG2 3E, 6 ST18A, 7 OGT2500, 8 UGT2500, 9 M1T 13D, 10 VPS3, 11 Centaur 40, 12 VPS4,
13 501 KB5, 14 ST40, 15 GT40000SI, 16 GTES 4, 17 Centaur 50, 18 Mercury 50, 19 501 KB7S, 20 SGT 100, 21 M7A 01, 22 Taurus 60, 23
THM1203A, 24 GTES 6, 25 Taurus 65, 26 CX501 KH5, 27 UGT 6000, 28 501 KH5, 29 GT 6000, 30 M7A 02D, 31 SGT 200, 32 M7A 03D, 33
Taurus 70, 34 SGT 300, 35 UGT 8000, 36 THM1304 10, 37 Mars 100, 38 THM1304 11, 39 GE10 1, 40 THM1304 12, 41 GTES 12, 42
THM1304 14, 43 SGT 400, 44 PGT16, 45 LM1600 PA, 46 MF 111, 47 Titan 130, 48 UGT 16000, 49 GTES 16, 50 UGT 15000, 51 SGT 500, 52
PGT20, 53 L20A, 54 LM2000PJ, 55 LM2000PS, 56 LM2500PJ, 57 LM25000PE, 58 SGT 600, 59 FT8 PowerPac, 60 GT25000, 61 UGT 25000,
62 PG5371(PA), 63 RB211 G62 DLE, 64 LM2500 PH STIG, 65 FT8 3 PowerPac, 66 SGT 700, 67 LM2500PK, 68 RB211 GT62 DLE, 69
LM2500PR, 70 MF 221, 71 LM2500PR, 72 FT8 3 PowerPac, 73 LM2500PK, 74 H 25, 75 RB211 GT61 DLE, 76 LM2500+RD, 77 LM2500+RC,
78 PG6581(B)

Gas Turbine World 2009 
GTW Handdbook

Gas Turbine World 2009 
GTW Handdbook - CEPCI

According to CEPCI
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of steel. Due to the fact that the air heat exchanger will operate at high tempera-
ture the design must be based on the use of steel that can withstand high heat 
load. According to [9] to estimate the cost of individual components it was tak-
en into account the cost of individual ducts, control dampers and stack. To as-
sess the cost-effectiveness of the project discount methods were applied. 

In order to determine the minimum selling price of electricity the basic eco-
nomic indicator NPV (ang. Net Present Value) was applied. NPV was defined 
as follows: 

 
Nt

t t

t

r
CFNPV

1 1
 (4) 

where:  
CFt – cash flow in period t,  
r – discount rate,  
t – another year from the start of system construction. 

4. Results 

Calculations were performed for two variants. The first variant was to per-
form calculations based on thermodynamic analysis. Data for each case were 
changed in accordance with Tab. 1. 

Second variant includes design features of individual heat exchangers in the 
air part of GT-ABC. Calculations were performed for both cooling agents air 
and water. Air heat exchanger is characterized by larger dimensions due to the 
lack of finned heat surface. Construction details are given in [10]. 

Thermodynamic calculations 

Fig. 4 shows the comparison of energy efficiency and mechanical power 
obtained for each of the analyzed cases of the air cooled GT-ABC an autono-
mous unit of the gas turbine and GT-SBC. It can be seen that there is an area 
where power efficiency as well as power output is higher than commercially 
available GT-SBC and gas turbine unit. 
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a) b) 

Fig. 4. Efficiency and power for individual cases (air cooled); a) – power efficiency; 
b)  – power output 

Small differences can be observed for water-cooled systems (Fig. 5). Line 
which represents the efficiency and power output of GT-ABC cross the effi-
ciency and power output line of GT-SBC closer than in air cooled air part. This 
is related to the fact that in the case of air-cooled systems, it is necessary to 
reserve extra power needed to drive the cooling air fan. 

After estimating the investment expenditures of individual devices forming 
GT-ABC the minimal selling price of electricity for analyzed cases was calcu-
lated. The results for the air cooled system are presented in Fig. 6. The electrici-
ty price is only a little higher than in the GT-SBC in first case. It is 
131.49z /MWh for GT-ABC, while GT-SBC is characterized by a price equal 
131.26z /MWh. Investment expenditure of the GT-ABC for most of the ana-
lyzed cases are lower compared to the systems with steam as working agent. 
The intersection of the GT-ABC curve with GT-SBC line is located between the 
fourth and fifth case. 

A similar analysis was performed for water-cooled systems (Fig. 7). In this 
analysis, even for the first case, the minimal price of electricity is lower com-
pared to the commercially available GT-SBC and is equal 130.56 z  / MWh. 
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a) b) 

Fig. 5. Efficiency and power for individual cases (water cooled); a) – power efficiency;  
b)  – power output 

 
a) b) 

Fig. 6. Electricity price (MWh) and unit investment expenditure for individual cases (air cooled); 
a) Electricity price; b) Unit investment expenditure 

29

31

33

35

37

39

41

43

1 2 3 4 5

En
er

gy
 e

ff
ic

ie
nc

y,
 %

Case

GT Taurus 60

GT-SBC STAC 
60 (Taurus 60)

1IC

5000

5500

6000

6500

7000

7500

8000

1 2 3 4 5

Po
w

er
 o

ut
pu

t,k
W

Case

GT Taurus 60

GT-SBC STAC 
60 (Taurus 60)

1IC

120

125

130

135

140

145

150

155

160

1 2 3 4 5

El
ec

tri
ci

ty
 p

ric
e,

 U
SD

/M
W

h

Case

GT-ABC Taurus 60

GT Taurus 60

GT-SBC STAC 60 (Taurus 60)

400

500

600

700

800

900

1000

1100

1200

1300

1400

1 2 3 4 5

In
ve

st
m

en
t e

xp
en

di
tu

re
, U

SD
/k

W

Case

GT-ABC Taurus 60

GT Taurus 60

GT-SBC STAC 60 (Taurus 60)

Area of GT-ABC's not justified 
from an economic point of view

196176



  The influence of the cooling type on the performance… 209 

 
a) b) 

Fig. 7. Electricity price (MWh) and unit investment expenditure for individual cases (air cooled); 
a) Electricity price; b) Unit investment expenditure 

Calculations with design features of heat exchangers 

Development of a preliminary design of the heat exchangers results in a de-
termination of real value of pressure drop. The value of pressure drop in case of 
intercooler is also important because of the possibility to choose the appropriate 
fan or water pump transporting cooling agent. Knowing the amount of used 
steel and the weight of the device allow for a more precise way to estimate the 
investment expenditure on the selected device which results other than in ther-
modynamic analysis minimal selling price of electricity. The method of calcula-
tion of individual heat exchangers and their preliminary design study can be 
found in [10]. Fig. 8 shows the results for the minimal electricity prices and unit 
investment expenditures for a given configuration of the GT-ABC both inclu-
sive and exclusive of the design features of heat exchange units.  

Fig. 9 shows the value of energy efficiency and power output of GT-ABC 
for individual cases. Cases with determined heat exchanger geometry (it means 
with determined preliminary design features) are also marked. 
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a) b) 

Fig. 8. Price of electricity and unit investment expenditure (air cooled; heat exchangers design 
features included); a – price of electricity; b – unit investment expenditure 

 
a) b) 

Fig. 9. Energy efficiency and power output of individual cases (air cooled; heat exchangers design 
features included); a – efficiency; b – power output 

5. Summary of results 

Depending on the type of cooling (air or water) different values of energy 
efficiency and power output is obtained. Small differences in efficiency and 
power output are mainly due to used the fan or pump to transport cooling agent 
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to the intercooler. In the case of systems for which a preliminary design study 
was carried out the heat exchangers are labelled as DFI - design features includ-
ed (Tab. 2). Tab. 2 shows a comparison of the unit investment expenditure, 
minimal prices of electricity, energy efficiency and power output of chosen 
cases. Term Taurus 1 or 5 must be understood as the first and fifth analyzed 
case (in accordance with Tab. 1). One can observe slight differences in the final 
values of a price of electricity for individual cases. 

Tab. 2. Comparison of the GT-ABC system variants taking account of structural features 
 of heat exchangers 

Case Parameter 
Unit investment ex-
penditure, USD/kW 

Energy efficien-
cy, % 

Power output, 
kW 

Electricity price, 
USD/MWh 

Taurus 1 (air 
cooled) 

960.58 37.03 6594.60 131.48 

Taurus 5 (air 
cooled) 

1287.96 41.56 7350.05 121.79 

Taurus 1 
(water cooled) 

954.10 37.32 6642.77 130.53 

Taurus 5 
(water cooled) 

1279.77 41.84 7397.84 121.01 

Taurus 1 (air 
cooled) – DFI 

1075.26 37.64 6625.06 130.67 

Taurus 5 (air 
cooled) – DFI 

1553.74 42.17 7380.85 122.71 

Taurus 1 
(water cooled) 
– DFI 

1038.59 37.80 6652.61 129.84 

Taurus 5 
(water cooled) 
– DFI 

1483.84 42.41 7421.10 121.50 

6. Conclusions 

The chapter presents the calculation of the GT-ABC with one interstage 
cooler. The motivation to perform the calculations was the search the technical 
solution that can compete in terms of thermodynamic and economic field with 
commercially available GT-SBC and autonomous unit of the gas turbine. After 
a preliminary design study of heat exchangers the obtained results were com-
pared with the variant where the individual values of heat exchangers effective-
ness and rotary machines polytropic efficiency were changed according to Tab. 
1. Cooling type (air or water) does not have a major impact on minimal electric-
ity selling price. This is a big advantage for the GT-ABC which can be used in 
areas where there is no access to the cooling water. It should be also noted that 
GT-ABC compared to a classical GT-SBC does not need demoralized water. 
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This eliminates the need for water treatment installation which undoubtedly 
translates into investment and operating costs. 

The chapter presents the areas where GT-ABC is competing to GT-SBC. It 
should be noted that it requires possibly high value of heat exchanger effective-
ness and high rotary machines efficiency. Heat exchangers with high value of 
effectiveness requires appropriate design study and cost estimation due to much 
larger weight of the device 
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ODNAWIALNEJ GENERACJI  
ROZPROSZONEJ W KRAJOWYM SYSTEMIE 
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Instytut Energoelektryki, Politechnika Wroc awska, 
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W rozdziale przedstawiono analiz  i ocen  technicznego wymiaru odnawialnej generacji 
rozproszonej w Krajowym Systemie Elektroenergetycznym. Przeanalizowano odnawialne ród a 
energii w systemie elektroenergetycznym w aspekcie ekonomicznym i technicznym, w tym 
w obszarze przy czania ich do sieci elektroenergetycznej. Omówiono podstawowe wymagania 
dla odnawialnych róde  generacji rozproszonej. Przeanalizowano udzia  odnawialnych  róde  
generacji rozproszonej w lokalnym bezpiecze stwie energetycznym. Dokonano identyfikacji 
zagro e  dla rozwoju odnawialnych róde  generacji rozproszonej w kraju. Nakre lono obszary 
koniecznej wspó pracy pomi dzy operatorami systemów dystrybucyjnych a w a cicielami róde  
odnawialnej generacji rozproszonej. Ponadto przeanalizowano  wp yw odnawialnych róde  
energii na krajow  infrastruktur  elektroenergetyczn . Dodatkowo przedstawiono kluczowe 
wyzwania dla obszaru odnawialnych róde  energii.  

1. Wprowadzenie 

Zwi kszenie udzia u odnawialnych róde  energii (OZE) w bilansie pali-
wowo-energetycznym kraju przynosi wymierne efekty ekologiczno-
energetyczne,  poprawia poziom lokalnego bezpiecze stwa energetycznego 
i jest równie  istotnym elementem realizacji zasady zrównowa onego rozwoju. 
Dlatego jednym z podstawowych celów krajowej polityki energetycznej jest 
m.in. osi gni cie 15% udzia u energii ze róde  odnawialnych w strukturze 
energii finalnej brutto w 2020 r. [1]. 

Rozwój wykorzystania odnawialnych róde  energii w szczególno ci: 
 zwi kszy bezpiecze stwo energetyczne kraju poprzez decentralizacj  wy-

twarzania energii, zró nicowanie jej róde , wykorzystanie jej lokalnych za-
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sobów oraz wprowadzenie po danego elementu konkurencji w sektorze 
elektroenergetycznym; 

 wp ynie na rozwój lokalnych rynków pracy, tworz c miejsca pracy w dzie-
dzinie produkcji urz dze  oraz monta u i eksploatacji instalacji wytwarzaj -
cych energi  ze róde  odnawialnych; 

 zwi kszy rozwój nowoczesnych technologii i modernizacj  infrastruktury 
technicznej; 

 ograniczy szkody w rodowisku przyrodniczym zwi zane z wydobyciem 
i spalaniem paliw kopalnych; 

 u atwi realizacj  mi dzynarodowych zobowi za  Polski w zakresie redukcji 
emisji gazów cieplarnianych i zanieczyszcze  powietrza. 
Racjonalne wykorzystanie energii ze róde  odnawialnych wymaga z jednej 

strony intensywnego rozwoju odnawialnych róde  energii, a z drugiej podj cia 
dzia a  maj cych na celu stymulowanie wzrostu wykorzystania odnawialnych 
róde  energii zarówno w energetyce, jak i w innych sektorach gospodarki. Przy 

czym przy czenie i wyprowadzenie mocy z nowych odnawialnych jednostek 
wytwórczych wymaga znacznego rozwoju sieciowej infrastruktury elektroener-
getycznej w obszarze zarówno przesy u jak i dystrybucji.  

Kluczow  rol  w realizacji wspomnianego celu ilo ciowego spe nia obecnie 
i b dzie spe nia  w przysz o ci krajowy system wsparcia w zakresie wykorzy-
stania energii ze róde  odnawialnych. System taki powinien zawiera  rozwi -
zania umo liwiaj ce zwi kszenie udzia u odnawialnych róde  energii w krajo-
wym bilansie energetycznym. Ponadto ogromny wp yw b d  mia y uwarunko-
wania techniczne funkcjonowania OZE w Krajowym Systemie Elektroenerge-
tycznym (KSE) i procedury przy czeniowe. Temu zagadnieniu po wi cono 
rozdzia . 

2. Odnawialne ród a generacji rozproszonej w systemie 
elektroenergetycznym 

W kraju odnawialne ród a generacji rozproszonej obejmuj  ró ne typy 
uk adów rozproszonych: biogazowe, fotowoltaiczne, elektrownie wiatrowe 
i ma e elektrownie wodne. S  one bardzo zró nicowane w aspekcie wyposa e-
nia, w a ciwo ci jednostek i technologii. 

Odnawialne ród a generacji rozproszonej mog  by  przy czone do sieci: 
nn, SN, 110 kV bezpo rednio lub za pomoc  wydzielonej linii do stacji elek-
troenergetycznej.  

Podstawowymi kryteriami decyduj cymi o tym, do jakiej sieci ma by  przy-
czone dane ród o jest jego moc wyra ona w kVA oraz arbitralna decyzja 

operatora systemu dystrybucyjnego (OSD) okre laj ca techniczne warunki 
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przy czenia do sieci. Decyzja ta jest wydawana na podstawie szczegó owych 
analiz zawartych w tzw. ekspertyzach przy czeniowych.  Usytuowanie odna-
wialnych róde  generacji rozproszonej w sieci elektroenergetycznej jest czyn-
nikiem bardzo znacz co wp ywaj cym na ca kowity koszt inwestycji. Realiza-
cja przy czenia na ni szym napi ciu w postaci bezpo redniej jest przewa nie 
dla w a ciciela odnawialnego ród a generacji rozproszonej ta sza, ni  przyj -
cie innych rozwi za . Usytuowanie róde  generacji rozproszonej w sieci elek-
troenergetycznej jest wi c cz sto czynnikiem bardzo znacz co wp ywaj cym na 
ca kowity koszt inwestycji [4]. 

Wprowadzenie lokalnego ród a rozproszonego do systemu elektroenerge-
tycznego przynosi pozytywne i negatywne skutki. Do pozytywnych nale  
m.in.: poprawienie bilansu energetycznego, zmniejszenie strat przesy owych, 
mo liwo  zmniejszenia strat i odchyle  napi cia [7]. Negatywne zwi zane s  
g ównie z zachowaniem ród a w stanach awarii. W przypadku awarii elementu 
sieci doprowadzaj cej energi  elektryczn  z systemu elektroenergetycznego, 
nast pi samoczynne wy czenie ród a lokalnego ze wzgl du na jego przeci e-
nie i niemo no  utrzymania podstawowych parametrów energii elektrycznej 
(cz stotliwo , napi cie). 

W odniesieniu do rednich i ma ych odnawialnych róde  generacji rozpro-
szonej  przy czanych do sieci redniego i niskiego napi cia  pojawiaj  si  pro-
blemy zwi zane m.in. ze zmian  rozp ywów mocy w sieci, zwi kszeniem war-
to ci pr dów zwarciowych, zwi kszeniem zakresu odchyle  i odkszta ce  na-
pi cia w sieci przy pracy róde  oraz zmian  warunków bezpiecze stwa przy 
obs udze sieci (od czenie sieci od w z a zasilaj cego nie gwarantuje stanu 
beznapi ciowego w sieci) [5].  

ród a rozproszone o znacznej mocy wykorzystuj ce przetworniki energoe-
lektroniczne mog  powodowa  istotne zmiany i  odkszta cenia napi cia, pogar-
szaj ce jako  energii. 

Niekorzystne zmiany spowodowane wprowadzeniem do sieci ród a roz-
proszonego s  najmniejsze w przypadku pod czenia ród a do w z a sieciowe-
go [7]. Dlatego przy przy czaniu ród a generacji rozproszonej konieczne jest 
monitorowanie pracy tych róde  w systemie online. Zakres niezb dnej kontroli 
zale y od pracy odnawialnego ród a rozproszonego. Obejmuje informacje: 
o stanie ród a, o mocy ród a i energii przekazanej do sieci, o napi ciu w okre-
lonych  punktach sieci i  utrzymaniu poziomu napi cia - w okre lonym punk-

cie sieci - w dopuszczalnym przedziale, poprzez za czenie lub wy czenie ró-
d a oraz regulacj  jego mocy [5]. 

Moc róde  energii elektrycznej powinna by  dopasowana - poprzez proce-
sy regulacji - do mocy pobieranej przez odbiorców, zmiennej w czasie. W przy-
padku przy czenia redniego lub du ego ród a rozproszonego np. farmy wia-
trowej o du ej (losowej) zmienno ci mocy elektrownie systemowe nie s  w 
stanie ze wzgl dów technicznych i ekonomicznych realizowa  wszystkich ko-
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niecznych funkcji regulacyjnych [8]. Wówczas nale y to realizowa  poprzez 
wymian  energii (import lub eksport) z s siednimi systemami lub wprowadze-
nie do systemu turbozespo ów gazowych, które mog  zapewni  odpowiedni  
moc regulacyjn .  

Dodatkowa moc róde  regulacyjnych mo e osi ga  znaczne warto ci od-
niesione do mocy zainstalowanej farmy wiatrowej. Przewa nie zawiera si  w 
przedziale od 25% w przypadku du ego udzia u, do 35% w przypadku ma ego 
udzia u elektrowni wiatrowych [8]. 

W przypadku nadmiaru mocy wytworzonej przez farm  wiatrow  w sto-
sunku do potrzeb odbiorców mo liwe jest dora ne wy czenie cz ci róde  
wiatrowych ze strat  energii, któr  mog yby wyprodukowa , lub wykorzystanie 
nadmiaru energii do produkcji ciep a. 

Dodatkowe koszty przy budowie farmy wiatrowej s  zwi zane z przy cze-
niem do sieci elektroenergetycznej. Obejmuj  one: koszty niezb dnej moderni-
zacji sieci zwi zanej z jej przystosowaniem, koszty dodatkowych inwestycji dla 
uzyskania niezb dnej mocy „zapasowej”  regulacyjnej oraz koszty systemu 
sterowania prac  róde  w farmie wiatrowej niezb dnego do wspó pracy ród a 
z sieci  [4]. 

3. Podstawowe wymagania dla odnawialnych róde  gene-
racji rozproszonej 

Podstawowe wymagania dla róde  generacji rozproszonej przy czonych 
do sieci dystrybucyjnej, zawarte w Instrukcji Ruchu i Eksploatacji Sieci Dys-
trybucyjnej (IRiESD), obejmuj :  wymagania techniczne i eksploatacyjne za-
pewniaj ce bezpiecze stwo funkcjonowania systemu elektroenergetycznego, 
wymagania obejmuj ce dotrzymanie w miejscu przy czenia parametrów jako-
ciowych energii elektrycznej oraz zapewnienie mo liwo ci dokonywania po-

miarów niezb dnych do prowadzenia ruchu sieci i rozlicze  [2, 3]. Ponadto 
maj  na celu zabezpieczenie systemu elektroenergetycznego przed uszkodze-
niami spowodowanymi niew a ciw  prac  róde  generacji rozproszonej oraz 
ich zabezpieczenie przed uszkodzeniami w przypadku awarii sieciowej lub sys-
temowej.  

Wymagania techniczne dla róde  generacji rozproszonej obejmuj  w za-
le no ci od potrzeb wymagania w zakresie: 
 uk adów wzbudzenia, 
 uk adów regulacji napi cia, 
 sposobów wykorzystania uk adów grupowej regulacji napi  jednostek wy-

twórczych (ARNE), 
 systemów elektroenergetycznej automatyki zabezpieczeniowej, 
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 urz dze  regulacji pierwotnej, 
 czasów rozruchu i minimalnej liczby rozruchów w ci gu roku, 
 ograniczników maksymalnych pr dów stojana i wirnika, 
 mo liwo ci synchronizacji jednostki wytwórczej z sieci , 
 wytwarzanych mocy czynnych i biernych, 
 wyposa enia linii blokowych w uk ady automatyki. 

Szczegó owe wymagania techniczne dla jednostek wytwórczych przy cza-
nych do sieci dystrybucyjnej, zamieszczone w specjalnym za czniku do 
IRiESD,  dotycz  aparatury czeniowej, zabezpiecze  i telemechaniki, kom-
pensacji mocy biernej, za czania i synchronizacji jednostek wytwórczych z 
sieci  oraz warunki zwi zane z dochowaniem parametrów jako ciowych napi -
cia [2]. Ponadto zawarte s   odr bne szczegó owe wymagania dotycz ce elek-
trowni wiatrowych.  

W krajowych instrukcjach przyj to, e sposób przy czenia jednostek wy-
twórczych do sieci dystrybucyjnej powinien umo liwia  ich od czanie oraz 
stworzenie przerwy izolacyjnej w sposób nieograniczony dla OSD. Jednostki 
wytwórcze o mocy osi galnej powy ej 150 kVA przy czane do sieci rozdziel-
czej powinny by  zautomatyzowane i dostosowane do zdalnego sterowania 
przez operatora systemu dystrybucyjnego [2, 3]. Moc zwarciowa w miejscu 
przy czenia do sieci rozdzielczej powinna by  przynajmniej 20 razy wi ksza 
od ich mocy przy czeniowej. Praca wyspowa jednostek wytwórczych jest mo -
liwa jedynie na wysp  urz dze  tego wytwórcy, o ile uwzgl dniono to w wa-
runkach przy czenia. 

Zabezpieczenia róde  rozproszonych obejmuj  dwie grupy: zabezpieczenia 
podstawowe (s u ce do ochrony jednostki wytwórczej przed uszkodzeniem) 
oraz zabezpieczenia dodatkowe (uzale nione od mocy jednostki wytwórczej) 
[5]. 

4. Udzia  odnawialnych róde  generacji rozproszonej  
w lokalnym bezpiecze stwie energetycznym 

Segment odnawialnej energetyki rozproszonej ma istotne znaczenie dla za-
pewnienia lokalnego bezpiecze stwa energetycznego. Lokalne ród a rozpro-
szone w czone do sieci dystrybucyjnej mog  stanowi  realn  mo liwo  re-
zerwowania cz ci odbiorów zasilanych z tej sieci. Ponadto ród a generacji 
rozproszonej, oparte np. na silnikach z nap dem biogazowym mog  zast pi  
w niektórych przypadkach inwestycje sieciowe zwi zane z modernizacj  lub 
rozbudow  sieci rednich i niskich napi .  

W sytuacji ci gle zwi kszaj cego si  zapotrzebowania na energi  elek-
tryczn  w kraju i jednocze nie wyst puj cych silnych ograniczeniach w rozwo-
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ju infrastruktury sieciowej oraz szybko starzej cej si  bazie wytwórczej w ró-
d ach systemowych i braku zast powania tych róde  nowymi o podobnej skali 
rola odnawialnej energetyki rozproszonej w kraju b dzie stale ros a.  

Obecnie rozwój odnawialnej generacji rozproszonej w kraju jest dynamicz-
ny, jedynie w zakresie elektrowni wiatrowych. Realizacja celów Pakietu Ener-
getyczno-Klimatycznego  mo e jednak doprowadzi  do dynamicznego rozwoju 
innych typów uk adów rozproszonych: biogazowych, fotowoltaicznych, ma ych 
elektrowni wodnych itp. W zwi zku z tym, operatorzy systemów dystrybucyj-
nych musz  by  przygotowani do znacznego zwi kszenia liczby obiektów od-
nawialnych róde  rozproszonych zarówno w obszarze infrastruktury sieciowej 
jak i poprzez opracowanie i przyj cie w a ciwych procedur przy czeniowych 
[6]. 

Z technicznego punktu widzenia nale y zapewni  takie warunki wspó pracy 
z sieci  dystrybucyjn  odnawialnych róde  generacji rozproszonej, aby ich 
potencja  wytwórczy by  wykorzystywany, a nie tracony, szczególnie warun-
kach awaryjnych. Konieczna jest aktywna wspó praca róde  rozproszonych 
z sieci  dystrybucyjn  w celu okresowego przejmowania zasilania  sieci przez 
te ród a. W sytuacji, gdy pozwalaj  na to warunki techniczne, OSD powinien 
planowa  wykorzystywanie obiektów generacji rozproszonej do procedur od-
budowy poawaryjnej systemu [4]. Wymaga to sukcesywnego wprowadzania na 
bazie do wiadcze  eksploatacyjnych ró nych rodzajów zabezpiecze  od pracy 
wyspowej przez OSD dla róde  generacji rozproszonej oraz rozbudowania 
uk adów monitorowania tych róde  za pomoc  dedykowanych  dla nich syste-
mów telemechaniki. 

Odnawialna generacja rozproszona na bazie generacji wiatrowej, o silnej 
koncentracji obszarowej, wskazuje z jednej strony na korzystny jej wp yw na 
prac  sieci,  w sytuacji gdy na danym obszarze wyst puj  niedobory mocy wy-
twórczej, natomiast w stanach niskiego poziomu obci enia systemu generacja 
ta stanowi problem od strony rezerwowania.  

Dynamiczny rozwój energetyki wiatrowej w kraju skutkuje wprowadza-
niem do sieci elektroenergetycznej coraz wi kszych ilo ci energii elektrycznej 
pochodz cej z farm wiatrowych. Charakteryzuje je m.in. zmienno  produkcji 
uzale niona od warunków wiatrowych. Operatorzy musz  wi c w odpowiedzi 
na now  sytuacj  stosowa  coraz szerszy wachlarz rodków maj cych na celu 
asymilacj  wyprodukowanej energii oraz ograniczanie efektów bie cych pracy 
tych róde  na sie  oraz na ca y system elektroenergetyczny [8]. 
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5. Zagro enia dla rozwoju odnawialnych  
róde  generacji rozproszonej 

W sytuacji braku okre lenia w IRiESD warto ci granicznej mocy róde  ge-
neracji rozproszonej, które mog  by  przy czone do sieci: nn, SN, 110 kV  
bezpo rednio lub za pomoc  wydzielonej linii do stacji elektroenergetycznej, 
decyzje dotycz ce technicznych warunków przy czenia  podejmowane s  ela-
stycznie i arbitralnie przez OSD na podstawie szczegó owych analiz zawartych 
w tzw. ekspertyzach przy czeniowych.   

Odbywa si  to niekiedy  z niekorzy ci  dla w a ciciela  ród a generacji 
rozproszonej, bowiem OSD okre laj c techniczne warunki przy czenia odna-
wialnego ród a generacji rozproszonej do sieci wymusza przyj cie bardzo bez-
piecznych i korzystnych z jego punktu widzenia rozwi za  technicznych gene-
ruj cych znaczne koszty dla w a ciciela takiego ród a [6]. Te koszty zwi zane 
s  cz sto z konieczno ci  przy czenia takiego ród a  na wy szym napi ciu za 
pomoc  wydzielonej linii oraz  znacznej modernizacji sieci elektroenergetycz-
nej, której zakres jest zbyt du y i znacznie odbiega od oczekiwa  w a ciciela 
ród a generacji rozproszonej.  

Ponadto operator systemu dystrybucyjnego okre la wymagania w zakresie 
uk adów: automatyki, telemechaniki i  zabezpiecze  dla uruchamianych róde  
generacji rozproszonej [2, 3].  W sytuacji, gdy s  one wygórowane w stosunku 
do potrzeb obci aj  w a cicieli róde  generacji rozproszonej znacz cymi 
kosztami zwi zanymi z konieczno ci  ich spe nienia. Szczególnie ma to miejsce 
w odniesieniu do ma ych róde  przy czanych na napi ciu niskim i rednim, 
gdzie wymusza si  instalowanie rozbudowanych systemów: automatyki, tele-
mechaniki i zabezpiecze . Ogranicza si  tym samym liczb  i wielko  róde  
rozproszonych w sieci dystrybucyjnej.  

 Dodatkowo nie dopuszcza si  do pracy wyspowej odnawialnego ród a ge-
neracji rozproszonej obejmuj cej elementy sieci dystrybucyjnej. D y si  do 
od czenia ród a od sieci i wyizolowania go w stanach awaryjnych w momen-
cie nawet niewielkiego zagro enia. Ma to na celu przede wszystkim ochron  
samej sieci dystrybucyjnej. 

Przy innym podej ciu operatorów systemów dystrybucyjnych  w obszarze 
wspó pracy odnawialnych róde  generacji rozproszonej z sieci  dystrybucyjn , 
ród a takie mog  odgrywa  bardziej istotn  rol  w zapewnieniu bezpiecze -

stwa energetycznego na szczeblu lokalnym szczególnie w perspektywie wzra-
staj cej ich liczby i nasyceniu sieci dystrybucyjnej tymi ród ami.  

Kwestie techniczne i formalno-prawne  w sposób bardzo znacz cy hamuj  
i deformuj  proces inwestycyjny zwi zany z oddaniem uk adów odnawialnej 
generacji rozproszonej do u ytku [6]. Konieczne jest w zwi zku z tym dokona-
nie standaryzacji róde  generacji rozproszonej oraz precyzyjne okre lenie wy-
maga  OSD w stosunku do innych ni  elektrownie wiatrowe typów uk adów 
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rozproszonych [5]. Ponadto  wa na jest  weryfikacja procedury przy czenia dla 
odnawialnych uk adów generacji rozproszonej zmierzaj ca w kierunku jej 
uproszczenia. Nale y wprowadzi  ponadto standardy post powania przy cze-
niowego dla takich uk adów [5]. 

6. Wspó praca OSD - w a ciciele róde  generacji rozpro-
szonej 

Intensywny rozwój energetyki rozproszonej prowadzi to do wielu jako-
ciowych i ilo ciowych zmian w sieci dystrybucyjnej. Konieczna jest w zwi z-

ku z tym cis a wspó praca operatorów systemów dystrybucyjnych i w a cicieli 
róde  generacji rozproszonej oraz realizacja ró norodnych analiz i podejmo-

wanie skoordynowanych dzia a  w tym kierunku. Nale y je ukierunkowa  na 
uzyskanie lepszej wspó pracy róde  rozproszonych z sieci  elektroenergetycz-
n , uwzgl dnienie wzrostu liczby róde  rozproszonych w systemie elektroe-
nergetycznym oraz zachowanie obiektów generacji rozproszonej w ró nych 
stanach awaryjnych.  

W a ciwe funkcjonowanie róde  generacji rozproszonej w systemie elek-
troenergetycznym wymaga wypracowania  kompromisowych rozwi za   przez  
OSD i w a cicieli róde  rozproszonych w kilku newralgicznych obszarach [6]. 

Obejmuj  one:  
 wymagania w zakresie uk adów automatyki, telemechaniki i  zabezpiecze  

dla uruchamianych róde  generacji rozproszonej, 
 wymagania w technicznych warunkach przy czenia zwi zane z konieczno-

ci  modernizacji sieci elektroenergetycznej, 
 wspó prac  uk adów zabezpieczeniowych róde  generacji rozproszonej 

i sieci elektroenergetycznej, 
 zachowanie obiektów generacji rozproszonej w ró nych stanach awaryjnych, 
 monitorowanie obiektów generacji rozproszonej. 

Zagadnienie to przedstawiono w publikacji [5]. Poni ej przedstawiono ana-
liz  w obszarach: podstawowe wymagania dla róde  generacji rozproszonej, 
standaryzacja róde  generacji rozproszonej, wymagania w zakresie uk adów 
automatyki, telemechaniki i zabezpiecze  dla uruchamianych róde  generacji 
rozproszonej. 

Postanowienia dotycz ce wymaga  technicznych dla róde  generacji roz-
proszonej maj  charakter jednostronny i uwzgl dniaj  g ównie punkt widzenia 
operatora systemu dystrybucyjnego. Maj  na celu przede wszystkim ochron  
samej sieci dystrybucyjnej. Wymusza si   instalowanie  rozbudowanych syste-
mów zabezpiecze  i  telemechaniki nawet dla ma ych róde , co znacznie ogra-
nicza liczb  róde  generacji rozproszonej w sieci. Ponadto nie dopuszcza si   
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do pracy wyspowej obejmuj cej elementy sieci dystrybucyjnej, a d y si  do 
od czenia ród a od sieci i wyizolowania go w stanach awaryjnych w momen-
cie nawet niewielkiego zagro enia.  

Postanowienia  dotycz ce wymaga  technicznych dla róde  generacji roz-
proszonej powinny zosta  wypracowane w wyniku wspó pracy i dyskusji po-
mi dzy OSD a w a cicielami róde  generacji rozproszonej [5]. Wypracowane 
rozwi zania kompromisowe powinny pozwoli  z jednej strony na spe nienie 
podstawowych wymaga  stawianym ród om generacji rozproszonej, a z dru-
giej  na zwi kszenie roli tych róde  w zapewnieniu bezpiecze stwa elektroe-
nergetycznego na szczeblu lokalnym. 

Szczególnie istotne jest okre lenie zalece  dla uk adów zabezpieczenio-
wych róde  rozproszonych i sieci elektroenergetycznej, które pozwalaj  na 
w a ciwe wykorzystanie  ród a generacji rozproszonej  w stanach awaryjnych.  

Wspó praca uk adów zabezpieczeniowych róde  generacji rozproszonej 
i sieci elektroenergetycznej ma  kluczowe znaczenie w  aspekcie koordynacji 
pracy róde  rozproszonych i sieci dystrybucyjnych [7]. Dlatego bardzo istotny 
jest w a ciwy dobór nastawie  zabezpiecze  umo liwiaj cy pe n  koordynacj  
tych zabezpiecze . Wymaga to wypracowania odpowiednich  standardów roz-
wi zania tego problemu. 

Rozwi zania uk adów zabezpieczeniowych powinny gwarantowa  autono-
miczno  i niezawodno  dzia ania oraz pe n  kontrol  przez odpowiednie 
s u by eksploatacyjne OSD. Operator systemu powinien mie  pe ny dost p do 
uk adów zabezpieczeniowych róde  generacji rozproszonej w celu sprawdzenia 
i weryfikacji ich nastaw i dzia ania. Cz sto zdarza si  bowiem, ze zabezpiecze-
nia tych róde  s  fabrycznie nastawiane w sposób trudny do zaakceptowania 
dla operatora systemu dystrybucyjnego. 

W systemie elektroenergetycznym mog  wyst pi  stany nienormalne w po-
staci zak óce  o charakterze lokalnym (zwarcia, obni enia napi cia) oraz glo-
balnym (lawina cz stotliwo ci, lawina napi cia). Zachowanie obiektów genera-
cji rozproszonej w stanach awaryjnych spowodowanych tymi zak óceniami jest 
bardzo wa ne.  Obecnie podstawow  zasad  koordynacji róde  generacji roz-
proszonej z sieci  elektroenergetyczn  jest od czenie tych róde  od sieci pod-
czas zak óce , bowiem ród a te nie s  zaprojektowane na udzia  w procesie 
sterowania awaryjnego w systemie elektroenergetycznym. Aby uleg o to zmia-
nie konieczna jest m.in. w a ciwa identyfikacja pracy wyspowej ród a. Wyma-
ga to stosowania dedykowanych zabezpiecze  specjalistycznych zgodnie ze 
standardami wypracowanymi na drodze dyskusji i kompromisu pomi dzy OSD 
i w a cicielami róde  generacji rozproszonej. Bowiem w sytuacji ich braku, 
tradycyjne zabezpieczenia nale y nastawia  w sposób niezwykle czu y, co 
w stanach awarii w sieci skutkuje natychmiastowym ich od czeniem.  

Ponadto wymagane jest systemowe podej cie w zakresie okre lenia do-
puszczalnych poziomów niewra liwo ci urz dze  dla zdarze  nienormalnych, 
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uwzgl dniaj ce istniej ce poziomy odchyle  napi cia w stanach normalnych. 
Pozwoli to na zmian  podej cia do automatyki uk adów generacji rozproszonej, 
która dla wi kszo ci przypadków, kiedy warto ci progowe nie b d  przekracza-
ne, nie b dzie inicjowa  od czenia uk adu wytwórczego od sieci. Natomiast 
dopiero przy przekroczeniu dopuszczalnego poziomu odporno ci b dzie to 
skutkowa o od czeniem ród a od sieci, aby nie dopu ci  do jego uszkodzenia. 

Okre lenie dopuszczalnych poziomów niewra liwo ci urz dze  powinno 
zosta  wypracowane w wyniku wspó pracy i dyskusji pomi dzy operatorami 
systemów elektroenergetycznych a w a cicielami róde  generacji rozproszonej 
[5]. Wypracowane rozwi zania kompromisowe powinny pozwoli  na lepsze 
wykorzystanie tych róde  w obszarze lokalnego bezpiecze stwa energetyczne-
go. 

Konieczna jest równie  zmiana filozofii operatorów systemów dystrybucyj-
nych w zakresie wykorzystywania róde  generacji rozproszonej w  warunkach 
awaryjnych. Bowiem obecnie s u by ruchowe i eksploatacyjne OSD d  naj-
cz ciej do eliminowania róde  rozproszonych w stanach nienormalnej pracy i 
zagro enia sieci.   

Operatorzy systemów dystrybucyjnych powinni  opracowa  warunki dla  
róde  rozproszonych, aby stanowi y w warunkach awaryjnych wsparcie dla 

systemu elektroenergetycznego. Nale y planowa  wykorzystywanie obiektów 
generacji rozproszonej do procedur odbudowy poawaryjnej systemu elektroe-
nergetycznego w sytuacji, gdy pozwalaj  na to warunki techniczne. 

Bezpiecze stwo funkcjonowania systemu elektroenergetycznego wymaga 
zwi kszenia zakresu obserwowalno ci sieci dystrybucyjnej oraz wspó pracuj -
cych z ni  róde  generacji rozproszonej. W KSE nasycenie urz dzeniami po-
miarowymi i teletechnicznymi, obejmuj cymi uk ady telesygnalizacji, telepo-
miarów i telesterowania, pogarsza si  znacznie w miar  obni enia poziomu  
napi ciowego na którym sie  pracuje [6]. Przy czym w du ym, ale nie wystar-
czaj cym, stopniu opomiarowana jest sie  110 kV. W zwi zku z tym nale y 
wprowadzi , dostosowane do potrzeb OSD pe ne opomiarowanie i systemy 
teletechniczne w stacjach elektroenergetycznych w odniesieniu do rozdzielni 
SN oraz dla róde  generacji rozproszonej. Obecnie dla jednostek generacji 
rozproszonej o mocy do 1 MW w odniesieniu do systemów teletechnicznych 
standardowo wymaga si : telesygnalizacji stanu po o enia wy cznika generato-
ra lub cznika sprz gaj cego jednostk  wytwórcz  z sieci  oraz telepomiarów: 
pr du, napi cia, mocy czynnej i biernej [2, 3]. Natomiast dla jednostek  o mocy 
powy ej 1 MW wymaga si  co najmniej: telesygnalizacji stanu po o enia 
wszystkich czników po stronie napi cia generatorowego lub cznika sprz ga-
j cego jednostk  generacji rozproszonej z sieci  oraz  telepomiarów pr du, na-
pi cia, mocy czynnej i biernej na zaciskach jednostki generacji rozproszonej 
(brutto) oraz w punkcie przy czenia do sieci (netto) dla ka dej jednostki osob-
no oraz sumarycznej mocy czynnej i biernej [2, 3]. 
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Prawid owa praca sieci elektroenergetycznej ze ród ami generacji rozpro-
szonej wymaga  stworzenia przez OSD systemu kontroli jej pracy. Wi e si  to 
z konieczno ci  okre lenia: zakresu niezb dnych informacji przekazywanych 
z miejsca przy czenia ród a generacji rozproszonej, procedur ich przetwarza-
nia (wyznaczanie warto ci rednich, sygnalizacja warto ci granicznych, reje-
stracja stanu, wizualizacja informacji itp.) rodzaju i wymaga  dla urz dze  po-
miarowych. Operator systemu dystrybucyjnego powinien  dysponowa  mo li-
wie najpe niejsz  wiedz   o ród ach rozproszonych w sieci. Dla niego najistot-
niejsze s  informacje: o stanie ród a, jego mocy i energii przekazanej do sieci, 
o poziomie i odchyleniach napi cia  w okre lonych punktach sieci [9]. Ponadto 
wa na jest informacja o  utrzymaniu poziomu napi cia - w okre lonym punkcie 
sieci - w dopuszczalnym przedziale, poprzez za czenie lub wy czenie ród a 
oraz regulacj  jego mocy [9]. W a ciciel ród a generacji rozproszonej jest zain-
teresowany minimalnym i prostym zakresem przekazywanych OSD informacji.  

Wypracowanie za o e  w a ciwego systemu kontroli pracy sieci elektroe-
nergetycznej ze ród ami generacji rozproszonej powinno odbywa  si  w wa-
runkach pe nej wspó pracy operatorów systemów elektroenergetycznych z w a-
cicielami róde  generacji rozproszonej i by  ukierunkowane na wypracowanie 

kompromisu [5].  
Wprowadzanie nowych lub rozbudowywanie istniej cych dedykowanych 

systemów telemechaniki przeznaczonych dla obiektów  generacji rozproszonej 
powinno uwzgl dnia  z jednej strony ich mo liwo ci, a z drugiej potrzeby w a-
ciciela  takiego obiektu i operatora systemu dystrybucyjnego do którego sieci 

przy czone jest dane ród o.  

7. Wp yw rozwoju róde  rozproszonych 
na infrastruktur  sieciow   

Rozwój róde  rozproszonych b dzie mia  du y wp yw na sie  przesy ow  
(400 i 220 kV) i sie  110 kV. B dzie si   przejawia  g ównie w obni aniu ob-
ci enia poszczególnych  elementów tych sieci. Wynika to z instalowania ró-
de  rozproszonych  blisko odbiorców w centrach zapotrzebowania w sieci SN 
i nn. Przy czym odci eniu ulega  b d  te fragmenty sieci, które w stanach 
normalnej pracy obci one s  najsilniej.  

Ponadto rozwój róde  rozproszonych prowadzi  b dzie do likwidacji prze-
krocze  wyst puj cych w elementach sieci przesy owej i 110 kV w stanach 
normalnej lub awaryjnej pracy. Przy czym najbardziej widoczne b dzie to na 
obszarach, gdzie przyrost mocy w ród ach rozproszonych b dzie najwi kszy 
oraz na obszarach deficytowych pod wzgl dem produkcji energii elektrycznej. 

Rozwój róde  rozproszonych mo e powodowa  odsuni cie w czasie nie-
których inwestycji sieciowych lub brak potrzeby ich realizacji [12]. Efekt inwe-
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stycyjny zwi zany z instalowaniem róde  rozproszonych b dzie widoczny 
dopiero w pó niejszym okresie ich rozwoju. Do tego czasu obci enie elemen-
tów sieci przesy owej i sieci 110 kV b dzie wprawdzie male  w wyniku insta-
lowania róde  rozproszonych, ale konieczne b dzie utrzymywanie rezerwy 
zdolno ci przesy owej w celu zapewnienia rezerwowania róde  rozproszonych. 

ród a rozproszone s  instalowane w promieniowej sieci SN i nn i wymaga-
j  rezerwowania z sieci nadrz dnej 110 kV lub przesy owej [6]. Przy du ej ich 
liczbie b d  rezerwowa y si  w du ym stopniu same, ale nast pi to dopiero przy 
du ym ich nasyceniu. Do tego czasu niezb dne b dzie ich rezerwowanie z sieci 
nadrz dnej.  

Rezerwowanie róde  rozproszonych b dzie mia o szczególne znaczenie 
w pierwszych latach ich rozwoju, gdy ich liczba b dzie stosunkowo niewielka 
i rezerwowania wymaga a b dzie praktycznie ca a moc zainstalowana w tych 
ród ach. Wraz z rozwojem róde  rozproszonych, z uwagi na malej ce praw-

dopodobie stwo jednoczesnego wy czenia wi kszej liczby róde  oraz wysoki 
wspó czynnik ich dyspozycyjno ci, stopie  rezerwowania b dzie si  znacz co 
obni a .  

Istotne jest równie  zapewnienie odpowiednich parametrów jako ciowych 
energii elektrycznej dostarczanej odbiorcom, co wymaga istnienia róde  
wiadcz cych us ugi systemowe. ród a takie obecnie znajduj  si  wy cznie 

w sieci przesy owej i 110 kV, a zast pienie ich w tym zakresie przez ród a 
rozproszone jest ograniczone ze wzgl du na mo liwo ci technologiczne róde  
odnawialnych i brak op acalno ci ekonomicznej ich wiadczenia w przypadku 
agregatów kogeneracyjnych.  

Ze wzgl du na lokalne uwarunkowania produkcji energii elektrycznej przez 
ród a rozproszone nie ma mo liwo ci zapewnienia równomiernego rozwoju 

tych róde  na obszarze dzia ania  wszystkich operatorów dystrybucyjnych. Ze 
wzgl du na ma e moce jednostkowe, rozwój taki by by niezb dny, aby nie wy-
st powa a konieczno  przesy u energii elektrycznej pomi dzy obszarami po-
szczególnych operatorów dystrybucyjnych. W zwi zku z tym, nawet bardzo 
silny rozwój róde  rozproszonych b dzie w sposób ograniczony wp ywa  na 
zmniejszenie rozwoju sieci przesy owej i 110 kV [10]. ród a rozproszone, 
uwalniaj c zdolno  przesy ow  sieci przesy owej i 110 kV poprzez jej odci -
anie, mog  natomiast stanowi  alternatyw  dla niektórych inwestycji lub od-

suwa  je w czasie. 
Rozwój róde  rozproszonych mo e przyczyni  si  do eliminacji ogranicze  

przesy owych i zmniejszenia potrzeb rozbudowy infrastruktury sieciowej. Wy-
maga to jednak w a ciwej lokalizacji tych róde  w sieci elektroenergetycznej, 
która wp ywa na jej ekonomiczn  efektywno . Ta lokalizacja jest wprawdzie 
u atwiona z racji uwarunkowa  rodowiskowych, ale konieczne s  ekonomicz-
ne bod ce dla inwestorów w postaci  prawid owej polityki taryfowej, daj cej 
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efektywne sygna y ekonomiczne w op atach za przy czenie i nast pnie 
w op atach przesy owych [10]. 

Rozwój róde  rozproszonych b dzie prowadzi  do zmiany struktury syste-
mu elektroenergetycznego [11]. Naturalne ubytki mocy w elektrowniach syste-
mowych oraz przyrosty zapotrzebowania na energi  elektryczn  nie b d  mu-
sia y by  uzupe niane wy cznie nowymi jednostkami wytwórczymi w tych 
elektrowniach. Oznacza to, e liczba du ych jednostek wytwórczych pracuj -
cych w elektrowniach systemowych ulegnie zmniejszeniu na rzecz du ej liczby 
ma ych jednostek wytwórczych przy czonych do sieci dystrybucyjnej. Spowo-
duje to zbli enie róde  wytwórczych do odbiorców. Nast pi  zmiany w asno ci 
dynamicznych systemu elektroenergetycznego, pojawi  si  nowe zadania przed 
istniej cymi i przysz ymi uk adami regulacji elementów KSE. 

Zmiany strukturalne w KSE spowodowane rozwojem róde  rozproszonych 
mog  spowodowa , e mo liwo ci wp ywania na w asno ci dynamiczne KSE 
przez du e jednostki wytwórcze pracuj ce w elektrowniach systemowych mog  
okaza  si  niewystarczaj ce.  

Zbli enie generacji do odbiorców spowoduje odci enie linii przesy owych 
i zmniejszy tak e pobór mocy biernej z sieci przesy owej. Przy mniejszej gene-
racji i mniejszych przep ywach mocy w sieci przesy owej spowoduje to wzrost 
napi  w tej sieci jako wynik generacji mocy biernej przez s abo obci one linie 
przesy owe. Problem ten wyst puje ju  w istniej cej sieci z powodu niewielkie-
go obci enia linii 400 kV szczególnie w dolinie obci enia KSE. Istniej  nie-
korzystne proporcje w obci eniu sieci 400 i 220 kV, a ich poprawa wymaga  
b dzie zmian strukturalnych w sieci przesy owej polegaj cych na przeniesieniu 
obci e  i generacji z sieci 220 kV do sieci 400 kV [6].  

8. Kluczowe wyzwania dla obszaru  
odnawialnych róde  energii 

Krajowy system wsparcia w zakresie wykorzystania energii ze róde  od-
nawialnych mimo wielu zalet posiada pewne wady i ograniczenia które nale y 
wyeliminowa . Obejmuj  one m.in. brak mechanizmu modyfikowania obo-
wi zków i celów  w obszarze odnawialnych róde  energii. Do tej pory jedynym 
przewidzianym mechanizmem modyfikowania jest okresowa zmiana aktów 
prawnych okre laj cych zobowi zania przedsi biorstw energetycznych w od-
niesieniu do udzia u energii produkowanej z odnawialnych róde  energii na 
kolejne lata oraz coroczna waloryzacja op aty zast pczej [6]. 

Stosowany obecnie w kraju system wsparcia skierowany jest do wszystkich 
technologii  wykorzystywanych w ramach odnawialnych róde   do produkcji 
energii elektrycznej i nie ró nicuje ich [6]. Zarówno system wiadectw pocho-
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dzenia, jak i system obowi zku zakupu energii nie ró ni si  w zale no ci od 
poszczególnych technologii. 

Ponadto obecny system wsparcia nie okre la ceny minimalnej na wiadec-
twa pochodzenia. Obrót prawami maj tkowymi wynikaj cymi z uzyskanych 
wiadectw pochodzenia odbywa si  na zasadach rynkowych na Towarowej 

Gie dzie Energii. 
Rozwój odnawialnych róde  energii wymaga zastosowania spójnego, ela-

stycznego, efektywnego i wielop aszczyznowego krajowego systemu wsparcia 
w zakresie wykorzystania energii ze róde  odnawialnych [6]. 

Konieczna jest modyfikacja obecnie obowi zuj cego systemu wsparcia 
rozwoju odnawialnych róde  energii w taki sposób,  aby wsparcie by o uzale -
nione od technologii odnawialnych róde  energii. Zmodyfikowany system 
powinien uwzgl dnia  takie elementy jak: stopie  zwrotu inwestycji, koszty 
stosowania technologii i trendy ich zmian, post p techniczny, zainstalowan  
moc urz dze  generuj cych energi , dat  budowy lub modernizacji instalacji – 
odnawialnego ród a energii,  efektywny okres pracy instalacji itd. [6]. 

Ponadto w ramach modyfikacji konieczne jest przyj cie rozwi za  ukierun-
kowanych na budow  nowych jednostek wytwórczych na bazie odnawialnych 
róde  energii. Dlatego wa ne jest, aby wielko  wsparcia oraz czas jego trwa-

nia by y zale ne od stosowanej technologii oraz daty budowy instalacji - odna-
wialnego ród a energii [6]. 

Zwi kszenie zainteresowania technologiami zwi zanymi z OZE wymaga 
wprowadzenia rozwi za  umo liwiaj cych efektywne wykorzystanie rodków 
finansowych oraz zlikwidowanie bariery polegaj cej na ryzyku inwestycyjnym 
[11]. Wymaga to wprowadzenia do systemu wsparcia minimalnego gwaranto-
wanego poziomu przychodu.  

Ponadto zapewnienie bezpiecze stwa inwestycyjnego dla podmiotów zain-
teresowanych budow  jednostek wytwórczych wymaga zapewnienia stabilno ci 
oraz d ugofalowego, wieloletniego systemu wsparcia.  

Znajduj ca si  w ostatniej fazie prac legislacyjnych ustawa o odnawialnych 
ród ach energii po jej uchwaleniu przez Sejm RP  b dzie stanowi a kluczowe 

dzia anie zmierzaj ce do zwi kszania udzia u energii pochodz cej ze róde  
odnawialnych w krajowym bilansie energetycznym w przysz o ci. Ustawa ta 
wychodzi  naprzeciw rozwi zaniom unijnym w tym obszarze.  Umo liwi stwo-
rzenie spójnych ram prawnych dla obszaru odnawialnych róde  energii, upo-
rz dkowanie i  uproszczenie obowi zuj cych przepisów. Ponadto umo liwi  
wprowadzenie jednolitego, zmodyfikowanego systemu wsparcia dla energii 
pochodz cej z odnawialnych róde , zale nego od no nika energii odnawialnej 
i innych wspomnianych wcze niej parametrów [6]. 
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9. Wnioski 

Racjonalne wykorzystanie energii ze róde  odnawialnych wymaga z jednej 
strony intensywnego rozwoju odnawialnych róde  energii, a z drugiej podj cia 
dzia a  maj cych na celu stymulowanie wzrostu wykorzystania  odnawialnych 
róde  energii zarówno w energetyce jak i w innych sektorach gospodarki. Przy 

czym przy czenie i wyprowadzenie mocy z nowych odnawialnych jednostek 
wytwórczych wymaga znacznego rozwoju sieciowej infrastruktury elektroener-
getycznej, za który odpowiedzialno  ponosz  operatorzy systemów. Ich dzia-
ania w tym obszarze powinny by  ukierunkowane w znacznym stopniu na rea-

lizacj  inwestycji umo liwiaj cych przy czenie odnawialnych róde  energii 
do sieci oraz przyj cie rozwi za  u atwiaj cych realizacj  procedury przy cze-
nia. 

Rozwój odnawialnych róde  rozproszonych b dzie prowadzi  do obni ania 
obci enia poszczególnych elementów sieci przesy owej i sieci 110 kV, a tak e 
do likwidacji przekrocze  wyst puj cych w elementach tych sieci, w stanach 
normalnej lub awaryjnej pracy. Przy czym,  najbardziej widoczne b dzie to na 
obszarach gdzie przyrost mocy w ród ach rozproszonych b dzie najwi kszy 
oraz na obszarach deficytowych pod wzgl dem produkcji energii elektrycznej. 

Rozwój odnawialnych róde  rozproszonych mo e powodowa  odsuni cie 
w czasie niektórych inwestycji sieciowych lub brak potrzeby ich realizacji. 
Efekt inwestycyjny zwi zany z instalowaniem róde  rozproszonych b dzie 
widoczny dopiero w pó niejszym okresie ich rozwoju. Do tego czasu obci e-
nie elementów sieci przesy owej i sieci 110 kV b dzie male  w wyniku instalo-
wania odnawialnych róde  rozproszonych jednak konieczne b dzie utrzymy-
wanie rezerwy zdolno ci przesy owej w celu zapewnienia rezerwowania róde  
rozproszonych. 

Kluczowe znaczenie dla obszaru odnawialnych róde  energii ma obecnie 
uchwalenie  ustawy o odnawialnych ród ach energii. Umo liwi to w a ciw  
koordynacj  dzia a  na rzecz rozwoju odnawialnych róde  energii i wdro enie 
jednolitego i czytelnego systemu wsparcia. 
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The heat transfer is well known to be an irreversible process.  Based on a known relation, en-
tropy increments caused by the heat flow between the upper heat source and the working medium 
in the popular Clausius-Rankine (C-R) cycle were analysed. In technical realisation of this cycle 
the object of analysis was the steam boiler.  Entropy increments in consecutive surface heat ex-
changers being the components of a typical pulverised-fuel boiler OP650 were calculated. The 
results were compared with those obtained for the fluidised bed boiler. The entropy increment in 
such exchangers inevitably leads to increased fuel consumption and, as a further consequence, to 
increased carbon dioxide emission. 

Nomenclature 

A – [m 2]  - heat transfer area 
l – [m]  - coordinate 
m – [kg/s]  - mass flow rate 
p – [Pa] - static pressure 
Q – [kW]  - heat flux rate 
s – [kJ/kgK] - specific entropy  
S  – [kW/K] - entropy 
T – [K]  - temperature

Subscripts 
c – cold 
h – hot 
f  – friction 
w – wall 
C – CYCLE  

Acronym 
TPC  – Thermodynamic Potential Coefficient 

1. Introduction 

The below presented material is a continuation of that discussed in [1] 
where the entropy increment caused by the heat flow between the potentials was 
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defined. The positive increment is always a function of (specific) entropy 
changes of the media taking part in heat transfer.  

The definition of (specific) entropy change which can be found in the litera-
ture [2 - 8] is a general mathematical formula transforming the incomplete par-
tial differential equation of the 1-st order into the integrable equation. After 
multiplying the incomplete equation by the integrating factor, the operation of 
integration becomes path-independent. A consequence of the integrability of the 
complete equation is that the value of the circulation calculated around an arbi-
trary path (process) is equal to zero. A typical illustration of this statement is the 
diagram of the Clausius-Rankine cycle shown in T-s coordinates.  

2. Definition of entropy increment  

The object of analysis is the irreversible phenomenon ( process ) of steady 
heat transfer between fluid flows  (mh, mc) separated by a diaphragm in the sur-
face heat exchanger. The heat transfer takes place only on surface A of the dia-
phragm separating the two flows. No heat transfer is assumed on the remaining 
surfaces.  

 

Fig. 1. Diagram for deriving the relation of entropy increment in the heat and mass transfer 

In general, the examined heat transfer is a function of: 
 known thermodynamic properties of the heating and cooling fluids, 
 known and constant (for 0  l  L ) parameters along both channels: 

mh  -  mass flow rate of the heating medium,  
Fh   - cross section area of the heating fluid,  
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mc  -  mass flow rate of the heated medium,  
Fc   – cross section area of the heated fluid, 
    - diaphragm thickness, 
    - thermal conductivity for diaphragm.  
 known distributions (for 0  l  L ) of the thermodynamic parameters of the 

media taking part in the heat transfer:  
ph ( l ) – pressure of the heating medium,  
Th ( l )  - flow-averaged temperature of the heating medium, 
pc ( l ) – pressure of the heated medium,  
Tc( l ) - flow-averaged temperature of the heated medium,  
 known geometric characteristic of the passages (for 0  l  L ):     

A ( l )         – heat transfer surface area,  
The searched quantity is entropy increment as a measure of irreversibility of 

the heat transfer in the exchanger. It has been assumed that for each coordinate l 
from within the interval 0    l    L of the passage the following relation takes 
place:  Th ( l ) > Twh ( l ) >  Twc ( l ) > Tc ( l ). Heat flux dQ( l )transfer from the 
heating to the heated medium is subject to degradation in the scalar field of 
temperature.  

It is clear by the definition that local entropy changes of the flowing media 
are caused by the irreversible heat penetration through diaphragm dQ( l ) and 
friction heat dQf ( l ) resulting from the turbulent fluid flow in the exchanger 
passages    

  (1) 

and  

  (2) 

The formulas for specific entropy changes of the media taking part in the ir-
reversible process of heat transfer, written based on the well known definition, 
are given above.  The specific entropy change of the warmer medium is nega-
tive ( dSh ( l ) < 0 ), while that of the cooler medium is positive ( dSc ( l ) > 0 ). 

 

 
 = 

 

 

 

(3) 

 

The heat and mass transfer related entropy increment is equal to the sum of 
local entropy changes of the media participating in heat transfer through surface 
dA( l ) of an exchanger as well as to the sum of entropy increment dSQ ( l ) re-
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sulting from irreversible heat penetration dQ( l ) through the diaphragm and also 
to entropy increment dSf ( l ) caused by the heat of fluid friction in the passages.  

The sum in Eq. (3) of the entropy changes of the media taking part in the 
heat transfer process is always positive.    

As stressed in [ 1 ],  the entropy increment is equal to zero ( dS ( l ) = 0 )  if 
and only if dQ ( l ) = 0 and dQf... ( l ) = 0 (no thermodynamic transformations). 

The entropy increment are always positive ( dS ( l ) > 0 ) when dQ ( l ) > 0 
or dQf.. ( l ) > 0 (for all other thermodynamic transformations).  

In thermodynamics there has been no unambiguous method for calculating 
the efficiency of heat flow, and certainly the second law of thermodynamics is 
not applicable for this purpose. The defined entropy increment between the 
sources is the expected solution. When evaluating the heat flow we should de-
fine in which process (convection, conduction, or radiation) the largest entropy 
increments are observed. For this purpose the temperature distribution is to be 
determined in successive layers, and then the layer is to be selected in which the 
entropy increment is the largest.   

After complementing  this equation with the temperature distributions on 
the diaphragm surfaces ( Twh ( l ), Twc( l ) ), obtained from either numerical 
analyses [ 9, 10 ] or experimental investigations, we can analyse the entropy 
increase in the thermal layers on both sides of the heat transfer surfaces and in 
the polluted diaphragm itself [ 11 ]. 

 

 

 

 

 

 

(4) 

The local entropy increment dSQ( l ) caused by irreversible heat transfer 
dQ (l) through infinitesimal surface element dA  of the heat exchanger sur-
face is equal to the sum of the entropy increment in the thermal layers of the 
fluids and in the ( polluted ) diaphragm itself.    

The above differential form of the relations can be used to calculate the en-
tropy increment caused by the heat transfer between the flowing fluids. By inte-
grating the local entropy increment along the fluid flow path l (or over the heat 
transfer surface A( l )) we can obtain the total entropy increment connected with 
heat penetration in the entire surface heat exchanger.  
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In order to obtain relevant heat transfer, the process should be optimized to 
minimize the entropy increment, which involves minimizing all terms in the 
above equation.  

As stressed in [1] in technical analyses we can assume that the dominating 
effect in surface heat exchangers is heat penetration through the diaphragm. In 
other words, the friction heat connected with the fluid flow in the passages is 
small compared to the effect of heat penetration through the diaphragm. There-
fore the entropy increase connected with the irreversible heat penetration 
through the diaphragm is far larger than the entropy increase from the turbulent 
fluid flow.  

  (5) 

According to (5), calculating the entropy increment connected with the irre-
versible process of heat penetration through the infinitesimal surface element 
dA  requires the information on local specific entropy change of the heated 
medium  

  (6) 

and the dimensionless local thermodynamic potential coefficient expressed 
by relevant temperature values  

  (7) 

Knowing the mass flow rate of the heated medium (mc), as well as real dis-
tributions dsc (A), Tc(A) and Th (A) for 0  A   Ai we can calculate the entropy 
increment as a measure of energy degradation in the irreversible process of heat 
penetration between the fluids in the entire surface heat exchanger.  

The entropy increment caused by the irreversible heat flow dSQ is the func-
tion of specific entropy changes of the media (the ways in which atoms of each 
of the analysed substances can absorb or emit energy) and corresponding coef-
ficients which characterise  the heat flow between them 

As an example of the proposed entropy increment calculation method, pre-
sented below are the calculations for surface heat exchangers working in a typi-
cal Clausius - Rankine cycle. In general, the energy flows between two different 
potentials. The task of the heat engine is to convert the thermal energy flowing 
between the sources. The maximal and minimal parameters of the working fluid 
in a particular cycle result from the heat transfer between the media and the 
upper and lower heat sources. In the case of the C – R cycle for instance,  these 
parameters are determined by the action of heat exchangers in the boiler and the 
condenser (Fig. 2). 
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The entropy increment in the process of irreversible heat transfer between 
the upper heat potential  (source) and the working fluid flowing in the boiler’s 
surface heat exchanger unit is equal to: 

  (8) 

  (9) 

where : 
S...  – is the entropy increment,  

QH (Ai) - distributions of  heat penetration through the diaphragms, 
Qf... (Ai) – distributions of  friction heat generated by the turbulent flow of fluids 

in the passages, 
TH (Ai) –distributions of heating gas temperature along heat exchanger surface 

Ai in the boiler, 
TCH (Ai) - distributions of cycle’s working fluid temperature along heat exchang-

er surface Ai in the boiler, 
i – number of the heat exchanger working between the high thermodynamic 

potential and the cycle (in the boiler). 

 

Fig. 2. Scheme of a heat engine working in space – entropy between high and low 
thermodynamic potentials 
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On the basis of (5), we can assume that the entropy increment connected 
with irreversible heat penetration through the wall is far larger than that result-
ing from the turbulent fluid flow. However, it should be remembered that the 
fluid flow does contribute to general entropy increment even if this contribution 
is negligible. 

Knowing the functions which describe the heat transfer and temperature 
distributions on both sides of the heat exchanger diaphragm we can calculate the 
entropy increment in successive exchangers as a measure of energy degradation 
in the irreversible heat transfer between fluids.  

3. Analysing entropy increment in surface heat exchangers 
working in a typical Clausius - Rankine cycle 

Sample calculations of the entropy increment, being the measure of energy 
degradation in heat and mass transfer processes, are presented using industrial 
surface heat exchanger units working on the C – R cycle principle. All the 
above relations describing entropy increment in irreversible heat transfer pro-
cesses between the fluids form the basis for the analysis of energy degradation 
in the most common power plant components in Poland. Within the area of the 
high thermodynamic potential, a system of surface heat exchangers transfers the 
heat between the exhaust gas and the water, the latter being the working fluid in 
the  cycle. The device in which this process takes place is the pulverised fuel 
boiler OP 650. Flowing over the surfaces of seven  successive  heat exchangers 
(1  i  N = 7) of the boiler, the hot exhaust gas transfers the heat to the water 
delivered by the feed pump. Within the area of low thermodynamic potential, a 
condenser unit with a cooling water system removes the heat from the cycle to 
the surroundings [12]. The entropy increments in both condenser paths were 
determined in [1]. An  analysis of how the regeneration system works is im-
portant because it also increases the efficiency of the other two systems. A 
13K215 steam turbine (nominal electric power 215 MW ) works in this cycle. 

This chapter determines the measure of irreversibility, that is energy degra-
dation resulting from the heat transfer process in high thermodynamic potential 
system. The entropy increment can be calculated in the heat transfer from the 
heating medium (exhaust gas) to the working medium (water).  

The analysis makes use of thermodynamic parameters measured by the au-
thor in industrial devices in operation. In real thermal cycle installations we can 
only obtain thermodynamic parameters recorded at their inlets and outlets. 
Hence for the purposes of this analysis, the linear distributions of the thermody-
namic parameters (temperature and pressure) had to be assumed.  
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3.1. Clausius-Rankine cycle 
Figure 3 presents a typical thermal C - R cycle in a T – s coordinate system, 

with the basic components of particular cycle parts.  
The exact values of the thermodynamic parameters were recorded by the 

author and are comparable with [13].  
It is well know that the circulation of the complete partial differential equa-

tion of the 1st order is equal to zero. A thermodynamic consequence of this fact 
is that the integral of the working medium specific entropy over an arbitrary 
closed cycle is also equal to zero. The diagram shown in Fig, 3 is good illustra-
tion of this statement. 

 

Fig. 3. Thermodynamic parameters of water used as working fluid in C - R cycle components 

3.2. High thermodynamic potential of the Clausius-Rankine cycle  
 

The upper heat source (high thermodynamic potential) in the examined cy-
cle is the heat of an exhaust gas flowing over successive surfaces Ai (1  i  N = 
7) of heat exchangers of the pulverised-fuel boiler OP 650. The working fluid 
(water) is fed by a pump to the boiler, where it is heated, evaporated, and then 
superheated in the subsequent set of boiler’s surface heat exchangers. The anal-
ysis requires the information on specific entropy changes in the heated medium 
(water). The calculations were performed based on thermodynamic parameters 
made available by Rafako. 
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The exhaust gas temperature distribution in the upper heat source, superim-
posed on real thermodynamic parameters of the working fluid, is shown in 
Fig. 4. 

The parameters of the exhaust gas and water in this cycle part describe di-
verse values of specific entropies. The temperature distributions in Fig. 4 are 
given using the dimensionless coordinates for successive boiler’s heat transfer 
surfaces Ai. The exhaust gas temperature in the chamber was assumed constant 
in its entire volume and equal to the maximal temperature of the combusted 
fuel.  

 

Fig. 4. Temperature distribution in boiler’s heat exchangers (high thermodynamic potential) of the 
C - R cycle 

3.3. Regeneration system in the Clausius-Rankine cycle  
As well as the heat exchangers in the high and low thermodynamic potential 

areas, the object of analysis was also the regeneration system.  The calculations 
considered the system of two-zone surface heat exchangers. The temperature 
distributions at inlets and outlets of these devices are shown in Fig. 5.  

The parameters of the working medium, i.e. the water heated in low-
pressure regeneration system Ak (1  k  4) and high-pressure regeneration sys-
tem  Ak (5  k  7 = K), and the parameters of the extraction steam are known 
from measurements.   
Where k - number of the cycle’s regenerative heat exchanger. 
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Fig. 5. Distribution of thermodynamic parameters of the working media 
in the C – R cycle regeneration system 

4. Calculation results  

In [1] the results of investigations performed for the steam condenser work-
ing in this most popular steam cycle are presented.   

Using the above data, calculations were performed to determine the entropy 
increment in real devices. The results of these calculations are shown in  Ta-
ble 1 below. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

226206



  Entropy increment in heat transfer between two potentials 239 

Table 1 Entropy increment in particular C – R cycle heat exchangers 

Number Heat exchanger 
Heat transfer Entropy 

increment 
kW kW / K 

 BOILER   
i = 1 

2 
3 
4 
5 
6 

i = 7 

Water heater 
Evaporator 

SH1, superheater 1  
SH2, superheater 2  
SH3, superheater 3  

RH1, reheater 1  
RH2, reheater 2 

77 528.42 
180 075.70 
82 440.20 
66 754.73 
46 180.79 
43 600.02 
28 656.52 

QH =  
525 236.4 

24.75 
165.77 
22.99 
44.28 
17.28 
18.61 
13.72 

    SH =  
307.40    

 CONDENSER   
j = 1 
j = 2 

1 st pass of Condenser 
2 nd pass of Condenser 

192 069.80 
115 146.10 
QL = 

307 215.90 

35.91 
15.55 

    SL   =  
51.46 

 REG.  SYSTEM   
k = 1 

2 
3 
4 
5 
6 

k = 7 

LP1, low pressure 
heater 1 

LP2,  low pressure 
heater 2 

LP3, low pressure 
heater 3 

LP4, low pressure 
heater 4 

HP1, high pressure 
heater 1 

HP2, high pressure 
heater 2 

HP3, high pressure 
heater 3 

17 415.79 
14 254.57 
14 265.64 
12 997.03 
17 225.16 
30 421.67 
17 502.31 

QR = 
124 082.17 

2.57 
2.43 
2.01 
1.60 
3.06 
4.28 
1.94 

SR  = 17.88 

5. Conclusions  

In the chapter, local and integral relations were defined for calculating the 
entropy increment resulting from irreversible heat transfer processes in surface 
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heat exchangers. Based on the above relations, the operational analysis of such 
heat exchangers provides new opportunities for cycle optimisation through:  

 The entropy increments were calculated for basic surface heat exchangers 
working in the steam C-R cycle.  

 Assuming that the entropy increments are the measure of irreversibility of 
the energy flow we can assess the efficiency of the analysed processes in 
successive devices.   

 The highest irreversibility in the heat flow in the  C-R cycle observed in the 
steam boiler  OP650 concern its evaporator and the next heat exchanger 
working on radiation-based het transfer manner.  

 After completing the data (with those obtained from experiment or calcula-
tions) we can analyse local entropy increments in boundary layers being 
the effect of irreversible process of heat transfer.    

 Based on the known technical and operating data of particular devices, we 
can do their selection from the point of view of their use in the cycle. For 
instance, fluidised bed boilers have smaller entropy increment than pulver-
ised-fuel boilers [16]. Supercritical boilers are likely to have smaller irre-
versible heat flow entropy increment than subcritical devices.  

The heat dropped by the engines to the non uniform, low temperature, huge 
mass thermodynamic potential contributes (in a small part) to environment de-
stabilization energy. 

Further research is required with regard to:  
 Acquiring more precise knowledge on the distributions of thermodynamic 

parameters of media in surface heat exchangers.   
 Determining the effect of friction heat on total entropy increment in heat 

exchangers. 
 The fact that entropy increment in the entire cycle is equal to the sum of 

the entropy increments in each component device.  
 Optimising the construction of surface heat exchangers by minimising the 

sum of entropy increment. 
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W rozdziale przedstawiono wyniki analizy termograwimetrycznej procesu spalania w gla 
brunatnego poddanego aktywacji w m ynie elektromagnetycznym. W trakcie rozdrabniania elek-
tromagnetycznego rozbudowana zostaje struktura powierzchniowa materia ów, a jego w a ciwo-
ci mog  ulec zmianie pod wp ywem dzia ania silnego pola magnetycznego. Opisano zasad  

dzia ania m yna elektromagnetycznego oraz procesy zachodz ce w trakcie obróbki materia ów 
sypkich w tym e urz dzeniu. Sposób prowadzenia procesu jest dalece ró ny od metod konwen-
cjonalnych rozdrabniania paliwa i wymaga g bszego poznania zmian zachodz cych w materiale, 
maj cych prze o enie na mechanizm spalania paliwa. W tym celu wykonano badania termogra-
wimetryczne w gla poddanego aktywacji. Proces spalania rozdzielono na etap odgazowania 
paliwa w atmosferze N2 ze sta  szybko ci  podgrzewu (10 K/min) oraz proces spalania pozosta-
o ci koksowej w atmosferze powietrza. Badania przeprowadzono dla temperatury finalnej 

850 C – czyli warunków typowych dla spalania fluidalnego. Analizowano cztery frakcje paliwa, 
znajduj ce si  w zakresie 0 – 1000 μm. Wyniki spalania uzyskane dla paliwa poddanego aktywa-
cji porównano z wynikami paliwa poddanego rozdrobnieniu bez wp ywu pola magnetycznego. 

1. Wprowadzenie 

W giel brunatny jest jednym z g ównych zasobów naturalnych, u ywanych 
do produkcji energii zarówno elektrycznej jak i cieplnej. Mimo, i  jest to paliwo 
mniej energetyczne od np. w gla kamiennego czy ropy naftowej, wyczerpuj ce 
si  zasoby wiatowych surowców nieodnawialnych zmuszaj  do korzystania 
z paliw gorszej jako ci. Polska posiada bogate z o a w gla brunatnego w 
zwi zku z czym ma ono znaczny jest udzia  w krajowym sektorze energetycz-
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nym. W Polsce w 2013 roku moc elektryczna zainstalowana wynosi a oko o 
38,16 GW, z czego oko o 9,4 GW pochodzi o z elektrowni zawodowych ciepl-
nych spalaj cych w giel brunatny [1]. Dodatkowo paliwo to cechuje si  znacz-
nym prognozowanym okresem wystarczalno ci, który na wiecie szacuje si  na 
oko o 300 lat[2]. Obecnie wiele uwagi po wi ca si  opracowaniu najbardziej 
efektywnych metod pozyskiwania energii z paliw w glowych, w czaj c w to 
tzw. czyste technologie w glowe, polegaj ce mi dzy innymi na zwi kszeniu 
warto ci kalorycznej poprzez eliminacj  zanieczyszcze , stosowaniu odpo-
wiednio dobranych mieszanek w glowych, modernizacji i zwi kszeniu spraw-
no ci kot ów energetycznych czy poprzez opracowanie innych technologii po-
zyskiwania energii, jak  na przyk ad jest zgazowanie w gla.  

Jednym z istotnych zagadnie  w przypadku obróbki paliw sta ych jest ich 
odpowiednie rozdrobnienie. Poszczególne typy instalacji energetycznych posia-
daj  swoje wymogi odno nie optymalnego rozk adu wielko ci ziaren paliwa, 
z regu y natomiast ziarna drobniejsze spalaj  si  szybciej i w wi kszym stopniu 
ni  ziarna grube. Mielenie w gla jest procesem energoch onnym, a ilo  energii 
potrzebnej do fragmentacji ziaren jest warto ci  zale n  zarówno od rodzaju 
w gla, jak i stopnia rozdrobnienia. Badania wykaza y, e nie tylko stopie  roz-
drobnienia, ale równie  sposób rozdrobnienia mog  mie  wp yw na w a ciwo ci 
w gla takie jak: szybko  odgazowania, temperatura reakcji autotermicznej czy 
ca kowity czas spalania [3]. W dziedzinie mielenia w gla dokona  si  znaczny 
post p, jednak metody konwencjonalne maj  pewne ograniczenia, wynikaj ce 
z u ycia znacznej wielko ci elementów mechanicznych, nara onych na zu ycie, 
a dodatkowo powoduj cych znaczny ha as. Metody te cz sto cechuj  si  niskim 
stopniem konwersji energii elektrycznej ich zasilania na efektywn  energi  
s u c  rozdrabnianiu ziaren. Autorzy rozdzia u proponuj  nowatorskie rozwi -
zanie w postaci m yna elektromagnetycznego, który w znacznym stopniu redu-
kuje opisane powy ej problemy. Urz dzenie opisane w dalszej cz ci rozdzia u 
umo liwia mielenie materia ów nawet do bardzo drobnych frakcji przyniskim 
zu yciu energii elektrycznej. 

Prowadzone badania mia y na celu okre lenie wp ywu mielenia elektroma-
gnetycznego na w a ciwo ci spalanych próbek w gla brunatnego oraz porów-
nanie tych w a ciwo ci z w glem nie poddanym dzia aniu wiruj cego pola ma-
gnetycznego, wyst puj cego w trakcie elektromagnetycznego mielenia. Analiza 
dokonana zosta a na podstawie otrzymanych krzywych termograwimetrycznych 
TG, ró nicowych DTG, a tak e krzywych SDTA uzyskanych w trakcie odga-
zowania i spalania próbek w gla brunatnego po procesie mielenia w atmosferze 
oboj tnej (N2: 25 – 850 C), a nast pnie utleniaj cej (powietrze: 850 C). 
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2. Mielenie elektromagnetyczne w gla 

W niniejszym rozdziale przedstawiona zosta a istota dzia ania oraz budowa 
m yna elektromagnetycznego. Omówiono procesy zachodz ce w trakcie prze-
róbki materia ów sypkich w tym urz dzeniu oraz wzajemne zale no ci i inte-
rakcje pomi dzy materia em mielonym a mielnikami. Opisano równie  poten-
cjalny wp yw wiruj cego pola magnetycznego indukowanego w komorze robo-
czej m yna na zmiany parametrów fizycznych i chemicznych mielonego w gla. 

2.1. Zasada dzia ania m yna elektromagnetycznego 
M yn elektromagnetyczny to urz dzenie wykorzystuj ce zjawisko wiruj -

cego pola magnetycznego, pod wp ywem którego drobne ferromagnetyczne 
elementy miel ce poruszaj  si  w sposób burzliwy wewn trz komory roboczej 
m yna. M yn, jako g ówny element instalacji elektromagnetycznego mielenia 
i suszenia w gli sk ada si  z dwóch zasadniczych cz ci: komory mielenia wraz 
z elementami miel cymi (mielnikami) oraz stojana z  uzwojeniami biegunów 
jawnych. Komor  mielenia stanowi  nieferromagnetyczna rura wewn trz której 
w wiruj cym polu magnetycznym poruszaj  si  drobne, ferromagnetyczne ele-
menty miel ce (mielniki). Ca o  stanowi obszar roboczy, w którym materia  
nadawy poddawany jest obróbce mechanicznej, termicznej oraz dzia aniu pola 
magnetycznego. Wraz ze wzrostem warto ci indukcji magnetycznej wewn trz 
komory roboczej, drobne elementy miel ce wprawiane s  w coraz bardziej 
burzliwy ruch. Niewielki ferromagnetyczny mielnik pod wp ywem indukcji 
pola magnetycznego staje si  dipolem magnetycznym o okre lonych biegunach 
i przyci gany jest przez to pole z okre lon  si .  

 

Rys. 1. Model fizyczny wzbudnika z biegunami jawnymi 
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Dzi ki niewielkim rozmiarom i odpowiedniemu kszta towi oraz proporcjom 
wymiarów, mo liwe jest osi ganie du ego przyspieszenia i osi gni cie maksy-
malnych pr dko ci mielnika. W zwi zku z bardzo szybkim ruchem obrotowym 
mielników znaczna jest równie  ilo  uderze  elementów miel cych na cz stki 
paliwa, umo liwia to du o szybsze przeprowadzenie procesu ni  w przypadku 
m ynów w których okres pomi dzy kolejnymi oddzia ywaniami si y niszcz cej 
jest d u szy. 

2.2. Aktywacja w gla w m ynie elektromagnetycznym 
Jak opisano w poprzednim podrozdziale, oddzia ywania jakim poddawane 

s  ziarna paliwa w trakcie mielenia elektromagnetycznego maj  wp yw na ich 
w a ciwo ci po zako czeniu procesu. Podstawowym, najbardziej oczywistym 
efektem jest zwi kszenie powierzchni ca kowitej mielonego w gla. Powierzch-
nia ta ro nie wraz ze zmniejszeniem rednicy cz stek, co przek ada si  na przy-
spieszenie reakcji spalania, szczególnie przy wy szych temperaturach, gdy 
cz stka spala si  powierzchniowo [4]. Powierzchnia w a ciwa cz stki jest wi c 
jednocze nie powierzchni  reakcji. Efekt ten wyst puje jednak w przypadku 
ka dego rodzaju mielenia i zwi zana jest ze zmniejszeniem redniej rednicy 
cz stek. Innym sposobem zwi kszenia powierzchni reakcji w obszarze tej samej 
frakcji cz stek jest rozwini cie ich struktury powierzchniowej. Du a ilo  drob-
nych elementów miel cych, uderzaj ca o ziarna paliwa z wysok  cz stotliwo-
ci  umo liwia ukruszenie powierzchni ziarna, zwi kszenie szczelin i porów. 

Efekt ten wyra niejszy by by w przypadku paliwa twardszego, o wi kszej wy-
trzyma o ci mechanicznej i mniejszej kruchliwo ci, np. dla w gla kamiennego. 
W giel brunatny jest paliwem do  kruchym i teoretycznie mo e podlega  on 
cieraniu przez inne cz stki paliwa w trakcie trwania procesu oraz po nim, re-

dukuj c przy tym powierzchnie w a ciw . Wielko  tej powierzchni przek ada 
si  na szybko  reakcji, mo na wi c w przypadku bardziej rozwini tej po-
wierzchni zaobserwowa  wy szy pik na krzywej szybko ci ubytku masy próbki 
DTG ni  dla ziaren o mniej rozwini tej strukturze. Istotn  kwesti  w przypadku 
mielenia ultradrobnego s  zmiany aktywno ci chemicznej cz stek, które obja-
wia si  aglomerowaniem ziaren po przekroczeniu pewnej granicy wielko ci. 
Wymiary te s  ró ne i zale  od rodzaju rozdrabnianego materia u. Innym efek-
tem wyst puj cym w trakcie mielenia  jest przeobra enie wi za  w glowo-
tlenowych. Zmiany te widoczne s  szczególnie w przypadku w gli s abiej uw -
glonych (w gle brunatne), gdzie wyniku mielenia nast puje wzrost stosunku 
C/H. Na ogó  zmiany dotycz  raczej powierzchni ziaren a nie przebudowy ich 
wewn trznej struktury, natomiast dla pewnych w gli zauwa ono zmiany odle-
g o ci mi dzywarstwowych w makrocz steczkach w gla i zmniejszenie wyso-
ko ci warstw krystalitów.Na struktur  w gla sk adaj  si  trzy grupy sk adników 
petrograficznych: egzynit, witrynit i inertyt, zwane macera ami, których ró-
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d em s  ró ne sk adniki materia u ro linnego [5]. Zawarto  poszczególnych 
macera ów wp ywa na w a ciwo ci w gli, ró nice wynikaj  miedzy innymi 
z ró nej g sto ci poszczególnych macera ów oraz ró nej odleg o ci mi dzy 
p aszczyznami aromatycznymi [6]. Macera y charakteryzuje równie  wyst po-
wanie centrów paramagnetycznych, których ilo  zale y  mi dzy innymi od 
zawarto ci pierwiastka C oraz rodzaju struktur w jakich si  on uk ada. Centra te 
oddzia ywaj  z tlenem atmosferycznym szczególnie w trakcie rozk adu ter-
micznego, w którym to tworzone s  wolne rodniki. Badania maj  na celu usta-
lenie czy silne pole magnetyczne powstaj ce w komorze roboczej m yna 
w sposób znacz cy zmienia charakterystyk  termicznego rozk adu badanego 
w gla brunatnego [7].  

3. Metodyka badawcza 

Badania polega y na spalaniu próbek w gla brunatnego kopalni KWB Tu-
rów, w ci le okre lonych warunkach temperaturowych oraz atmosferycznych. 
Badania prowadzono na termograwimetrze TGA/SDTA 851e firmy Mettler-
Toledo. Do bada  u yto próbek w gla o masie 20 × 10-6 kg i czterech frakcjach: 
0 – 125 μm, 160 – 250 μm, 400 – 630 μm i 800 – 1000 μm. Rozdzielenie mate-
ria u na frakcje u atwia interpretacj  wyników oraz pozwala oszacowa  poten-
cjalny wp yw mielenia elektromagnetycznego na poszczególne rednice ziaren. 
Na próbki sk ada  si  w giel „surowy” – uzyskany z odsiania materia u otrzy-
manego z kopalni, oraz w giel po mieleniu w m ynie elektromagnetycznym 
z czasem mielenia i aktywacji wynosz cym 30 sekund. Materia  ten zaraz po 
procesie mielenia umieszczony zosta  w szczelnie zamkni tych woreczkach 
strunowych w celu odizolowania od wp ywu otoczenia i utrzymania podobnej 
zawarto ci wilgoci w trakcie testów. Odgazowanie i spalanie przeprowadzone 
by o dwuetapowo: pierwszy etap dynamiczny polega  na ogrzewaniu próbki 
w atmosferze oboj tnej (N2) od temperatury 25 C do temperatury 850 C przy 
sta ej szybko ci podgrzewu wynosz cej 10 K/min. Nast pnie nast powa o prze-

czenie gazu na czynnik utleniaj cy (powietrze syntetyczne) i dopalanie pozo-
sta o ci koksowej przez okres 25 minut. Na podstawie bada  wykre lone zosta-
y krzywe TG spadku masy próbki, krzywe DTG szybko ci spadku masy próbki 

oraz krzywe SDTA ró nicy temperatury próbki – obrazuj ce reakcje egzo- 
i endotermiczne. Wyznaczono temperatury charakterystyczne ubytku wody, 
odgazowania paliwa oraz maksymalne szybko ci tych ubytków oraz czas spala-
nia pozosta o ci koksowej oraz stopie  utraty masy tej pozosta o ci wzgl dem 
masy pocz tkowej. 
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Tab. 1 Analiza techniczna i elementarna w gla brunatnego 

Parametr Warto  
Stan analityczny 

Wilgo  Wa [%] 5,93 
Popió  Aa [%] 30,48 
Cz sci lotne Va [%] 37,94 
Warto  opa owa Qi

a [kJ/kg] 16049 
W giel Ca [%] 38,10 
Wodór Ha [%] 4,33 
Azot Na [%] 0,28 
Siarka ca kowita St

a [%] 1,97 

4. Wyniki bada  

Poni ej przedstawiono wyniki pomiarów termograwimetrycznych w gla 
brunatnego „surowego” oraz aktywowanego w m ynie elektromagnetycznym 
z podzia em na cztery zakresy rednicy ziaren. 

4.1. Ziarna w gla o rednicy 0 – 125 μm 

 

Rys. 2. Krzywa TG/DTG próbek dla etapu 
odgazowania w atmosferze N2, szybko  pod-
grzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren: 0 -

125 μm 

Rys. 3. Krzywa TG/DTG próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, za-

kres wielko ci ziaren: 0 -125 μm 

Badania dynamiczne próbek w gla brunatnego o rozmiarach w zakresie 0 – 
125 μm wykaza y, i  krzywe TG i DTG dla w gla „surowego” i po aktywacji 
w m ynie posiadaj  podobn  charakterystyk . Krzywe TG ró ni  si  nieznacz-
nie ilo ci  odparowanej wilgoci (13,2% utraty masy w przypadku w gla „suro-
wego” i 11,8% utraty masy w przypadku w gla aktywowanego). Próbka w gla 
„surowego” traci a wilgo  nieco szybciej, z tempem maksymalnym 2,58%/min 
(utrata masy wzgl dem masy pocz tkowej) przy oko o 2,20%/min dla w gla 
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aktywowanego. Dla obu próbek wyra nie rozró ni  mo na fazy odparowania 
wilgoci powierzchniowej oraz dyfuzji wody z wn trza próbki (pik 
w temperaturze 100 – 130 C). Odgazowanie dla obu próbek zachodzi 
w podobnym zakresie temperatur, od oko o 200 do oko o 530 C z nieco wy -
sz  pr dko ci  dla próbek aktywowanych (maksymalnie 0,98%/min dla tempe-
ratury 413 C). Dla obu próbek obserwuje si  przyspieszon  utrat  masy w za-
kresie temperatur od 758 C dla w gla „surowego” oraz od 770 C dla w gla 
mielonego w m ynie elektromagnetycznym. Utrata masy mo e wynika  z kal-
cynacji w glanu wapnia, który mo e by  zawarty w próbkach w gla do tlenku 
wapnia z uwolnieniem dwutlenku w gla. Krzywa SDTA potwierdza endoter-
miczny charakter reakcji w tym zakresie temperatur. 

  

Rys. 4. Krzywa SDTA próbek dla etapu odga-
zowania w atmosferze N2, szybko   

podgrzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren: 
0 -125 μm 

Rys. 5. Krzywa SDTA próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, zakres 

wielko ci ziaren: 0 -125 μm 

W wyniku zmiany atmosfery testu na utleniaj c , nast powa o spalanie od-
gazowanych próbek paliwa. Szybko  spalania dla w gla „surowego” i akty-
wowanego by a podobna i wynosi a oko o 8,55%/min (utrata masy wzgl dem 
masy odgazowanej próbki). Zauwa alna jest natomiast ró nica w ilo ci masy 
pozosta ej po spaleniu próbki, która dla w gla „surowego” wynosi a oko o 73% 
masy pocz tkowej próbki odgazowanej, a dla w gla aktywowanego oko o 70% 
masy pocz tkowej. W dalszym etapie spalania (powy ej 50 sekund) zauwa y  
mo na nieznacznie szybsze tempo spalania próbki w gla aktywowanego, co 
mo e wiadczy  o bardziej rozbudowanej strukturze porowatej tej próbki. Spa-
lanie w gla „surowego” zako czy o si  oko o 290 sekundy testu, natomiast 
w gla aktywowanego, w oko o 300 sekundzie. 
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4.2. Ziarna w gla o rednicy 160 – 250 μm 

 

Rys. 6. Krzywa TG/DTG próbek dla etapu 
odgazowania w atmosferze N2, szybko  pod-

grzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren:  
160 - 250 μm 

Rys. 7. Krzywa TG/DTG próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, zakres 

wielko ci ziaren: 160 - 250 μm 

 

Rys. 8. Krzywa SDTA próbek dla etapu odga-
zowania w atmosferze N2, szybko  podgrze-

wu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren:  
160 - 250 μm 

Rys. 9. Krzywa SDTA próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, zakres 

wielko ci ziaren: 160 - 250 μm 

Na rysunku 6 zauwa y  mo na, e krzywe TG i DTG zachowuj  podobny 
kszta t jak dla testu przy u yciu mniejszych cz stek. Najwyra niejsza ró nica 
dotyczy przesuni cia si  reakcji odgazowania paliwa w obszar ni szych tempe-
ratur oraz wzrost szybko ci tej reakcji. Próbka w gla „surowego” odgazowuje 
najintensywniej w zakresie temperatur wynosz cym 470 – 480 C, przy szybko-
ci ubytku masy oko o 0,85%/min. W giel aktywowany odgazowuje najinten-

sywniej w temperaturze oko o 397 C i przy szybko ci utraty masy wynosz cej 
1,05%/min. Próbka w gla aktywowanego odda a równie  do otoczenia nieco 
wi cej wilgoci. Równie  dla tego zakresu ziaren obserwuje si  spadek masy dla 
temperatury powy ej 750 C spowodowany najprawdopodobniej kalcynacj  
w glanu wapnia z uwolnieniem dwutlenku w gla. 
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Spalanie pozosta o ci koksowej ziaren o zakresie rednic 160 – 250 cechuje 
si  znacznie szybsz  reakcj  z tlenem i szybszym ubytkiem masy w przypadku 
w gla aktywowanego ni  dla w gla „surowego”. Maksymalna szybko  ubytku 
masy wynosi oko o 7,57%/min w 55 sekundzie testu dla w gla „surowego” 
i 8,63%/min w 61 sekundzie testu dla w gla aktywowanego. Najwi ksz  ró ni-
c  obserwuje si  w d ugo ci spalania pozosta o ci koksowej, która spala si  
o oko o 68 sekund d u ej dla próbki z w gla aktywowanego. W wyniku tego 
masa niepalnej pozosta o ci dla próbki z w gla  aktywowanego wynosi zaled-
wie 60% masy pocz tkowej wobec 72% dla próbki w gla „surowego”. 

4.3. Ziarna w gla o rednicy 400 – 630 μm 
W przypadku testów dla próbek o zakresie rednic 400 – 630 μm obserwuje 

si  podobne tendencje dla pomiarów dynamicznych jak dla mniejszych ziaren, 
przy czym mniej wyra ny jest etap odparowania wody z porów paliwa „suro-
wego” oraz ni szy jest spadek masy próbek w obszarze kalcynacji w glanu 
wapnia. Dla tej rednicy ziaren paliwo aktywowane cechowa o si  wy sz  za-
warto ci  wilgoci ni  paliwo „surowe”. Dodatkowo dla w gla aktywowanego 
w m ynie utrata wody zachodzi jednoetapowo. Zauwa aln  ró nic  jest równie  
w tym przypadku przesuni cie etapu maksymalnego ubytku masy wskutek od-
gazowania próbki w obszar ni szych temperatur. Odgazowanie z najwi ksz  
szybko ci  nast puje w temperaturze oko o 412,5 C dla w gla „surowego” 
oraz 394 C dla w gla poddanego dzia aniu m yna elektromagnetycznego. 
Szybko ci ubytku masy w tym etapie wynosz  odpowiednio: 1,09 i 1,17%/min 
i s  nieco wy sze ni  dla cz stek o mniejszych wymiarach. 

Analiza krzywych TG ze spalania powietrznego pozosta o ci koksowej po-
nownie potwierdza wy sz  konwersj  w przypadku spalania próbek aktywowa-
nych w m ynie elektromagnetycznym. Dodatkowo zauwa y  mo na, e wraz ze 
wzrostem rozmiaru cz stek zmniejsza si  masa ko cowa pozosta o ci wzgl -
dem wst pnej masy odgazowanej próbki. Ko cowe masy próbek z w gla akty-
wowanego wynosi y 70, 60 i 49% masy pocz tkowej dla frakcji kolejno  
0 – 125, 160 – 250 i 400 – 630 μm. Szybko  ubytku masy dla obu próbek jest 
podobna i wynosi oko o 8,88 i 9,01%/min dla w gla „surowego” i aktywowa-
nego, co jest warto ci  nieznacznie wy sz  ni  dla próbek w gla o mniejszej 
rednicy. W zwi zku z podobnym tempem ubytku masy i ni sz  mas  ko cow  

próbek aktywowanych w m ynie d u szy jest równie  czas spalania, który 
w przypadku ziaren o rozmiarach 400 – 630 μm wyniós  oko o 425 sekund. 
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Rys. 10. Krzywa TG/DTG próbek dla etapu 
odgazowania w atmosferze N2, szybko  pod-

grzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren:  
400 - 630 μm 

Rys. 11. Krzywa TG/DTG próbek w atmosfe-
rze powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, 

zakres wielko ci ziaren: 400 - 630 μm 

 

Rys. 12. Krzywa SDTA próbek dla etapu 
odgazowania w atmosferze N2, szybko  pod-

grzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren:  
400 - 630 μm 

Rys. 13. Krzywa SDTA próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, zakres 

wielko ci ziaren: 400 - 630 μm 

4.4. Ziarna w gla o rednicy 800 – 1000 μm 
Szybko  odgazowania próbek najgrubszej frakcji wynios a 0,98%/min dla 

w gla „surowego” i 1,18%/min dla w gla aktywowanego w m ynie elektroma-
gnetycznym. Temperatury maksymalnego ubytku masy testu dynamicznego 
wynios y odpowiednio 413,5 C i 397,5 C. Dla rednicy ziaren 800 – 1000 μm 
praktycznie zanika  etap zwi kszonej utraty masy powy ej 750 C.  

Spalanie odgazowanych próbek przebiega o analogicznie do próbek mniej-
szych rozmiarów. Utrata masy próbek aktywowanych przebiega a w czasie 
oko o 480 sekund a masa finalna wynios a 45% masy pocz tkowej odgazowa-
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nej próbki. Szybko  spadku masy jest wyra nie wy sza dla próbek aktywowa-
nych i si ga 9,03% dla 136 sekundy testu. 

Rys. 14. Krzywa TG/DTG próbek dla etapu 
odgazowania w atmosferze N2, szybko  pod-

grzewu 10 K/min, zakres wielko ci ziaren: 
800 - 1000 μm 

Rys. 15. Krzywa TG/DTG próbek w atmosfe-
rze powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, 

zakres wielko ci ziaren: 800 - 1000 μm 

Rys. 16. Krzywa SDTA próbek dla etapu odga-
zowania w atmosferze N2, szybko  podgrzewu 

10 K/min, zakres wielko ci ziaren: 
800 - 1000 μm 

Rys.17. Krzywa SDTA próbek w atmosferze 
powietrza, czas trwania etapu: 25 minut, za-

kres wielko ci ziaren: 800 - 1000 μm 

5. Wnioski ko cowe 

Badania polega y na analizie termograwimetrycznej rozk adu termicznego 
próbek w gla brunatnego „surowego” oraz aktywowanego w m ynie elektroma-
gnetycznym. Badania prowadzone by y dwuetapowo, najpierw podgrzewano 
próbk  do temperatury 850 C w atmosferze azotu a nast pnie w tej temperatu-
rze spalano odgazowan  pozosta o  przez okres 25 minut. 
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Testy potwierdzi y wp yw oddzia ywania zmiennego pola magnetycznego 
generowanego w m ynie elektromagnetycznym na mielony w nim w giel. 
Zmiana w a ciwo ci w gla polega a w g ównej mierze na zmniejszeniu tempe-
ratury maksymalnego ubytku masy wskutek odgazowania próbki z ponad 
400 C do temperatury poni ej 400 C, efekt ten by  widoczny dla ziaren wi k-
szych ni  125 μm. Szybko  ubytku masy by a na zbli onym poziomie, przy 
czym w przypadku ziaren wi kszych od 125 μm, odgazowanie zachodzi o in-
tensywniej w próbkach aktywowanych w m ynie. Najwyra niejszym efektem 
oddzia ywania m yna na mielony w giel by o znaczne obni enie masy pozosta-
o ci niepalnej z procesu spalania próbek w atmosferze powietrznej (z oko o 

70% do warto ci poni ej 50%). Szybko  ubytku masy w trakcie spalania dla 
jednych frakcji (0 – 125 i 400 – 630 μm) by a taka sama dla spalania w gla 
„surowego” i aktywowanego, podczas gdy dla innych frakcji (160 – 250 i 800 – 
1000) szybko  ta by a wy sza dla spalania w gla aktywowanego. Nie pozwala 
to wyci gn  jednoznacznego wniosku co do zwi kszenia aktywnej powierzch-
ni reakcji badanych próbek (zwi kszenie powierzchni cz stki skutkowa  po-
winno zwi kszeniem tempa reakcji w przypadku spalania powierzchniowego). 
Zmiany zdecydowanie natomiast dotycz  czasu spalania i stopnia wypalenia 
próbki. Z przeprowadzonych bada  mo na wywnioskowa  i  aktywacja elek-
tromagnetyczna paliwa powinna nie  ze sob  wymierne efekty w postaci wi k-
szej reaktywno ci paliwa oraz zmniejszenia straty niedopa u. Efekty te s  na 
dany moment trudne do wyja nienia i wymagaj  dalszych bada  porozyme-
trycznych, mikroskopowych oraz bada  w skali pó przemys owej w celu wyja-
nienia ich przyczyn. 
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The realization of technological processes with the utilization of formed fuels in associated 
thermal systems should be qualified by technical criteria, which means that elementary processes 
as well as factors of sustainable development, from a global viewpoint, must not be disturbed. 
The utilization of post-process waste should be preceded by detailed technical, ecological and 
economic analysis. The objective function defined in the optimization task assists in the decision 
process i.e. choosing a suitable solution. In order to optimize the mixing process of fuel compo-
nents, a mathematical model of the forming process was created. The chapter presents the optimi-
zation of parameters in the process of forming fuels using a modified simplex algorithm with 
a polynomial worktime. The calculation procedures outlined above are embodied in a numerical 
model programmed in the C++ (Microsoft Visual Studio 2010) high-level object-oriented lan-
guage. 

1. Overview of the problem 

Excessive exploitation of natural deposits causes degradation of the envi-
ronment and the diminishing of plant-life on our planet. A consequence of the 
production of energy carriers and products or semi-products used in different 
technological processes is the formation of secondary waste of different groups. 
Besides industry, other economic entities are sources of waste as well, which 
generate non-devaluated hazardous waste streams (medical waste, chemical 
agents including pesticides etc.) and municipal waste with calorific value high 
enough to make use of them after suitable conversion. Utilization of formed 
fuels from segregated groups of wastes in associated processes of co-
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combustion with conventional fuels causes significant savings resulting from 
the partial replacement of fossil fuels, and the reduction of pollution resulting 
directly from the limitation of waste migration to the environment (soil, atmos-
pheric air, surface and underground water). Particular attention should be paid 
to the possibility of reusing biomass waste (the energy sector defines biomass in 
a more limited way as the fuel source which originates from plant materials and 
animal waste) in the aforementioned processes. In the policies of the European 
Union (EU) and its member states, biomass is expected to play a major role as 
a renewable energy source. In the course of implementing this policy it ap-
peared that a large proportion of the resource base for biomass consists of 
waste. Waste processing, however, is regulated in particular ways which differ 
from the way in which the production of electricity and heat is controlled. This 
experience resulted in the stalling of a number of renewable energy initiatives. 
The characterisation of certain biomass types as waste does not only bear con-
sequences for the applicable regulatory framework, but also for the EU’s policy 
on renewable energy in general, one basic question being whether energy gen-
erated from waste should be regarded as renewable energy [8]. The realization 
of technological processes with formed fuel components in associated thermal 
systems should be qualified by technical criteria, which means that elementary 
processes as well as factors of sustainable development, from a global view-
point, must not be disturbed. The utilization of secondary, post-process waste 
should be preceded by detailed technical, ecological and economic analysis. The 
profitability of recovering usefull materials by the application of elementary 
segregation processes and waste conversion is based on detailed analysis of 
economic effectiveness indices (NPV – Net Present Value, NPVR - Net Present 
Value Ratio and IRR – Internal Rate of Return). The objective function (NPV, 
NPVR) defined in the optimization task assists in the decision process i.e. 
choosing a suitable solution. Nowadays, there are many technologies for mate-
rial and energy recovery from different groups of wastes and their reusing in 
selected branches of industry. Formed fuels may be fed directly into a furnace 
chamber as an addition to conventional fuels, or after conversion into gas (devo-
latilization, gasification) combusted in boilers [6, 7]. This paper is devoted to 
the modeling of real processes of fuel formation in aspects of the utilization of 
waste in co-combustion processes of conventional fuels with, so called, formed 
fuels obtained from the conversion of selected fractions of raw waste. In the 
modeling of real processes, there is an important role play criteria imposed on 
parameters (variables) of fuel components depending on technological process, 
shape and type of furnace chamber and grate (in case of combustion process), 
temperature and pressure field etc. Individual models of processes and their 
structure is presented. In the next section a mathematical model is presented in 
the form of algebraic equations of mass balance, stoichiometric equations of 
combustion processes. Modified simplex algorithm is applied in the optimiza-
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tion of formed fuel components’ composition, as well as its implementation in 
source code (C++ in a Microsoft Visual Studio 2010 software environment). 

2. Mathematical model of the optimization  
of fuel components formation process 

The mathematical model of the fuel component preparation process consists 
of data sets (parameters) uniquely identifying the process which define the 
model, and data conversion methods (definition of variables describing the pro-
cess, definition of mass transfer algebraic equations, definition of modified 
simplex optimization algorithm).  

2.1. Optimization of fuel components formation process 
Separated combustible species (plastics, paper, rubber, textiles, wood), as 

well as those obtained from agricultural processing (straw, sunflower waste, 
sugar beets and their derivatives, other biological and animal-originated waste), 
together with fossil fuels (hard coal and its low-quality fractions, brown coal, 
peat) are mixed in appropriate proportions to acquire fuel usable in the produc-
tion of energy and cement. However, the mixing process must be carried out in 
a way to obtain a product with required and beforehand established, technical 
parameters such as specified gross calorific value, yet with the lowest volume of 
noxious elements possible (chlorine, sulphur, metals). The optimization prob-
lem of the fuel formation process from selected combustible fractions of waste 
consists of the maximization of the objective function which is defined (formu-
lated) in standard form [1, 3]: 

 uW T
dSu

max , 0u,bAu,bAu:Ru S minmax
n  (1) 

where: T
dW - denotes j  dimension vector (number of fractions which take part 

in fuel component formation process) of components jw , denoting lower cal-
orific values of formed fuel components. Therefore optimization process re-
solves to linear programming problem (linear objective function and linear limi-
tations) with limitations Eq. (1) imposed on decision variables determined by 
vector U , of components ju , determining ipso facto the set of permissible 
solutions. Because the solution of the linear programming problem is located 
only at the top of the set of permissible solutions, the searching method should 
revise the tops (in space of permissible solutions). However this is not a com-
plete revision, but a greedy strategy in which a modified algorithm of simplexes 
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is used. The modification of a classic simplex algorithm consists in changing 
the limitation equations set by adding additional limitation equations which 
allow decision variables to be changed, expressed by vector jU  in defined 
scopes determined by the equation [3]: 

 min maxU U U  (2) 

Objective function given in general form Eq. (1) may be expressed in the 
following manner: 

 
1 21 2

1
j j

n

d d d d j d j
j

W ( u ) w u w u ... w u w u max  (3) 

while set of limiting equations may be expressed as: 
max

11212111
min

1 ... buauauab jj  
max
22222121

min
2 ... buauauab jj  

............................................................. 
max

2211
min ... kjkjkkk buauauab  

or in matrix notation 

maxmin BAUB  (4) 

where  kjA a  (5) 

denotes rectangle matrix of dimension jk  such, that:  

 fuel formed of  jnumber component  fuelin fraction  mass )cadmium(Cd  denotes,a
 fuel formed of  jnumber component  fuelin fraction  mass (Hg)mercury   denotes,a
 fuel formed of  jnumber component  fuelin fraction  mass metalsheavy  denotes,a
 fuel formed of  jnumber component  fuelin  fraction  mass (S)sulphur   denotes,a
 fuel formed of  jnumber component  fuelin  fraction  mass (Cl)  chlorine  denotes,a

5j

4j

3j

2j

1j

kja
 

juU denotes column vector of dimension j  such, that:    (6) 

ju - denotes parts of individual fuel components number j of formed fuel com-
ponent 

)( min
min kbB denotes column vector (vector of left sides of limiting equations) of 

dimension k  such that components denote minimal contents of harmful sub-
stances: 

248228



  Numerical modeling of fuels formation processes using… 277 

 

 fuel formedin fraction  mass (Cd) cadmium minimal denotes,b
 fuel formedin fraction  mass (Hg)mercury  minimal denotes,b
 fuel formedin fraction  mass metalsheavy  minimal denotes,b

 fuel formedin fraction  mass (S)sulphur  minimal denotes,b
 fuel formedin fraction  mass (Cl) chlorine minimal denotes,b

min
5

min
4

min
3

min
2

min
1

min
kb

     (7) 

while     )( max
max kbB         (8) 

denotes column vector (vector of right sides of limiting equations) of dimension 
k  such that components denote maximum content of harmful substances. The 

meaning of individual components is like the one in )( min
min kbB . Decomposi-

tion of Eq. (4) leads to the following limiting equations: 

maxBAU        (9) 
and 

minBAU  (10) 

Substitution of auxiliary variables min  and max  gives: 

max
max

jkjk uab  and min
min
kjkj bua  (11) 

The simplex algorithm finds an optimal solution by exploring the sequence 
of points in permissible space – the n-dimensional space, which satisfy the ine-
qualities maxBAU  and minBAU . The principle of operation of the algo-
rithm is based on the observation that the solution, which maximizes the objec-
tive function )(uWd , is located at some extreme point, or at the top of the per-
missible space. In the algorithm, a sequential revision of tops which determines 
the space of permissible solutions follows, until more corrections of the objec-
tive function value is impossible.  

From the viewpoint of the solution of the linear programming problem, the 
following situation may appear: there is only one limiting solution (the objec-
tive function has the least value in one of the tops of the permissible solutions 
set), 
- there is an unlimited solution (when the objective function may have an 

arbitrarily small value, with the lack of violation of limitations), 
- there are  many solutions (there are at least two tops of the permissible so-

lutions set, in which the function has the same minimal value), 
- there is no solution, which means that the set of permissible solutions is 

empty. 
This problem may be solved in a polynomial or exponential time complexi-

ty algorithm. The fuel selection optimization program has been based on the 
Office Solver suite and is subject to further improvement. Co-operation between 
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the computational system and the executive centre, which put into practice the 
selection of chosen sources, allows us to control the quality of produced fuel in 
the conditions of applied usage. 

Optionally, you can enter additional constraints (extending the basic mod-
el), which result from the concentration limits of substances emitted during the 
combustion process derived fuel components that determine the process of their 
formation: f f dop

iC c C  
where fC de notes the parameters of the process gas (products of combustion), 

the dimension i such that:  
f

ic  - denotes the i-th parameter - the mole fraction of component i in the ex-
haust (CO2, O2, SO2, HCl, N2, H2O) 

dop
i

dop cC  - meaning as above, but for the limit values set standards 
Shares molar composition of the process gas is determined from the system 

of equations stoichiometric fuel combustion process (Section 2.2.5).  
Scalability model allows to formulate the following equations and inequali-

ties limiting the scope of the changes of decision variables optimization task 
taking into account the geometry of the combustion chamber, grate type, etc. 

2.2. Data conversion methods 
The data structure of the mathematical model of fuel formation process is 

represented by one and two dimensional matrixes, while the data conversion 
methods consists of the mass balance equations. 

Mass balance equations are formed in two options: 
- option of fuel formation by optimization of fractions of individual compo-

nents in formed fuel (after determination of optimal parts of individual 
components by modified simplex algorithm), and 

- option of fuel formation without optimization process, where parts of com-
ponents are determined on the basis of analysis of laboratory test results. 

1. Equation of elements balance (matrix notation) 

AUW , where 
n

j
jiji uaw

1
 (12) 

where 

iwW  denotes column vector of dimension i  such, that: 
cl) p,  w,n, o, h, s, (c,  i of  fractions  mass  denotesiw  

ijaA  denotes rectangle matrix of dimension jxi  such, that:  
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2. Balance equation of components which determine fuel properties (matrix 
notation): 

PUX , where 
n

j
jkjk upx

1
    (13) 

where 

kxX  denotes, column  vector  of dimension k  such, that:  
denotes part of k ingredientkx  

kjpP  denotes rectangular matrix of dimension jxk  such, that: 

3. Balance equation of morphologic parts of components (matrix notation): 

MUZ , where 
n

j
jljl umz

1
 (14) 

where 

lzZ  denotes (morphologic composition of fuel component) column vector 

of dimension l  such, that denotes part of l ingredientlz   

ljmM  denotes rectangular matrix (morphological composition of j 

fuel/fraction in formed fuel component)  of dimension jxl  such, that:   

4. Balance equation of morphologic parts of components (matrix notation): 

TUS ,  where 
n

j
jhjh uts

1
 (15) 

where 

hsS  denotes column vector of dimension h  such, that:   

denotes part of h ingredienths (ultimate analysis of heavy metals of fuel 
component ) 

hjT t  denotes rectangular matrix (ultimate composition of heavy metals of j 

fuel/fraction of fuel formed component)  of dimension h x j  such, that: 
Column vector U Eq. (6), in the equations above, denotes parts of compo-

nents (fractions) in formed fuel determined by the optimization process or taken 
from laboratory test results. 

5. Stoichiometric equations of the fuel combustion process were formed with 
the assumption that in the production of the process there is a lack of solid, liq-
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uid or gaseous combustible components (complete combustion) and there is no 
dissociation of 2CO  and OH 2  products. 

-  Balance of elements: 
:C   '''

2COC nn ,      (16) 

:S   '''
2SOS nn ,      (17) 

:2H  '''''''

2
1

222 HClOHOHzaaH nnnXnn ,   (18) 

:2O  ''''''''''''
222222 2

1
2
1

2
121,0 OHSOCOOzaaOHaO nnnnXnnnn ,  (19) 

:2N  ''''
22

79,0 NNa nnn ,    (20) 

:2Cl  ''

2
1

2 HClCl nn .     (21) 

- Molar air humidity zaX : 

)01,01,0/(01,0 ssza ppX ,     (22) 
where: 

2,10/))10ln())16,373(002,0
)/16,373ln(56,3)16,373/1000/1000(exp(()(

a

aaas

T
TTTfp , 

- Real air requirement for combustion '
an : 

)
2
1(

21,0
'''''

222 ClOHSCa nnnnnn ,  (23) 

- - Dry exhaust gas stream ''
ssn : 

''''''''''''
2222 SOOHClNCOss nnnnnn ,   (24) 

- Humid exhaust gas stream ''
swn : 

''''''
2OHsssw nnn ,    (25) 

- Molar composition of dry exhaust gas: 

2
2CO

''
CO

''
ss

n
n

, 2
2SO

''
SO
''
ss

n
n

, 2
2O

''
O
''
ss

n
n

, 2
2N

''
N
''
ss

n
n

, HCl
''
HCl
''
ss

n
n

, 

2
2H O
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''
H O

Z''
ss

n
X

n
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3. Numerical simulation and optimisation of fuel compo-
nents preparation processes (model validation) 

The calculation procedures outlined above are embodied in a Common 
Componet Architecture based model, programmed in the C++ high-level com-
ponent-oriented language [2], with a graphical Windows-based user interface 
(Fig. 3). The component oriented model has been worked out on the basis of the 
mathematical model formulated in Chapter 2. Fuel components used in the 
model are represented by special class types (Fig. 1 and 2 ) with the definition 
of fields and methods, that represents structures of data and equations formulat-
ed in the mathemetical model. 

Component-oriented model of fuel modelling process is the implementation 
presented in point. 2 mathematical model in source code form high-level lan-
guage (RAD - Rapid Application Development) C + +, Microsoft Visual Studio 
2010, using design techniques and object-oriented analysis OOA & D (Object 
Oriented Analysis and Design). This model has been defined on the basis of the 
environmental standard library environment, which means that inherits the basic 
fields and methods from parent classes.  

Topology-oriented component model fuel modelling process (Fig. 2) con-
sists of three logically related parts, representing the mapping of computational 
methods (category of object-oriented data management components - Process 
Analysis Object Model), a graphical user interface (category application com-
ponents Waste Treatment process Application Object Model) and the module 
data, representing georelational database (Process Data Module Object Model). 

In order to verify numerical model (described in the chapter) and to validate 
[9] its computer code, sample problems were simulated and the results were 
compared with the analytical solutions. 

Validation of the model wass carried out with the following assumptions: 
1. For the fuel formation process two components are used: dark coal and bio-
mass of the chemical composition given in table 1. 
2. Optimisation constraints imposed on fuel formation process are used as given 
in table 2. 

Results of laboratory tests of the formed fuel and its components as well as 
results of computer simulations are presented in table 3. Comparisons between 
simulated results and measured data are presented in Figures 4 and 5. 

As a result of computer simulations and laboratory experiments the model 
gives the results that are very close to the obtained from the real process. Calcu-
lated Root Mean Square Error (RMSE) was as follows: 
a. for mass fraction of chlorine Cl  in formed fuel: 0002273,0RMSE  

(kgCl/kg)  
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b. for mas fraction of sulphur S  in formed fuel :  0005023,0RMSE  

(kgS/kg)  

c. for Wd  of formed fuel :     23,46RMSE  (kJ/kg)  

 

Fig. 1. Class diagram TFuelFraction and TFuelFractionPF in UML notation 

Table 1. Mass composition of  components P1 and P2 

Fuel components Mass fractions in components P1 and P2  (kg i/kg) 
 c  s h  o  n  w  p  cl  

P1 (coal) 0,60350 0,00270 0,04100 0,08970 0,00010 0,07140 0,18420 0,00740 
P2 (biomass) 0,50010 0,00920 0,06760 0,21860 0,13580 0,02000 0,04710 0,00160 

Table 2. Constraints for optimization procedure 

 Mass fraction in formed fuel (kg i/kg) 
 c s h o n w  p cl  

Criterium  <0,018      <0,0025 
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Fig. 2. Components object model of the formation of fuel components from waste 

 

Fig. 3. Main form of application with lap of fuel/fraction component of formed fuel 

Application of the modified simplex algorithm for fuel formation process 
allowed the identification of the optimal mass fractions of components P1 and 
P2 in formed fuel 1U  (within the range of 0,01 - 0,24 kg i/kg) and U2 (within the 
range of: 0,76 - 0,99 kg i/kg) with the following constraints on the decision 
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variables: 1 11 1 12 2 1
min maxb a u a u b , where 12 11 , aa  are sulphur mass fraction 

in components of the formed fuel and max
2222121

min
2 buauab , where  

22 21 , aa   are chlorine mass fraction in components of the formed fuel. Symbols 
min
1b , max

1b  and min
2b , max

2b  denotes allowable values of sulphur and chlorine 

mass fractions in components of the formed fuel respectively (  ,0min
1b

s/kg kg 018,0max
1b  and ,0min

2b  cl/kg kg 0025,0max
2b . Optimum value of 

the objective function opt
dW was found within the range of 23,14 to 24,31 MJ/kg. 

The acceptable agreement between our simulation results and the measured data 
demonstrates that the model can reasonably simulate the real process of fuel 
formation.  

 

Fig. 4. Comparison between measured and simulated data of lower calorific value Wd 

 

Fig. 5. Comparison between measured and simulated chlorine  
and sulphur concentration in formed fuel 
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4. Conclusions 

The physical process of preparation of fuel mixtures requires a careful anal-
ysis of chemical and physical properties of formed fuel components and tech-
nical conditions. Rigorous requirements of the thermal decomposition process 
of substances impose many demands on fuels. First of all, fuel must have an 
optimal lower calorific value, suitable fractional and ultimate composition, suit-
able fuel properties, softening and melting point, ignition temperature, combus-
tion temperature, as well as suitable material properties (shape, porosity). The 
concept of the conversion of segregated combustible ingredients or combustible 
substances from different processes into fuel is based, in principle, on the fol-
lowing assumptions: 
- substances which are ingredients of fuels have identified chemical proper-

ties and composition, 
- combustion process of formed fuels is known.  

Owing to the complexity of the real process of fuel formation, as well as the 
relatively high cost of laboratory tests for determining the optimal composition 
of formed fuel, mathematical models were created, consisting of data structures 
which uniquely describe and identify the analyzed process, and data conversion 
methods (algorithms). The global model was decomposed into sub-models, 
corresponding to the elementary processes of forming fuel components. The 
optimization algorithm, presented here, is based on a linear programming prob-
lem taking advantage of a modified simplex method (with a polynomial work-
time) which is distinct from a classic algorithm for it allows us to consider the 
changes of decision variables of the task in permissible space, defined on the 
basis of careful analysis of technical conditions as well as ecological and eco-
nomical ones which parameters of formed fuel must satisfy in case of their use 
in thermal associated processes. The presented model is a base for object-
oriented numerical models and expert systems of assistance in decision process-
es. 

References 

[1] Cormen Thomas H., Leiserson Charles E., Rivest Ronald L., Introduction to algorithms. WNT, 
Warszawa, (1999). 

[2] Dumnicki R., Kasprzyk A., Koz owski M., Object Oriented Analysis and Design. Helion. Gliwi-
ce, (1998). 

[3] Gaska K., Wandrasz A.J. (2008): Mathematical modeling of biomass fuels formation process, 
Waste Management Volume: 28, Issue: 6, pp. 973-985 

[4] Sys o M. M.,  Discrete Optimization Methods. PWN. Warszawa, (1999). 
[5] Wandrasz J.W. Kozio  M. et al, Research on the ADAL fuel combustion process in an OR16 

boiler .Typescript. KTiUZO. Gliwice, (2004). 

257237



286 Krzysztof Gaska, Agnieszka Generowicz 

 

[6] Wandrasz J.W., et al,  A report on performed research with data handling and issuing a certifica-
tion on combustible properties of a ECOPRO biofuel substance produced in the Dobrowolscy, 
Ltd. meat-processing plant .Gliwice, (2004). 

[7] Wandrasz J.W., Wandrasz A.J.,  Formed fuels. Seidel Przywecki Publishing. Warszawa, (2006). 
[8] Siemons Roland V.,  How European waste will contribute to renewable energy. Energy Policy 30, 

471-475, (2002). 
[9] Retsgaard J.Ch., Henriksen H.J., Modeling guidelines - terminology and guiding principles. Ad-

vances in Water Resources 27, 71-82, (2004). 

258238



MODELING (CCA) OF HIGH TEMPERATURE  
INCINERATION OF MUNICIPAL WASTES 

Krzysztof Gaska1, Agnieszka Generowicz2  

1Chair of Technologies and Installations for Waste Management, Silesian University  
of Technology, ul. Konarskiego 18, 44-100 Gliwice, Poland, e-mail: krzysztof.gaska@polsl.pl 
2Institute of Water Supply and Environmental Protection, Cracow University of Technology, 

Warszawska 24,  31-155 Cracow, Poland, e-mail: agenerowicz@pk.edu.pl 

The analysis of complex real-time physical processes, thermal waste processing and deter-
mination of their optimal parameters requires a series of studies and detailed analysis of  constitu-
ents of elementary processes (degassing, gasification, combustion). The apparent simplicity of 
process implementation often determines knowledge and practical experience required in their 
application. The relationships known and used in the design usually concern a homogeneous 
substance (conventional fuels) and do not correspond to the conditions and needs of processing of 
complex substances of a different chemical composition and physic-chemical properties. Due to 
the complexity of the real process, numerical calculations were carried out to simulate the opera-
tion of a waste incineration technology. For this purpose a mathematical model was developed as 
well as its implementation in the programming code of a high-level language. In order to calibrate 
and validate the model (compliance with the real process) calculations were performed on a spe-
cially prepared set of validation data. The authors analyzed a group of processes that belong to 
one technology, looking into connections between degassing, gasification and combustion of 
carbonized substances in pure oxygen. 

1. Introduction 

Methodology of analysis of physical processes taking place in the individu-
al nodes of the actual object includes a series of costly steps (measurements of 
the installation operation parameters, laboratory tests of feed and end product 
samples). Hence the authors developed a deterministic mathematical model 
allowing for a simplified analysis of operation of physical objects. High com-
plexity of the mathematical description enables to obtain an analytical solution 
only in very specific cases: for steady state conditions, in one spatial dimension 
and assuming processes uniformity. On other hand, a numerical solution does 
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not provide a general description of the phenomenon, acting just as a certain 
image for the parameters of the actual object model. It should be noted, that the 
implementation cost of the decision support system (DSS) during the analysis of 
processes accompanying the object during implementation of various stages of 
waste conversion, is substantially low if compared to benefits of its application. 

In order to verify the model with the actual process, its verification was per-
formed on a prepared data set. It allowed to compare the model output results 
with measurements observed during the actual process. Simulations were car-
ried out using the technology described in Section 2. Then the authors discussed 
in detail the various process models, their description in the form of algebraic 
equations as well as their computer implementation in the source code of 
a high-level language Object Pascal, Delphi 5.0 environment.   

2. Proces description 

In order to simulate operation of the thermal waste processing system, the 
actual combined technological process was logical divided into four separate 
sub-processes, running in separate parts of the installation (zones): 
 Degassing process (in the reactor - degassing chamber KO) 
 Gasification process (in the central zone - reactor of char gasification RS), 
 Combustion process (in the lower zone - reactor of char combustion RD), 
 Pyrolysis process (in the upper zone - reactor of gases pyrolysis RG), 

 

Fig. 1. Layout of the high-temperature solid waste incineration process [3] 
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Fig. 1 presents a simplified layout of the combined processes of degassing, 
gasification and incineration of waste in the industrial installation, as described 
in the work [3].  

The technological process model broken down into individual functional 
components of the system (reactors) is presented in Fig. 2.  

 

Fig. 2. Flow diagram of thermal waste processing. KO – degassing chamber, RD – reactor of char 
combustion, RS – reactor of char gasification, RG – reactor of gases pyrolysis 

According to the flow diagram a degassing process is carried out in a sepa-
rate continuous - flow reactor with a diaphragm. Steam and char, as gaseous 
decomposition products, go directly to the next reactor, with three separate 
zones. The first (middle) one is a char gasification reactor. Here, the carbonized 
substance meets the products of carbon combustion in pure oxygen (only CO2 is 
assumed) taking place in a lower reactor (char combustion reactor).  Waste gas-
es from gasification along with gaseous products and steam from the degassing 
reactor, enter the last reactor. Here, pyrolysis of gases takes place and synthesis 
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gas is produced at the temperature of 16000 C. The next step is undivided cool-
ing of products from 1200 C to 9000 C. 

2.1. Model description – waste degasing - KO 
The process is most conveniently analyzed using differential modeling and 

considering: change of feed’s porosity along the path of its movement, two-
dimensional temperature field, impact of a feed velocity (vary due to a mass 
loss), size of the drying zone, degassing etc. These considerations lead to the 
balance equations describing the elements with internal mass sources. For the 
purpose of this study the process was analyzed as the one taking place in a cyl-
inder with the temperature of TSR, at an infinitely long time when the influence 
of a feed heating rate on a degassing process can be ignored. Based on data 
presented in [3] the authors developed empirical formulas for the model. The 
formulas enable to determine composition of products of a degassing process 
for a given process temperature (assuming that municipal solid waste is de-
gassed). The adopted equation results from the assumption that the increase of 
the product mass, caused by a temperature change, is proportional to a compo-
nent participation in the process: 

 

Fig. 3. Diagram of a flow-through reactor for feed degassing ( A), temperature distribution along 
its course (B) and the element of differential distribution (base for mass and energy flow balance) 
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 i
i gE

dT
dg

 (1) 

where E is a coefficient of  substance production at 1/K. For a dimensionless 
form of the equation a reduced process temperature was introduced, related to 
Tn = 273,15 K. Integration of equation (1) gives an exponential equation, which 
form was considered when choosing the empirical equation describing produc-
tion of the substance. The following summarizes equations describing the pro-
duction of char, tar (condensate) and gas: 
 gkarb  = 1,0991 exp( - 0,399 T/Tn) kg i/kg of (2) 

 gkond = 0,2372 exp( 0,1744  T/Tn) kg i/kg of waste (3) 

 ggazu = 0,0403 exp( 0,4280  T/Tn) kg i /kg of waste (4) 

The formulas approximate with sufficient accuracy the results of the exper-
iment. The following equations approximating the results related to the amount 
of particular components of gas are as follows: 

 Hydrogen H2  y ( H2)  = 0,0033 exp( 1,0857 T/Tn)  m3
n/m3

n (5) 

 Methane CH4  y( CH4)  = 0,1902 exp(- 0,1053 T/Tn) m3
n/m3

n (6) 

 CO                      y(CO) = 0,2821 exp(0,0457 T/Tn) (7) 

 CO2                   y(CO2) = 2,1688 exp(-0,5732 T/Tn) (8) 

 C2H4                y(C2H4)  = 0,0029 exp(0,3852 T/Tn) (9) 

 C2H6                y(C2H6)  = 0,3572 exp(-0,8452 T/Tn) (10) 

Compatibility of approximation equations was shown in Fig. 4.  

 

Fig. 4. Equations approximating the results of the experiments, according to [1] 
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Analyzing the process at a given temperature in the reactor, based on the el-
ements mass balance and given approximation equations, the amount of gas and 
its composition as well as the amount of char and condensate can be deter-
mined. According to the literature, the composition of char takes into account 
the amount of coal, related volatile fraction and ash. A simplified analysis ig-
nores the volatile content. The remaining part includes: mineral fraction, metals 
and glass. 

2.2. Model of solid waste gasification - RS 
Solid products of a degassing process pass to the gasification chamber. 

Here, char and gaseous products of combustion move in a countercurrent flow 
from the lower chamber where combustion in pure oxygen takes place. For 
simplicity, the authors assumed that there are no other exhaust gas components 
except CO2; this way the process can be described by a single reaction, called 
Boudouard reaction: 
 C + CO2  2 CO (11) 

where an equilibrium constant is 

 
2

2
CO

p
CO

pK
P

 (12) 

The amount of reactive CO2 is determined by iteration, assuming that in the 
first iteration due to the lack of information on the CO2 stream reaction (12) 
does not occur and the entire quantity of the carbon from degassing process is 
burned in oxygen. Then, a stream of CO2 formed at the bottom of the combus-
tion chamber reacts with C reducing the amount of carbon in the stream passing 
to a combustion zone; this way the amount of  CO2 can be corrected during next 
iteration. The energy driving this endothermic process is carried by exhaust 
gases at temperature of 2000 C, which was set by the process assumptions. The 
final temperature of gas from gasification results from the energy balance in the 
chamber. 

2.3. Model of char combustion - RD 
Energy for the endothermic process is produced from combustion of gasifi-

cation residues in the reactor. Combustion is carried out in pure oxygen. Ac-
cording to the assumptions,  the gas flow temperature at the reactor exit should 
be approximately 20000 C. The chemical reactions become simplified to car-
bon combustion in pure oxygen. Possible production of metal oxides and their 
vapors as well as  other products is ignored due to required high temperature. 
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Melted solids are discharged from the reactor chamber to a separa-
tion/granulation system. 

2.4. Model of gas pyrolysis - RG 
Finally, gaseous products of degassing in contact with the products of the 

gasification zone (temperature of 16000C obtained as a result of calculations in 
the previous zone) undergo pyrolytic reduction to CO and H2 in the upper reac-
tor zone (pyrolysis chamber). The following reactions may take place in the 
zone: 
CO2 = C + O2 , 
C+ H2O = CO + H2 , 
CO2 + H2 = CO + H2O, 
CH4 + H2O =CO + 3H2 , 
C2H4 + 2H2O = 2CO + 4H2  and others 

To simplify calculations, it is assumed that CO and H2 are the only reaction 
products, called a synthesis gas, as assumed by designers. Physical energy of 
this gas is not the issue, because from the reactor it comes directly to the heat 
exchanger without diaphragm and is cooled to 90 C. This energy is lost to the 
environment. 

3. Mathemetical model of thermal waste processing 

The mathematical model of degassing, gasification and combustion of 
waste was logically decomposed into sub-models, representing the individual 
sub-processes (degassing, gasification and combustion of carbonized substanc-
es) running in a real incineration installation. Each process is identified by the 
separate logical elements i.e. the degassing chamber and the lower, central and 
upper reactors; their mathematical description consists of a set of data (parame-
ters) clearly identifying the process and methods (algorithms) for data pro-
cessing. Individual sub-models (numerically implemented as separate classes 
defined in the program modules) are described in the following sections, defin-
ing the set of methods performing elementary operations on the data sets:  
1. Section of definitions of waste degassing process model (definition of pro-

cess variables, definitions of mass transfer algebraic equations, stoichio-
metric equations and energy balance equations for the steady state) 
DEGASSING CHAMBER, 

2. Section of definition of incineration model; carbonized substance is incin-
erated in pure oxygen atmosphere (model description - see unit 1) – LOW-
ER REACTOR, 
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3. Section of definition of gasification model; carbonized substance  is gasi-
fied in atmosphere of gaseous incineration products from the lower reactor 
(model description  –  see units 1 and 2) – CENTRAL REACTOR, 

4. Section of definition of a pyrolysis model for reducing gases from the cen-
tral reactor and the degassing chamber ( model description– as in units 1, 2, 
3) – UPPER REACTOR . 

Due to complexity of the actual process of high - temperature fuel combus-
tion, a number of assumptions was made, which allow to precisely define the 
model and ignore details of no significance for simulation calculations (e.g, an 
assumption that the model parameters are subject to additivity). 

3.1. Data structures for specific process models 
Set of general data 

1. Ultimate analysis – mass fraction [kg i/ kg fuel]: carbon (c) - c , sulphur (s) - 
s , hydrogen (h) - w , oxygen (o) - o , nitrogen (n) - n , humidity (w) - w , 
ash (p) - p , chlorine (cl) - cl , 

2. Air parameters: 
- temperature Tot [K], 
- air humidity  - ot [%], 
- actual air flow rate  - n [kmol/s], 
- air excess ratio -  
3.  Combustion paramaters:  
- Combustion temperature - spT  [K], 

- Calorimetric temperature -  kalT  [K], 

- Adiabatic temperature  -  adT  [K], 

- Calorific value - dW [kJ/kg], 

- Minimal air demand for combustion - minan  [kmol/kg], 

- Actual air demand for combustion - an  [kmol/kg], 

- Theoretical percent of 2 2CO +SO  in dry exhaust gases - maxk  [%], 

- Heat losses to atmosphere - otQ  [kJ/kg], 
- Combustion heat  – gW [kJ/kg], 
- Flash-point gT [K], 
- Waste flow - jG [kg/h] 
4.Combustion Products  : 
 ______________  

 concerns complete combustion 
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- Molar composition of dry flue gases -  [kmol i/kmol of dry gases]:  

2CO , 2O , 2SO , HCl , 2N , 2zspalX H O  , 
- Molar composition of wet flue gases - [kmol i/kmol of wet gases]: 

2CO , 2O , 2SO , HCl , 2N , 2H O , 

- Flow of dry flue gases - "
ssn  [kmol ss/kg], 

- Flow of wet flue gases - "
swn  [kmol sw/kg] 

 
I.  Model definition – degassing of waste – DEGASSING CHAMBER (model 

parameters – set of variables) 
KO

in '  [kmol i/kg]  - unit amount of  i-compound ( },,,,,{ 2222 HClNOSCi in  
substrates, 

KO
in"  [kmol i/kg]  - unit amount of  i-compound of  flue gases 

},,,,,,,,{ 2242222 OHHHClCHSONOCOCOi  in  products 
KO

PODPI  - chemical enthalpy of waste [kJ/kg], 
KO

POWI - physical enthalpy of air transported with waste [kJ/kg], 
KO

DI  - energy supplied to a degassing chamber from external heat 
sources[kJ/kg], 

QOT

KO

 - heat losses to the environment [kJ/kg], 
KO

SPI  - enthalpy of a gas product stream from a degassing chamber [kJ/kg], 

1

KO

stI , 2

KO

stI  - enthalpy of a solid product stream [kJ/kg], 
 
II. Model definition – combustion of carbonated substrate in pure oxygen – 

LOWER REACTOR (model parameters – set of variables) 
RD

in"  i/kg] [kmol  - unit amount of  i-compound ( },,{ 22 OCOCOi  ) in substrates 
and products  

I tlen

RD

 - physical enthalpy of an oxygen entering a lower reactor [kJ/kg], 

I P

RS

 - physical enthalpy of a solid product stream coming from a central reactor 
to  a lower reactor [kJ/kg], 

I SP

RD

 - physical and chemical enthalpy of a flue gas stream coming from a lower 
reactor [kJ/kg], 
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I P

RD

 -  physical enthalpy of a product stream [kJ/kg],] 

QOT

RD

 - heat losses to the environment [kJ/kg]. 
 
III. Model definition – gasification of carbonated substance in atmosphere of 

flue gas from a lower reactor – CENTRAL REACTOR (model parameters 
– set of variables) 

RS
in "  i/kg] [kmol  - unit amount of  i-compound ( )}(,,{ 2 charCCOCOi  )in 

substrates  and products  

I st

KO

1  - enthalpy of a solid product stream [kJ/kg], 

I SP

RD

 - physical and chemical enthalpy of a flue gas stream coming from a lower 
reactor [kJ/kg], 

I P

RS

 - enthalpy of a solid product stream [kJ/kg], 

I SP

RS

 - physical and chemical enthalpy of a flue gas stream coming from a cen-
tral reactor [kJ/kg], 

QOT

RS

 - heat losses to the environment [kJ/kg] 
 
IV. Model definition – Pyrolysis of reaction gases from a central reactor and 

a degasing chamber  – UPPER REACTOR (model parameters – set of 
variables)) 

RG
in"  i/kg] [kmol  - unit amount of i-compound  

( },,,,,{ 2222 nm HCHNOCOCOi ) in substrates  and products  
KO

SPI  - enthalpy of a gas stream coming from a degassing chamber [kJ/kg], 
RS

SPI  - - physical and chemical enthalpy of a flue  gas stream coming from a cen-
tral reactor [kJ/kg], 

RG

OTQ  - heat losses to the environment [kJ/kg], 
RG

SPI  - - physical and chemical enthalpy of a  gas stream coming from an upper 
reactor [kJ/kg], 
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3.2. Mathematical representation of the model 
general data structures  

One-and two-dimensional matrixes were used to present the data set (struc-
tures of data) of the mathematical model. Matrix’s have elements of real num-
bers field as well as basic types of integer and real variables. 

 
MATRIX REPRESENTATION OF THE DATA SET OF THE PROCESS 

MODEL  
Such as: 
- chemical composition (in grams) of fuel compounds/fractions – rectangular 
matrix fA    

 f
im

f aA = 

f
im

f
i

f
m

f

f
m

ff

aa

aa
aaa

..
....

..

.

1

221

11211

     of dimension i x m  (13) 

 
-air parameters -  rectangular matrix  fP  

 f
im

f pP = 

f
im

f
i

f
m

f

f
m

ff

pp

pp
ppp

..
....

..

.

1

221

11211

   of dimension i x m  (14) 

such as: 
processn calculatiomin  ),n,,(Tparameter  i p aotot

f
im  

- combustion parameters -  rectangular matrix  fF    

 f
im

f fF = 

f
im

f
i

f
m

f

f
m

ff

ff

ff
fff

..
....

..

.

1

221

11211

  of  dimension i x m   (15)  

such as:  

processn calculatiom

in   )k,n,n,W,T,T,(T parameter  i f maxaamindadkalsp
f
im  

- parameters of process products -  rectangular matrix  fC  

processn calculatiomin  cl)p,w,n,o,h,s,(c, gramsin  compound-iaf
im
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 f
im

f cC = 

f
im

f
i

f
m

f

f
m

ff

cc

cc
ccc

..
....

..

.

1

221

11211

    of dimension i x m  (16) 

such as: 

procesn calculatiom
.in  )n,nO,H,NHCl,,SO,O,(COparameter  i "

sw
"
ss22222

f
imc  

3.3. Methods of data structures processing – general relations 
Algorithms of processing of data structures of sub-processes models were 

divided into two groups of methods: (within particular reactor models): 
1. Group I – definition of mass balance equations 
2. Group II – definition of energy balance equations 

 
General model relations  

A) Molar degree of air humidity zaX : 

 0 01 0 1 0 01za s sX p , / ( , , p )  (17) 

where  

  
1000 1000 373 16

3 56 373 16 0 002 373 16 10 10 2
s pow pow

pow pow

p f (T ) exp(( ( / T / , )
, ln( , / T ) , ( , T ))ln( )) / ,

 (18) 

B) Actual air stream '
an : 

 )
2
1(

21,0
'''''

222 ClOHSCa nnnnnn  (19) 

C) Combustion temperature spT : 

273 0 01' '' ' ''
sp d a pow pow ss Cp ot d a pow pow ss CpT (W n M i n M , q (W n M i )) / ( n M )  (20) 

where: 
CpM molar specific heat capacity, expressed as: 

 )(][ 32

1
spspsp

n

i
C DiTCiTBiTAiiM

p
 (21) 
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(i=1..n, i – amount of compounds in dry flue gases) 

 wohscWd 2500)
8

(1214001050033900  (22) 

49,2424,2547275)88,11987(622,0005,1 zaotzaotpow XTXTi  (23) 

D) Colorimetric temperature of combustion kalT : 

 )/()(273 '''''
CpssCpsspowpowadkal MnMniMnWT  (24) 

I. Model of waste degassing – DEGASING CHAMBER (KO) 

 

Fig. 5. Simplified flow scheme of the reactor – waste degasing chamber 

Mass balance equations (stoichiometric equation) 
Stoichiometric equations of a degassing process were developed assuming 

that the process products are both solid and gaseous.  
2 4 2 6 4 2 2 2 2 2 2C H , C H , CH , CO, CO ,H , H O, O , N ,SO , HCl  (Fig. 5) 

A) Balance of elements: 

 C : """""'''

1622242
22

stCHCHCCHCOCOC nnnnnnn  (25) 

 :S '''
2SOS nn , (26) 

 :2H """"''''''

246242222
232

2
1

HCHHCHCHClOHOHH nnnnnnnn , (27) 

 :2O "''''''''''

2
1

2
1

2
1

222222 COOHSOCOOOHO nnnnnnn  (28) 

 2N :
2 2

0 79 ' ' ''
a N N, n n n  (29) 

 :2Cl ''

2
1

2 HClCl nn  (30) 
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B) Dry flue gas ''
ssn : 

 """"''''''''''''
622242222 HCHCCHCOSOOHClNCOss nnnnnnnnnn  (31) 

C)Wet flue gas ''
swn : 

 
2

'' '' ''
sw ss H On n n  (32) 

D) Molar composition of dry flue gas : 

''

''

ss

i

n
n

i
 

Energy balance equation 

 
KO

PODPI +
KO

POWI +
KO

DI = QOT

KO

+
KO

SPI + 2

KO

stI  (33) 

I PODP

KO

 - chemical enthalpy of solid waste [kJ/kg], 

I POW

KO

- physical enthalpy of air transported with waste [kJ/kg], 

I D

KO

 - energy supplied to a degasing chamber from external heat sources[kJ/kg], 

QOT

KO

 - heat losses to the environment [kJ/kg], 

I SP

KO

 -enthalpy of gas products coming from a degasing chamber [kJ/kg], 

I st

KO

1 , I st

KO

2  - enthalpy of a solid products [kJ/kg], 
 

II. Model of char gasification – CENTRAL REACTOR (RS) 

 

Fig. 6. Simplified flow chart of a central reactor (char gasification) 
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Mass balance equations (stoichiometric equation) 
Stoichiometric equations were developed assuming that the process products 

are both solid and gaseous 2CO CO,  (Fig.6) 
A) Balance of elements: 
 :C RS

CO
RS

CO
RS

C
RD

CO
RD

CO
KO

CSt nnnnnn
st

""""'""

2121
 (34) 

 :2O RS
CO

RS
CO

RD
CO

RD
CO nnnn """'"

22 2
1

2
1  (35) 

B) Dry flue gas ''
ssn : 

 
2

'' RS '' RS " RS
ss CO COn n n  (36) 

C) Molar composition of dry flue gas : 

RS
ss

RS
i

n
ni ''

''

 

Energy balance equation 

 1

KO

stI +
RD

SPI =
RS

PI +
RS

SPI +
RS

OTQ  (37) 
where: 

KO

stI 1  - enthalpy of solid products [kJ/kg], 
RD

SPI  - physical and chemical enthalpy of a flue  gas stream coming from a lower 
reactor [kJ/kg], 

RS

PI  - enthalpy of solid products [kJ/kg], 
RS

SPI  - physical and chemical enthalpy of a flue  gas stream coming from a central 
reactor [ [kJ/kg], 

RS

OTQ  - heat losses to the environment [kJ/kg]. 
 
III. Model of char combustion – LOWER REACTOR (RD) 

 

Fig. 7. Simplified flow chart of a lower reactor (char combustion) 
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Mass balance equations (stoichiometric equation) 
 

Stoichiometric equations were developed assuming that the process prod-
ucts are both solid and gaseous 2CO, CO (Fig.7) 
A) Balance of elements: 

 C :
1 2 1 2st st st

" RS " KO " RD " RD " RD
C C C CO COn n n n n  (38) 

 :2O
RD

CO
RD

CO
RD

O nnn ""'"

22 2
1

 (39) 

B) Dry flue gas ''
ssn : 

 
2

'' RD '' RD " RD
ss CO COn n n  (40) 

C) Molar composition of dry flue gas: 

RD
ss

RD
i

n
n

i
''

''

 

Energy balance equation 

 2

KO

stI +
RD

tlenI +
RS

PI =
RD

SPI +
RD

PI +
RD

OTQ  (41) 

RD

tlenI -physical enthalpy of an oxygen stream coming to the lower reactor [kJ/kg], 
RS

PI -physical enthalpy of a solid products coming from a central reactor [kJ/kg], 
RD

SPI -physical and chemical enthalpy of flue gas coming from a lower reactor 
[kJ/kg], 

RD

PI -physical enthalpy of a solid products coming from a lower rector [kJ/kg],] 
RD

OTQ -heat losses to the environment [kJ/kg]. 
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IV. Model of flue gases pyrolysis – UPPER RECTOR (RG) 

 

Fig. 8. Simplified flow chart of an upper reactor (gas pyrolysis) 

 
Mass balance equations (stoichiometric equation) 

 
Stoichiometric equations were developed assuming that the process gener-

ates only gaseous products. OHCOH 222 ,, CO,  (rys.8) 
A) Balance of elements: 

 :C
2 4 2 2 2 6 2

2 2'' KO " KO " KO " KO " KO '' RG " RG
CO CO CH C H C H CO COn n n n n n n  (42) 

 :2H
2 2 4 2 6 4 2 2 2

1 2 3 2
2

'' KO '' KO " KO " KO " KO " KO '' RG " RG
H O HCl C H C H CH H H O Hn n n n n n n n  (43) 

 :2O
2 2 2 2 2 2

1 1 1 1
2 2 2 2

'' KO '' KO '' KO '' KO " KO '' RG '' RG " RG
O CO SO H O CO CO H O COn n n n n n n n (44) 

B) Dry flue gas ''
ssn : 

 
2 2

'' RG '' RG " RG " RG
ss CO CO Hn n n n  (45) 

C) Wet flue gas ''
swn : 

 
2

'' RG '' RG '' RG
sw ss H On n n  (46) 

D) Molar composition of dry flue gas: 
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'' RG
i
'' RG
ss

ni
n

 

Energy balance equation 

 
KO

SPI +
RS

SPI =
RG

OTQ +
RG

SPI  (47) 

where: 
KO

SPI  - enthalpy of a gas stream coming from a degasing chamber [kJ/kg], 
RS

SPI  - physical and chemical enthalpy of flue gas coming from a central reactor 
[kJ/kg], 

RG

OTQ  heat losses to the environment [kJ/kg], 
RG

SPI  - physical and chemical enthalpy of a gas coming from an upper reactor 
[kJ/kg]. 

4. Component Oriented Model 

The model of associated processes i.e. degasing, gasification and combus-
tion of solid waste is an object-oriented and reactive (event driven) model. It is 
the implementation of a mathematical model in a source code of a high-level 
language (RAD) environment, using design techniques and Component-
oriented analysis CCA (Common Component Architecture). Open architecture 
of the model allows to modify a source code of the methods defined in the class 
types, representing different sub-models of a decomposed global task. 

The decomposed global model consists of the so-called sub-models, per-
forming partial tasks of real process simulation:  
1. Sub-model of degasing of solid waste , represented by a class type TKO, 
2. Sub-model of char degasing, represented by a class type  TRS, 
3. Sub-model of char combustion in pure oxygen, represented by a class type 

TRD, 
4. Sub-model of gas pyrolysis, represented by a class type  TRG 

Topology of an object model with defined data structures and different clas-
ses is shown in Figure 9. It should be noted that in a defined library of classes, 
the parent class is the type TObject, with basic definitions of fields, properties, 
and methods of environmental Object Pascal (Delphi). The core of the object 
model are four classes: TKO (simulation of degassing), TRS (degassing process 
simulation), TRD (combustion of carbonized substances) and TRG (simulation 
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of gases pyrolysis). A detailed description of the class library is presented in 
unit 4.1. 

 

Fig. 9. Diagram of classes of an object-oriented model 

 

Fig. 16. The main application form 

5. Model validation and verification 

The strategy of testing of the object-oriented model of the actual process is 
to develop models of test methods, which help to eliminate errors in the applica-
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tion source code. Therefore, decomposition of class model into so-called sub-
systems containing sets (clusters) of related classes was performed. The testing 
process was carried out within individual classes and methods. 

The model validation, that allows for unambiguous assessment of the model 
conformity with the real process, was carried out on a specially prepared set of 
validation data and used the developed model of applications (Fig. 16). 

Table 1 shows the waste parameters while examining variability of calorific 
value in the range of 11 - 31 MJ/kg. Fig .1 shows process diagram and the basic 
operation parameters. 

The gas produced as the energetic effect of the process was characterized in 
Table 2. This table provides the energy output/input ratio as an indicator of the 
process efficiency.The implementation of thermal waste processing, apart from 
their disposal and substrate recovery, should assure positive environmental 
(high temperature and fast reaction freezing) and energy effects. Simulation of 
operation of selected objects led to the conclusion that the same environmental 
effects (as in the installation, see Fig.1.) could be obtained using a high-
temperature technologies with lower energy costs. Table 1 illustrates the ratio of 
the energy input to the chemical enthalpy of the waste feed.  

Table 1. Elemental composition of waste, their calorific value  
and energy demand from other sources.  

Elements i kg/ kg solid waste Wd Qdod 

c s h o n w p cl kJ/kg kJ/kg 

0,2313 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0,3827 0,1836 0,0057 11058,36 42476,3 
0,3313 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0,2827 0,1836 0,0057 14698,36 41435,5 
0,4313 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0,1827 0,1836 0,0057 18338,36 40660,8 
0,5313 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0,0827 0,1836 0,0057 21978,36 40048,0 
0,614 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0 0,1836 0,0057 24988,64 39624,7 
0,714 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0 0,0836 0,0057 28378,64 39213,9 
0,7976 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0 0 0,0057 31212,68 38912,0 
0,8033 0,0037 0,0483 0,1139 0,0308 0 0 0 31405,91 38892,6 

The lowest demand for additional energy occurs in the case of high-caloric 
waste with high carbon content; this way the combustion process meets the 
process parameters required for the entire system. The thermal efficiency of the 
process is expressed by the energy output/input ratio:  

 
dododpd

gdg
t QW

Wn

,

,  (48) 
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The efficiency remains in the range of 0.017 - 0.048, which shows a very 
low thermodynamic efficiency of the process. It should be noted that, a denomi-
nator in relationship (19) does not take into account the energy required to pro-
duce an oxygen stream for the combustion. In this case, the thermal efficiency 
given in Table 2 would be even lower. 

Table 2. Amount and composition of synthetized gas 

Components of process gas (moles) 
Thermal 
process 

efficiency 

 

L.p. 

ng 

kmol/kg 
waste 

CO 

kmol/kmol of 
process gas 

H2 

kmol/kmol of 
process gas 

CO2 

kmol/kmol of 
process gas 

MWd g 

kJ/kmol of 
process gas 

1. 0,0041 0,3201 0,3900 0,1744 226648,2930 0,017 
2. 0,0054 0,3255 0,3261 0,1917 228213,4047 0,022 
3. 0,0071 0,3310 0,2621 0,2152 230657,2353 0,028 
4. 0,0080 0,3335 0,2191 0,2365 233136,5865 0,030 
5. 0,0091 0,3366 0,1761 0,2654 236824,3218 0,033 
6. 0,0102 0,3391 0,1472 0,2917 240443,9162 0,036 
7. 0,0116 0,3423 0,0989 0,3599 250781,2342 0,041 
8. 0,0128 0,3449 0,0665 0,4440 265047,8312 0,048 

6. Conclusions 

The physical process of thermal solid waste treatment requires a careful 
analysis of process parameters, physic-chemical composition of waste as well as 
all types of by-products. Stringent requirements imposed on the process of 
thermal waste decomposition in boilers enforce a number of technological re-
quirements. 

Due to complexity of the actual waste incineration process and relatively 
large costs of laboratory tests, performed to determine the optimum operating 
parameters and their analysis for the real unit, a mathematical model was devel-
oped. The model has a form of data structures, clearly describing and identify-
ing the processes, and methods (algorithms) used for data processing. A global 
model was logically decomposed into four sub-models corresponding to degas-
sing, gasification and combustion of waste in separate functional parts of the 
analyzed technology. The mathematical model may serve as the basis for ob-
ject-oriented numerical models and decision support expert systems. 
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To implement the process mathematical model a high-level language 
(RAD) is used; the language is characterized by the following properties: 
1. system is modeled and built as a model with inter-object communication. 

The objects are program implemented with special software object types, 
which definition includes both the data and methods that allow for imple-
mentation (based on a preset algorithms) of many complex operations. 

2. division of the program into objects makes it easy to analyze; though still  
the object’s "inside" is an imperative classical model but "from the outside" 
objects can be manipulated in such a way that a program structure becomes 
similar to a functional program. 

3. through the use of dynamic properties of object-oriented structures such as 
polymorphism, encapsulation and implementation of methods in an object 
structure the design takes on the declarative characteristics. 

4. use of objects as elements of the system model enables its easy modification 
- change of data (fields) are mostly local within a class of objects, 

5. inheritance of fields and methods makes possible “class specialization”, i.e. 
declaration of new properties in the child objects. 
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WYTRZYMA O CIOWEJ PO CZENIA 
KRZY OWEGO INSTALACJI KOT A 

ENERGETYCZNEGO 

ukasz Go acki, Artur Górski 

Wydzia  Mechaniczny, Politechnika Wroc awska, Wybrze e Wyspia skiego 27, 50-370 Wroc aw 

W rozdziale przeprowadzono problematyk  wymiarowania i oceny stanu wyt enia po cze-
nia krzy owego w ruroci gach instalacji energetycznych. Przeprowadzono identyfikacj  wp ywu 
parametrów geometrycznych po czenia na stan odkszta cenia i wyt enia zarówno materia u 
rodzimego g ównych elementów po czenia jak równie  spoin ze stref  wp ywu ciep a w miej-
scach czenia rur grubo ciennych. Parametryczny model obliczeniowy i symulacje komputerowe 
wykonano za pomoc  narz dzi CAD w tym metody elementów sko czonych. Wnioski ko cowe 
z pracy badawczej pozwalaj  dokona  trafnego wyboru przy doborze odpowiednich parametrów 
geometrycznych po czenia krzy owego dla zadanych warunków eksploatacyjnych. 

1. Wst p

Analizowany problem dotyczy w ogólnym zarysie poprawnej definicji pa-
rametrów geometrycznych po czenia dwóch grubo ciennych rur w uk adzie 
krzy owym z pomini ciem zastosowania elementów po rednich typu trójniki. 
Elementy takie wyst puj  w instalacji ruroci gów obiegu g ównego wody kot a 
wodnorurowego-parowego którego wizualizacja i schemat przedstawiono na 
rysunku 1.  

Rura opadowa b d ca jednym z elementów po czenia prowadzi wod  do 
komór dolnych, sk d medium trafia do ekranów. Element ten charakteryzuj  
du a masa oraz spore gabaryty, st d te  zosta  on podparty na stopie. Komora 
dolna znajduje si  bezpo rednio pod ekranem, którego wielko  i po o enie 
determinuje konstrukcja ca ego kot a. Dodatkowo poszczególne elementy kot a 
równie  musz  zosta  podparte. Wykonanie tego zadanie stwarza powa ne pro-
blemy, w momencie gdy rura ekranu dolnego jest wprowadzono osiowo syme-
trycznie w rur  opadow . St d nale y j  odsun  o mimo ród, aby umo liwi  
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atwy monta  podparcia konstrukcji. W wyniki tego w instalacji ci nieniowej 
kot a wprowadzono dodatkowe kolanko, które wraz z rur  opadow  tworzy 
swoisty trójnik. G ówne zalety zastosowania takiego rozwi zania to znaczne 
uproszczenie konstrukcji kot a, co w znacznym stopniu u atwia monta . Po 
drugie wymagana warto  mimo rodu mo e zosta  otrzymana bez konieczno ci 
wprowadza dodatkowych elementów w uk adzie. Nale y równie  zaznaczy , i  
przej cie medium bezpo rednio z rury opadowej do komory dolnej ekranu kot a 
odbywa si  przy sumarycznie mniejszych stratach miejscowych. Pomimo to, 
implementacja po czenia krzy owego do konstrukcji kot a wymaga przeanali-
zowania kilku istotnych kwestii. Jest to mi dzy innymi konieczno  zapewnie-
nia odpowiedniej cyrkulacji medium w instalacji ruroci gów. W tym te  celu 
konieczna staje si  dog bna analiza stanu wyt enia tak obci onego w z a 
konstrukcyjnego zarówno cieplnie jak i strukturalnie [1,4,7]. 

 

Rys. 1. Schemat i zastosowanie po czenia krzy owego 

2. Analiza wielko ci prze witu pomi dzy rurami 

Wielko  przelotu pomi dzy czonymi rurami w projektowanym po cze-
niu nie mo e by  przypadkowa. Zgodnie z zasadami wynikaj cymi z mechaniki 
p ynów, nie wolno doprowadzi  do powstania  przew enia w miejscu czenia 
rur. Prawid owy przep yw p ynu zapewni  mo e jedynie przelot, którego po-
wierzchnia zawiera si  pomi dzy warto ciami pól przekroju rur czonych. 
Analizowane po czenie krzy owe sk ada o si  z rury opadowej o rednicy ze-
wn trznej równej Ø273 mm oraz komory dolnej ekranu o rednicy zewn trznej 
Ø219 mm. Analiza wielko ci prze witu wykonana zostanie wzgl dem szeregu 
parametrów geometrycznych: grubo ci cianki rur, warto ci mimo rodu oraz 
wielko ci zaokr glenia kraw dzi wewn trznych. Proces wyselekcjonowania 
odpowiednich warto ci grubo ci cianki przedstawiono na rysunku 2. 
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Rys. 2. Model po czenia krzy owego rur Ø273 mm i Ø219 mm dla grubo ci cianek rur 
, warto ci mimo rodu  oraz d ugo ci rur  

Przedstawione na wykresie przebiegi maksymalnych napr e  zredukowa-
nych analizowanych rur przy za o eniu zmienno ci grubo ci ciany rur zosta y 
wyznaczone na drodze oblicze  analitycznych. Na ich podstawie wynika fakt, i  
dla mniejszej rury (Ø219 mm) minimalna grubo  cianki powinna wynosi  
21,9 mm. Do dalszych prac pomimo tych wyników analizie poddano wielko ci 
w zakresie . Na rysunku 2 przedstawiono równie  model 
geometryczny po czenia krzy owego rur Ø273 mm i Ø219 mm o d ugo ciach 
równych  oraz warto ci mimo rodu . Masa tego po -
czenia (dla g sto ci równej ) w zale no ci od grubo ci cianki 
rur wykazuje zale no  liniow .  

 Na podstawie tych pocz tkowych oblicze  oraz bior c pod uwag  g ówny 
cel dzia a  obliczeniowych wytypowano kilka wariantów geometrycznych po-

czenia krzy owego do pó niejszych symulacji komputerowych. Zgodnie 
z przedstawionym schematycznie na rysunku 3 zakresem mimo rodu analizo-
wanego po czenia, w tabeli 1 zawarto poszczególne warianty geometryczne 
przyj te do oblicze  numerycznych. 

Najmniejsza rozpatrywana warto  mimo rodu  odnosi si  do sytuacji, gdy 
po owa rury o mniejszej rednicy (Ø219 mm) zawiera si  w drugiej rurze (Ø273 
mm a  maksymalna warto  mimo rodu  dotyczy przypadku, gdy powierzch-
nie zewn trzne obu rur cz  si  zewn trznie w jednym punkcie. Aby wykona  
optymaln  liczb  symulacji komputerowych wielko ci prze witu  przeprowa-
dzono dla 6 ró nych warto ci  (Tab. 1.) [6,8] 
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Rys. 3. Skrajne przypadki ich wzajemnego po o enia: (a) gdy po owa rury mniejszej zawiera si  
w wi kszej rurze, (b) powierzchnie wewn trzne obu rur cz  si  zewn trznie w jednym punkcie 

Tabela 1. Warto ci mimo rodu  przyj te do analizy pola przelotu w po czeniu krzy owym 

Grubo  ciany 
[mm] Warto  mimo rodu  [mm] 

Warto ci graniczne 
[mm] 

25 111.5 120 135 150 165 195 196 
30 106.5 120 135 150 165 185 186 
35 101.5 120 135 150 165 175 176 

Na tej podstawie bazuj c na modelu geometrycznym wyznaczono warto ci 
powierzchni prze witu otrzymane dla po czenia krzy owego rur o grubo ci 

, które zestawiono w tabeli 2. Dopuszczalne granice okre lone zo-
sta y poprzez warto ci powierzchni przekroju wewn trznego sk adowych rur. 
Wynosz  one 39057.07 mm2 (Ø273 mm) oraz 22431.76 mm2 (Ø219 mm).  

W celu wyra niejszej wizualizacji zakresu prze witu, wyniki oblicze  
przedstawiono na rysunku 4. Fioletowa linia oznacza doln  granic , okre lon  
przez warto  powierzchni wewn trznego pola przekroju rury Ø219 mm o gru-
bo ci cianki równej 25 mm. Analogicznie br zow  lini  oznaczono górn  gra-
nic  dopuszczalnego przelotu (pole przekroju rury Ø273 mm). Aby lepiej 
przedstawi  otrzymane rezultaty, aproksymowano je w postaci mapy konturo-
wej. Pomimo niewielkiej liczby analizowanych przypadków (30) mo na odczy-
ta  dwie g ówne tendencje. Po pierwsze, zwi kszanie warto ci mimo rodu 

 zmniejsza powierzchni  przelotu. Wyj tkiem od tej zasady jest po czenie 
krzy owe o du ym promieniu zaokr glenia wewn trznej kraw dzi (

), dla którego w pewnym obszarze wielko  mimo rodu nie zmienia 
znacznie powierzchni przelotu. Druga wyra na tendencja rysuje si  wraz ze 
wzrostem zaokr glania kraw dzi wewn trznej po czenia. Wi ksza warto  
promienia wewn trznego  zwi ksza pole przelotu. 

Podobne obliczenia wielko ci prze witu przeprowadzono dla pozosta ych 
grubo ci cianek po czenia krzy owego. 
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Tabela 2. Warto ci powierzchni przelotu [mm2] w po czeniu krzy owym rur Ø273 mm oraz 
Ø219 mm o grubo ciach cianki  

Mimo ród e 
[mm] 

Promie  wewn trzny Rw [mm] 
0 10 20 30 40 

111.5 33599.516 37852.308 41075.908 43724.756 46096.852 
120 31948.84 37041.028 40806.604 43767.012 46289.36 
135 28032.152 33636.384 39264.352 41919.3 46504.708 
150 22892.712 28998.3 34958.716 40946.2 46603.072 
165 16583.292 23354.86 29717.792 35976.472 42274.952 
195 87.692 9558.508 16961.456 23857.992 30577.708 
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Rys. 4. Warto ci powierzchni przelotu [mm2] w po czeniu krzy owym  rur Ø273 mm  
oraz Ø219 mm o grubo ciach cianki  przedstawione (a) na wykresie XY 

oraz (b) aproksymowane na mapie konturowej 

3. Definicja parametrycznego modelu 
dyskretnego po czenia w systemie CAD 

Ze wzgl du na za o on  zgodno  parametrów materia owych w po czeniu 
(materia  rodzimy jak i strefa wp ywu ciep a) po czenie krzy owe zamodelo-
wane zosta o jako jeden spójny element (rys. 5). Bior c pod uwag  fakt, i  sy-
mulacja jest prób  wyznaczenia przybli onych warto ci wytrzyma o ci danego 
modelu, mo na wprowadzi  pewne uproszczenia, które przedstawione zosta y 
na rysunku 5. Na podstawie modelu geometrycznego zdefiniowano model obli-
czeniowy sk adaj cy si  z elementów sko czonych jak i zestawu warunków 
brzegowych. Wewn trzna powierzchnia zosta a obci ona ci nieniem robo-
czym wielko ci , oraz temperatur  wynikaj c  z pracy w stanie usta-
lonym [10, 11]. 
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Rys. 5. Model po czenie krzy owego w systemie CAD – podzia  strefowy po czenia: rura o 
rednicy Ø273 mm (zielony) oraz Ø219 mm (czerwony), uproszczony model spoiny (bia y) [14] 

Ze wzgl du na zastosowanie symetrii, warunki podparcia przedstawione na 
rysunku 6 s  wynikiem przeprowadzonej analizy warunków eksploatacyjnych 
po czenia. 

Zaprezentowany na rysunku 6 model po czenia krzy owego, jest jedynie 
fragmentem instalacji ci nieniowej kot a, dlatego rury ‘uci to’ na d ugo ciach 
500 mm. Aby zachowa  rzeczywisty stan fizyczny, konieczne jest przy o enie 
odpowiednich si  odrzutu, których ród em jest obecno  p ynu pod ci nieniem. 
Warto  tej si y zale y od powierzchni przekroju rury  i zosta a wyznaczona dla 
obu rur zgodnie ze wzorem: 

 
gdzie  jest rednic  zewn trzn  [mm],  – grubo ci  cianki [mm], natomiast 

 – ci nieniem [MPa]. W tabeli 3 przedstawiono zbiorczo warto ci wprowadzo-
ne w modelu numerycznym.  

 
 

Rys. 6. Model obci e  i podparcie po czenia krzy owego 
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Tabela 3. Zestawienie warunków brzegowych oraz warto ci obci e   
w zale no ci od grubo ci cian rury oraz ich rednicy 

Grubo ci ciany 
rury  [mm] 

Ci nienie robocze 
 [MPa] 

Temperatura [oC]
Si a odrzutu  [N] 

  
25 7 417 157022 273399 
30 7 432 138990 249429 
35 7 447 122056 226558 

Kolejnym etapem by o odpowiednie przygotowanie modelu dyskretnego 
przy za o eniu ró norodno ci materia u. Zastosowano technik  zwi kszenia 
dok adno ci symulacji poprzez tzw. proces submodelowania. Polega ona na 
zag szczeniu siatki modelu, jedynie w wybranym jej obszarze. Ze wzgl du na 
spodziewane najwi ksze koncentracje napr e  w miejscu spoiny, zdecydowa-
no o lokalnym zag szczeniu siatki w jej otoczeniu, tak jak to pokazano na ry-
sunku 7. Przy dyskretyzacji zastosowano w asno ci stali  16Mo3 oraz 
13CrMo4-5 [3, 5]. 

 

Rys. 7. Wynik submodelowania modelu po czenia krzy owego: (a) widok od strony zewn trznej 
oraz (b) wewn trznej 

4. Obliczenia numeryczne 

Na podstawie opracowanych modeli obliczeniowych przeprowadzonych 
zosta o szereg symulacji komputerowych.  Celem tych oblicze  by o wyznacze-
nie warto ci maksymalnych napr e   wzgl dem grubo ci cianki rur, war-
to ci mimo rodu, wewn trznego oraz zewn trznego promienia zaokr glenia 
miejsca spawu. Wyniki oblicze  numerycznych w postaci przyk adowych war-
stwic napr e  zredukowanych wg hipotezy Hubera przedstawiono na rysunku 
8 [2, 12, 13]. 
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Rys. 8. Wyniki symulacji przeprowadzone dla po czenia krzy owego z promieniem  
zewn trznym równym , grubo ci  cianki , mimo rodem równym 

 oraz promieniem wewn trznego zaokr glenia równym (a) ,  
(b) , (c)  

Ze wzgl dów bezpiecze stwa do interpretacji wyników przyj to graniczne 
warto ci napr e  zredukowanych przy temperaturze pracy po czenia. Przyj-
muj c granice plastyczno ci równe  
i  oraz wprowadzaj c spó czynnik bezpiecze -
stwa  otrzymujemy:  

 

 

Warto ci mimo rodów, zosta y przeanalizowane zgodnie z warto ciami 
przedstawionymi w Tabeli 1. Do tego analizie poddano po czenia krzy owe 
z zaokr gleniem wewn trznej kraw dzi. Za o ono, i  promie  wewn trzny  
przyjmie warto ci 0, 10, 20, 30 oraz 40 mm, we wszystkich trzech przypadkach 
grubo ci. Kolejnym bardzo wa nym parametrem jest promie  zewn trzny , 
powsta y poprzez przeszlifowanie na o onej spoiny. W celu dalszego ograni-
czenia du ej ilo ci symulacji, rozpatrzono dwa jedynie skrajne przypadki: gdy 
spoiny ma niewielkie rozmiary ( ) oraz du e ( ). Wy-
niki dla wariantów z  oraz jedn  z trzech grubo ci cianki rury  
przedstawiono w tabeli 4. Dodatkowo na szarym kolorze zaznaczono elementy, 
w których warto  powierzchni przelotu nie spe nia warunku okre lonego 
w ramach mechaniki p ynów [9]. 
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Tab. 4. Warto ci maksymalnych napr e  zredukowanych   (podane w MPa) w po czeniu 
krzy owym rur Ø273 mm oraz Ø219 mm o promieniu zewn trznym  

Grubo  cianki  
Mimo ród 

 [mm] 
Promie  wewn trzny  [mm] 

0 10 20 30 40 
111.5 116.42 108.75 111.17 117.33 119.94 
120 113.8 105.92 108.77 109.7 117.87 
135 109.68 101.25 100.01 105.6 115.23 
150 106.51 94.3 95.16 101.71 116.27 
165 105.82 90.07 90.45 97.2 112.21 
195 264.53 86.37 81.6 88.11 105.3 

Grubo  cianki  
Mimo ród 

 [mm] 
Promie  wewn trzny  [mm] 

0 10 20 30 40 
106.5 95.14 88.26 89.9 94.42 94.47 
120 92.27 85.66 86.22 86.64 92.42 
135 90.07 80.53 83.02 83.33 89.66 
150 89.68 78.17 76.4 80.2 89.83 
165 93.87 75.6 72.96 76.88 86.55 
185 235.93 78.1 69.78 72.9 81.88 

Grubo  cianki  
Mimo ród 

 [mm] 
Promie  wewn trzny  [mm] 

0 10 20 30 40 
101.5 79.7 74.06 74.91 78.14 77.58 
120 77.2 70.47 70.63 70.54 74.4 
135 76.88 66.96 68.46 67.97 74.29 
150 79.62 65.31 63.46 65.64 72.21 
165 93.93 65.05 61.61 63 69.76 
175 219.92 66.63 60.86 61.98 67.22 

 
W celu czytelniejszego zaprezentowania powy szych danych wyniki 

aproksymowano w postaci map konturowych, które zbiorczo przedstawiono na 
rysunku 9. 
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Rys. 9. Dwuwymiarowe mapy konturowe prezentuj ce wyniki symulacji przeprowadzone dla: 
promienia zewn trznego  oraz grubo ci cianki rur równej (a) , 
(a) , (a)  oraz   oraz grubo ci cianki rur równej, (d) 

, (e) , (f) . Linie ci g e prezentuj  minimaln  (fioletowa)  
oraz maksymaln  (br zowa) warto  dopuszczalnego prze witu. Linie przerywane pokazuj  

przyj te granice wytrzyma o ci przy wykorzystaniu stali 16Mo3 (linia fioletowa) 
 oraz 13CrMo4-5 (linia br zowa) 
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5. Podsumowanie 

W pracy zaprezentowano cz  prac zwi zanych z analiz  wytrzyma o-
ciow  parametrycznego po czenia krzy owego dla ró nych wariantów geo-

metrycznych. Wyznaczono krzywe zmienno ci napr e  dla poszczególnych 
parametrów geometrycznych. Wyniki symulacji komputerowych zaproponowa-
nej konstrukcji po czenia krzy owego oraz wybór  technologii jego wykona-
nia, wyznaczy y podstawowe kierunki przeprowadzonej analizy wytrzyma o-
ciowej. Analiza wp ywu parametrów geometrycznych, na poprawn  wielko ci 

powierzchni prze witu, pozwoli a dobra  odpowiednie zakresy ich warto ci. 
Dzi ki temu mo liwe sta o si  wyznaczenie wariantów po czenia krzy owego, 
które nie posiadaj  niebezpiecznych przew e  i dzi ki temu zapewni  stabiln  
pracy instalacji ci nieniowej.   

Informacje zawarte w normach pozwoli y prawid owo wyznaczy  zespó  
w a ciwo ci mechanicznych oraz fizykochemicznych, dla odpowiednio przyj -
tych materia ów (16Mo3, 13CrMo4-5). Wykonanie symulacji dla szeregu wa-
riantów po czenia krzy owego okre li o wp yw parametrów geometrycznych 
na jego wytrzyma o . Zaobserwowano g ówne tendencje wzrostu wytrzyma o-
ci konstrukcji (przy wzro cie mimo rodu oraz wewn trznego promienia napr -
enia maksymalne malej ) oraz wyja niono przyczyn  wyst powania wyj tków 

od tych regu y. Dzi ki aproksymacji wyników, przedstawiono oraz dodatkowo 
przeselekcjonowano najlepsze warianty konstrukcyjnych, wzgl dem okre lonej 
grubo ci cianki rury . 

Dla wskazanych rozwi za  przeanalizowano wp yw zmiennego obci enia 
ci nieniem oraz gradientem temperatury. W obu przypadkach otrzymana zale -
no  okaza a si  liniowa. O ile wyst puje jeszcze mo liwo  zwi kszenia war-
to ci ci nienia roboczego, o tyle pojawienie si  gradientu mo e znaczenie 
zwi kszy  warto  maksymalnych napr e  zredukowanych . W zwi zku 
z tym faktem, zaleca si  stopniowe rozgrzewanie przep ywaj cego p ynu oraz 
zapewnienie odpowiedniej temperatury na powierzchni zewn trznej cianki (np. 
poprzez izolacj ).  
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PRZEJ CIA FALI PO AROWEJ  
W BLOKU ENERGETYCZNYM 
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W rozdziale przedstawiono wyniki z bada  konstrukcji no nej bloku energetycznego, który 
zosta  poddany znacznym obci eniom cieplnym w wyniku przej cia fali po arowej. Badania 
przeprowadzono na siedmiu poziomach wysoko ci bloku oceniaj c stan techniczny i trwa o  
po cze  spawanych. Równie  przeprowadzono pomiary drga  konstrukcji stalowej bloku, 
otrzymuj c charakterystyki cz stotliwo ciowe w poszczególnych punktach pomiarowych. Wyko-
nano pomiary termowizyjne wszystkich w z ów bloku sprawdzaj c czy nie dosz o do rozszczel-
nienia komory paleniskowej kot a oraz uszkodzenia izolacji ruroci gów. Przeprowadzono obli-
czenia wytrzyma o ciowe konstrukcji stalowej w celu okre lenia odkszta ce  plastycznych. We 
wnioskach ko cowych podano sposoby modernizacji po cze  spawanych w celu zachowania 
projektowej trwa o ci bloku energetycznego. 

1. Wst p 

W pewnej elektrowni konwencjonalnej podczas eksploatacji, na jednym 
z jej bloków energetycznych dosz o do po aru, który spowodowa  przej cie fali 
eksplozji w obr bie konstrukcji no nej komory paleniskowej, II ci gu, cyklonu, 
systemu odpopielania i systemu naw glania. Po ar zosta  zainicjowany w gale-
rii naw glania na jednym z bloków, a nast pnie fala ognia przesz a w ci gach 
dostawy paliwa na dwóch kolejnych jednostkach wytwórczych. [1, 2] 

W zwi zku z przej ciem fali ognia opracowano plan bada  maj cych na ce-
lu ocen  skutków degradacji i zniszczenia poszczególnych elementów bloków 
energetycznych. W tej sytuacji nale a o przeprowadzi  kompleksowe badania, 
które obejmowa y:  
- pomiary geometryczne g ównych elementów bloku energetycznego 
w zakresie: konstrukcji no nej, komory II ci gu, cyklonu, systemu odpopiela-
nia, kana ów powietrza, urz dze  pomocniczych, itp. Identyfikacja ró nic 
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w stosunku do dokumentacji technicznej i wcze niejszych pomiarów sprzed 
po aru [2], 
- przeprowadzenie bada  nieniszcz cych dost pnych z czy spawanych g ów-
nych elementów bloku energetycznego, konstrukcji no nej, komory II ci gu, 
cyklonu, systemu odpopielania, kana ów powietrza, urz dze  pomocniczych, 
itp., w celu identyfikacji ewentualnej nieci g o ci materia u – ocena stopnia 
degradacji wybranych miejsc w elementach badanych bloku energetycznego po 
po arze,  
- sprawdzenie jako ci spoin (ich ci g o ci) pod wzgl dem geometrycznych nie-
zgodno ci spawalniczych [3], 
- pomiar poziomu drga  konstrukcji no nych bloku w celu identyfikacji ampli-
tudy drga , 
- pomiary termowizyjne rozk adu temperatury na poszczególnych analizowa-
nych elementach bloku energetycznego [4], 
- opracowanie niezb dnych, modeli obliczeniowych wybranych elementów 
bloku energetycznego do przeprowadzenia symulacji komputerowych skutków 
oddzia ywania fali po arowej na posta  ich struktury. 

2. Badania nieniszcz ce 

Na bloku energetycznym, na którym dosz o do wyst pienia po aru w wyni-
ku wcze niejszej eksplozji przeprowadzono ocen  uszkodzenia konstrukcji 
stalowej bloku. W ramach tej ekspertyzy dokonano oceny z czy spawanych 
g ównych elementów wyspy kot owej w celu wykrycia nieci g o ci materia o-
wych [5]. 

Identyfikacj  stopnia degradacji wybranych obszarów jednostki wytwórczej 
przeprowadzono w oparciu o wymagania normowe. Mia o to na celu wykrycie 
metodami nieniszcz cymi ewentualnych niezgodno ci i uszkodze , w z ów 
konstrukcji wsporczej, oraz innych podzespo ów bloku. W sposób szczególny, 
uwaga zosta a skupiona na poziomach wysoko ci bloku, przez które przesz a 
fala po arowa. W obszarach, gdzie by o to konieczne (i mo liwe), wykorzysta-
no metod  magnetyczno-proszkow  mokr  z magnesowaniem magnesem sta-
ym. Do wykrywania rozproszonego pola magnetycznego u yto proszku ma-

gnetycznego w aerozolu, który naniesiono na badany element w trakcie magne-
sowania. Miejsca badania odt uszczano, a nast pnie malowano farb  podk ado-
w  w celu polepszenia czytelno ci defektogramów proszkowych. W pierwszej 
kolejno ci przeprowadzono ogl dziny zewn trznych powierzchni podzespo ów, 
w otoczeniu, których przesz a fala ognia. Szczegó owym badaniom podano 
miejsca z czy spawanych i rubowych w g ównych elementach konstrukcji 
wsporczej kot a. Miejsca ogl dzin przedstawiono na rysunku rys. 1  
w postaci schematycznego oznaczenia [6, 7]. 

294274



  Identyfikacja skutków przej cia fali po arowej … 323 

 

 

Rys. 1. Schemat bloku energetycznego z zaznaczonymi obszarami  
lokalizacji wykrytych niezgodno ci 

Badania konstrukcji no nej bloku sprowadzi y si  do przegl du elementów 
no nych, w z ów i po cze  pod k tem spe nienia przez nie warunków wytrzy-
ma o ci dora nej. Miejsca tych bada  oznaczono na rys. 4. Weryfikacji podda-
no zarówno po czenia spawane jak i skr cane, a tak e odkszta cenia trwa e 
belek i poszycia urz dze  energetycznych. Wyniki tych ogl dzin wykaza y: 
- wyst pienie w wielu miejscach p kni  spoin (rys. 2), 
- wyboczenia wykratowa  konstrukcji no nej (rys. 3), 
- zastosowanie niew a ciwych wzmocnie , które mog  by  przyczyn  spi trze-

nia napr e  w rejonach ich wprowadzenia, 
- kumulacj  du ej ilo  spoin na niewielkim obszarze, powoduj c  zmiany 

struktury materia u w skutek dostarczenia du ej ilo ci ciep a do tych elemen-
tów i tym samym utrat  w asno ci wytrzyma o ciowych materia u.[8, 9] 

- deplanacji pó ek i rodników belek wsporczych oraz deformacj  eber 
wzmacniaj cych w d wigarach dwuteowych. 
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a) 

 
b) 

Rys. 2. P kni cia spoin w d wigarach konstrukcji no nej bloku: a) nieci g o  spoiny pomi dzy 
licem a SWC (Strefa Wp ywu Ciep a), b) p kni cie spoiny 

 
a) 

 
b) 

Rys. 3. Utrata stateczno ci lokalnej elementów konstrukcji no nej bloku energetycznego: 
a) wyboczenie zastrza ów d wigara spowodowane dzia aniem wysokiej temperatury, 

b) wyboczenie ebra wzmacniaj cego dwuteownik 

Z racji tej, i  fala po arowa przesz a od zasobników podawania w gla 
i biomasy w stron  kot a, przyczyni o si  to do wyboru tego obszaru bloku 
w obr bie przej cia fali do bada  kontroli stanu degradacji konstrukcji no nej 
kot a i wszystkich urz dze  znajduj cych si  w obr bie bloku energetycznego. 
W wyniku ogl dzin konstrukcji stalowej kot a, stwierdzono wyst pienie wielu 
wad w postaci p kni  w materiale rodzimym oraz pomi dzy spoin  a SWC 
(strefa wp ywu ciep a) jak pokazano na rysunkach 2 i 3. Wiele uszkodze , dys-
torsji konstrukcji by o spowodowane pojawieniem si  wysokiej temperatury. 
Pojawienie si  tego dodatkowego czynnika przyczyni  si  do znacznego spadku 
wytrzyma o  belek na obci enia normowe oraz utraty stateczno ci lokalnej 
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belek i eber. Równie  w niektórych miejscach pojawi y si  p kni cia w spo-
inach [10, 11]. 

3. Pomiar poziomu drga  konstrukcji no nych bloków 

W ramach realizacji zaplanowanego zakresu prac badawczych przeprowa-
dzono równie  pomiary drga  konstrukcji no nej (wsporczej) oraz komory pa-
leniskowej na poszczególnych poziomach jej wysoko ci pocz wszy od 5 do 50 
metra. Ogólny schemat  wybranych punktów pomiarowych oznaczono na ry-
sunku 4. 

 

Rys. 4. Schemat bloku z zaznaczonymi punktami pomiarowymi– poziom 50 m wysoko ci bloku 

Badania poziomu drga  przeprowadzono równie  na s upach no nych po-
szczególnych poziomów bloku energetycznego w dwóch prostopad ych kierun-
kach. Schemat rozmieszczenia poszczególnych punktów pomiarowych oraz 
kierunki analizowanych widm przemieszcze  i przyspiesze  przedstawiono na 
rysunku 5 [11, 12]. 

W wyniku przeprowadzonych bada  otrzymano wyniki pomiarów w posta-
ci charakterystyk cz stotliwo ciowych dla poszczególnych punktów pomiaro-
wych. 
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Rys. 5. Wykresy przyspiesze  i przemieszcze  w przyk adowym punkcie 2 

4. Pomiary rozk adu temperatury na poszczególnych 
elementach bloku energetycznego  

Kolejnym elementem prac badawczych by o przeprowadzenie pomiaru ob-
ci e  cieplnych ca ego bloku energetycznego, w tym równie  jego konstrukcji 
no nej, oraz poszczególnych urz dze  komory paleniskowej wraz z banda ami. 
Pomiar obci enia cieplnego bloku i jego elementów przeprowadzono metod  
rejestracji z zastosowaniem aparatu termowizyjnego. Do strukturalnych obli-
cze  numerycznych metod  elementów sko czonych (FEM) niezb dna jest 
znajomo  przestrzennego rozk adu temperatury w analizowanym obiekcie. 
W tym celu przeprowadzono badania termowizyjne bloku energetycznego, któ-
re nast pnie wykorzystano w modelach numerycznych do zdefiniowania ich 
obci e  cieplnych. Przyk adowe wyniki z bada  termowizyjnych komory pa-
leniskowej kot a pokazano na rys. 6 [13, 14]. 

Przeprowadzone pomiary termowizyjne rozk adu temperatury zosta y 
wykonane na kotle mi dzy poziomami poziomu 0 i 56 m wysoko ci kot a. 
Otrzymane z pomiarów termogramy daj  wiele informacji tj. o skuteczno ci 
p aszczy izolacyjnych komory paleniskowej, pokazuj  miejsca uszkodzenia 
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izolacji cieplnej i wyst puj ce mostki cieplne na po czeniach kompensatoro-
wych.  

 

Rys. 6. Rozk ad temperatury na konstrukcji cyklonu z wyra nymi mostkami cieplnymi 
na po czeniach p aszczy konstrukcji zbiornika 

5. Obliczenia wytrzyma o ciowe konstrukcji  
no nej bloku i jego zespo ów 

W kolejnym etapie zaplanowanych prac badawczych zosta y przeprowa-
dzone obliczenia wytrzyma o ciowe FEM wybranych elementów cz ci kot a, 
takich jak ich konstrukcja no na, zawirowywacza spalin w cz ci górnej (cy-
klon) i dolnej (syfon) jego cz ci, oraz zbiornika materia u z o a. Elementy te 
w szczególny sposób by y nara one na wp yw obci e  cieplnych wynikaj -
cych z wyst pienia po aru w budynku kot owni, ze wzgl du na to, i  nie posia-
daj  one izolacji w swojej zewn trznej pow oce [15, 16]. 

Obliczenia zosta y przeprowadzone z wykorzystaniem metody elementów 
sko czonych w systemie NX – IDEAS. W tym celu opracowano modele geo-
metryczne tych urz dze  (rys. 7), które nast pnie poddano dyskretyzacji, wyko-
rzystuj c odpowiednie elementy sko czone. Kolejnym etapem by y obliczenia 
wytrzyma o ciowe, uwzgl dniaj ce miejscow  zmian  temperatury na po-
wierzchni zewn trznej tych obiektów.  

W obliczeniach uwzgl dniono jednocze nie obci enia cieplne i mecha-
niczne. S  to zarówno gradienty temperatury wyst puj ce w konstrukcji stalo-
wej, wskutek jej nierównomiernego nagrzania, b d cego skutkiem przej cia 
po aru jak i obci e  strukturalnych pochodz cych od ci aru podzespo ów 
wyspy kot owej zawieszonej na niej. Zanim jednak przyst piono do oblicze  
stanu wyt enia struktury, pocz tkowo zosta o wyznaczone przestrzenne pole 
temperatury konstrukcji wsporczej bloku energetycznego. Jest to rozk ad, który 
z du ym prawdopodobie stwem móg  wyst pi  na rzeczywistych konstruk-
cjach. Otrzymany rozk ad pola temperatury przedstawiono na rysunku 8, 
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a otrzymane przyk adowe wyniki z oblicze  wytrzyma o ciowych w postaci 
warstwic przemieszcze  uogólnionych i warstwic napr e  zredukowanych wg 
Hubera na rysunku 9. 

            

Rys. 7. Przyk adowe modele obliczeniowe - konstrukcja no na bloku energetycznego, 
zbiornik popio u 

 

Rys. 8. Warstwice pola temperatury (°C) w obszarze ca ej konstrukcji no nej bloku 

Obliczenia wytrzyma o ciowe FEM stalowej konstrukcji no nej wykaza y 
m. in., e najwi ksze napr enia zredukowane równe 183 MPa wyst pi y 
w obszarze s upów podtrzymuj cych rur nawrotu, do komory paleniskowej. S  
to warto ci ni sze od granicy plastyczno ci materia u konstrukcyjnego (równej 
235 MPa), z którego wykonana jest konstrukcja no na bloków. W pozosta ej 
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cz ci tego obiektu przewa aj ce napr enia zredukowane wynios y oko o 
50 MPa. Oznacza to, e w wyniku zaistnia ego po aru budynku kot owego nie 
dosz o do adnego uszkodzenia konstrukcji wsporczej bloku [5]. 

  

Rys. 9. Warstwice napr e  zredukowanych wg Hubera – Misesa konstrukcji no nej  
bloku energetycznego (MPa) - widok obszaru rusztu górnego 

6. Podsumowanie 

W rozdziale przedstawiono problematyk  kompleksowej oceny ustroju no-
nego kot a energetycznego poddanego znacznym obci eniom cieplnym po-

wsta ym w wyniku przej cia fali po arowej. Zaplanowany szeroki zakres bada  
obejmowa  z jednej strony ocen  wp ywu dzia ania fali po arowej na struktur  
zarówno ustroju no nego kot a i urz dze  pomocniczych, jak równie  konstruk-
cji wsporczej, z drugiej równie  efekty po rednie ujawniaj ce si  w postaci 
niestabilnej pracy. W tym celu wykonano szereg bada  nieniszcz cych oceny 
struktury bloku. Ponadto zaprezentowano tylko wybrane wyniki bada  efektów 
przej cia fali po arowej w postaci widma drga  poszczególnych elementów 
kot a i pomiary termowizyjne stanu urz dze  i ich izolacji. W ko cowym etapie 
bada  zaprezentowano przyk adowe obliczenia numeryczne symuluj ce mo li-
wy efekt w deformacji i wyt eniu ustroju no nego bloku energetycznego przy 
za o eniu dzia ania obci e  cieplnych w efekcie po aru. 
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Elektrofiltry przemys owe ograniczaj  emisj  zanieczyszcze  py owych, uczestnicz  w pro-
cesach odpylania spalin oraz gazów produkowanych podczas zachodz cych procesów technolo-
gicznych w przemy le oraz energetyce zawodowej. Podczas prowadzonego odpylania gazów 
wp ywaj  niekorzystnie na wybrane parametry u ytkowanej energii elektrycznej. Praca tego typu 
urz dze  nieliniowych powoduje wyst powanie w sieci zasilaj cej asymetrycznych, szybko-
zmiennych i odkszta conych pr dów. Powoduje wyst powanie znacznych waha  napi cia, maj -
cych bezpo redni wp yw na ród a wiat a zasilane z tych samych szyn. Poza aspektami pogor-
szenia wska ników okre laj cych jako  dostawy energii elektrycznej praca elektrofiltru mo e 
powodowa  stopniowe ograniczanie maksymalnej mocy pozornej transformatora zasilaj cego 
przy obci eniach granicznych. W rozdziale omówiono wyniki pomiarów oraz dokonano analizy 
wska ników jako ci energii elektrycznej w systemie zasilania potrzeb w asnych elektrociep owni 
z odpylaczem elektrostatycznym.  

1. Wprowadzenie 

W procesie technologicznym elektrociep owni i elektrowni cieplnych sze-
roko wykorzystywane s  elektryczne urz dzenia do odpylania spalin wychodz -
cych z komina paleniska kot a opalanego py em w glowym – elektrofiltry 
przemys owe (Electrostatic Precipitator (ESP)). W hutach odpyla si  np. gazy 
odlotowe powstaj ce w procesie spiekania surowców, przy produkcji miedzi 
z kruszców siarczkowych gaz z procesu przetwarzania rudy. W koksowniach 
elektrofiltry znalaz y zastosowanie do odpylania i odsmalania surowego gazu 
koksowniczego. Bywaj  te  stosowane do odpylania gazów odlotowych z pie-
ców obrotowych w cementowniach.  

      WP
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W chwili obecnej da si , aby st enie py u w gazie odpylanym nie prze-
kracza o 50 mg/m3, co mo e zosta  zrealizowane przy skuteczno ci dzia ania 
wynosz cej 99% i powy ej. Aby proces odpylania zachodzi  efektywnie, wy-
maga si  utrzymywania du ej warto ci nat enia niejednorodnego pola elek-
trycznego w przestrzeni mi dzy elektrodami odpylacza. St d elektrofiltry jako 
odbiorniki niespokojne, zasilane s  ze specjalnych jednostek transformatoro-
wych cz sto przewymiarowanych, których moc jest wyznaczana z uwzgl dnie-
niem: zwarciowego charakteru pr dów wyst puj cych podczas normalnej pracy 
elektrofiltru, liczby zasilanych zespo ów elektrofiltrów oraz ich mocy maksy-
malnych. W przypadku tych jednostek podczas projektowania zak ada si   
(30-40)% zapasu mocy ze wzgl du na przet enia mog ce powsta  w obwodzie 
podczas cze  ruchowych, jak równie  pracy jednostki z innymi odbiornikami, 
w tym równie  nie zainstalowanymi na sta e w obwodzie np. elektryczne zespo-
y spawalnicze.  

W rozdziale omówiono wyniki pomiarów parametrów jako ci energii elek-
trycznej dwóch pracuj cych elektrofiltrów przemys owych zasilanych z sieci 
redniego napi cia 6kV, wykonane w jednym z zak adów przemys owych. 

Przeprowadzono szczegó ow  analiz  bilansu strat mocy czynnej oraz uzasad-
niono konieczno  indywidualnego doboru transformatora do warunków 
wspó pracy z odpylaczem elektrostatycznym. 

2. Charakterystyka przemys owego systemu zasilania elek-
trofiltru przemys owego 

A. Opis obiektu 
Pomiary wska ników oraz wp yw elektrofiltru przemys owego na parame-

try u ytkowanej energii elektrycznej przeprowadzono dla dwóch jednostek od-
pylaj cych spaliny z kot ów py owo-gazowych typu TP230 elektrociep owni 
przemys owej. Obiekt energetyczny przystosowany jest do równoczesnego spa-
lania py u w glowego, gazu wielkopiecowego a tak e gazu koksowniczego. 
Elektrofiltry zasilane s  bezpo rednio z wydzielonej do tego celu podstacji 
transformatorowej. W budynku podrozdzielni zainstalowane s  2 transformato-
ry robocze i jeden rezerwowy o mocy 1000 kVA i napi ciach 6/ 0,4 kV ka dy.  
 
B. Uk ad zasilania i sterowania 

Zespo y elektrofiltrów przemys owych zasilane s  z transformatora robo-
czego z ch odzeniem olejowym, zasilanego z rozdzielni potrzeb w asnych RPW 
6 kV elektrociep owni przemys owej o parametrach znamionowych zawartych 
w tabeli 1. Rozdzielnia niskiego napi cia 0,4 kV zasila m.in.: szafy i zespo y 
sterownicze, strzepywacze elektrod, urz dzenia technologiczne, o wietlenie 
podstacji. 
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Tabela 1 Parametry znamionowe transformatora zasilaj cego  
zespo y elektrofiltrów przemys owych 

Moc znamionowa Snom kVA 1000 
Napi cie znamionowe strony pierwotnej U1nom V 6300 
Napi cie znamionowe strony wtórnej U2nom V 400 
Znamionowy pr d strony pierwotnej I1nom A 91,5 
Znamionowy pr d strony wtórnej, I2nom A 1443 
Napi cie zwarcia Uzw % 6,12 
Straty mocy biegu ja owego Po kW 2,12 
Straty mocy w stanie zwarcia Pzw kW 11,06 
Rezystancja zast pcza uzwojenia pierwotnego R1  0,16760 
Rezystancja zast pcza uzwojenia wtórnego R2  0,00057 
Grupa po cze    Yy0 

 
Uk ad sieciowy jaki tworz  jednostka robocza, elektrofiltry oraz pozosta e 

odbiory wykonany zosta  w konfiguracji TN-C (rysunek 1). W ca ym uk adzie 
sieci funkcje przewodu ochronnego PE, funkcje przewodu neutralnego N pe ni 
jeden przewód ochronno-neutralny PEN. Jednostki prostownicze poszczegól-
nych elektrofiltrów zasilane s  z uzwojenia wtórnego napi cia transformatora 
roboczego 

Rys. 1. Uk ad zasilania elektrofiltrów oraz punkt pomiaru wska ników 
jako ci dostawy energii elektrycznej 

Elektrofiltry E-1 i E-2 zasilane s  bezpo rednio z podstacji, w której sekcje 
A i B rozdzielni niskiego napi cia s  rozdzielone poprzez od czniki i zasilane 
z transformatora roboczego. W przypadku wyst pienia awarii lub przeprowa-
dzania prac konserwacyjnych wynikaj cych z harmonogramu przegl dów, ze-
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spo y elektrofiltrów s  zasilane przez transformator rezerwowy o tych samych 
parametrach znamionowych, co transformator roboczy. Pomiar wska ników 
jako ci dostawy energii elektrycznej przeprowadzono po stronie niskiego napi -
cia transformatora roboczego, na podstacji zasilaj cej zespo y elektrofiltrów. Do 
pomiarów wykorzystano miernik firmy Topas 1000 Power Quality Analyser.  

Maksymalne, przewidywane szczytowe obci enie pr dowe sekcji A 
w przypadku pracuj cych wszystkich zespo ów elektrofiltru wraz ze strzepywa-
czami, grup  szaf sterowniczych oraz za czonym o wietleniem wynosi oko o 
814 A, z czego 77% obci enia transformatora stanowi  zespo y prostownicze. 
Z kolei obci enie sekcji B podczas pracy odpylacza elektrostatycznego wynosi 
oko o 560 A, z czego a  88% stanowi  jednostki prostownicze. Pobór mocy 
przez obwody o wietlenia przemys owego wynosi oko o 11% mocy obci enia 
transformatora dla sekcji A oraz jedynie 2% mocy jednostki dla sekcji B. 

Sterowanie ka dego z zespo ów prostowniczych wspó pracuj cych z elek-
trofiltrem odbywa si  z wykorzystaniem uk adu sterowania o schemacie bloko-
wym jak poni ej (rysunek 2).  

 
1. stycznik                        
2. prze cznik                   
3. modu  tyrystorowy       
4. d awik                         
5. transformator WN       
6. prostownik diodowy    
7. d awik wysokiej 
cz stotliwo ci   
8. dzielnik wysokiego 
napi cia         
9. przetwornik pomiarowy 
10. transformator 
pomiarowy   
11. regulator napi cia 
12. uk ad sterowania 
tyrystorów 

Rys. 2. Schemat blokowy sterowania pojedynczym zespo em przekszta tnikowym elektrofiltru 

 
Uk ad sterowania elektrofiltru zapewnia ci g  prac  uk adu zasilaj cego 

zgodnie z zadeklarowanym algorytmem pracy. Regulator napi cia (11) wspó -
pracuj c z uk adem sterowania tyrystorów (12) ma za zadnie regulacj  warto ci 
wyprostowanego napi cia wyj ciowego. Przetwornik pomiarowy (9) zapewnia 
separacj  galwaniczn  obwodów sterowania oraz obwodu wysokonapi ciowe-
go. Tak wypracowany przebieg podawany jest na transformator wysokiego 
napi cia odpylacza elektrostatycznego. Napi cie robocze strony górnej trans-
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przez d awik wysokiej cz stotliwo ci na elektrody elektrofiltru i wywo uje w 
obwodzie WN transformatora pr d w zakresie zmian 1000...1200 mA. 

3. Procesy zachodz ce w komorze  
odpylacza elektrostatycznego 

Proces odpylania gazów zachodzi w trzech etapach w obszarze silnego, nie-
jednorodnego pola elektrycznego wytwarzanego mi dzy elektrodami elektrofil-
tru. Aby przebiega  z du  wydajno ci  rz du 3 mln Nm3/h, konieczne jest zasi-
lanie elektrod pr dem o wysokim napi ciu mi dzy 30 a 110 kV. W silnie nie-
równomiernym polu elektrycznym utworzonym w odpowiednio ukszta towa-
nym uk adzie, wyst puj  dwa rodzaje elektrod odizolowanych od siebie elek-
trycznie. Elektrody ujemne, zwane równie  elektrodami emisyjnymi stanowi  
ród o wysokiego napi cia i s  ukszta towane w postaci cienkich pr tów. 

Z kolei elektrody dodatnie, zbiorcze s  wykonywane najcz ciej w postaci sze-
regu cienkich równoleg ych p yt, jednakowo oddalonych od siebie i uziemio-
nych, mi dzy którymi umieszczone s  rz dy cienkich pr tów. Przy o enie wy-
sokiego napi cia do elektrod emisyjnych powoduje wydzielanie si  elektronów, 
które poruszaj c si  ku dodatnim elektrodom zbiorczym, powoduj c wytr cenie 
dalszych elektronów z cz stek gazu (tzw. ujemna jonizacja). Zjawisku temu 
zwanym wy adowaniu koronowym towarzysz  równie  efekty wietlne. 
W komorze przez któr  z ma  pr dko ci  przepuszczany jest strumie  zanie-
czyszczonego gazu nast puje adowanie jonów oraz moleku  py u. Elektrony 
zd aj ce do elektrody zbiorczej aduj  ujemnie cz stki gazu, a te z kolei prze-
kazuj  adunek ziarnom py u, które przyci gane s  i osadzane na powierzchni 
elektrod zbiorczych. W wyniku uziemienia tej grupy elektrod, wytr cone cz -
steczki py u roz adowuj  si  a nast pnie podczas odbywaj cego si  strzepywa-
nia, opuszczaj  przestrze  elektrody i w wyniku si  grawitacji opadaj  na dno 
leja zsypowego (rysunek 3). 

Rys. 3. Schemat ideowy odpylacza elektrostatycznego 
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4. Pomiary parametrów stanu elektrofiltru i sieci zasilaj cej 

A. Pr dy i napi cia elektrofiltru przemys owego 
Pomiar oraz rejestracja warto ci skutecznych pr du oraz napi cia, pozwala 

okre li  warunki pracy transformatora trójfazowego zasilaj cego elektrofiltry. 
Zmian  poszczególnych warto ci rejestrowan  po stronie wtórnej poszczegól-
nych faz transformatora podczas pi ciodniowej agregacji czasowej przedsta-
wiono na rysunku 4.  

Praca elektrofiltru przemys owego jako obci enia nieliniowego transfor-
matora, o stochastycznym charakterze zmian, uwidacznia si  w przebiegach 
pr du fazowego w postaci losowo generowanych udarów pr du spowodowa-
nych wy adowaniami wyst puj cymi w komorach odpylaj cych. Jak wynika 
z zarejestrowanych oscylogramów, najbardziej obci an  faz  transformatora 
roboczego jest faza L-2, przy wyst puj cej asymetrii pr dowej. 

 
Faza L-1 

 
Faza L-2 

  
Faza L-3 

a b 
Rys. 4. Warto ci skuteczne napi  (a) i pr dów(b) strony wtórnej transformatora 
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B. Wp yw elektrofiltru przemys owego na wska niki jako ci energii 
elektrycznej 

Praca odpylacza elektrostatycznego w sieci przemys owej wprowadza zna-
cz c  asymetri  pr du strony wtórnej transformatora roboczego, wskutek za-
chodz cych wy adowa  w ka dej fazie, wynikaj cych z aktualnego sk adu od-
pylanej mieszanki gazu (rysunek 5). W czasie pomiarów wspó czynnik asyme-
trii pr du zawiera si  w przedziale 16,5...24,5%, a jego rednia warto  wynosi 
oko o 20% (rysunek 5a). Poniewarz sumaryczne obci enie nie przekracza 22% 
mocy znamionowej transformatora, zarejestrowana asymetria napi cia w sieci 
0,4 kV nie przekracza warto ci 0,5%, co zgodnie z norm  PN-EN 50160:2011 
jest poziomem akceptowalnym (rysunek 5b). Podczas pomiarów pracuj cych 
elektrofiltrów, zarejestrowano równie  widmo harmonicznych pr du oraz na-
pi cia strony wtórnej transformatora roboczego przy maksymalnym obci eniu. 
Uzyskane rezultaty zamieszczono na rysunku 6. Z przeprowadzonej analizy 
uzyskanego widma harmonicznych pr du oraz napi cia wynika, e w sieci zasi-
laj cej elektrofiltr przemys owy obserwujemy zarówno typowe (charaktery-
styczne) harmoniczne tj. 3, 5, 7, 11, 13 i 15, a tak e nietypowe sk adowe parzy-
ste: 2, 4 oraz nieparzystych rz du: 17, 19, 21, 23 i 25.  Wyznaczono równie  
warto ci ca kowitego wspó czynnika odkszta cenia poszczególnych faz napi cia 
i pr du, tabela 2.  

  

a b 

Rys. 5. Zmiana wspó czynnika asymetrii (a) pr du (b) napi cia 
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a b 

Rys. 6. Harmoniczne (a) pr du i  (b) napi cia strony wtórnej transformatora 

Tabela 2. Ca kowity wspó czynnik odkszta cenia pr du i napi cia 

 
 
 
 
 
 
Uzyskane fazowe wspó czynniki odkszta cenia pr du (THDU) oraz napi cia 

(THDI) porównane z poziomami granicznymi zawartymi w normach PN-EN 
50160:2011 i CEI/IEC61000-2-4:2002, spe niaj  warunki dostawy energii elek-
trycznej z punktu widzenia odkszta cenia napi cia oraz pr du. Istotnym jednak 
czynnikiem w analizowanym przypadku jest relatywnie ma a warto  suma-
rycznego obci enia transformatora roboczego. 

Zmienny w sposób losowy charakter pracy odpylacza wp ywa równie  na 
powstawanie znacznych waha  napi cia we wszystkich trzech fazach uk adu 
przemys owego (tabela 3). Ich warto ci znacznie przekraczaj  dopuszczalne 
poziomy zmian d ugookresowego wska nika migotania wiat a PLT zgodnie z 
wskazanymi normami (rysunek 7).  

        Wielko  U I 

            Faza L-1 L-2 L-3 L-1 L-2 L-3 

          THD [%] 2,00 1,50 1,75 22,36 9,96 40,13 
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Tabela 3. Warto ci d ugookre-
sowego wska nika waha  

napi cia 

Wielko PLT 
 

Faza L-1 L-2 L-3  

CP95 1,85 1,03 1,66  

Max 1,95 1,06 1,73  
 

 

Rys. 7. Charakterystyka zmian d ugookresowego wska nika 
waha  napi cia 

Jak wynika z uzyskanych warto ci du a skuteczno  odpylania oraz liczba 
wy adowa  zachodz cych w komorach elektrofiltru przemys owego wp ywa 
negatywnie na poziom waha  napi cia. Obserwowana ró nica zachodz ca w 
maksymalnych warto ciach wska nika spowodowana jest jako ci  pracy po-
szczególnych zespo ów prostowniczych odpylaczy elektrostatycznych. Skut-
kiem prowadzonego z du  efektywno ci  odpylania spalin jest obserwowane 
migotania strumienia wietlnego róde  wiat a zainstalowanych w analizowa-
nej sieci przemys owej, w ca ym okresie prowadzonych pomiarów.  

5. Bilans mocy czynnej transformatora 

Przeprowadzaj c bilans strat mocy czynnej oraz okre laj c warunki pracy 
w chwili zasilania elektrofiltru przemys owego przez transformator roboczy, 
wykorzystano procedur  analizy wp ywu wy szych harmonicznych pr du na 
poziom strat w jego uzwojeniach. Jednostka przewidziana do wspó pracy 
z obci eniem nieliniowym, powoduj cym przep yw pr dów odkszta conych 
w uzwojeniach transformatora, musi uwzgl dnia  wyst powanie dodatkowych 
strat w ogólnym bilansie mocy. Znaj c rodzaj obci enia, moc oraz przypisany 
(obliczony) dla danego typu urz dze  wspó czynnik dodatkowych strat, mo na 
dobra  moc transformatora, odpowiedni  do warunków pracy z neliniowym 
obci eniem.  

Ca kowite straty w transformatorze ogólnie mo na podzieli  na straty ob-
ci eniowe oraz straty biegu ja owego (straty w rdzeniu):  

 PT = PLL + PC ,  

gdzie: 
PT  – straty ca kowite, 
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PLL – straty obci eniowe, 
PC   – straty biegu ja owego (straty w rdzeniu). 

Straty obci eniowe wywo ane przep ywem pr du wyznaczane s  na pod-
srawie wzoru:  

PLL = PCu + PEC  + POSL , 
gdzie: 

PCu = I2R – straty omiczne wywo ane przep ywem pr du obci enia w uzwo-
jeniach transformatora, 

I         – warto  skuteczna pr du, 
PEC  – straty w uzwojeniach od pr dów wirowych, 
POSL – straty dodatkowe od pr dów wirowych w cz ciach konstrukcyjnych.  

Wyznaczaj c straty w rdzeniu transformatora PC dla ka dego przypadku 
obci enia jednostki trójfazowej, przyjmuje si  t  sam  warto  ze wzgl du na 
napi cie zasilaj ce uzwojenia. Zak ada si , e straty wywo ane przep ywem 
pr dów wirowych PEC oraz straty dodatkowe POSL stanowi  30% warto ci 
strat obci enia przy pr dach sinusoidalnych. W przypadku rozdzielenia strat 
wiropr dowych w uzwojeniach od dodatkowych przyj to, e te pierwsze stano-
wi  10% sumarycznych strat wiropr dowych. Warto ci poszczególnych strat 
dla rozwa anego rodzaju obci enia transformatora, obliczone zgodnie z meto-
d  [7], zamieszczono w tabeli 4. 

Porównuj c straty ca kowite transformatora pracuj cego z roboczym linio-
wym i symetrycznym obci eniem (wyliczonym z zarejestrowanej mocy suma-
rycznej) oraz rzeczywistym nieliniowym i asymetrycznym obci eniem stwier-
dza si  zwi kszenie strat sumarycznych. Jak wynika z obliczonych danych, 
rodzaj obci enia transformatora nie wyp ywa na zmian  warto ci strat obci -
enia PCu, wprowadza jednak do  znacz ce ró nice w stratach wiropr dowych 
PEC i POSL. Wyznaczone warto ci strat transformatora dowodz , e przep yw 

pr dów odkszta conych w przypadku zasilania elektrofiltru przemys owego 
wp ywa na zwi kszenie strat wiropr dowych w ogólnym bilansie mocy. 

Porównuj c straty wyst puj ce przy obci eniu rzeczywistym oraz znamio-
nowym mo na stwierdzi , e wp yw harmonicznych w badanych warunkach 
jest nieznaczny. Jednak podczas pracy transformatora z pe nym (projektowa-
nym) obci eniem dla danej sieci nale y uwzgl dnia  obecno  wy szych har-
monicznych zwi zan  z rozwa anym rodzajem obci enia transformatora. Fakt 
ten potwierdzaj  obliczenia warto ci wspó czynnika obni enia dopuszczalnego 
obci enia transformatora (K-Factor) [6]. Wyznaczony wspó czynnika dla ana-
lizowanej sieci przemys owej wynosi K=4, co wskazuje na konieczno  zmniej-
szenia dopuszczalnego obci enia transformatora o 10%. 
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Tabela 4. Porównanie warto ci strat mocy transformatora dla ró nego rodzaju odbiorników 

Rodzaj strat 
transformatora

Straty 
omiczne 

PCu  
[kW] 

Straty wiropr dowe Straty 
obci eniowe 

PLL  [kW] 

Straty w 
rdzeniu 

PC  
[kW] 

Straty 
sumaryczne 
  PT  [kW] 

w 
uzwojeniach 

PEC  [kW] 

dodatkowe 
POSL  

[kW] 
Straty przy 
liniowym 

znamionowym 
obci eniu 

7,742 0,332 2,986 11,060 2,120 13,180 

Straty przy 
roboczym 
liniowym 
obci eniu  

0,252 0,007 0,065 0,324 2,120 2,444 

Straty przy 
rzeczywistym 

roboczym 
obci eniu  

0,252 0,018 0,084 0,354 2,120 2,474 

6. Wnioski 

Wykonane badania oraz wyznaczone wspó czynniki okre laj ce jako  do-
stawy energii elektrycznej w badanej sieci zasilaj cej wskazuj , e pracuj ce 
jednostki odpylaj ce maj  negatywny wp yw na parametry jako ci energii elek-
trycznej. Praca elektrofiltru przemys owego wywo uje znaczn  asymetri  pr du 
w poszczególnych fazach uk adu a tak e znaczne (prawie dwukrotne) przekro-
czenie dopuszczalnej warto ci wska nika waha  napi cia. Wskutek nieznacz-
nego sumarycznego obci enia transformatora, w przypadku pozosta ych, zba-
danych wska ników jako ci energii elektrycznej nie zaobserwowano przekro-
cze  dopuszczalnych warto ci dla analizowanej sieci przemys owej zgodnie 
z normami: PN-EN 50160:2011, CEI/IEC61000-2-4:2002 oraz z Rozporz dze-
niem Ministra Gospodarki z dnia 4 maja 2007 r. w sprawie szczegó owych wa-
runków funkcjonowania systemu elektroenergetycznego (Dz. U. z dnia 29 maja 
2007 r.) 
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Przedstawiono wp yw w a ciwo ci konstrukcyjnych parownika niskoci nieniowego przezna-
czonego do adsorbcyjnych systemów ch odniczych na jego parametry pracy oraz mo liwo  
intensyfikacji warunków wymiany ciep a wewn trz rur. Dokonano analizy wp ywu tych zmian na 
spadek ci nienia i pr dko ci przep ywu dla typowych warunków pracy. Przeanalizowano wp yw 
o ebrowania rur i intensywno ci zraszania na wspó czynnik wymiany ciep a. Sprawdzono warun-
ki zmiany rodzaju przep ywu filmu zi bnika i wysychania powierzchni. Omówiono mo liwo  
zastosowania parowacza wykorzystuj cego si y kapilarne do stworzenia cienkiej warstwy cieczy 
na powierzchni wymiany ciep a. Zaprezentowano wyniki oblicze  konstrukcyjnych dla parowni-
ka ze sp ywaj c  warstw  (filmem) zi bnika oraz z warstw  wznoszon  przez si y kapilarne. 

1. Wst p 

Zi bniki naturalne s  coraz powszechniej stosowne w technice ch odniczej, 
szczególnie w systemach sorpcyjnych. Posiadaj c w a ciwo ci fizyczne ko-
nieczne w procesach ad- i ab-sorpcji, charakteryzuj  si  one wysokimi warto-
ciami utajonego ciep a parowania R (ok. 2490 kJ/kg dla wody przy ci nieniu 

nasycenia psat równym 1 kPa) [1] oraz spe niaj  wymagania stawiane przez 
normy ekologiczne. 

W zakresie temperatur typowych dla urz dze  ozi biaj cych na potrzeby 
systemów klimatyzacyjnych tj. 5-15°C, czynniki te posiadaj  du  obj to  
w a ciw  par. Na przyk ad woda zwi ksza swoj  obj to  w a ciw  v ponad 60-
krotnie, a metanol 15-krotnie w stosunku do ci nienia atmosferycznego. Obni a 
to o rz d wielko ci wspó czynnik wymiany ciep a  [2] oraz podwy sza mini-
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maln  temperatur  powierzchni wymiany ciep a potrzebn  do rozpocz cia nu-
kleacji [3]. W parowaczach o konstrukcji p aszczowo rurowej du e znaczenie 
nabiera poziom wype nienia p aszcza zi bnikiem. Dla ró nicy poziomów ok. 
10 cm ró nica ci nie  p dla wody wynosi 1 kPa, co przek ada si  w tych warun-
kach na ró nic  10,5 K w temperaturze nasycenia Tsat, podczas gdy dla ci nienia 
atmosferycznego ró nica ta by a by pomijalnie ma a (ok.0,3 K) [1]. 

Z tych powodów w parowaczach podci nieniowych stosuje si  konstrukcje 
zraszane wykorzystuj ce parowanie czynnika z cienkiej warstwy filmu otacza-
j cego rurki z ch odzonym medium. Mniejsze ilo ci czynnika w parowaczu 
eliminuj  wp yw ci nienia hydrostatycznego i powoduj  uzyskiwanie wy szych 
warto ci wspó czynnika wymiany ciep a  ni  przy wrzeniu na p czku rur. 
Mo liwe jest wykorzystanie mniejszej ró nicy temperatur mi dzy zi bnikiem a 
medium ch odzonym oraz zmniejszenie gabarytów urz dzenia [4]. Grubo  
warstwy  jest mniejsza ni  1 mm, przez co przyjmuje si  e przenoszenie cie-
p a zachodzi g ównie na zasadzie przewodzenia przez cienk  przegrod , oraz w 
mniejszym stopniu przez konwekcj  [4]. 

Zi bnik dostarczany jest poprzez dysze lub specjalne systemy rozprowa-
dzania znajduj ce si  powy ej p czka rur. Nast pnie na powierzchni rur tworzy 
cienk  warstw  cieczy, z której odprowadzane jest ciep o poprzez odparowanie 
cz ci czynnika – medium wewn trz rury zostaje och odzone. Reszta nieodpa-
rowanego zi bnika sp ywa na rury poni ej, gdzie proces si  powtarza. G ówne 
mechanizmy przenoszenia ciep a – przewodzenie i w mniejszym stopniu kon-
wekcja wymuszona, s  funkcjami grubo ci filmu  (warstwy) oraz rodzaju 
przep ywu (turbulentny lub laminarny) [4]. Rysunek ideowy parowacza oraz 
filmu cieczy widoczny jest na rys. 1. 

 

Rys. 1. Schemat ideowy parowacza zraszanego oraz filmu cieczy wokó  rury 

W przypadku parowaczy podci nieniowych powa n  trudno ci  jest ko-
nieczno  stosowania pomp wymuszaj cych obieg czynnika przez system zra-
szania oraz mo liwo  powstawania suchych p atów na powierzchni rury – 
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miejsc, w których czynnik albo odparowa , albo w skutek nierównomiernego 
sp ywu cieczy nie obmy  rury. Znacz co zmniejszaj  one wspó czynnik wymia-
ny ciep a  [4]. 

2. Wymiana ciep a mi dzy ch odzonym medium 
a cian  rury 

Analizie poddano urz dzenie typu p aszczowo rurowego ze zraszaniem 
o mocy 10 kW, przeznaczone do produkcji wody lodowej o temperaturze  
8-12 °C. W celu uzyskania odpowiedniej warto ci wspó czynnika wymiany 
ciep a mi dzy ch odzonym medium a cian  rury, nale y zagwarantowa  turbu-
lentny przep yw w kanale, pami taj c e pr dko  medium nie powinna by  
znacznie wi ksza ni  1 m/s (z powodów strat ci nienia w przep ywie). Dla 
rednicy wewn trznej rury d = 10 mm, w obliczeniach za o ono pr dko  me-

dium równ  1,2 m/s,  aby liczba Reynoldsa Rem mia a warto  oko o 10000. 
Wspó czynnik wymiany ciep a m obliczony mo e by  z równania (1) Dit-

tusa-Boeltera [5] i w rozpatrywanym przypadku wynosi 4800 W/(m2K). Dla 
przyk adowego 10 kW parowacza mo liwe kombinacje pr dko ci przep ywu 
oraz rednicy zaprezentowano na rys. 2 w zaznaczonym polu – minimalne war-
to ci liczby Reynoldsa. 

  (1) 

 

Rys. 2. Mo liwe kombinacje pr dko ci przep ywu w rurze oraz rednicy wewn trznej 

Wymian  ciep a w kanale mo na zintensyfikowa  o 40% poprzez wprowa-
dzenie do kana u turbulatorów [6]. Najpowszechniej stosowane to skr cone 
ta my, skr cone ta my o skrzyde ku delta, skr cone ta my o uko nym skrzyde -
ku delta, wprowadzenie do rury dyszy o kszta cie „v” oraz wprowadzenie pier-
cienia sto kowego [5, 7]. Wed ug Eiamsa-ar i in. [5] najwi ksz  intensyfikacj  
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wymiany ciep a zapewniaj  skr cone ta my o skrzyde ku delta, dla których 
stosunek skoku ta my y do jej szeroko ci w wynosi 3. W takim wypadku liczba 
Nusselta jest o 1,6 razy wi ksza ni  w przypadku niezastosowania turbulatora. 
Wspó czynnik tarcia hydraulicznego jest wy szy 4,35 krotnie. Skr cone ta my 
o uko nym skrzyde ku delta daj  nieznacznie wi ksz  liczb  Nusselta, jednak 
wspó czynnik tarcia wzrasta pi cio-krotnie w stosunku do pustej rury. 

Liczba Nusselta i wspó czynnik tarcia hydraulicznego dla skr conych ta m 
o skrzyde ku delta policzone zosta y odpowiednio ze wzorów (2) oraz (3). Dla 
skr conych ta m o uko nym skrzyde ku delta ze wzorów (4) oraz (5) [5]. 
Wspó czynnik wymiany ciep a zosta  przeliczony z definicji liczby Nusselta – 
równanie (6). 

  (2) 

  (3) 

  (4) 

  (5) 

  (6) 

Na podstawie wzorów (1-6) dokonano porównania mi dzy metodami inten-
syfikacji przep ywu w rurze. Wyniki przedstawiono w tabeli 1. Pokazano 
wspó czynnik wymiany ciep a , stosunek wspó czynnika wymiany ciep a dla 
danego turbulatora do wspó czynnika bez turbulatora / bt, wspó czynnik chro-
powato ci hydraulicznej f, stosunek zast pczej chropowato ci hydraulicznej 
u ywaj c turbulatora do chropowato ci hydraulicznej bez niego f/fbt, stosunek 
d ugo ci wymaganej rury u ywaj c turbulatora do d ugo ci bez niego L/Lbt, oraz 
stosunek straty ci nienia na wymienniku z turbulatorami oraz bez 

p/ pbt..D ugo ci rur oraz straty ci nienia obliczono dla wspó czynnika wymia-
ny ciep a po stronie zewn trznej b równego 2300 kW/(m2K) (obliczony ze 
wzoru 10). Z oblicze  d ugo ci wymaganego wymiennika oraz spadków ci nie-
nia (tab. 1) wynika, e zastosowanie turbulatorów przy danym projekcie paro-
wacza o mocy ch odniczej 10 kW jest nie op acalne. D ugo  wymaganego 
wymiennika wynosi ok. 8,8 m przy spadku ci nienia 1,2 bar. Zastosowanie 
turbulatorów prowadzi w obu przypadkach do zmniejszenia d ugo ci o oko o 
20%, natomiast wzrostu spadku ci nienia o 700% dla skr conych ta m o skrzy-
de ku delta oraz 520% dla skr conych ta m o uko nym skrzyde ku delta. 
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Tab. 1. Porównanie turbulatorów oraz pustej rury 

  / bt f f/fbt L/Lbt p/ pbt 
kW/(m2K) - - - - - 

Bez turbulatora 4,84 1 0,032 1 1 1 
Skr cone ta my 

o skrzyde ku 
delta 

8,95 1,84 0,282 8,86 0,8 7,14 

Skr cone ta my 
o uko nym 
skrzyde ku 

delta 

9,52 1,96 0,211 6,63 0,79 5,25 

3. Wymiana ciep a po stronie zi bnika 

Warstwa cieczy w warunkach nasycenia sp ywa na powierzchni  rury 
o wy szej temperaturze. Jej cz  odparowuje w trakcie op ywu rury, a pozosta-
a nieodparowana sp ywa na powierzchni  rury w ni szym rz dzie. Na proces 

wp ywa wielko  oraz rozstawienie rur, metoda dystrybucji czynnika, rodzaj 
powierzchni, po o enie rury w p czku, strumie  masy sp ywaj cego zi bnika, 
ci nienie, parametry czynnika oraz w mniejszym stopniu strumie  ciep a i ró -
nica temperatur [4, 8]. 

Wielko  zewn trznej rednicy rury do ma wp yw na grubo  warstwy 
sp ywaj cego filmu  oraz na stref  zderzenia filmu sp ywaj cego z rury powy-
ej. Dla przep ywu, w którym nie dochodzi do wrzenia na powierzchni (domi-

nuj cy rodzaj w ch odniczych parowaczach podci nieniowych) zaobserwowano 
wy szy wspó czynnik wymiany ciep a  dla mniejszych rednic [9, 10]. 
W przypadku zastosowania kolektorów na ciek y czynnik pod rurami zale no  
ta ma odwrotny charakter – wi kszy wspó czynnik wymiany ciep a  dla wi k-
szej rednicy rury do [11]. 

Odleg o ci mi dzy rurami oraz odleg o  elementu rozprowadzaj cego od 
rur wed ug cz ci autorów nie ma wp ywu na wymian  ciep a [8, 11]. Jednak 
wed ug innych mo e zwi kszy  wspó czynnik wymiany ciep a b o 15% [12]. 
Najlepsze wyniki uzyskano dla odleg o ci 11 mm mi dzy rurami oraz mi dzy 
pierwszym rz dem rur, a systemem rozprowadzaj cym. Spowodowane jest to 
wzrostem pr dko ci filmu. Powy ej tej warto ci mo e doj  do odbijania filmu 
od rury oraz do odchylenia sp ywaj cego filmu poprzez przyci ganie wody 
mi dzy kolumnami rur [12]. 

Rodzaj dystrybucji zi bnika wp ywa na jednolito  filmu op ywaj cego ru-
r . Najcz ciej stosowane to usytuowane bezpo rednio nad rurami z ch odzo-
nym medium: rury perforowane, spiekane porowate rury, p yta perforowana, 
p yta z dyszami oraz rura z dyszami [13, 14]. Wed ug Habert’a [14] dzi ki za-
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stosowaniu p yty perforowanej lub spiekanej porowatej rury mo na uzyska  
20% wy szy wspó czynnik wymiany ciep a  ni  przy innych rodzajach dystry-
bucji. Uwa a równie , e dysze pogarszaj  jednorodno  filmu, tym samym 
zmniejszaj c wymian  ciep a. Fujita [13] oraz Ribatski i inni [8] uwa a, e za-
stosowanie przynajmniej jednego rz du pustych rur pod systemem rozprowa-
dzania zniweluje wp yw jego rodzaju. 

Fujita zaproponowa  równanie (7) na wspó czynnik wymiany ciep a b dla 
przypadku z pomijalnym efektem dystrybucji zi bnika [13], gdzie liczba Rey-
noldsa sp ywaj cego filmu Re  obliczona jest ze wzoru (8). 

  (7) 

  (8) 

W przypadku wyst powania wrzenia strumie  masy zi bnika ma pomijalny 
efekt [14]. Jednak w przypadku odparowania wi kszy strumie  masy zwi ksza 
grubo  filmu tym samym pogarszaj c wymian  ciep a. Przy wi kszych warto-
ciach liczby Reynoldsa (powy ej 6000) dochodzi do zwi kszenia wp ywu 

pr dko ci zi bnika na wymian  ciep a. Dodatkowo strumie  masy zi bnika ma 
wp yw na rodzaj sp ywaj cego filmu [9,12,14]. Zbyt ma y strumie  masy mo e 
doprowadzi  do powstania kropelkowego sp ywu zi bnika, który jest podatny 
na zrywanie przez wznoszone przeciwpr dowo pary zi bnika [8, 14]. Jest to 
szczególnie wa ne w parowaczach systemów adsorpcyjnych, w których prze-
p yw czynnika ch odniczego jest bardzo ma y (poni ej 0,02 kg/s) [6]. W takim 
przypadku nale y zainstalowa  pomp  recyrkulacji nieodparowanego zi bnika. 

Zbyt ma y przep yw mo e równie  wp yn  na wysuszanie cz ci rur. Za 
pomoc  wzoru (9) [15] dla danego strumienia ciep a oraz przep ywu mo na 
obliczy  minimaln  liczb  Reynoldsa Re  dla której rozpoczyna si  wysuszanie 
powierzchni grzejnej. Wed ug oblicze  autorów, dla przyk adowego parowacza 
w obni onym ci nieniu wysychanie powierzchni zachodzi przy 1,8 razy mniej-
szej liczbie Reynoldsa Re  ni  przy ci nieniu atmosferycznym (Re  równe 9,3 
przy ci nieniu 0,93 kPa oraz Re  równe 16,5 przy 100 kPa). 

  (9) 

Powierzchnia nagwintowana wspomaga wymian  ciep a w parowaczach 
zraszanych poprzez zmniejszenie grubo ci warstwy zi bnika. Sprawia dodat-
kowo, e grubo  ta jest niejednorodna – wi ksza mi dzy z bami gwintu, gdzie 
jest wi ksza powierzchnia wymiany ciep a, a mniejsza na zewn trz. Wzór na 
grubo  warstwy filmu przyjmuje posta  równania (10) [13]. 
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  (10) 

Wykres z rys. 3 przedstawia zale no  wspó czynnika wymiany ciep a b 
od strumienia masy zi bnika . Najlepsze warunki wymiany ciep a uzyskuje si  
dla najni szych warto ci strumienia masy, jednak w rozpatrywanym ci nieniu 
psat 0,93 kPa strumie  ni szy ni  0,03 kg/(s m) powoduje przej cie do sp ywu 
kropelkowego (równanie 11), który jak napisano wcze niej jest podatny na za-
burzanie przez przep yw par czynnika. 

  (11) 

Na rys. 3 naniesiono równie  warto ci wspó czynnika wymiany ciep a b 
dla powierzchni nagwintowanej o ró nych k tach naci cia. Zastosowanie na-
gwintowanych powierzchni wymiany ciep a zwi ksza wspó czynnik wymiany 
ciep a b. Zastosowanie zbyt ma ego k ta gwintu mo e doprowadzi  do obni e-
nia wspó czynnika b. Najlepsz  wymian  ciep a zapewnia k t 90o. 

 

Rys. 3. Zale no  wspó czynnika wymiany ciep a b od strumienia masy zi bnika  dla ró nych 
powierzchni rur 

 

 

 

321301



350 Tomasz Ha on et al. 

 

Poniewa  u ycie pompy do recyrkulacji zi bnika w parowaczu ze ciekaj -
cym filmem wi e si  z dodatkowymi kosztami oraz wprowadza element po-
datny na awarie, u ywa si  w niektórych systemach adsorpcyjnych parowaczy 
wykorzystuj cych efekt kapilarnego zasysania cieczy. W tego typu parowa-
czach rury z ch odzonym medium maj  na powierzchni naci cia rz du dziesi t-
nej milimetra lub nawalcowane cienkie druty. Rury te zanurzone s  cz ciowo 
w zi bniku. Dzi ki efektowi kapilarnemu zi bnik zostaje wci gni ty na po-
wierzchni  rury tworz c warstw  cieczy o mniejszej grubo ci ni  przy ciekaj -
cym filmie. Dzi ki temu mo liwe jest osi gni cie wy szych wspó czynników 
wymiany ciep a [6]. Schemat z rys. 4 przedstawia zasad  dzia ania tego typu 
parowacza. 

 

Rys. 4. Schemat ideowy parowacza wykorzystuj cego efekt kapilarny [6] 

Jako e pr dko  przep ywu w tym przypadku jest pomijalnie ma a, przyj-
muje si  e jedyn  istotn  form  przenoszenia ciep a jest tu kondukcja. W za-
le no ci od parametrów zi bnika oraz szeroko ci kana u kapilarnego dw ciecz 
mo e zosta  wessana na ograniczon  wysoko  H. Determinuje to maksymaln  
mo liw  rednic  rury z ch odzonym medium. Wysoko  t  mo na obliczy  
z równania (12), natomiast grubo  warstwy cieczy  oraz wspó czynnik wy-
miany ciep a z równa  odpowiednio (13) i (14) [6]. 

  (12) 

  (13) 

  (14) 
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Im mniejsze zanurzenie rury w zi bniku tym wi kszy wspó czynnik wy-
miany ciep a b. Optymalne warto ci wspó czynnika b uzyskano dla zanurzenia 
równego ¼ rednicy rury. Stosunek g boko ci do szeroko ci kana u kapilarne-
go  powinien wynosi  oko o 2,5. Powy ej tej warto ci wspó czynnik wymiany 
ciep a przestaje szybko rosn  [16]. 

Na podstawie równa  (12-14) i oblicze  autorów sporz dzono analiz  
wp ywu g boko ci oraz szeroko ci kana u kapilarnego na wspó czynnik wy-
miany ciep a b przedstawion  na rys. 5. Dla parowacza wspomaganego efek-
tem kapilarnym im mniejsza g boko  oraz szeroko  kana u, tym wi kszy 
wspó czynnik wymiany ciep a. Jedynymi ograniczeniami w tym wypadku s  
mo liwo  oraz cena wyprodukowania rur odpowiedniej d ugo ci z odpowied-
nio ma ymi kana ami. Na potrzeby obliczenia parowacza 10 kW przyj to szero-
ko  naci cia równ  0,25 mm oraz g boko  0,6 mm. W takim wypadku mak-
symalna wysoko  zasysania H wynosi  b dzie 61 mm a wspó czynnik wymia-
ny ciep a 5,5 kW/(m2K). 

 

Rys. 3. Zale no  wspó czynnika wymiany ciep a b od g boko ci hw oraz szeroko ci dw  
kana u kapilarnego 

5. Wnioski 

W rozdziale przeanalizowano najwa niejsze parametry wp ywaj ce na wy-
mian  ciep a w podci nieniowych parowaczach mog cych pracowa  w ch odni-
czych systemach adsorpcyjnych. 
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Wykazano nieop acalno  stosowania turbulatorów wewn trz rur z ch o-
dzonym medium w danym ci nieniu parowania 0.93 kPa oraz przy za o onej 
mocy 10 kW. Powoduj  nieznaczne zmniejszenie wymaganej powierzchni wy-
miany ciep a w zamian za ponad pi ciokrotny wzrost spadku ci nienia w prze-
p ywie. 

Przedstawiono parowacz wspomagany efektem kapilarnym. Pokazano, e 
jest on lepiej sprawdzaj c  si  konstrukcj  w za o onych warunkach. Posiada 
wi kszy wspó czynnik wymiany ciep a b oraz nie wymaga dodatkowej apara-
tury w postaci pompy i sterowania. 

Wykorzystane w rozdziale wzory mog  pos u y  do oblicze  konstrukcyj-
nych parowaczy niskoci nieniowych. Wyboru metody wytworzenia warstwy 
filmu, oraz doboru parametrów powierzchni rury z czynnikiem ch odzonym. 
Mo na sprawdzi  czy przy dobranych parametrach oraz przep ywie dojdzie do 
wysuszania cz ci rur lub do zmiany rodzaju sp ywu warstwy zi bnika. 
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This chapter presents the results of a numerical analysis of the operation of the OP-140 boil-
er furnace chamber for three variants of the burner system upgrade. The boiler is equipped with 
jet burners fixed in the furnace chamber corners (PSN). The numerical analysis presented in the 
chapter comprises turbulent burners located in the corners and on the front wall of the furnace 
chamber – (PWN) and (PWP), respectively. The jet and turbulent burners mentioned above are 
considered to be low-emissions burners. They operate based on the principle of grading the 
amount of oxygen supplied for combustion – fuel is fired under a shortage of oxygen in the first 
stage of the process. Grading the air supply is a cheap method that makes it possible to reduce 
NOx emissions. However, some unwanted phenomena may arise during this process, such as an 
increase in the amount of unburned coal in ash and higher CO emissions. 

1. Introduction 

The OP-140 boiler is a two-pass, pulverized coal-fired, radiant boiler with 
a natural circulation in the evaporator. The flue gas duct dimensions in pass I 
are: 6.015 6.055 m. This means that the boiler cross section resembles a square, 
and the jet burners are installed in the corners of the furnace chamber. An at-
tempt is made in this chapter to answer the question how the chamber operation 
(flue gas velocities, temperatures), nitrogen oxides emissions and the content of 
O2 and CO will change if jet burners are replaced with turbulent burners. The 
numerical analysis comprises three variants of the burner system upgrade in the 
OP-140 boiler furnace chamber. The boiler is equipped with jet burners fixed in 
the furnace chamber corners (PSN). Within the upgrade works, an analysis was 
conducted of turbulent burners located in the chamber corners and on its front 
wall – (PWN) and (PWP), respectively. The thermal calculations of the furnace 
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chamber were carried out using the CKTI method [1, 2], which made it possible 
to find the temperature at the chamber outlet. Three furnace chamber models 
were built in the Ansys.Fluent program [3] and numerical calculations were 
performed controlling the emissivity of the furnace chamber walls and monitor-
ing the furnace chamber outlet temperature which should be equal to the outlet 
temperature calculated earlier by means of the CKTI method. After the calcula-
tions of the three models of the furnace chamber were completed, the results 
were analyzed. 

2. CFD analysis 

The CFD analysis was conducted in the Ansys.Fluent program for three 
cases of the furnace chamber: 
 furnace chamber with jet burners located in the corners (PSN), 
 furnace chamber with turbulent burners located in the corners (PWN), 
 furnace chamber with turbulent burners located on the front wall (PWP). 

The furnace chamber has three rows of burners in each corner. It is assumed 
that only two upper rows operate. Due to the turbulent air flow through the 
burners, the assumed turbulence model was the standard k-  model [4, 5, 6]. 
The Non-Premixed Combustion model was assumed. In it, fuel and air are fed 
into the furnace chamber in separate streams [7]. The single-rate-model [8] was 
assumed as the coal particle devolatilization model. The coal particle combus-
tion was modelled using the kinetic-diffusion model [9, 10, 11]. The P1 radia-
tion model was applied [7]. The gaseous medium emissivity was calculated 
using the “wsggm-cell-based” model, which determines emissivity based on 
H2O and CO2 [8, 12]. The carbon particle flow model was obtained using the 
Discrete Phase Model [4, 6, 12, 13, 14], which consists in tracing pulverized 
coal particles. Analyzing the boiler operation conditions, gravitation was taken 
into consideration. Tables 1, 2 and 3 present the results of the coal analysis (coal 
as-received), the coal grain size and the input data for the model, respectively. 
The furnace chamber outlet temperature calculated by means of the An-
sys.Fluent program should be equal to the temperature obtained using the CKTI 
method [15]. For this purpose, the emissivity of the boiler walls was controlled. 
The results obtained for the three cases of the combustion system at the emissiv-
ity of the walls of 0.85 are similar because the burners remain at the same levels 
– heights – and the temperature at the furnace chamber outlet does not change. 
For all variants the furnace chamber outlet temperature was t”k = 1213 C. The 
last step was to model the NOx particles. In the model, thermal and fuel nitro-
gen oxides are assumed. 

328308



 Numerical analysis of the operation of the OP-140 boiler… 373 

 

2.1 Geometry and boundary conditions 
The contour of the furnace chamber and the numerical mesh with jet burn-

ers located in the corners (PSN) are presented in Fig. 1. For this case, the nu-
merical mesh is composed of 628,220 elements and its density is higher in the 
area of the burners.  

 

Fig. 1. Contour of the furnace chamber and view of the numerical mesh in the longitudinal and 
transverse sections (PSN furnace chamber) 

Fig. 2 presents the contour and the numerical mesh for the second case – 
furnace chamber with turbulent  burners located in the corners (PWN furnace 
chamber) In this model, the numerical mesh is composed of 624,804 elements 
and, like previously, its density is also higher in the area of the burners. 

The furnace chamber with turbulent burners located on the front wall 
(PWP) and the numerical mesh are shown in Fig. 3. Here, the numerical mesh is 
composed of 633,000 elements and its density is also higher in the area of the 
burners. 

Fig. 4 additionally presents the mesh for the burners, which cannot be seen 
in previous pictures. 
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Fig. 2. Contour of the furnace chamber and view of the numerical mesh in the longitudinal and 
transverse sections (PWN furnace chamber) 

Table 1. Coal analysis (as-received state) 

Calorific value Qr
i kJ/kg 22843 

Ash content Ar % 16.9 
Moisture content Wrt % 11.5 
Coal content Cr % 59.1 
Hydrogen content Hr % 4.2 
Sulphur content Sr % 0.62 
Oxygen content Or % 6.8 
Nitrogen content Nr % 0.88 

Table 2. Coal grain size 

X Rx 
m % 

88 51.5 
102 20.6 
120 14.6 
150 9.8 
200 3.5 
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Fig. 3. Contour of the furnace chamber and view of the numerical mesh in the longitudinal  
and transverse sections (PWP furnace chamber) 

 

Fig. 4. View of the numerical mesh from the front wall 
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Table 3. Input values for the model (LP – left front corner, PT – right rear corner, etc) 

Parameter Unit LP LT PP PT 
Air mass flow III kg/s 6.5 6.6 6.7 6.4 
Air mass flow II kg/s 0.45 0.53 0.5 0.49 
Air mass flow I – upper level kg/s 1.065 1.145 1.055 1.295 
Air mass flow I – middle level kg/s 1.195 1.175 1.395 1.085 
Coal mass flow Mill 2 – upper kg/s 0.62 0.56 0.58 0.63 
Coal mass flow Mill 2 – bottom kg/s 0.65 0.58 0.62 0.61 
Primary air temperature oC 105 
Secondary air temperature oC 246 

2.2. Analysis of results 
In the case of the furnace chamber with jet burners located in the corners 

(PSN – Fig. 5) the distribution of temperatures shows good mixing of the air 
streams. Owing to that, the temperature maximum occurs in the centre of the 
furnace chamber and no unfavourable phenomena, such as the wall singeing, 
are observed. In Fig. 5, in the “PP” corner a flux of very low temperature can be 
seen. This may be caused by the very large mass flow of air I coming out of this 
corner. In the case of the furnace chamber with turbulent burners located in the 
corners (PWN – Fig. 6) the temperature maximum also occurs in the furnace 
chamber centre, but on a smaller area compared to the chamber with jet burners. 
Higher temperatures can be noticed in this chamber variant at the walls, and the 
temperature longitudinal streamline is not as thin as in the case of the furnace 
chamber with jet burners.  

 

Fig. 5. Distribution of temperatures in the planes of the upper rows of burners, in the chamber 
longitudinal plane and in the outlet plane of the PSN furnace chamber 
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Fig. 6. Distribution of temperatures in the planes of the upper rows of burners, in the chamber 
longitudinal plane and in the outlet plane of the PWN furnace chamber 

The distribution of temperatures in the furnace chamber with turbulent 
burners located on the front wall (PWP – Fig. 7) shows that the maximum tem-
perature area is in the centre of the furnace chamber, in the plane of the upper 
row of the burners. The distribution of temperatures in the furnace chamber 
outlet plane is similar in each case. 

In the case of the furnace chamber with jet burners located in the corners 
(Fig. 8) the greatest amounts of nitrogen oxides appear beyond the ”swirl” re-
gion. Fig. 9 presents the results obtained for the furnace chamber with turbulent 
burners located in the corners.  

In the third case of the furnace chamber with turbulent burners located on 
the front wall (Fig. 10), the greatest amounts of nitrogen oxides appear in the 
centre of the furnace chamber, over the flame and in the outlet plane near the 
chamber rear wall. 
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Fig. 7. Distribution of temperatures in the planes of the upper rows of burners, in the chamber 
longitudinal plane and in the outlet plane of the PWP furnace chamber 

 

Fig. 8. NOx volume contents in the planes of the upper rows of burners, in the chamber  
longitudinal plane and in the outlet plane of the PSN furnace chamber 
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Fig. 9. NOx volume contents in the planes of the upper rows of burners, in the chamber 
longitudinal plane and in the outlet plane of the PWN furnace chamber 

 

Fig. 10. NOx volume contents in the planes of the upper rows of burners, in the chamber  
longitudinal plane and in the outlet plane of the PWP furnace chamber 
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3. Conclusions 

The chapter presents an analysis of three furnace chambers with different 
burner systems which was conducted using the CKTI method (outlet tempera-
ture) and the numerical method. The numerical analysis of the chambers was 
performed with respect to different aspects: temperature distributions, velocity 
distributions of streams at the outlet of the burners, flue gas composition, etc. 
Known temperature at the furnace chamber outlet, calculated by means of the 
CKIT method, was used to validate the CFD results. The CFD calculation re-
sults show that the first furnace chamber under analysis – the one with jet burn-
ers located in the chamber corners (PSN) – is characterized by a uniform distri-
bution of temperatures along the chamber and a good mixing of the fuel and air 
owing to the “swirl” produced in the chamber centre by co-operating jet burn-
ers. There are also no areas with a low content of oxygen on the chamber walls, 
which means that there is no risk of enhanced corrosion. The time of the coal 
particle residence in the chamber is relatively long. The second furnace chamber 
– the one with turbulent burners located in the chamber corners (PWN) – is 
characterized by a less uniform distribution of temperatures along the chamber. 
Here, temperature fields with a higher value can be found closer to the chamber 
walls. The burners in the corners do not co-operate because they each cause an 
air swirl. Areas with a zero concentration of oxygen occur on the right and front 
walls at the level of the ash hopper, which creates a higher risk of corrosion of 
these chamber walls compared to others. Comparing all three cases, the time of 
the particle residence in the furnace chamber in this case is on the average level. 
In the last variant – the furnace chamber with turbulent burners located on the 
front wall (PWP) – the temperature distribution is uniform and seems to be sim-
ilar to the distribution obtained for the furnace chamber with jet burners. The air 
flow velocities from the burners are smaller than they were for the chamber 
with burners located in the corners because the cross section of these burners is 
larger. In this case, the concentration of oxygen near a large portion of the walls 
is slight or none, which means that these areas are threatened with corrosion. In 
this variant, the time of the particle residence in the furnace chamber is the 
shortest. In all three cases of the furnace chamber, NOx emissions were also 
taken into consideration. The results concerning the volume contents of relevant 
nitrogen oxides in the outlet plane of the furnace chamber are listed in Table 4. 

Table 4. Calculation results 

Variant NOx O2 t”
k

mg/m3
n % oC 

PSN 726 6.3 1213 
PWN 727 8.2 1214 
PWP 679 2 1212 
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The results presented herein are a springboard for further numerical testing. 
In order to validate the numerical calculations, the temperatures and concentra-
tions of flue gas components should be measured for the reference case (PSN) 
on a real facility. Moreover, the numerical analysis should be conducted using 
more accurate numerical sub-models. 
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W rozdziale zamieszczono wyniki bada  eksperymentalnych w zakresie tlenowego spalania 
w gla kamiennego w atmosferycznym palenisku typu CWF (Cyrkulacyjna Warstwa Fluidalna). 
Testy przeprowadzono na instalacji w skali wielkolaboratoryjnej. Zmiennym parametrem proce-
sowym by a pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej. Zmiana parametru rzutowa a na 
rozk ad koncentracji ziaren materia u warstwy fluidalnej oraz na rozk ad temperatur w konturze 
komory paleniskowej. Decydowa a równie  o czasie pobytu ziaren paliwa w strefie spalania. 
Ostatecznie prze o y a si  na przebieg procesu tworzenia zanieczyszcze  gazowych. Pomiar 
sk adu spalin realizowany by  na czterech poziomach komory paleniskowej, co pozwoli o na 
ledzenie post pu konwersji w gla elementarnego, siarki palnej i azotu paliwowego wzd u  ca ej 

wysoko ci komory paleniskowej. 

1. Wprowadzenie 

W giel jako paliwo, w ca ym procesie od wydobycia, poprzez spalanie, do 
wykorzystania zawartej w nim energii, stwarza liczne problemy zwi zane 
z wymogami ochrony rodowiska. Szans  na rozwi zanie konfliktu mi dzy 
potrzeb  spalania w gla w celach energetycznych a konieczno ci  zmniejszania 
emisji zanieczyszcze  gazowych jest zastosowanie technologii wychwytu 
i sk adowania CO2. Jedn  z rozwa anych opcji jest spalanie tlenowe. Zak ada 
si , e technologia ta zostanie rozwini ta do roku 2020 na tyle, e czne koszty 
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wychwytywania i zat aczania CO2 b d  ni sze, ni  koszty zakupu pozwole  na 
emisj  [1]. Istota procesu spalania tlenowego polega na tym, e na potrzeby 
procesu utylizacji paliwa kocio  zasilany jest mieszank  gazow  O2/CO2. W a-
ciwo ci procesu spalania w powietrzu ró ni  si  od w a ciwo ci procesu spala-

nia tlenowego. Nowe warunki prowadzenia procesu spalania tlenowego mog  
mie  istotne znaczenie dla chemii w gla, siarki i azotu. 

2. Eksperyment 

2.1. Stanowisko badawcze 
Badania zosta y przeprowadzone na instalacji atmosferycznego paleniska z 

cyrkulacyjn  warstw  fluidaln  (CWF) przystosowanego do pracy zarówno w 
trybie powietrznym jak i tlenowym. G ównym elementem stanowiska jest ko-
mora spalania (o rednicy 0,1 m i wysoko ci 5 m) po czona z gor cym cyklo-
nem. Odseparowany w cyklonie materia  zawracany jest do komory palenisko-
wej uk adem nawrotu (rura opadowa i syfon). Szczegó owy opis i zasad  dzia-
ania stanowiska przedstawiono w [2]. 

Instalacja pilota owa wyposa ona jest w cztery punkty pomiaru sk adu ga-
zów spalinowych, rozmieszczonych wzd u  wysoko ci komory paleniskowej, 
co umo liwia prze ledzenie termicznego rozpadu paliwa od momentu jego od-
gazowania do chwili w której spaliny opuszczaj  uk ad. Ponadto stanowisko 
wyposa one jest w szereg kilkunastu portów pomiaru temperatury i ci nienia. 
Tak g ste opomiarowanie uk adu umo liwi o bie c  kontrol  procesu spalania.  

2.2 Parametry prowadzenia procesu 
Do bada  jako paliwa u yto w gla kamiennego z KWK Janina o w a ciwo-

ciach zawartych w tabeli 1. Gaz zasilaj cy stanowi a mieszanka O2/CO2 o 
udziale tlenu 35%-obj., symuluj ca tym samym recyrkulacje spalin. Stosunek 
gazu pierwotnego (PG) do wtórnego (SG) utrzymywany by  na poziomie 70/30, 
a nadmiar tlenu wynosi  15%. Ca kowity strumie  gazu doprowadzanego do 
uk adu by  zmienny i w kolejnych testach wynosi  odpowiednio ok. 21,0, 24,0 i 
29,8 m3/h (w tym gaz doprowadzany do syfonu w ilo ci ok. 3 m3/h i gaz do-
prowadzany do podajnika paliwa w ilo ci ok. 1 m3/h. Tym samym, rednie 
pr dko ci przep ywu gazu w komorze paleniskowej oscylowa y w zakresach 
v=1,75-2,63 m/s (test_vnis), 2,26-3,24 m/s (test_v r) i 2,67-3,86 m/s (test_vwys), 
odpowiednio w jej dolnej cz ci z g st  warstw  (poni ej punktów dystrybucji 
gazu wtórnego) i w górnej cz ci komory paleniskowej z warstw  rozrzedzon  
(powy ej dysz gazu wtórnego). Ró nica pr dko ci wynika a przede wszystkim 
ze zmiennego strumienia gazu doprowadzanego do komory paleniskowej. red-
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nie warto ci temperatur mierzonych wzd u  wysoko ci komory paleniskowej 
oscylowa y w zakresie 750-869 °C (Rys. 1), z kolei, gradient ci nienia w tym 
obszarze utrzymywany by  na sta ym poziomie ok. 2500 Pa. 

Tabela 1. Analiza techniczna i elementarna paliwa 

Paliwo 
w giel 

kamienny 

Warto  
opa owa 

 
 

103J/kg 

Analiza techniczna Analiza elementarna 

Wilgo  Cz ci 
lotne 

Koksik 
(z ró nicy) Popió  C Spalna H N O 

(z ró nicy) 

% % % % % % % % % 

test_v nis 
test_v r 

test_vwys 

22245 
22139 
23305 

12,5 
11,8 
8,6 

30,0 
29,5 
32,2 

47,8 
45,9 
49,5 

9,7 
12,8 
9,7 

58,7 
56,9 
61,1 

1,12 
1,79 
1,11 

3,90 
3,84 
3,93 

0,70 
0,90 
0,98 

13,38 
11,97 
14,58 

 
Pomiar wi kszo ci sk adników gazów spalinowych (CO2, CO, CXHY, SO2, 

SO3, NO2, NO, N2O, NH3, HCN, H2O, ...) prowadzony by  przy u yciu wielopa-
rametrowego analizatora gazów DX-4000 firmy Gasmet, opartego na metodzie 
pomiaru FTIR (transformata Fouriera w podczerwieni). Do pomiaru st enia 
H2S zastosowano analizator ECOM J2KN z elektrochemiczn  cel  pomiarow . 
Z kolei, pomiar st enia tlenu realizowany by  analizatorem Oxymat 61 firmy 
Simens wykorzystuj cym metod  paramagnetyczn  oraz analizatorem AMS 
OXITRACE z czujnikiem cyrkonowym. Wszystkie urz dzenia umo liwia y 
pomiar ci g y ze zdefiniowan  cz stotliwo ci  próbkowania 1Hz. Czas pomiaru 
realizowanego kolejno we wszystkich portach wynosi  3600s, a rozpoczyna  si  
po osi gni ciu stabilnych warunków pracy instalacji pilota owej. Sondowanie 
spalin realizowane by o na 4 poziomach wewn trz komory paleniskowej: 
0,43m, 1,45m, 2,50m oraz 4,88m od rusztu. Sta a lokalizacja jednego z pomia-
rów st enia tlenu w spalinach, na odcinku pomi dzy komor  paleniskow  
a cyklonem, zosta a przyj ta z my l  o bie cej kontroli procesu spalania. Przy-
stosowanie instalacji pilotowej do prowadzenia wielopoziomowego sondowania 
sk adu gazów spalinowych wewn trz komory paleniskowej umo liwia prze-
prowadzenie globalnej analizy w przedmiocie przebiegu konwersji organicznej 
substancji paliwa na kolejnych etapach jego termicznej dekompozycji i spala-
nia. 

Obliczenia 

Analiz  jako ci procesu spalania paliwa przeprowadzono w oparciu o zmia-
ny warto ci wspó czynników opisuj cych stopie  konwersji (CR) wybranych 
sk adników paliwa, mianowicie:  
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 w gla elementarnego (Cfuel) do CO2 - (CRC->CO2), CO - (CRC->CO), CXHY - 
(CRC->CxHy),  

 siarki palnej (Sfuel
comb) do: SO2 - (CRS->SO2), SO3 - (CRS->SO3), H2S -  

(CRS->H2S), 
 azotu cz steczkowego (Nfuel) do: NO - (CRN->NO), NO2 - (CRN->NO2), N2O - 

(CRN->N2O), NH3 - (CRN->NH3), HCN - (CRN->HCN); 
wed ug metodyki opisanej szczegó owo w [3]. 

Porównanie warto ci odpowiednich wspó czynników na kolejnych pozio-
mach komory paleniskowej umo liwi o prze ledzenie przebiegu konwersji da-
nego sk adnika, od etapu odgazowania paliwa do postaci w której odprowadza-
ny jest on do atmosfery. 

4. Wyniki 

4.1. Warunki cieplno – przep ywowe 
Przede wszystkim nale y zaznaczy  e, stanowisko w swojej konstrukcji 

nie przewiduje dodatkowych wymienników ciep a. Regulacja temperatury, 
w pewnym zakresie, mo liwa jest jedynie poprzez pierwotny podgrzew dopro-
wadzanego gazu oraz kontrolowane rozizolowywanie termiczne uk adu nawrotu 
(syfonu i rury opadowej) oraz w mniejszym stopniu samej komory palenisko-
wej. Jak wida  na rys. 1, zabieg ten pozwoli  na utrzymanie temperatury w gór-
nej cz ci komory paleniskowej (punkty pomiarowe T6 -T9) na za o onym 
poziomie 850 °C (+/-2,5% wzgl dem za o onej sta ej warto ci redniej tempe-
ratury).  

Efekt spowodowany korekt  pr dko ci przep ywu gazu w komorze paleni-
skowej widoczny jest zatem przede wszystkim w dolnej cz ci paleniska, po-
mi dzy punktami pomiarowymi T2-T5 (rys. 1). Najwi kszy gradient temperatu-
ry odnotowano przy niskiej pr dko ci gazu, co wynika ze zwi kszonej koncen-
tracji ziaren materia u buduj cego warstw  fluidaln  w dolnej cz ci komory 
paleniskowej. Przeciwnie, najmniejsz  ró nic  temperatur zarejestrowano przy 
wysokiej pr dko ci gazu. Jest to efektem rozci gni cia, a co za tym idzie roz-
rzedzenia fazy g stej. W rezultacie, ziarna paliwa maj  u atwion  „drog  
ucieczki” z tego obszaru, w wyniku czego konwersja w gla przenosi si  
w wy sze partie komory.  

Rozk ad koncentracji materia u warstwy wzd u  wysoko ci komory paleni-
skowej przedstawiono na rys. 2. Na wykresie wyra nie wida  pi  stref typo-
wych dla palenisk z cyrkulacyjn  warstw  fluidaln  [4, 5], tj.: strefa przyrusz-
towa (0,01-0,065 m), strefa z faz  g st  (0,065-0,20 m), strefa przej ciowa 
(0,20-0,51 m), strefa z faz  rozrzedzon , z przewag  grubszych ziaren (0,51-
1,45 m), strefa z faz  rozrzedzon , z przewag  drobniejszych ziaren (1,45-
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4,63 m). Ró nice w g sto ci suspensji materia u warstwy wywo ane zmian  
pr dko ci przep ywu gazu w komorze paleniskowej, podobnie jak w przypadku 
rozk adu temperatur, widoczne s  najbardziej w dolnej cz ci komory paleni-
skowej (poni ej punktu dystrybucji gazu wtórnego).  

 

Rys. 1. Rozk ad temperatur wzd u  wysoko ci komory paleniskowej 

Wraz ze zmniejszeniem pr dko ci przep ywu gazu, wyra nie rysowa a si  
strefa przyrusztowa. Zatrzymanie warstwy na pieszych 7 cm komory spalania 
zadecydowa o o d u szym czasie pobytu materia u warstwy w tym obszarze, 
sprzyjaj c lepszemu wypaleniu ziaren w gla. Wysoka porowato  warstwy 
w  obszarze 0,01-0,065 m wp yn a na silniejsz  fragmentacj  i cieranie ziaren 
paliwa, st d wi cej drobnego materia u w górnej cz ci paleniska. Zwi kszenie 
pr dko ci przep ywu spowodowa o rozrzedzenie fazy g stej, sprzyjaj c tym 
samym wywiewaniu ziaren buduj cych warstw  fluidaln  z dolnej cz ci pale-
niska (przyrost g sto ci suspensji w górnej cz ci paleniska).  
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Rys. 2. Rozk ad g sto ci suspensji wzd u  wysoko ci komory paleniskowej 

4.2. Formowanie zanieczyszcze  gazowych 
Oceny jako ci procesu spalania dokonano na podstawie pomiarów st e  

gazowych sk adników spalin, koncentruj c si  przy tym na nast puj cych sub-
stancjach: CO2, CO i CXHY, NO, NO2, N2O, HCN, NH3 oraz SO2, SO3 i H2S, 
jak równie  H2O i O2 niezb dnych w procesie obróbki danych. W grupie mie-
rzonych w glowodorów znalaz y si  natomiast: CH4, C2H6, C3H8, C4H10, 
CHOH, C2H4, C3H6 i C4H8. Sondowanie spalin realizowane by o na 4 pozio-
mach wewn trz komory paleniskowej: 0,43 m, 1,45 m, 2,50 m oraz 4,88 m od 
rusztu. 

Przeprowadzona analiza, zorientowana by a na rozpoznanie mechanizmów 
formowania/ redukcji ww. zanieczyszcze  gazowych, towarzysz cych kolejnym 
etapom spalania paliwa. Dyskusj  w tym zakresie oparto na zmianach warto ci 
tzw. stopni konwersji C, S i N.  

Omawiane sesje pomiarowe prowadzone by y przy ustalonych warunkach 
procesowych, to te , ró nice w zachowaniu w gla pierwiastkowego, siarki pal-
nej i azotu cz steczkowego, widoczne na rys. 3-5, rys. 6-8 i rys. 9-11, wynikaj  
przede wszystkim ze zmiany pr dko ci przep ywu gazu w komorze palenisko-
wej, która zmienia a si  w zakresie 1,75-2,67 m/s oraz 2,63-3,86 m/s, odpo-
wiednio w jej dolnej cz ci z g st  warstw  (poni ej punktów dystrybucji gazu 
wtórnego) i w górnej cz ci komory paleniskowej z warstw  rozrzedzon  (po-
wy ej dysz gazu wtórnego). 
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Przeprowadzona analiza w zakresie konwersji w gla elementarnego wyka-
za a siln  zale no  pomi dzy pr dko ci  przep ywu gazu w komorze paleni-
skowej a post pem wypalania substancji organicznej paliwa, obserwowanym 
wzd u  ca ej wysoko ci paleniska (rys. 3-5). Niska pr dko  gazu (rys. 3) po-
woduje wzrost koncentracji ziaren materia u buduj cego warstw  fluidaln  w 
dolnej cz ci komory paleniskowej, czego efektem jest zatrzymanie i spalanie 
grubszych ziaren paliwa w a nie w tej strefie. Przeciwnie, wysoka pr dko  
przep ywu (rys. 5) powoduje rozci gni cie, a co za tym idzie rozrzedzenie fazy 
g stej. W rezultacie, konwersja w gla przenosi si  w wy sze partie komory. 
Jednocze nie, atmosfera gazowa w dolnej cz ci paleniska pozostaje bogatsza 
w tlen, co u atwia dopalanie CO i CXHY. 

 
Rys. 3. Stopie  konwersji C – niska pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

 
Rys. 4. Stopie  konwersji C – rednia pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 
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Rys. 5. Stopie  konwersji C – wysoka pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

Konwersja siarki palnej (rys.6-8) oraz towarzysz ce jej wi zanie formowa-
nych produktów potwierdza obserwacje wynikaj ce z analizy konwersji w gla 
elementarnego. Wysoka koncentracja popio u w dolnej cz ci paleniska spra-
wia, e przy niskiej pr dko ci gazu (rys. 6) proces samoodsiarczania spalin 
ogranicza si  g ównie do tego obszaru, a mo liwo ci jakie w tym zakresie ofe-
ruje paliwo zostaj  w pe ni wykorzystane. W przypadku wysokiej pr dko ci 
przep ywu (Rys. 8), wi zanie zwi zków siarki przenosi si  w górne partie ko-
mory paleniskowej, a materia  warstwy wynoszony z komory zawiera znacz ce 
ilo ci nieprzereagowanego wapna i magnezu. Tym samym przypuszcza  nale y, 
e dzi ki zawracaniu popio u do paleniska, proces odsiarczania kontynuowany 

jest w strefie przyrusztowej (poni ej poziomu pierwszego portu sondowania 
spalin), o czym wiadczy  mo e m.in. relatywnie niska warto  ca kowitego 
stopnia konwersji siarki palnej wyznaczona dla wylotu z komory paleniskowej. 
Konwersja H2S do SO2 rozpoczyna si  dopiero w górnej cz ci paleniska, co 
potwierdza wcze niejsze obserwacje wiadcz ce o konieczno ci d u szego po-
bytu tego zwi zku w strefie spalania [6]. We wszystkich testach, niezale nie od 
lokalizacji portu sondowania spalin, warto  wska nika definiuj cego stopie  
konwersji S do SO3 nie przekroczy a 1%. 

Analiza procesu formowania zwi zków wywodz cych si  z azotu paliwo-
wego nie wykaza a radykalnych ró nic w przypadku zmiany pr dko ci prze-
p ywu gazu w komorze paleniskowej. Nie mniej jednak d u szy czas pobytu 
N2O w konturze paleniska, spowodowany nisk  pr dko ci  gazu (rys. 9), zade-
cydowa  o jego cz ciowej destrukcji podczas przep ywu spalin przez górn  
cz ci komory. Intensyfikacja procesu spalania paliwa w dolnej cz ci komory 
paleniskowej, towarzysz ca niskiej pr dko ci gazu, spowodowa a zahamowanie 
powstawania NO, co wynika o najprawdopodobniej ze zubo enia w tlen tego 
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obszaru paleniska. Warunki te sprzyja y jednak formowaniu NO2, co potwier-
dza dotychczasowe obserwacje z wcze niej prowadzonych testów [2, 7]. 

 

Rys. 6. Stopie  konwersji S – niska pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

 

Rys. 7. Stopie  konwersji S – rednia pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 
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Rys. 8. Stopie  konwersji S – wysoka pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

Podobnie jak w przypadku N2O, d u szy czas pobytu tlenków azotu 
w strefie spalania prowadzi  do wzmo enia mechanizmu redukcji tych zwi z-
ków w górnej cz ci komory. Ostatecznie warto  wska nika stopnia konwersji 
azotu paliwowego okre lona dla wylotu z komory paleniskowej okaza  si  by  
najni sza przy niskiej pr dko ci przep ywu gazów w komorze paleniskowej. 
W adnym z testów nie zarejestrowano amoniaku w sk adzie gazów spalino-
wych, co wiadczy  mo e o s abej stabilno ci tego zwi zku. 

 

Rys. 9. Stopie  konwersji N – niska pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 
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Rys. 10. Stopie  konwersji N – rednia pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

 

Rys. 11. Stopie  konwersji N – wysoka pr dko  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 

5. Podsumowanie 

W rozdziale dokonano oceny wp ywu warunków przep ywowych na za-
chowanie C, S i N podczas tlenowego spalania w gla w palenisku z cyrkulacyj-
n  warstw  fluidaln . Analiza obejmowa a formowanie CO2, CO, CXHY oraz 
SO2, SO3, H2S a tak e NO, NO2, N2O, NH3, HCN, wzd u  wysoko ci komory 
paleniskowej. Na podstawie przeprowadzonych bada  stwierdzono siln  zale -
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no  pomi dzy pr dko ci  przep ywu gazu w komorze paleniskowej 
a post pem wypalania substancji organicznej paliwa. Wraz ze zwi kszeniem 
pr dko ci gazu st enie fazy rzadkiej zwi ksza si , a fazy g stej maleje. Przy 
niskiej pr dko ci, d u szy czas pobytu ziaren paliwa „uwi zionych” w g stej 
fazie przyrusztowej sprzyja  dopaleniu w gla w tym obszarze. W przypadku 
wysokiej pr dko ci przep ywu, konwersja paliwa przenosi si  w górne partie 
paleniska, a materia  warstwy wynoszony z komory zawiera znacz ce ilo ci 
nieprzereagowanego wapna i magnezu.  
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OF THE INVERSE MARCHING METHOD 
USED TO REDUCE DYNAMIC ERRORS  
OF THE TRANSIENT TEMPERATURE  

MEASUREMENT 

Magdalena Jaremkiewicz 
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ul. Jana Paw a II 37, 31-864 Cracow, Corresponding author, e-mail: mjaremkiewicz@pk.edu.pl 

In this chapter, the experimental verification of the inverse marching method used to deter-
mine transient fluid temperature is presented. The experiment was carried out in a wind tunnel, 
where the air temperature and velocity were changed over time. The temperature was measured 
by two thermometers of different construction but with the same outer diameter of 15 mm. One of 
them is a K-type industrial thermometer widely available commercially. The temperature indicat-
ed by the thermometer was corrected considering the thermometer as the first order inertia device. 
Newly designed thermometer was also used to measure the temperature of the air. Its characteris-
tic feature is a cylinder-shaped housing with the sheath thermocouple located in its center. The 
temperature of the air was determined based on measurements taken in the axis of the solid cylin-
drical element (housing) using the inverse marching method. By comparing the results it was 
demonstrated that the new thermometer allows to obtain the fluid temperature much faster and 
with higher accuracy in comparison to the industrial thermometer. Accurate measurements of the 
fast changing fluid temperature are possible due to fast space marching method applied for solv-
ing the inverse heat conduction problem. 

Symbols 

c – specific heat at constant pressure, J/(kg K) 
h – heat transfer coefficient, W/(m2 K) 
k – thermal conductivity, W/(m K) 
rout – outer radius of the thermometer, m 
t – time, s 
T(t) – temperature of the thermometer, °C 
Tf (t) – fluid temperature, °C 
u(t)  – response to the unit step 
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vT – rate of temperature change, K/s 

Greek symbols 
 – tolerance, K 
 – kinematic viscosity, m2/s 
r – spatial step in the r direction, m 
t – time step, s 
 – mass density, kg/m3 
 – time constant, s 

1. Introduction 

In the steady state when fluid temperature is constant, there is no damping 
and time lag and temperature measurement can be made with high accuracy. 
When the fluid temperature is varying, under unsteady conditions, the response 
time of thermometer can be very long, depending on type of thermometer and 
outer diameter of its housing. 

In installations where pressure and temperature of the fluid are high, ther-
mometers with massive housings are used to prevent their destruction (Kerlin 
and Johnson, 2012; Johnson and Gilson, 2012). During rapid changes of the 
fluid temperature, the thermal inertia of the sheath has a significant influence on 
the measured values. The ability to accurately determine of the transient fluid 
temperature is very important for proper operation of control systems. 

2. Methods of determining transient fluid temperature 

In this section two methods for indirect measurements of transient fluid 
temperature are presented. First, the thermometer is treatment as the first order 
inertial model and then the inverse heat conduction problem is solved to deter-
mine fluid temperature. 

2.1. Thermometer as a first order inertia device 
Usually the thermometer is modelled as an element with lumped thermal 

capacity. In this way, it is assumed that the temperature of the thermometer is 
only the function of time, and temperature differences occurring within the 
thermometer are neglected. The temperature changes of the thermometer in time 
T(t) have been described by an ordinary first order differential equation (first 
order thermometer model) (Michalski and Eckersdorf, 1986) 
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d ( ) ( ) ( )

d f
T t T t T t

t
, (1) 

where  = mt c/(h At). Eq. (1) was solved for the step increase of the fluid 
temperature from T0 = 0°C to the constant value Tf . The initial condition is:  

 0(0) 0T T .  (2) 

 For the first order model the thermometer response for a unit step fluid 
temperature change is determined by the simple expression: 

 
( )( ) 1 exp
f

T t tu t
T

. (3) 

The time constant  in Eq. (3) can be estimated from experimental data. Eq. 
(1) can also be used for determining fluid temperature Tf (t) when the time con-
stant of the thermocouple  is a function of fluid velocity w. The time constant 
of the thermocouple  = mt c/(h At) depends strongly on the heat transfer coeffi-
cient h on the outer thermometer surface, which in turn is a function of the air 
velocity (Sanitjai and Goldstein, 2004). 

The fluid temperature will be determined on the basis of measured histories 
of the thermometer temperature T(t) and known time constant (w) using Eq. 
(1).  

2.2. Inverse marching method 
An inverse space marching method is used to determine the temperature 

distribution inside the thermometer wall and the fluid temperature. The transient 
heat conduction equation for a cylindrical wall is (Jaremkiewicz, 2012) 

 
1( ) ( ) ( ) ,T Tc T T k T r

t r r r
 0 outr r  (4) 

Based on the measured temperature T1(t) at the cylinder axis r = 0 

 1( 0) ( )T r T t  (5) 

the temperature distribution inside the cylinder including the outer surface will 
be determined.  

The unknown fluid temperature Tf (t) appears in the convective boundary 
condition at the outer surface of the cylinder 
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The solution of the inverse problem (4)-(6) is obtained by using the 
control volume method (Taler and Duda, 2006) 

 ,
1

d
d

cn
i

i i i i j v i
j

TV c T T Q V q T
t

 (7) 

The thermometer housing is modeled as a solid cylindrical without inner 
hole, divided into four control volumes (Fig. 1). Using the control volume 
method, the energy balance equations can be written for all nodes which are 
located at the centres of the control volumes. The energy balance equations are 
written for the nodes: 1, 2, and 3 of the control volumes. Taking into account 
that the temperature T1(t) at the node 1 is measured, the temperature at the node 
2 is determined form the energy balance equation for the node 1. In similar way, 
the temperature at the node 3 is obtained from the energy balance equation for 
the node 2, and subsequently the temperature at the node 4 from the energy 
balance equation for the node 3. The temperatures at the nodes 2, 3, and 4 are as 
follows 

 
2

1
2 1 1 1

1 2

d1
2 d

r TT T c T T
k T k T t

 (8) 
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3 2 3 2

d1 4
3 3 d
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 (9) 

 
22 3 3 3 3

4 3 2 3
4 3 4 3

d3 8
5 5 d

k T k T c T T TT T T T r
k T k T k T k T t

 (10) 

where the symbol r = rout /3. 
The energy balance equation for the node 4 is 

 

2
2 4

4 4
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Trr r c T T
t

k T k T T Trr r h T T
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 (11) 
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Fig. 1. Dividing the cylindrical element into four control volumes 

Solving Eq. (11) gives the fluid temperature Tf (t) 

 3 4 4 4 4
4 3 4

d5 11
12 24 df

k T k T c T T TT T T T r
h r h t

 (12) 

The surface temperature Tf is determined sequentially. Calculating the time 
derivatives dT1/dt and using Eq. (8), the temperature at the node 2 is obtained at 
first. Next, the temperatures at the nodes T3 and T4 are calculated in sequence 
using Equations (9) and (10).  

Values of thermal conductivity k(Ti) for temperature Ti at the i node (where 
i = 2, 3, 4) are unknown. It is necessary to execute several iterations to obtain 
temperature Ti. It was assumed that the starting value of the thermal 
conductivity for the first iteration is 

 (0)
1i ik T k T  (13) 

The iteration continues until (Jaremkiewicz, 2012) 

 1 , 2, 3, 4n n
i iT T i  (14) 

where the small value  is equal to 0.000 01 K. 
Having determined temperatures T2, T3, and T4, the fluid temperature is 

calculated using Eq. (12). 

355335



400 Magdalena Jaremkiewicz 

 

3. Description of experiment 

At the beginning, the time constants of the industrial thermometer  for var-
ious air velocities w were determined in an open benchtop wind tunnel (Fig. 2). 
The WT4401-S benchtop wind tunnel is designed to give uniform flow rate 
over a 100 mm × 100 mm cross section (WT4401-S & WT4401-D Benchtop 
Wind Tunnels). 

 

Fig. 2. Benchtop wind tunnel used for determining thermocouple time constant 

 

Fig. 3. Time constant  of the industrial as a function of air velocity w with 95% confidence 
interval limits 
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The variations of the thermocouple time constants  with the fluid velocity 
for the thermometer with the outer diameter of 15 mm is shown in Fig. 3. The 
experimental data were approximated by the least squares method. The follow-
ing function was thus obtained: 

 
1

0,0018215 0,0012272 w
, (15) 

where  is expressed in s, and w in m/s. 
Next, the transient temperature in the wind tunnel (Fig. 4) was measured. 

Two thermometers were used, both with a housing diameter of 15 mm, but of 
different construction. The first of them is the industrial thermometer widely 
available commercially. The temperature sensor is a K type thermocouple 
(NiCr-NiAl) with the accuracy class of 2. Hot junction is not grounded. The 
housing of thermometer is made of 1H18N9T austenitic steel. The second ther-
mometer with a new housing design is characterized by a very small gap be-
tween the sheath of the inner thermocouple and the surface of the hole drilled 
axially throughout the solid cylinder, which forms a housing of the thermome-
ter. In this thermometer, the thermocouple of K type with the accuracy class of 
2 and the grounded junction is used. The outer diameter of the sheath is 1 mm. 
The thermowell is made of 1H18N9T stainless steel.  

 

Fig. 4. Diagram of open wind tunnel (Taler, 2009): A – heat exchanger, B – fan, C – chamber, 
D – air channel, E – water outlet pipe, F – hot water feeding pipe. 

First, the measurements were made using the industrial thermometer and 
then using newly designed thermometer. The air in the tunnel was heated by 
a  heat exchanger and its velocity was also altered. The thermometers measured 
the temperature behind the heat exchanger. The variation in the air velocity was 
measured by the vane anemometer. Both the velocity and temperature data were 
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collected using the Ahlborn ALMEMO 5990-0 data acquisition system. In addi-
tion, the K type sheath thermocouple with an outer diameter of 1.5 mm and the 
second class accuracy was used to measure continuously the air temperature 
behind a heat exchanger during the experiment. 

4. Analysis of the calculation results 

The measurements of transient temperature by the industrial thermometer 
and newly designed thermometer have big dynamic errors (Figs. 5 and 6).  

The first, air transient temperature measurement was performed using the 
industrial thermometer. On the basis of measurements the exact temperature of 
the air was determined by treating thermometer as an inertial first-order model 
and using Eq. (1). Because the air velocity varied in time, the time constant of 
thermometer was calculated using Eq. (15). The calculations were performed 
for the sampling time t = 6 s. The obtained results of the calculations are 
shown in Figure 5. 

 

Fig. 5. Measurements and results of calculations: 1 - temperature measured by the industrial 
thermometer, 2 - temperature measured by the thermocouple with outer diameter of 1,5 mm,  
3 - temperature calculated using the inverse method based on measurements carried out by  

the industrial thermometer, 4 - time constant of the thermometer, 5 - velocity of the air. 
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Then, the air transient temperature was measured using a new thermometer. 
For quicker response of the thermometer and more accurate measurements, the 
inverse marching method was used. Equations (8)-(10) and (12) were used to 
obtain the fluid temperature. Calculations were made for constant physical 
properties of the thermometer housing: specific heat c = 500 J/(kg K), density  
 = 7 900 kg/m3 and thermal conductivity k = 18 W/(m K). The heat transfer 

coefficient on the outer surface of the thermometers h was determined based on 
the Nusselt number defined by correlation of Moffat (Wi niewski, 1983) with 
changed constant value C. The physical properties of the air using in calculation 
of the heat transfer coefficient: Prandtl number Pra = 0,698, thermal conductivi-
ty ka = 0.0283W/(m K) and kinematic viscosity a = 17.95 10-6 m2/s. The cal-
culations were made for time step of 6 s. 

  

Fig. 6. Measurements and results of calculations: 1 - temperature measured by the newly designed 
thermometer, 2 - temperature measured by the thermocouple with outer diameter of 1,5 mm,  

3 - temperature calculated using the inverse method based on measurements carried out by the 
newly designed thermometer, 4 - heat transfer coefficient on the outer surface of thermometer,  

5 - velocity of the air. 

5. Conclusions 

Both applied methods allow for the correction of transient temperature 
measurements, but are suitable for different applications. The first method is 
suitable for measuring temperature of exhaust gas and air by the thinner ther-
mometers than the industrial thermometer using during the experiment. The 
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second method has much wider possibilities of its application. It can be used 
everywhere where has to be applied massive housing of the thermometer due to 
the high pressure and temperature of the fluid (e.g. steam). The results of calcu-
lations demonstrate that the thermometer of new design allows to obtain the 
accurate temperature much faster in comparison to the industrial thermometer. 
Accurate measurement of fast fluid temperature changes is possible due to fast 
space marching method for solving inverse heat conduction problem used to 
calculate fluid temperature based on temperature measurement at the axis of the 
thermometer. 
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PRZEP YWOWYCH W MODELOWANIU 
PROCESU SPALANIA W URZ DZENIACH 

TERMICZNEGO PRZEKSZTA CANIA  
ODPADÓW (SPALARNI ODPADÓW) 
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Ul. Konarskiego 18, 44-100 Gliwice, Tel. 32.2372122, fax: 322371167,  

e-mail: tomasz.jaworski@polsl.pl 

Grupa zagadnie  poruszona w pracy zwi zana jest ze wspomaganiem modelowania nume-
rycznego procesów przep ywowych i spalania w komorach rusztowych urz dze  do termicznego 
przekszta cania odpadów sta ych. W szczególno ci wspomaganie obejmowa o: 
- nowatorsk  integracj  dwóch modeli: modelu spalania (metoda bilansów elementarnych) 
w warstwie i modelu FLUENT CFD w bryle gazowej komory spalania,  
- wprowadzenie do metodyki parametryzacji modelu cia a porowatego, jakim jest ruchoma  
 warstwa materia u odpadów na ruszcie: porowato ci wyliczonej na bazie w asnej formu y na 
wzd u ny wspó czynnik dyspersji, zale ny od typu rusztu, parametrów eksploatacyjnych i mate-
ria owych i zastosowanie ich w równaniu Erguna oraz wspó czynników: przepuszczalno ci 
i Forchheimera (strat inercyjnych) wyznaczonych na podstawie wyników bada  oraz danych 
literaturowych,  
- wykorzystanie parametrów przep ywowych tj. rozk ad czasu przebywania odpadów na ruszcie, 
wspó czynnik zmieszania i wspó czynnik dyspersji wzd u nej oraz wyników ich wielowarianto-
wych bada  do uzgadniania warunków brzegowych w modelu numerycznym FLUENT CFD 
Software. 

1. Analogia: reaktor chemiczny – komora urz dzenia  
do termicznego przekszta cania odpadów  

z rusztem ruchomym 

Przep yw w chemicznych reaktorach rzeczywistych wykazuje du e podo-
bie stwo do przep ywu materia u odpadów w urz dzeniach do spalania z rusz-
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tem ruchomym, b d c w swym charakterze czym  po rednim do skrajnych 
przypadków wyst puj cych w teorii chemicznej reaktorów, tj. reaktora zbiorni-
kowego i rurowego [8]. W rzeczywisto ci w przep ywie materia u odpadów na 
rusztach nie zawsze osi ga si  stan idealnego wymieszania, natomiast  wyst pi 
zawsze w mniejszym lub wi kszym stopniu zjawisko mieszania wzd u nego 
b d  dyspersji wzd u nej, zale ne od rodzaju  rusztu, w asno ci substancji 
i charakteru przep ywu oraz niewielkie, ale wyst puj ce mieszanie poprzeczne, 
zwi zane ze zmian  porowato ci spalanej warstwy. 

Przep yw materia u odpadów na ruszcie ruchomym w urz dzeniu do spala-
nia wywo any jest wymuszonym ruchem, w zale no ci od typu rusztu: ruszto-
win lub walców. Konsekwencj  tego ruchu jest przekazywanie energii mi dzy 
cz stkami warstwy (przenoszenie p du) wskutek ich wzajemnych zderze , 
a tak e zderze  z rusztowinami i cianami bocznymi komory. Dochodzi do tego 
oddzia ywanie si  grawitacji oraz oddzia ywanie strugi gazu pochodz ce od 
systemu doprowadzenia powietrza pierwotnego. 

Przyjmuj c analogi  - podobie stwo w przep ywie materia u odpadów na 
ruszcie poprzez komor  spalania do przep ywu p ynu przez reaktor chemiczny 
mo emy wykorzysta  do  dobrze znan  teori  reaktorów i adaptowa  j  na 
potrzeby opisu transportu mechanicznego materia u odpadów na ró nych sys-
temach rusztów.  

2. Parametry przep ywowe charakteryzuj ce transport 
mechaniczny masy odpadów na rusztach 

Charakter przep ywu materia u odpadów oraz czasy przebywania materia u 
odpadów w urz dzeniach z systemami rusztów posuwistych i walcowych, zde-
finiowane jako parametry przep ywowe, zaproponowano opisa   za pomoc  
trzech wielko ci: 

 rozk adu czasu przebywania (skrót: RCP) materia u na ruszcie, badane za 
pomoc  metody znacznikowej w oparciu o analogi  przep ywu w rzeczy-
wistych reaktorach chemicznych, 

 stopie  zmieszania materia u odpadów na ruszcie (M), mieszanie wzd u ne 
i poprzeczne, badane za pomoc  formu y Rose a, [1], 

 wspó czynników dyspersji wzd u nej (DL) i poprzecznej (DP), badane me-
toda autorsk  [4]. 
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3. Zastosowanie parametrów przep ywowych  
w modelowaniu procesu spalania w warstwie  

na ruszcie paleniska kot owego 

Do wiadczenia i wiedza zdobyte w trakcie bada  i po analizie wyników 
procesu transportu mechanicznego masy na rusztach powinna zosta  zweryfi-
kowana, powinna zosta  równie  okre lona funkcjonalno  wykorzystania za-
stosowanych algorytmów i metodyki. Polepszenie u yteczno ci obs ugi i nauki 
w obszarze projektowania i eksploatacji urz dze  termicznego przekszta cania 
odpadów, w szczególno ci spalarni odpadów polega o co zaproponowano 
w niniejszej pracy na okre leniu mo liwo ci zastosowania parametrów prze-
p ywowych: 
- w modelowaniu numerycznym CFD procesu spalania w komorach urz dze  
do termicznego przekszta cania odpadów sta ych, wyposa onych w ró ne ro-
dzaje rusztów, 
- w eksploatacji tych urz dze .  

Tabela 1 poni ej przedstawia zestawienie mo liwo ci wykorzystania para-
metrów przep ywowych w modelowaniu numerycznym za pomoc  CFD - So-
ftware FLUENT. 

Tabela 1. Mo liwo ci wykorzystania parametrów przep ywowych masy na systemach rusztów  
w modelowaniu numerycznym procesu spalania (CFD) w urz dzeniu  

do termicznego przekszta cania odpadów sta ych 

Lp. Rodzaj para-
metru prze-
p ywowego 

Mo liwo  wykorzystania  
w modelowaniu numerycznym CFD poprzez: 

1. 

R
oz

k
ad

 c
za

su
 p

rz
eb

y-
w

an
ia

 (R
C

P)
 

 W a ciwy dobór czasu przebywania masy odpadów na ruszcie  
(w tym, czasu przebywania w strefach). Okre lenie redniej wydaj-
no ci rusztu oraz zakresu wydajno ci rusztu dla materia u wej cio-
wego odpadów i jego form przeobra onych podczas spalania na 
ruszcie. 

 Dobór optymalnych parametrów eksploatacyjnych rusztów, tj.: 
k ta nachylenia, pr dko ci przesuwu rusztowin, pr dko ci obrotowej 
walców w funkcji liczby Pecleta obrazuj cej wielko  dyspersji 
wzd u nej. 

 W a ciwy dobór obci enia mechanicznego rusztu w [kg/m2 h]. 
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2. 

M
ie

sz
an

ie
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u
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 Wybór rodzaju rusztu w zale no ci od w a ciwo ci materia o-
wych (g sto  pozorna) i spektrum granulometrycznego odpadów. 

 Konstrukcja rusztu posuwistego zapewnia du e mieszanie 
wzd u ne w przypadku materia u o ró nym wymiarze ziaren i sta ej 
g sto ci (Pe=56). Dla mieszanki materia ów o ró nym wymiarze 
ziaren i ró nej g sto ci mieszanie wzd u ne jest ma e (Pe=302). 

 Konstrukcja rusztu posuwisto-zwrotnego zapewnia du e miesza-
nie wzd u ne zarówno dla materia u o ró nym wymiarze ziaren i 
sta ej g sto ci (Pe=8), jak i dla mieszanki materia ów o ró nym 
wymiarze ziaren i ró nej g sto ci (Pe=40). 

M
ie

sz
an

ie
 p

op
rz

ec
zn

e 

 Dobór w a ciwej szeroko ci i d ugo ci rusztu oraz pr dko ci 
rusztowin (pr.obr. walców) w zale no ci od stopnia rozproszenia 
materia u w kierunku prostopad ym do g ównego kierunku przep y-
wu odpadów na ruszcie. 

 Dla rusztu posuwisto-zwrotnego, przyj cie udzia u procentowego 
masy strumienia rozpraszanego w kierunku poprzecznym: 
-od 0,15 do 0,20 masy materia u w odchyleniu 0,04 m/mb rusztu, 
-dla rusztu posuwistego wska nik ten wynosi : 0,01 udzia u strumie-
nia doprowadzonego masy materia u odpadów w odchyleniu 0,016 
m/mb rusztu. 

  

St
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 z
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 Dla rusztu posuwistego warto ci stopnia zmieszania M w po-
szczególnych kaskadach s  do siebie zbli one i osi gaj  wysokie 
warto ci. 

 Dla rusztu posuwisto-zwrotnego warto ci stopnia zmieszania 
zmieniaj  si  w szerokim zakresie. Wysokie warto ci otrzymano dla 
materia u transportowanego, przebywaj cego w po owie d ugo ci 
rusztu. Na pocz tku i na ko cu rusztu warto ci stopnia zmieszania s  
niskie wskutek segregacji sk adników towarzysz cej transportowi 
materia u. W gór  rusztu wynoszone s  cz stki mniejsze, natomiast 
cz stki wi ksze wykazuj  tendencje do szybszego transportu. Wiel-
ko  cz stek decyduje bardziej o szybszym transporcie ni  ró nica 
ich g sto ci. 
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 Stworzenie katalogu materia ów i przynale nych wspó czynników 
w zale no ci od k ta nachylenia rusztu i pr dko ci rusztowin (pr d-
ko ci obrotowej walców). Obliczanie DL bez konieczno ci przepro-
wadzenia bada  znacznikowych RCP.  
Model o rodka porowatego – wykorzystanie pakietu FLUENT 

 Obliczenie porowato ci warstwy ruchomej z formu y wykorzystu-
j cej równanie na obliczanie wspó czynnika dyspersji wzd u nej DL, 

11
.

L p p

mC
D d

                                  (1) 

dla ró nych stref na ruszcie, w zale no ci od stopnia przeobra enia 
materia u odpadów podczas procesu spalania w warstwie. Zastoso-
wanie warto ci  jako w asno ci cia a porowatego w pa 
kiecie FLUENT (równanie Erguna (3)). 

 Ustalenie warto ci: 
 - wspó czynnika przepuszczalno ci [m2], 
 - wspó czynnika Forchheimera [1/m], zawartych w równaniu For-

chheimera (2): 

2
f f

dp u u
dL

                         (2) 

okre laj cego podstawowe prawo, które opisuje przep yw w o rod-
kach porowatych w tym w warstwie odpadów na ruszcie, gdzie: 
dl - odcinek przep ywu [m] na którym rozpatrywany jest spadek 
ci nienia dp [Pa]; uf - pr dko  filtracji [m/s];  - wspó czynnik 
lepko ci dynamicznej [kg/m s];  - g sto  gazu, [kg/m3]. 

4.  Szczególnym przypadkiem równania Forchheimera jest podany w 
1952 roku empiryczny wzór Erguna [2] (3): 

ff u
d

u
ddL

dp 2

332

2 175,11150
    (3) 

Ze wzgl du na stosowalno  tego równania dla szerokich zakre-
sów liczb Reynoldsa, a tak e ró nych materia ów z o a porowatego 
formu a ta zosta a zastosowana w pakiecie Fluent.  

Poniewa  zakres warto ci  otrzymanych w wyniku zastosowania 
ró nych wzorów uniemo liwia ich interpretacj , do wyznaczenia 
tego wspó czynnika wykorzystuje si  bezpo rednio dane ekspery-
mentalne (zale no  spadku ci nienia na warstwie cia a porowatego 
od pr dko ci przep ywaj cego gazu [3]), a zadanie wyznaczenia 
wspó czynnika  formu uje si  jako zadanie wyznaczenia funkcji 
opisuj cej pewn  zale no  cz c  pr dko  przep ywu uf  i spadek 
ci nienia dp, stwierdzony podczas przep ywu przez badany o rodek. 
Sposób wyznaczenia parametrów  i  wykorzystuje aproksymacj  
redniokwadratow  wielomianem drugiego stopnia z wyrazem wol-

nym równym zeru, zastosowan  do oryginalnych danych pomiaro-
wych [86]. 

Program Fluent jest programem przeznaczonym do numerycznego 
rozwi zywania wielu klas zagadnie  z zakresu dynamiki p ynów 
opisywanych za pomoc  uniwersalnych równa  bilansowych.  

W szczególno ci mo liwe jest uwzgl dnianie przep ywu w o rod-
kach porowatych. We Fluencie wykorzystuje si  w tym celu standar-
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dowy uk ad równa  bilansu masy, p du i energii o rodka p ynnego 
uzupe niony o odpowiedni sk adnik ród owy. Rozwi zanie uk adu 
bilansowego opisanego równaniami jw. dokonuje si  w pakiecie 
Fluent Metod  Obj to ci Sko czonych (MOS). O rodek porowaty 
jest w takim uj ciu traktowany jako medium, które wprowadza do 
cz onu ród owego równania bilansu p du dodatkowy opór przep y-
wu w postaci ród a si  masowych. ród o to mo e by  opisane 
prawem Darcy’ego, co odpowiada stratom wywo anym lepko ci , 
prawem Forchheimera, uwzgl dniaj cym straty wywo ane lepko ci  
oraz bezw adno ci  lub te  dowolnym innym prawem definiuj cym 
zasady przep ywu przez o rodek porowaty. 

j
j

ijj
j

ij u
u

C
d

uDF
2

1150 3

1
32

23

1

  (4) 

Symbol F oznacza ród o si  dla i-tego kierunku przestrzeni (x , y 
oraz z w przypadku 3D),  - wspó czynnik lepko ci dynamicznej 
p ynu [kg/(m.s)], uj - sk adow  pr dko ci na j-tym kierunku prze-
strzeni [m/s], u - bezwzgl dn  warto  pr dko ci [m/s], Dij oraz  Cij  
s  sta ymi, wyst puj cymi w modelu jako macierze diagonalne,  w 
których na przek tnej umieszczone s  warto ci równe odpowiednio 
odwrotno ci wspó czynnika przepuszczalno ci 1/  oraz podwojonej 
warto ci wspó czynnika Forchheimera . Pozosta e elementy macie-
rzy s  zerowe. Sformu owanie wykorzystane w pakiecie Fluent 
umo liwia uwzgl dnienie pe nej anizotropowo ci przep ywu (a nie 
tylko w kierunkach g ównych) za pomoc  dodatkowych parametrów, 
które tu pomini to. 

UWAGA: 
Modelu o rodka porowatego nie nale y myli  z mikroskopowym obrazem o rodka porowate-
go, w którym przep yw nast puje w „pustych” kanalikach o rodka i który jest opisywany 
równie  za pomoc  równa  Naviera-Stokesa. W skali, w jakiej rozwa a si  makroskopowy 
o rodek porowaty, te kanaliki nie s  ju  widoczne i zamiast tego operuje si  na wielko ciach 
u rednionych. Tak te  jest w przypadku modelu wykorzystanego we Fluencie, który wymusza 
spowolnienie przep ywu zwi zane z porowato ci  o rodka za pomoc  sk adnika ród owego. 

3.1. Modelowanie numeryczne procesu spalania w komorach 
rusztowych urz dze  do termicznego przekszta cania 

odpadów sta ych 
W pracy wykorzystano nowoczesne metody symulacji przep ywu i spalania 

za pomoc  Computational Fluid Dynamics (CFD) na podstawie programu An-
sys 12.1 z wbudowanym postprocesorem Fluenta 6.0. Oprogramowanie to naj-
lepiej sprawdza si  w symulacjach procesu spalania w p ynach, natomiast 
w konfrontacji ze spalaniem warstwy i w warstwie paliwa sta ego (odpadów 
sta ych) wymaga dodatkowych przedsi wzi  dotycz cych formu owania wa-
runków materia owych i brzegowych oraz zastosowania mi dzy innymi funkcji 
UDF. Do rozwi zania tego problemu wykorzystano istniej cy zmodyfikowany 
o wykorzystanie parametrów przep ywowych model spalania odpadów w war-
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stwie na ruszcie paleniska kot owego integruj c go z aplikacj  CFD - Software 
Fluent, dobrze radz c  sobie w obliczeniach przep ywowych i spalania w bryle 
gazowej  przestrzeni komory spalania.  

Podsumowuj c, w tabeli 2 poni ej zestawiono warto ci wa niejszych para-
metrów zastosowanych w modelu symulacyjnym zrealizowanym w programie 
Fluent. Wprowadzone warto ci wspó czynnika dyspersji wzd u nej, a tak e 
warto ci wyliczone na jej podstawie, tj.: porowato  warstwy, jednostkowa 
powierzchnia wype nienia oraz warto ci wspó czynnika przepuszczalno ci 
i Forchheimera  wykaza y bardzo dobr  zgodno  z innymi parametrami uk adu 
przyj tymi wg zalece  opisanych w pracy. 

Tabela 2. Zestawienie wa niejszych parametrów modelu symulacyjnego przep ywu i spalania 
odpadów w komorze przeciwpr dowej zrealizowanego w programie Fluent 

Parameter Value or description  
Solver pressure based, steady 
Computation domain type 3D 
Energy equation switched off 
Viscous Model laminar 
Fluid air 
Fluid density 1,168 [kg/m3] 
Fluid viscosity 17,08 10-6 [Pa s)] 
Operating pressure 101325 [Pa] 
Gravitational acceleration 9.81 [m/s2] 
Inlet type velocity inlet 
Inlet air  velocity 0.01 – 1.6 [m/s] 
Outlet type pressure outlet 
Outlet  air pressure -20 Pa 
Wsp. dyspersji wzd u nej. ( redni) 0,27 10 -3   [m2/s] 
Porowato  warstwy ( rednia)

rednia) [m2]
rednia) m  

Mo liwo  wykorzystania parametrów przep ywowych i innych, razem ze-
stawionych w tabeli 1. zaproponowano zbada  poprzez obliczenia za pomoc  
modelu matematycznego procesu spalania odpadów sta ych w urz dzeniu, 
w skali technicznej. Analiza numeryczna dotyczy a rozwi zania problemu w 
obszarze dwóch podmodeli: 

-podmodelu spalania odpadów sta ych w warstwie na ruszcie, [5],  
-podmodelu spalania w bryle gazowej przestrzeni komory spalania[6].  
W obliczeniach rozk adu temperatur faz sta ej i gazowej wewn trz warstwy 

spalanych odpadów na ruszcie wykorzystano metod  bilansów elementarnych 
(MBE)[7]. Podmodel warstwy [5] pozwala  oblicza  równie : st enia fazy 
gazowej w obr bie wytypowanych zwi zków chemicznych, ubytek pierwiastka 
w gla oraz uwzgl dnia  zmiany geometrii warstwy. Rezultaty oblicze  podmo-
delu spalania warstwy odpadów, b d ce w cis ym powi zaniu z wymian  cie-
p a w ca ej komorze, s u y y jako warunek brzegowy w rozwi zaniu zagadnie-
nia CFD bry y gazowej przestrzeni komory spalania. Realizacja przebiega a na 
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podstawie oprogramowania ANSYS 12.1, w za o eniu w a ciwego doboru sys-
temu doprowadzenia powietrza do spalania, a tak e homogenicznego, wielo-
sk adnikowego i wieloreakcyjnego spalania w przestrzeni gazowej, przeciwpr -
dowej komory spalania odpadów sta ych w skali technicznej. Bezpo rednie 
przeniesienie parametrów transportu masy na rusztach posuwistych, posuwisto-
zwrotnych i walcowych takich, jak: rozk ad czasu przebywania materia u na 
ruszcie, stopie  zmieszania, wspó czynniki dyspersji wzd u nej i poprzecznej, 
wyznaczonych drog  eksperymentu daj  mo liwo  bardziej precyzyjnego for-
mu owania warunków przep ywowych CFD, w tym parametrów cia a porowa-
tego, jakim jest warstwa odpadów.  

Wyniki oblicze  w postaci rozk adu pola st e  poszczególnych sk adni-
ków gazowych, temperatur, pr dko ci, g sto ci itd., w obr bie ca ej geometrii 
komory potwierdzaj  dobr  integracj  i zgodno  dwóch zastosowanych mode-
li. Na rysunkach 1 i 2 przedstawiono przyk adowo rozk ad pól: temperatur 
i st e  CO w przestrzeni gazowej analizowanego obiektu. Otrzymany model 
dla rusztu posuwistego oraz komory spalania z geometri  przeciwpr dow  po-
przez odpowiedni dobór warunków brzegowych a w szczególno ci porowato ci 
warstwy ruchomej, zale nej od wspó czynników dyspersji i wspó czynników: 
przepuszczalno ci i Forchheimera, na wylocie z analizowanego obiektu, uzyska  
akceptowalny poziom emisji.

Zastosowany model numeryczny daje mo liwo  technicznej interwencji w 
proces technologiczny spalarni odpadów w celu jego optymalizacji dla minima-
lizacji obci enia rodowiska emisjami ze spalania odpadów. 

Rys. 1. Rozk ad pola temperatur w przestrzeni gazowej komory spalania odpadów sta ych 
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Rys. 2. Rozk ad pola st e  CO w przestrzeni gazowej komory spalania odpadów sta ych 

4. Podsumowanie  

Modelowanie procesu transportu masy na rusztach urz dze  do spalania 
odpadów stanowi bardzo istotn  tematyk , która warunkuje prawid owe podej-
cie do zagadnie  modelowania ca ego w z a spalania odpadów jaki stanowi 

komora wyposa ona w ruszt ruchomy. Wi kszo  obecnie spotykanych w lite-
raturze modeli spalania odpadów sta ych nie zajmuje si  procesem zachodz -
cym w warstwie na ruszcie traktuj c, go jako swoist  „czarn  skrzynk ” z przy-
j tymi warunkami brzegowymi na wej ciu i obliczonymi wg w asnego algoryt-
mu (najcz ciej obwarowanego wieloma za o eniami upraszczaj cymi) wyni-
kami na wyj ciu - powierzchni górnej warstwy. Pod tym wzgl dem wykorzy-
stanie analogii: komora spalania z rusztem ruchomym – reaktor chemiczny i na 
tej podstawie  wyja nienie i opisanie zjawisk transportu masy na ró nych sys-
temach rusztów stanowi nowatorstwo i znaczne rozwini cie dotychczas stoso-
wanych modeli matematycznych procesu spalania w konwencjonalnych spalar-
niach odpadów sta ych, opartych w swej budowie o komor  wyposa on  
w ruszt ruchomy (posuwisty, posuwisto-zwrotny lub walcowy).W konsekwen-
cji, w obszarze analizy zjawisk przep ywowych, towarzysz cych transportowi 
masy odpadów na rusztach posuwistych, posuwisto-zwrotnym i walcowym 
wprowadzono i wielowariantowo przebadano tzw. parametry przep ywowe 
w postaci [4]: rozk adu  czasu przebywania masy odpadów na ruszcie, miesza-
nia odpadów na ruszcie oraz wspó czynników dyspersji wzd u nej i poprzecz-
nej. 

Zastosowanie parametrów przep ywowych w modelowaniu procesu spala-
nia w warstwie naruszcie paleniska kot owego zosta o przeprowadzone za po-
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moc  integracji dwóch podmodeli: podmodelu spalania w warstwie i podmode-
lu FLUENT CFD Software. Przy czym w metodyce parametryzacji modelu 
cia a porowatego, jakim jest ruchoma warstwa materia u odpadów na ruszcie 
wykorzystano: 

-porowato ci wyliczonej na bazie w asnej formu y na wzd u ny wspó czyn-
nik dyspersji, zale ny od typu rusztu, parametrów eksploatacyjnych i materia-
owych i zastosowanie ich w równaniu Erguna, 

-wspó czynników: przepuszczalno ci i Forchheimera (strat inercyjnych) 
wyznaczonych na podstawie wyników bada  oraz danych literaturowych, 

-parametrów przep ywowych i wyników ich wielowariantowych bada  do 
uzgadniania warunków brzegowych w modelu numerycznym FLUENT CFD 
Software (szczegó y tabeli 1). 

Efekty tych oblicze  (rozk ad temperatur w przestrzeni komory spalania, 
rozk ad g sto ci, pr dko ci, st e  itd. s  zgodne z danymi rzeczywistymi 
przedstawianymi w dost pnej literaturze np. [9]. Wyniki symulacji komputero-
wych CFD w pakietach np. ANSYS-Fluent pod warunkiem posiadania rzetelnej 
bazy danych wej ciowej s  równoznaczne z przeprowadzeniem kosztoch on-
nych bada  eksperymentalnych na rzeczywistym obiekcie. 
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The chapter presents the results of the calculation of the effect of the CO2 addition in the 
combustion of methane in air enriched in oxygen up to 25 vol.% on the variations in the concen-
trations of free radicals, CO and NO. The calculations constitute a complement to performed 
experiments with injecting CO2 at varying distances from the burner. Modelling of the kinetics of 
methane combustion was done in the Chemked II program by implementing the reaction mecha-
nism GRI-Mech, version 3.0. The times of residence of the reagents at temperatures of 1200, 
1500 and 1800 K, necessary for obtaining the peak concentrations of H, OH, O and CO, have 
been determined. It has been demonstrated that the addition of CO2 reduces the peak concentra-
tions of H, OH and O the stronger, the higher the temperature is. If the temperature in the flame 
region is at a level of 1200 K, then the CO2 addition lengthens the time necessary for achieving 
the peak reagent concentrations. For T=1100 K, a negligible effect of adding CO2 on the variation 
in the mole fractions of H, OH, O, CO was noted. The chapter enumerates the predominant reac-
tions included in the employed GRI-Mech system, which determine the consumption and produc-
tion of H, OH, O, CO and NO in the flame.  

1. Introduction 

Oxygen Enhanced Combustion (OEC) is a combustion technology that has 
been intensively developing in the recent decade. The reason for the increased 
interest in this technology can be seen in the reduction of the high oxygen gen-
eration costs and the increasing importance of environmental protection. The 
addition of oxygen results in a reduction of combustion gas volume by eliminat-
ing the burden that is nitrogen (which is intended to facilitate the subsequent 
capture of carbon dioxide from the combustion gas to be sequestrated); an in-
crease in temperature (increases the flame radiation, and thus the heat ex-
change); a shortening of the flame, etc. Four oxygen addition methods are 
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commonly used: 1. Air Enrichment – oxygen is injected to the air directed to 
combustion through a diffuser to be adequately mixed; 2. Air Enrichment – 
injection of oxygen directly to the flame; 3. Oxy-Fuel – oxygen of a purity of 
>90% is separated from the fuel inside the burner; 4. Air–Oxy/Fuel – air and 
oxygen are injected separately to the flame. 

In order to facilitate the capture the combustion gas carbon dioxide and to 
reduce the flame temperature in the OEC process, CO2 is added. If combustion 
is conducted in an oxygen atmosphere rather that in oxygen-enriched air, then 
the carbon dioxide will derive from combustion gas recirculation. Carbon diox-
ide can be added to the flame either directly or after being mixed with the com-
bustion substrates. 

Hwang et al. [1] compared the rate of selected reactions with the methane 
and the oxidizer being diluted with carbon dioxide in a diffusion flame burner. 
In the added CO2 mole fraction range of , the maximum 
rate of the examined reactions CO2 + H  CO + OH; CH4 + H CH2 + H2; H + 
O2  O + OH is higher for the variant of methane dilution with carbon dioxide 
and decreases with the increase in CO2. 

The kinetic analysis of the changes occurring in pre-mixed natural gas 
flames, resulting from the CO2 addition, was the subject of the studies by Biet et 
al. [2]. The results of measurements and simulations of component concentra-
tions in the flame in the range of distance from the burner of 0-0.3 cm were 
reported. In the examined range of distance from the burner, the peak concentra-
tions of, e.g., CO, OH, H and O were captured. Moreover, maximum flame 
concentrations, as determined according to three different combustion mecha-
nisms, were compared. Results, which were the most close to the experiments 
for the simultaneous addition of CO2 i H2, were obtained for the GRI-Mech 3.0 
mechanism [3].  

The influence of the residence time needed for the oxidation of natural gas 
with the addition of CO2 (mixed with the oxidizer) and the stoichiometry from 
773 to 1673 K was studied by Giménez-López at al. [4]. Based on experiments 
and calculations it was found that the CO2 addition increased the importance of 
the essential reactions with the third body (denoted in the literature by M) being 
the partner of the collision. The direct injection of recirculation combustion gas 
containing 94 vol.% CO2 on a dry basis through the outer burner nozzle, and O2 
through a separate burner nozzle to the flame was tested in reference [5]. The 
proposed method of adding CO2 and O2 makes it possible to change over from 
gaseous fuel to liquid one in large-power boilers.  Another method of adding 
carbon dioxide to the methane flame is by direct CO2 injection through the re-
tractable central burner nozzle [6]. Based on experiments it was demonstrated 
that injecting CO2 at a distance of 0.05 m from the burner increased the NOx 
concentration, while pulling out the CO2 feed nozzle to a minimum distance of 
0.1 m from the burner resulted in a reduction of NOx. With the increase in ex-
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cess air, a drop in combustion chamber temperature follows. Increasing the 
distance of the CO2 injection location from the burner results in a decrease in 
temperature in the place of combustion gas intake. 

The analyses described in the present chapter are conducted for the combus-
tion of methane in an atmosphere of air enriched with oxygen up to 25 vol.% 
with an addition of CO2. The change of the oxidizer type from air to the 
CO2/O2/N2 mixture is the core of the "flexible combustion" (Flexi-Burn) con-
cept, which involves a smooth transition from air combustion to oxygen com-
bustion. 

2. Mechanisms for gaseous fuel combustion 

The mechanism of combustion of hydrocarbons consists of many consecu-
tive, as well as overlapping, elementary reactions of different rates. The reac-
tions describe combustion stages, such as the attack on the fuel molecule, the 
formation of a "bank" of radicals, the recombinations of radicals, oxidation, etc. 
Several dozen detailed models dedicated to the combustion of solid, liquid and 
gaseous fuels function in the literature on the subject. The mechanisms have 
been developed based on the following experimentally determined values: the 
coefficients of the gaseous phase reaction rate constant, laminar combustion 
rates, laminar flame concentration variation profiles, and ignition delay times. 
The most common gaseous fuel combustion mechanisms include: GRI-Mech 
3.0 [3], GDF-Kin [7, 8], San Diego Mechanism [9], as well those developed by 
Konnov [10], Mendiara and Glarborg [11]. Each of the above-mentioned mech-
anisms is applicable to strictly defined pressure and temperature conditions. 
Apart from the detailed combustion mechanism, also reduced mechanism can 
be found in the literature, e.g. 2-step and 4-step mechanisms [12] verified for 
the atmospheres of CH4/N2/O2 and CH4/CO2/O2.  

Computational combustion mechanisms are modified by many authors to 
meet the needs for adapting them to specific conditions. The GRI-Mech 3.0 [3], 
developed by the Gas Research Institute, includes 325 elementary reactions that 
allow for 53 chemical compounds, and is optimized for the combustion of, e.g., 
methane in the temperature range from 1000 to 2500 K at a pressure of  
1.3 10-3÷1 MPa. There are many aspects of natural gas combustion chemistry, 
where the GRI-Mech 3.0 mechanism should not be used; these include: soot 
formation; selective non-catalytic NO reduction with ammonia; combustion of 
pure fuels, such as methanol, propane, ethylene and acetylene, even though such 
compounds are allowed for in the mechanism. 

The GDF-Kin®3.0 [7] mechanism consists of 671 elementary reactions, 
which include 99 chemical compounds. The mechanism has been tested for the 
prediction of: the rate of laminar combustion of small-molecule alkanes (me-
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thane, ethane, propane); oxidation of a methane/ethane mixture in a wide equiv-
alence factor range at atmospheric pressure in a jet reactor; and the ignition 
delay for the CH4/O2/Ar and C2H6/O2/Ar mixtures.  In the latest version of 
GDF-Kin®4.0 [8], the mechanism has been extended to comprise 1287 reactions 
and 197 reagents. The verification of the mechanism has been made by examin-
ing, e.g., the delay of ignition of different gaseous fuels (methane, natural gas, 
syngas) under the conditions of temperatures from 800 to 1010 K and pressure 
from 0.5 to 2.5 MPa.  

The San Diego Mechanism was developed in 2001; however, based on new 
information and the re-assessment of the previous studies, it was updated to the 
2014/02/12 version [9] including 239 reactions and 50 reagents. Fuels examined 
using this mechanism included alkanes, alkenes and alkynes (with a number of 
carbon atoms of up to three) and CH3OH. Some of updates concerned the chem-
ical and kinetic mechanisms for the description of the combustion of H2-O2. 
A lot of studies focus clearly on hydrogen [8-10], towards the combustion of 
CO/H2 (syngas). Also Konnov [10] updates the mechanism, while noting that in 
spite of the apparent simplicity of the H2-O2 reaction system, contemporary 
reaction systems developed by different authors often differ in the number of 
reactions and their rate constants. He analyzes the efficiency of the mechanism 
in the H2-O2 system using kinetic and thermodynamic data. The computation 
results are in good agreement with the experimental data on the ignition of hy-
drogen under the conditions of a temperature from 950 to 2700 K and a pressure 
of 0.03<p<8.7 MPa.  

The effect of the high concentration of CO2 and the addition of ammonia 
during the oxidation of methane were examined experimentally in a flow reac-
tor [11]. The results of that examination provided a basis for proposing a correc-
tion to the essential reactions in the mechanism including 779 reactions and 97 
reactors. The addition of CO2 to the reactor chamber facilitated the formation of 
NO by increasing the OH/H radical ratio. In addition, the high CO level pro-
moted the formation of HNCO following the reaction: NH2 + CO  HNCO + 
H. It was also observed that the O and H reduced by the radical concentrations 
inhibit the reaction: NH2 + O  HNO + H and NH2 + H  NH + H2.  

3. Computation model 

Modelling of the methane combustion process kinetics was performed in 
the Chemked II program, version 3.5.2 [13], by implementing a combustion 
mechanism called GRI-Mech, version 3.0, created by the Gas Research Insti-
tute. This software provides the capability to make a detailed analysis of the 
progress of 325 reactions in both directions, while enabling the determination of 
the production and consumption volumes of a selected component [mol/gram of 
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fuel]. The computation was carried out for temperatures of 1200, 1500 and 
1800 K at a constant pressure of p=0.1 MPa and a component flame residence 
time not exceeding 50 ms. Three computations variants were considered, where 
the CO2 fraction of flame was 0, 10 and 20 vol.% of the oxidizing mixture. It 
was assumed that carbon dioxide injected through the central nozzle perpendic-
ularly to the burner axis was ideally mixed with the air-fuel mixture at the burn-
er's outlet. 

The adiabatic equilibrium flame temperatures in the combustion of methane 
with the addition of O2 and CO2 were determined in the program 
FactSage™ [14]. Using the Equilib module operating based on the Gibbs free 
energy minimum principle, the state of thermodynamic equilibrium between 
reagents occurring in different states of aggregation was determined. As the 
criterion of computation in the FactSage™ program, the equality of product and 
substrate enthalpies at a constant pressure was adopted. The computation was 
made for initial conditions consistent with the experiment, i.e. p=0.1 MPa; 
T=298 K; 1.05< <1.25. 

4. Computation results 

The effect of the CO2 addition on the change in adiabatic flame temperature 
in the range of 1.05> >1.25 is illustrated in Fig. 1a. The increase in the CO2 
fraction distinctly reduces the adiabatic flame temperature. An explanation of 
the lower temperature is the higher heat capacity of CO2 than that of N2. The 
subsequent figures illustrate variations in the mole fractions of selected methane 
flame components, as related to wet combustion gas. Figure 1b represents varia-
tions in the oxygen mole fractions of the flame for temperatures of 1500 and 
1800 K during combustion with a 10% excess air. As follows from the figure, 
the oxygen consumption at 1800 K proceeds faster than for T=1500 K. The 
addition of CO2 slows down the methane oxidation reactions, resulting in 
a higher oxygen mole fraction of the flame. 

The effect of the excess air and CO2 addition on the variations in NO con-
centrations is illustrated in Fig. 2. According to the computation results, a high-
er NO concentration in the flame is achieved in combustion with an excess air 
number of 1.1 than 1.2 for each of the examined temperatures.  Computations 
made in a wider excess air range have shown that a maximum NO concentration 
in the flame occurs under near-stoichiometric conditions. At a temperature of 
1800 K for =1.1, the NO concentration attains a value of 32 ppm already after 
approx.1 ms, while the 10% addition of CO2 reduces the NO concentration by 
approx. 9 ppm. The predominating NO formation reactions include the follow-
ing (the reaction number consistent with the GRI-Mech mechanism is given in 
the parentheses): (R179) N + O2  NO + O; (R180) N + OH  NO + H, 
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(R190) NH + O  NO + H. The higher the temperature, the smaller the quanti-
ty of the H, O, OH radicals, one of the causes of which being the reduction in 
the NO mole fraction according to the above-mentioned reactions. At the tem-
perature 1500 K, nitrogen oxide (II) forms 1ms later than at T=1800 K, with the 
NO formation delay time slightly increasing with the addition of CO2.  

   

Fig. 1. The effect of CO2 addition on the variation of: a) adiabatic flame temperature;  
b) oxygen mole fractions of the flame 

Figure 3 represents the peak concentrations of carbon monoxide in the 
flame at temperatures of 1500 and 1800 K. With the addition of CO2 to the 
flame, the peak CO concentrations increase. As indicated by the broken dotted 
line, the CO2 addition at a level of 10% at 1500 K increases the peak flame CO 
concentration up to the level attained at 1800 K with no CO2 addition. Similarly 
as for the flame NO concentrations, the peak CO concentrations form slower at 
a lower temperature. The causes of the CO increase include the reactions that 
proceed almost solely to the right-hand side: 
(R168) HCO + O2  HO2 + CO; 
(R167) HCO + M  H + CO +M /M - third body/; 
(R284) O + CH3  H + H2 + CO. It should be noted that under the conditions 
of the conducted experiment (up to 20% CO2), more hydrogen radicals (by ap-
prox. 1.5 times) than OH radicals (for the reaction in the reverse direction) form 
as a result of the reaction (R99) OH + CO  H + CO2. 
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Fig. 2. Variations in the NO mole fractions of the flame with the addition of CO2 

 

Fig. 3. Variations in the CO mole fractions of the flame with the addition of CO2 

Comparison of the peak concentrations of H, OH and O for three tempera-
tures is illustrated in Fig. 4. The higher the temperature, the stronger the effect 
of the CO2 addition on the reduction of the peak concentrations of the radicals. 
When reducing the temperature, adding CO2 results in a lengthening of the time 
needed for attaining the peak concentrations of H, OH and O. 
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Fig. 4. Variations in the mole fractions of H, OH and O with the addition of CO2 at: a) 1800 K, 
b) 1500 K  

After attaining the peak concentration, the OH radical concentration is al-
ways lower for a larger excess air (in this case, 1.2), regardless of the CO2 addi-
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tion. The most conspicuous effect of shifting the peak concentration in time 
occurs for a temperature of 1200 K. An unnoticeable effect of the CO2 addition 
in the flame region on the formation of OH, O, H, CO concentrations was noted 
for T=1100 K. Most H radicals (nearly 40%) form as a result of the reaction 
(R99) OH + CO  H + CO2, which is consistent with the studies reported in the 
literature [2], conducted using various methane combustion mechanisms. An-
other reaction having an important contribution to the formation of H radicals is 
(R84) OH + H2  H + H2O. The addition of CO2 at a level of 20% of the oxi-
dizing mixture does not disturb the first predominating H radical formation 
reactions. Most OH radicals (approx. 35%) and O radicals (approx. 92%) form 
as a result of the reaction (R38) H + O2  O + OH. Next significant reactions 
(items 2 and 3) contributing to the formation of OH radicals are: 
(R46) H + HO2  OH + OH and (R86) O + H2O  OH + OH. 

The CO2 addition changes the places of the reactions (R38) and (R86). 
The presented profiles of the variations of concentrations as a function of 

time are similar to the profiles of concentration variations as a function of the 
distance from the burner. The difference in the presented computation results 
lies in that the residence time was counted from the outlet of the CO2 injection 
nozzle. 

5. Summary 

In accordance with the computation results for methane combustion in air 
enriched with oxygen up to 25%, presented herein, the addition of CO2 causes 
the following changes in the flame: 
 reduces the adiabatic flame temperature, 
 slows down the methane oxidation reactions, resulting in a higher oxygen 

mole fraction, 
 causes a reduction of NO, H, OH and O, 
 with decreasing temperature, lengthens the time necessary for attaining the 

peak concentrations, and 
 increases the CO mole fractions. 

Adding CO2 at a level of 20% of the oxidizing mixture does not alter the es-
sential methane combustion reactions (being in first position in terms of produc-
tion) responsible for the formation of:  
 H radicals – (R99) OH + CO  H + CO2, 
 OH and O radicals – (R38) H + O2  O + OH,  
 nitrogen (II) oxides – (R179) N + O2  NO + O, and  
 carbon (II) oxides – (R168) HCO + O2  HO2 + CO. 
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W chwili obecnej w Polsce w wi kszo ci elektrowni i du ych elektrociep owni elektrofiltry 
s  podstawowymi urz dzeniami do usuwania zanieczyszcze  py owych ze spalin powstaj cych ze 
spalania w gla. Elektrofiltry charakteryzuj  si  niewielkim spadkiem ci nienia przy przep ywie 
du ych strumieni obj to ci spalin i s  odpylaczami konkurencyjnymi zarówno pod wzgl dem 
nak adów inwestycyjnych jak i eksploatacyjnych. Zwi kszenie skuteczno ci odpylania cz stek 
drobnych (np. PM2,5) zwi ksza równie  mo liwo  usuwania rt ci emitowanej z procesów spa-
lania w gla. 

Jak wynika z dotychczasowych bada  kluczowym elementem wp ywaj cym na skuteczno  
odpylania elektrofiltru jest konstrukcja elektrod ulotowych, które s  ród em jonów aduj cych 
py , a jednocze nie generuj  pole elektryczne powoduj ce jego osadzanie. Przyjmuje si  przy 
tym, e elektrody ulotowe zapewniaj ce równomierny rozk ad pola elektrycznego i pr du ulotu, 
pozwalaj  na skuteczniejsze odpylanie cz stek drobnych. W ten sposób poprzez zmiany kon-
strukcyjne elektrofiltru mo na równie  ograniczy  emisj  rt ci, która, jak pokazuj  badania, 
zwi zana jest z najdrobniejszymi py ami.  

W rozdziale przedstawiono wyniki bada  w laboratoryjnym elektrofiltrze, wyznaczono ca -
kowit  skuteczno  odpylania dla wybranych konstrukcji elektrod ulotowych. Wyniki wskazuj  
na wzrost skuteczno  odpylania elektrofiltru przy zastosowaniu elektrody o równomiernym 
rozk adzie pr du ulotu, co pozwala równie  na ograniczenie emisji rt ci. 

1. Wst p 

W ostatnich latach nast pi o zaostrzenie norm czysto ci powietrza, a nowa 
Dyrektywa UE z dnia 24 listopada 2010 r. w sprawie emisji przemys owych 
(IED, 2010/75/EU) ograniczy a emisje py u z poziomu 50 – 100 mg/um3 do 
poziomu 10 – 20 mg/um3 (w zale no ci od mocy ród a py u). Dyrektywa ta 
pozostaje w cis ym zwi zku z Dyrektyw  2008/50/WE Parlamentu Europej-
skiego i Rady z 21 maja 2008 r., nazywan  dyrektyw  CAFE [1]. Zawiera ona 
regulacje dotycz ce g ównie drobnego py u zawieszonego PM2,5, ponadto kon-
soliduje inne dyrektywy i zawiera przepisy odnosz ce si  do obecno ci w po-
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wietrzu takich substancji jak: benzen, tlenki azotu, dwutlenek siarki, o ów, py  
zawieszony PM10, tlenek w gla oraz ozon. Py  zawieszony PM2,5 jest najgro -
niejsz  dla ycia i zdrowia ludzi mieszanin  bardzo drobnych cz stek sta ych 
i ciek ych. Znajduj  si  w nim przede wszystkim tlenki siarki, tlenki azotu 
i  amoniak. Py  zawieszony zawiera substancje toksyczne, takie jak metale ci -
kie w tym rt . Jego cz stki s  tak drobne, e przenikaj  z uk adu oddechowego 
bezpo rednio do krwi. To w a nie one s  wspó odpowiedzialne za astm , aler-
gie, zawa y serca i przedwczesne zgony. Zgodnie z Dyrektyw  2008/50/WE 
(CAFE) pa stwa cz onkowskie maj  zmniejszy  do 2020 r. nara enie ludzi na 
dzia anie drobnego py u PM2,5 w miastach o rednio 20% w porównaniu 
z  rokiem 2010. Na obszarach miejskich, poziom nara enia powinien zosta  
zredukowany do 2015 roku do warto ci poni ej 20 μg/m3. Na ca ym terytorium 
UE pa stwa cz onkowskie b d  zmuszone do przestrzegania dopuszczalnej 
warto ci dla PM2,5 wynosz cej najwy ej 25 μg/m3. Takie wska niki maj  zo-
sta  osi gni te do 2015 roku. Unijne normy ró ni  si  od zalece  WHO, która 
ustali a dopuszczalny poziom na 10 μg/m3, w USA natomiast obowi zuje limit 
15 μg/m3. Oczywistym jest, e jeszcze ostrzejszych limitów mo emy spodzie-
wa  si  w przysz o ci. 

W krajach EU uzyskano znacz c  redukcj  emisji rt ci (ok. 70% w ostat-
nich trzech dekadach) poprzez korzy ci wspó towarzysz ce, na zasadzie popra-
wy skuteczno ci pracy odpylaczy oraz pracy instalacji do usuwania SO2 i NOx. 
Ograniczenie emisji zanieczyszcze  powinno by  osi gane mo liwie minimal-
nym kosztem, czyli g ównie poprzez udoskonalanie istniej cych instalacji 
oczyszczania spalin lub samego procesu spalania, aby nie generowa  wysokich 
kosztów produkcji energii, a jednocze nie dostosowa  si  do coraz ostrzejszych 
europejskich norm emisji. 

2. Rt  w spalinach i sposoby ograniczania jej emisji 

W temperaturze spalania w gla w komorze paleniskowej kot a Hg wyst pu-
je w postaci par rt ci pierwiastkowej (metalicznej) Hgo. Jednak na skutek proce-
sów chemicznych i fizycznych, wyst puj cych w czasie kiedy spaliny opusz-
czaj  kocio , rt  mo e wyst powa  równie  w ró nych formach utlenionych 
(Hg2+) oraz jako rt  zwi zana z cz stkami lotnego popio u (Hgp). Podzia  po-
mi dzy formami rt ci w spalinach z kot ów w glowych jest mocno zró nicowa-
ny. Z doniesie  literaturowych wynika, e wielko  emitowanej rt ci zmienia a 
si  w zakresie warto ci od 10 do 90% rt ci wyst puj cej pierwotnie w w glu. 
[2-5] 

Uwa a si , e powodem tak du ego zró nicowania w wielko ci ko cowej 
emisji Hg s  z o one reakcje chemicznego przekszta cania zwi zków rt ci oraz 
odmienne warunki pracy poszczególnych jednostek kot owych. Wielko  emisji 
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Hg silnie zale y od typu w gla i jego sk adu, konstrukcji kot a i typu zastoso-
wanych urz dze  ograniczaj cych emisj  zanieczyszcze  do atmosfery oraz 
warunków pracy kot a i w a ciwo ci cz stek lotnego popio u. 

Jak dot d natomiast brak jest zgodno ci czy istnieje zwi zek mi dzy stop-
niem uw glenia spalanego w gla a emisj  rt ci. W kot ach, w których spalano 
w gle kamienne rejestrowano wi ksz  redukcj  rt ci ni  w tych, w których 
spalano w gle brunatne. Zwykle w gle kamienne zawieraj  dostateczn  ilo  
chloru, aby wyst pi o utlenianie Hg0 do Hg+2. Gorzej proces ten zachodzi 
w czasie spalania w gla brunatnego, który zawiera znacznie mniej chloru. 

Modyfikacja zarówno procesu spalania jak i oczyszczania spalin pozwala 
na wzrost stosunku Hg+2/Hg0. Nale y mie  przy tym na uwadze, e utlenianie 
rt ci znacz co poprawia skuteczno  wychwytu rt ci. Zwi kszenie skuteczno ci 
usuwania w elektrofiltrze frakcji py ów drobnych jest zatem sposobem na ogra-
niczenie emisji rt ci zaadsorbowanej na ich powierzchni. Zgodnie z wynikami 
przedstawionymi przez Nowaka i Pronobisa [6] skuteczno  usuwania rt ci 
w  elektrofiltrach mie ci si  w zakresie warto ci 37 do 85%. Inne wyniki pomia-
rów wykaza y mo liwo ci osi gni cia redukcji rt ci z wykorzystaniem elektro-
filtrów w zakresie warto ci 43  66% [7]. Badania prowadzone na Politechnice 
Wroc awskiej wskazuj , e dobór konstrukcji elektrod ulotowych i konfiguracji 
elektrod zbiorczych oraz ulotowych dla danego procesu technologicznego ze 
szczególnym uwzgl dnieniem procesu spalania i rodzaju paliwa, to czynniki 
w bardzo istotny sposób wp ywaj ce na skuteczno  odpylania elektrofiltru. 
W  odniesieniu do procesu spalania nale y wzi  pod uwag  w asno ci fizyko-
chemiczne popio ów lotnych, a w szczególno ci ich sk ad chemiczny [8, 9]. 

3. Konstrukcja elektrofiltru - elektrody ulotowe 

Elektrofiltr to wysokosprawne urz dzenie do odpylania gazów z procesów 
przemys owych, a jego zasadnicze elementy to: komora, w której mocowane s  
na przemian rz dy elektrod ulotowych i zbiorczych, oraz system zasilania uk a-
du elektrod wysokim napi ciem, schemat elektrofiltru przedstawia rys.1. Zasada 
dzia ania elektrofiltru opiera si  na wykorzystaniu zjawiska oddzia ywania pola 
elektrycznego na cz stki py u znajduj ce si  w przestrzeni mi dzy ró noimien-
nymi elektrodami. Elektrody ulotowe pod czone s  do ród a pr du o biegu-
nowo ci ujemnej, a elektrody zbiorcze maj  biegunowo  dodatni  i s  uzie-
mione. 

Jednym z zasadniczych elementów konstrukcyjnych elektrofiltru s  elektro-
dy ulotowe. W chwili obecnej wci  brak jest jednoznacznych i szczegó owych 
wskazówek, co do zastosowania dost pnych konstrukcji elektrod ulotowych. 
Elektrofiltry cz sto wyposa a si  w ten sam rodzaj elektrody ulotowej, bez 
zwracania uwagi na w asno ci o rodka py owo-gazowego. Reasumuj c mo na 
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jedynie stwierdzi , e jest mo liwa odpowiednia kombinacja podzia ki mi dzy-
elektrodowej, geometrii elektrody oraz zasilania elektrycznego w celu optymal-
nej pracy elektrofiltru, lecz wymaga to uwzgl dnienia w asno ci fizyko-
chemicznych popio u lotnego. 
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Rys. 1. Schemat jednostopniowego elektrofiltru poziomego 

Skuteczno  dzia ania elektrofiltru w du ej mierze uzale niona jest od kon-
strukcji elektrod ulotowych Zwykle od elektrody ulotowej oczekuje si , aby dla 
danego napi cia zasilania generowa a mo liwie wysoki pr d ulotu, co polepsza 
proces adowania cz stek w szczególno ci drobnych. Istotn  rol  odgrywa rów-
nie  rozk ad pr du ulotu na powierzchni elektrod zbiorczych, oczekuje si  przy 
tym, e wzrost jego równomierno ci przyczynia si  do wzrostu ca kowitej sku-
teczno ci odpylania elektrofiltru. Wyniki bada  prowadzonych w ró nych 
o rodkach wskazuj , e mechanizm osadzania cz stek w obszarach wysokiej 
warto ci pr du ulotu jest inny ni  w obszarach elektrody zbiorczej gdzie dop y-
wa niewielki lub wr cz zerowy pr d ulotu [10, 11]. 

Przemys owe elektrofiltry osi gaj  wysokie ca kowite skuteczno ci odpyla-
nia (w odniesieniu do masy py u) rz du 99%, jednak skuteczno ci usuwania 
cz stek drobnych (PM2,5) s  znacznie ni sze. Masowy udzia  tych cz stek jest 
zró nicowany i dla typowych popio ów lotnych z kot ów w glowych wynosi 
poni ej 10% wagowo. Elektrofiltry jako urz dzenia konkurencyjne pod wzgl -
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dem nak adów inwestycyjnych i eksploatacyjnych znajduj  i b d  znajdowa y 
zastosowanie, szczególnie je li uda si  podnie  skuteczno  odpylania cz stek 
drobnych (PM2,5), a przez to zaadsorbowanej na nich rt ci. Celowe jest zatem 
podejmowanie dzia a  maj cych na celu podniesienie skuteczno ci usuwania 
cz stek drobnych ze spalin.  

4. Badania rozk adu pr du ulotu na powierzchni 
elektrody zbiorczej 

W celu doboru konstrukcji elektrody ulotowej przeprowadzono badania 
rozk adu pr du ulotu i skuteczno ci odpylania. Pomiary rozk adu g sto ci pr du 
pozwalaj  na lepsz  ocen  wybranych konstrukcji elektrod ulotowych, szcze-
gólnie w powi zaniu z miejscowym odk adaniem si  py u na elektrodzie zbior-
czej. Osadzanie py u w elektrofiltrze powoduje tworzenie si  wzorów, których 
kszta t zale y od si  pola w przestrzeni mi dzyelektrodowej. 

Z danych dost pnych w literaturze [10-12] wynika, e najwi ksza warto  
pr du ulotu wyst puje na przeciwko ostrza elektrody. Od liczby ostrzy i ich 
konfiguracji zale e  b dzie wi c równomierno  rozk adu pr du na powierzchni 
elektrod zbiorczych, a to warunkuje wysok  skuteczno  odpylania. W tym 
aspekcie istotne jest stosowanie takich konstrukcji elektrod, które ograniczaj  
wyst powanie obszarów o bardzo wysokich i bardzo niskich warto ciach pr -
dów. Obserwacje wzorów py u osadzonego na powierzchni osadczej daj  mo -
liwo  jako ciowej oceny rozk adu pr du ulotu. Widoczna jest znaczna zbie -
no  kszta tu wzoru py u z rozk adami pr du ulotu. Z bada  [10] wynika rów-
nie , e g sto  warstwy jest zale na od kszta tu wzoru osadzonego py u, przy 
czym w obszarze na przeciwko ostrza jest ona najwi ksza, co wi e si  z roz-
k adem pola elektrohydrodynanicznego (EHD). To zjawisko mo na wykorzy-
sta  do projektowania i doboru elektrod ulotowych dla usuwania cz stek sub-
mikronowych. 

Dla przyk adu zbadano dwie konstrukcje elektrod ulotowych ró ni ce si  
konstrukcj  i parametrami elektrycznymi przedstawione na rys. 2, a ich charak-
terystyki pr dowo-napi ciowe pokazano na rys. 3 [13]. 

Na rys. 4 pokazano rozk ad pr du ulotu na powierzchni elektrody zbiorczej 
dla elektrody EU-1 z ostrzami skierowanymi prostopadle do p aszczyzny elek-
trod zbiorczych. Na rys. 5 przedstawiono kszta t wzoru py u osadzonego na 
elektrodach zbiorczych dla tej konstrukcji elektrody ulotowej. Analizuj c uzy-
skane wyniki na powierzchni elektrody zbiorczej wyró ni  mo na obszary ak-
tywne (wysokie warto ci pr du ulotu, du a ilo  osadzonego py u) i nieaktywne 
(niski pr d, ma o py u). 
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a)         b) 

 

Rys. 2. Konstrukcje elektrod  
ulotowych u ytych w badaniach: 

a) EU-1,b) EU-2 

Rys. 3. Charakterystyki pr dowo-napi ciowe badanych 
elektrod ulotowych  

 

 
 

Rys. 4. Rozk ad pr du ulotu dla elektrody EU-1 Rys. 5. Wzory py u osadzonego  
na elektrodzie zbiorczej dla EU-1 
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Na rys. 6 pokazano rozk ad pr du ulotu dla elektrody EU-2 z ostrzami skie-
rowanymi prostopadle do p aszczyzny elektrod zbiorczych, a na rys. 7 wzory 
osadzonego py u. 

 

 

 
 

Rys. 6. Rozk ad pr du ulotu dla elektrody EU-2 Rys. 7. Wzory py u osadzonego  
na elektrodzie zbiorczej dla EU-2 

Konstrukcja elektrody EU-1 powoduje, e pr d ulotu dop ywa do wi kszej 
powierzchni elektrody zbiorczej (83%), w porównaniu do elektrody EU-2 (62% 
pola powierzchni). Zapewnia przy tym niskie wzgl dne odchylenie standardowe 
RSD=60,7% warto ci pr du ulotu i jego wy sz  warto  redni  id=91,7 nA. 
Dla elektrody EU-2 warto ci te wynosz  odpowiednio: RSD=162%, 
id=30,3 nA, co wiadczy o s abym pokryciu elektrody zbiorczej pr dem ulotu, 
na dodatek o niskiej warto ci redniej 

5. Badania ca kowitej skuteczno ci odpylania 

Skuteczno ci odpylania dla wybranych konstrukcji elektrod ulotowych po-
kazano na rys. 8. Rys. 9 przedstawia sk ad ziarnowy popio u lotnego u ytego 
w  badaniach okre lony za pomoc  optycznego analizatora wielko ci cz stek 
Mastersizer. 

Analiza wyników pokaza a, e ca kowita skuteczno  odpylania przy zasto-
sowaniu elektrody EU-1 jest wy sza, w ca ym zakresie badanych napi  zasila-
nia. 
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Rys. 8. Sk ad ziarnowy badanego popio u 
lotnego 

Rys. 9. Ca kowita skuteczno  odpylania 

5.1. Osadzanie cz stek drobnych i rt ci  
W celu oceny wp ywu rozk adu pr du ulotu na osadzanie cz stek drobnych, 

a co za tym idzie zwi zanej na ich powierzchni rt ci, przeanalizowano sk ad 
ziarnowy próbek popio u osadzonego w obszarach aktywnych i nieaktywnych 
(rys. 5 i 7). Dla warto ci napi cia zasilania 60 kV, zebrane zosta y próbki py u 
pochodz ce z ró nych przekrojów le cych na d ugo ci elektrofiltru: wlotu, 
rodka i wylotu z komory modelu elektrofiltru. W ka dym z tych przekrojów 

pobierano próbki z obszarów le cych na przeciw ostrzy badanych elektrod 
ulotowych (pola aktywne – cechuj ce si  du  warto ci  pr du ulotu) i pól nie-
aktywnych, do których pr d praktycznie nie dop ywa. Próbki te poddano anali-
zie granulometrycznej oraz oznaczono w nich zawarto  rt ci. Uzyskane wyniki 
przedstawiono na rys. 10-13. 

Uzyskane wyniki wskazuj , e rednica medialna na d ugo ci pola elek-
trycznego maleje znacz co dla pól aktywnych, a zmienia si  tylko nieznacznie 
dla pól nieaktywnych. Charakterystyki pokazane na rys. 10 i 12 wskazuj , e na 
ca ej d ugo ci elektrofiltru sk ad ziarnowy popio u osadzonego w polach ak-
tywnych przesuni ty jest w kierunku cz stek grubszych, ani eli w polach nieak-
tywnych.  
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Rys. 10. Zmiana rednicy medialnej próbek 
popio u lotnego na d ugo ci modelu  

elektrofiltru dla EU-1 

Rys. 11. Zmiana zawarto ci rt ci w próbkach 
popio u lotnego na d ugo ci modelu  

elektrofiltru dla EU-1 

 

 

Rys. 12. Zmiana rednicy medialnej próbek 
popio u lotnego na d ugo ci modelu  

elektrofiltru dla EU-2 

Rys. 13. Zmiana zawarto ci rt ci w próbkach 
popio u lotnego na d ugo ci modelu  

elektrofiltru dla EU-2 

Wyniki analizy zawarto ci rt ci (rys. 11 i 13) wskazuj , e w obszarach ak-
tywnych zawarto  rt ci zale na jest od miejsca poboru próbki: w kierunku 
wylotu z elektrofiltru udzia  rt ci zwi ksza si . Zgodne jest to z dotychczaso-
wymi obserwacjami [12] i potwierdza, e udzia  rt ci wi kszy jest w cz stkach 
drobnych, a tak zmienia si  sk ad ziarnowy py u osadzonego w elektrofiltrze 
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(rys. 10 i 12). W obszarach nieaktywnych zale no  zawarto ci rt ci w próbce 
od miejsca poboru nie jest tak jednoznaczna, co by  mo e wi e si  niepewno-
ci  wykonania analiz ze wzgl du na ma  ilo  zebranego z tych obszarów 

py u. Mo na zauwa y , e dla elektrody EU-1 ilo  rt ci w osadzonym pyle we 
wszystkich przekrojach jest wi ksza ni  dla elektrody EU-2 (dla obszarów ak-
tywnych). 

6. Podsumowanie 

Wyniki bada  wskazuj , e konstrukcja elektrody w istotny sposób wp ywa 
na skuteczno  odpylania, a co za tym idzie na ilo  zatrzymanej w elektrofil-
trze rt ci. Zastosowanie elektrody EU-1, charakteryzuj cej si  bardziej równo-
miernym rozk adem pr du ulotu, do odpylania popio u lotnego ze spalania w -
gla kamiennego w kotle py owym daje lepsze efekty w porównaniu do elektro-
dy EU-2.  

Ponadto mo na stwierdzi  
• Zawarto  rt ci w próbkach popio u osadzonego na elektrodzie zbiorczej 
silnie zale y od jego sk adu ziarnowego; im drobniejszy jest py  tym wi ksza 
w nim zawarto  rt ci. W polach aktywnych zawarto  rt ci jest wi ksza 
w przekrojach na wylocie z elektrofiltru. 
• W obszarach o niewielkim (lub wr cz zerowym) pr dzie ulotu osadzaj  si  
cz stki drobniejsze ni  w obszarach do których dop ywa du y pr d, mechanizm 
tego zjawiska nale y prawdopodobnie wi za  z wyst powaniem wiatru jono-
wego. Bior c jednak e pod uwag  ilo ci popio u osadzaj cego si  w obszarach 
aktywnych (du a ilo  py u) i nieaktywnych (ma o py u) nale y d y  do tego 
aby uzyska  pokrycie pr dem ulotu jak najwi kszej powierzchni elektrody 
zbiorczej.  
• Zastosowanie elektrod ulotowych o równomiernym rozk adzie pr du ulotu 
mo e przyczyni  si  do zmniejszenia emisji rt ci z procesów spalania w gla. 
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ZASTOSOWANIE WTRYSKU H2O DO OBIEGU 
TURBINY GAZOWEJ 
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W pracy przedstawiono analiz  termodynamiczn  obiegu Braytona oraz jego modernizacj  
po zastosowaniu wtrysku H2O do obiegu turbiny gazowej. Wykonano symulacje numeryczne 
si owni dla warunków nominalnych okre laj c sprawno  zarówno prostego obiegu Braytona, 
obiegu Braytona z wtryskiem wody do spr arki i regeneracj  przed komor  spalania, uk adu 
STIG, uk adu CSTIG, jak i tradycyjnego obiegu kombinowanego gazowo – parowego pracuj ce-
go w kogeneracji. Wspomniane modernizacje s  powszechnie uwa ane za rozwi zania proekolo-
giczne i podnosz ce sprawno  jednak w literaturze nie ma jednoznacznej odpowiedzi na to, które 
jest najlepsze. Do analizy numerycznej parametrów termodynamicznych i eksploatacyjnych bloku 
przed i po modernizacji u yto kodów numerycznych typu CFM. 

1. Wprowadzenie 

Obecnie prawie wszystkie rozwini te kraje, jak równie  Polska staj  w ob-
liczu problemu niedostatecznej ilo ci energii elektrycznej [3]. Dodatkowe 
utrudnienie stanowi konieczno  sprostania normom ochrony rodowiska okre-
lonym przez Dyrektyw  Unii Europejskiej nr 2010/75/UE [19] i protoko om 

z Kioto. Budowa i uruchomienie nowych, spe niaj cych wymogi bloków wy-
maga co najmniej kilkuletniego okresu pracy. Na przyk ad najszybciej powsta-
j ce jednostki - bloki gazowo-parowe wymagaj  oko o 57 miesi cy realizacji 
[27]. Nale y wspomnie , e s  to uk ady osi gaj ce obecnie sprawno ci rz du 
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60% przy zastosowania kondensacyjnych turbin parowych i przy mocach kilku-
set MWe. Inna sytuacja wyst puje przy uk adach gazowo-parowych pracuj -
cych w kogeneracji, jak równie  w blokach o mocach rz du od kilku kWe do 
kilku MWe. Znacznie szybszym, ekologicznym i zapewniaj cym przyrost mocy 
elektrycznej rozwi zaniem jest modernizacja istniej cych bloków gazowych lub 
bloków elektrociep owni gazowo-parowych w uk ady z wtryskiem wody lub 
pary wodnej do turbiny gazowej [18]. Zastosowanie uk adu STIG (Steam Injec-
tion Gas Turbine), CSTIG (Combined Steam Injection Gas Turbine), uk adu 
z wtryskiem wody do spr arki i regeneracj  przed komor  spalania, jak i tra-
dycyjnego obiegu kombinowanego gazowo-parowego zapewnia zwi kszenie 
mocy i sprawno ci obiegu Braytona. STIG i CSTIG s  szczególnie korzystne 
w okresie zmniejszonego zapotrzebowania na ciep o w elektrociep owniach. 
Z kolei STIG i uk ady z wtryskiem wody do spr arki i regeneracj  przed ko-
mor  spalania daj  mo liwo ci podniesienia mocy i sprawno ci bloku w trakcie 
remontu turbiny parowej. Ponadto uk ad STIG i CSTIG zapewnia elastyczn  
prac  elektrociep owni z optymalnym wykorzystaniem wytworzonej pary [18, 
26].  

Uk ad STIG i CSTIG s  uk adami gazowo–parowymi, w którym obieg ga-
zowy Braytona czy si  z parowym w komorze spalania. W turbinie gazowej 
nast puje rozpr anie zarówno spalin jak i pary wytworzonej w kotle odzysko-
wym, a w konsekwencji zwi kszenie mocy obiegu Braytona [4, 5, 24]. Specyfi-
kacja niniejszych uk adów powoduje, e wysokie sprawno ci elektryczne osi -
gane s  równie  w ma ych systemach [24]. Ponadto spaliny opuszczaj ce ko-
mor  spalania zawieraj  niewielkie ilo ci sk adników toksycznych, dzi ki cze-
mu nie jest konieczne instalowanie kosztownych systemów oczyszczania spalin 
[25]. Szczególne korzy ci osi ga si  przy zmniejszeniu emisji tlenków azotu, 
które w turbinach gazowych generuj  si  g ównie dzi ki mechanizmowi ter-
micznemu (tzw. mechanizm Zeldowicza) [7]. Na skutek wtrysku pary do komo-
ry spalania nast puje spadek temperatury procesu spalania i w konsekwencji 
redukcja zanieczyszcze  tlenkami azotu [9, 13]. 

Pierwsz  propozycj  modernizacji obiegu Braytona w uk ad z wtryskiem 
pary przedstawiona przez Saada i Chenga dotyczy a turbiny General Electric 
LM2500 [13]. Obecnie wtrysk pary do komory spalania jest stosowany w turbi-
nach takich wiod cych koncernów jak General Electric, Rolls-Royce, Kawasaki 
[9, 12]. W pracy [16] pokazano, e wprowadzenie STIG do podstawowego 
obiegu turbiny gazowej General Electric Frame 6B potrafi podnie  sprawno  
z 30% do 40% a moc z 38 do 50 MWe. Znane s  bardziej z o one uk ady np.: 
wykorzystuj ce wtrysk wody do spr onego powietrza jako ch odzenie mi dzy-
stopniowe [28, 10], na wilgotne powietrze (HAT, EvGT, CHAT) (z ang. Humi-
dified Air Turbine, Evaporating Gas Turbine, Cascade Humidified Air Turbine) 
[9], uk ady cz ce wtrysk pary z regeneracj  (RSTIG) [10], uk ady cz ce 
zarówno wtrysk wody i pary DRIASI (The dual-recuperated inter-cooled–after-
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cooled steam injected cycle) [12] oraz LOTHECO cycle (low temperature heat 
combined cycle) wykorzystuj ce zewn trze odnawialne ród o ciep a do pod-
grzewu skroplonej wody ze spalin [12]. 

Celem niniejszy rozdzia u jest zbadanie parametrów termodynamicznych 
i eksploatacyjnych podstawowego obiegu Braytona oraz obiegu gazowo-
parowego przyk adowej elektrociep owni o mocy 60 MWe przy pomocy do-
st pnych kodów numerycznych typu CFM to jest COM-GAS [15] i pakietu 
komercyjnego. A nast pnie dokona  analizy sprawno ci trzech modyfikacji 
a mianowicie: w obieg Braytona z wtryskiem wody do spr arki i regeneracj  
przed komor  spalania, w uk ad STIG oraz w uk ad CSTIG. 

2. Analizowane uk ady 

Przy analizie obiegów cieplnych pos u ono si  kodami numerycznymi typu 
CFM. Modele matematyczne CFM (znajduj ce si  w programach COM-GAS 
i Aspen Plus) wykorzystuj  równania bilansu masy, p du i energii w postaci 
integralnej (0D, in ynierskiej) [29, 30]. We wcze niejszych pracach autorów 
[31-33] przedstawiono procedury obliczeniowe elementów sk adowych turbo-
zespo u tj. spr arki, komory spalania, turbiny, pompy i wymienników ciep a. 
Zdefiniowano równie  moc, sprawno , wspó czynnik wtrysku pary i pozosta e 
istotne wielko ci.  

Na rysunkach 1-3 przedstawiono schematy uk adów porównywanych w ni-
niejszej pracy. Na rys. 1 przedstawiony jest uk ad elektrociep owni gazowo-
parowej z mo liwo ci  przekierowania pary wodnej do komory spalania (CC) 
i tym samym zastosowanie rozwi zania STIG. Z kolei rys. 2 przedstawia uk ad 
CSTIG, który jest swego rodzaju odpowiednikiem STIG, z tym, e wytworzona 
para w kotle odzyskowym (HRSG) zanim trafi do komory spalania, przepraco-
wuje cz  entalpii w turbinie parowej (ST). Ostatni z analizowanych uk adów z 
wykorzystaniem wtrysku wody (W) w spr arce dwusekcyjnej (niskopr nej 
C1 i wysokopr nej C2) i regeneracj  (R) przed komor  spalania ukazano na 
rys. 3. 

Ka dy ze wspomnianych uk adów ma swoje zalety i wady, które zostan  
pokrótce opisane. Uk ad STIG charakteryzuje si  prost  konstrukcj  i mo liwo-
ci  atwego przekierowania pary wodnej na uk ad turbiny gazowej. Niestety 

nie wykorzystuje w maksymalny sposób energii p yn ce w parze wytworzonej 
w kotle odzyskowym. Popraw  niniejszego rozwi zania osi ga si  po wprowa-
dzeniu uk adu kombinowanego CSTIG, ale w tej sytuacji pojawia si  problem 
projektowania nowej turbiny parowej dostosowanej do wymaganych spadków 
ci nienia. Z kolei rozwi zanie z wtryskiem wody nie wymaga stosowania kot a 
odzyskowego, ale wymaga optymalizacji co do ilo ci wprowadzonej wody 
i ci nienia przy, którym si  wtryskuj  wod  do spr arki. Dodatkow  zalet  
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wspomnianego rozwi zania jest obni enie temperatury za spr ark  i tym sa-
mym zmniejszenie pracy spr ania, a podniesienie stopnia regeneracji. Te 
wszystkie czynniki sprawiaj , e nie jest mo liwa jednoznaczna odpowied , 
które rozwi zanie jest lepsze pod wzgl dem termodynamicznym i ekologicz-
nym bez wcze niejszej analizy i porównania wszystkich trzech uk adów. 

 

Rys. 1. Schemat obiegu gazowo-parowego z mo liwo ci  przej cia do uk adu STIG, 
(GT – turbina gazowa, C – spr arka, CC – komora spalania, G – generator, HRSG – kocio  
odzyskowy, ST – turbina parowa, P – pompa, CON – skraplacz, WH – wymiennik ciep a) 

 

Rys. 2. Schemat uk adu  CSTIG, (GT – turbina gazowa, C – spr arka, CC – komora spalania, 
G – generator, HRSG – kocio  odzyskowy, ST – turbina parowa, P – pompa) 
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.  

Rys. 3. Schemat uk adu z regeneracj  i mi dzystopniowym ch odzeniem w spr arce  
przez zastosowanie wtrysku wody: C1, C2  - nisko i wysoko pr na spr arka, R – wymiennik 
regeneracyjny, CC – komora spalania, GT – turbina gazowa, G – generator, W - wtrysk wody.  

3. Wyniki 

Tak jak wcze niej wspomniano na rys. 1 przedstawiono blok gazowo-
parowy z mo liwo ci  wykorzystania pary w uk adzie STIG. Cz  strumienia 
masy pary wodnej wytworzona w kotle odzyskowym (HRSG) jest przekiero-
wywana do komory spalania (CC), gdzie zostaje wykorzystana do zmniejszenia 
emisji tlenków azotu (rys. 4), a dalej do zwi kszenia mocy i sprawno ci obiegu 
Braytona w turbinie gazowej (GT). Tym samym zmniejszamy strumie  pary 
kierowany na turbin  parow  upustowo-przewpr n  i nast puje spadek stru-
mienia ciep a oddawanego odbiorc .  

Z kolei analizuj c rys. 3. nale y stwierdzi , e sprawno  elektryczna obie-
gu gazowo-parowego elektrociep owni wynosi  el =41,21%, z kolei po prze-
kszta ceniu je w uk ad STIG wzrost sprawno ci do el =42,05%. Najwy sz  
sprawno  osi ga si  przy wspó czynniku wtrysku pary na poziomie k=1,55  
( el =42,05%) gdy moc turbiny parowej, elN , jest równa zero i ca y strumie  
wytworzony w kotle odzyskowym (HRSG), sm , jest wtryskiwany do komory 
spalania (CC).  

Rys. 4. przedstawia zale no  emisji dwutlenku w gla CO2, tlenków azotu 
NOx i temperatury przed turbin  gazow  tTIT w zale no ci od k. W analizowa-
nym przypadku nast pi  spadek emisji dwutlenku w gla o CO2 = 10 kg/MWh 
oraz tlenków azotu NOx = 0,008 kg/MWh. Tendencja zmian emisji tlenków 
azotu NOx, jest liniowa w zale no ci od temperatury w komorze spalania za-
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miast ekspotencjalnej [7] ale przy obni aniu temperatury mo na przyj  takie 
uproszczenie. 

 

Rys. 4. Zale no  dwutlenku w gla CO2, tlenków azotu NOx  i temperatury  
przed turbin  gazow  tTIT w zale no ci od k 

 

Rys. 5. Sprawno  elektryczna el  i sprawno  ca ej elektrociep owni EC  w zale no ci od k 
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Rys. 6. Zale no  sprawno ci elektrycznej el uk adów SGT i CSTIG od spr u c  
dla temperatury wlotowej do turbiny t3=900 C i 1200 C 

 

Rys. 7. Zale no  sprawno ci elektrycznej el uk adu od spr u niskopr nej spr arki  
i wzgl dnej wilgotno ci powietrza po nawil eniu (ch odzeniu mi dzystopniowym  

spr anego powietrza poprzez wtrysk wody) 
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4. Wnioski 

Dzi ki zastosowaniu wtrysku wody b d  pary nast puje zwi kszenie mocy 
elektrycznej i sprawno ci elektrycznej zarówno turbiny gazowej jak i ca ego 
bloku gazowo-parowego pracuj cego jako elektrociep ownia. Dodatkow  zalet  
powy szych rozwi za  jest spadek emisji zanieczyszcze  takich jak tlenki azotu 
i dwutlenek w gla. Zatem wykorzystanie pary wodnej lub wody do zwi kszenia 
strumienia czynnika roboczego w obiegu Braytona jest zabiegiem korzystnym 
pod wzgl dem termodynamicznym, ekonomicznym i ekologicznym w tradycyj-
nych uk adach kogeneracyjnych. Wad  wspomnianych rozwi za  jest koniecz-
no  odzysku wody ze spalin, ale obecnie mo na ju  mówi  o znacznym post -
pie w projektowaniu wymienników kondensacyjnych, które mog yby  wyko-
rzystane we wspomnianych uk adach. 
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ASPEKTY ZGAZOWANIA POMIOTU  
DROBIOWEGO 

Wies aw Jodkowski1, Andrzej Sitka1, Dobros awa Antonów2 
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2) Katedra Prawa Finansowego, Wydzia  Prawa, Administracji i Ekonomii,  
Uniwersytet Wroc awski, e-mail: d.antonow@prawo.uni.wroc.pl 

W zwi zku z pojawieniem si  Rozporz dzenia Komisji (UE) Nr 592/2014 z dnia 
03.06.2014, które dopuszcza spalanie pomiotu drobiowego jako paliwo (nie jako odpad, jak by o 
dotychczas), otwiera si  mo liwo  zast pienia oleju opa owego lub innego paliwa konwencjo-
nalnego do wytwarzania energii cieplnej do ogrzewania pomieszcze  inwentarskich, ciep em 
wytwarzanym z pomiotu. Rozdzia  zawiera opis koncepcji instalacji zgazowania pomiotu dro-
biowego, która jednocze nie rozwi e problem utylizacji pomiotu, obni y koszty ogrzewania oraz 
rozwi e problem emisji odorów i amoniaku w fermach drobiowych. Rozdzia  obejmuje równie  
problematyk  instalacji zgazowania pomiotu drobiowego na gruncie podatku od nieruchomo ci 

1. Wprowadzenie 

Pomiot drobiowy stanowi niechciany produkt procesu hodowli drobiu, 
stwarzaj cy hodowcom ró norodne problemy. Wykorzystanie rolnicze w cha-
rakterze nawozu jest mo liwe przez krótki okres 2 razy w roku, w zwi zku 
z czym istnieje konieczno  przetrzymywania pomiotu przez kilka miesi cy. To 
z kolei wi e si  z emisj  amoniaku i obci eniem odorami. Z drugiej strony, 
hodowcy ponosz  du e koszty ogrzewania pomieszcze  inwentarskich, u ywa-
j c w tym celu olej opa owy lub gaz. Rozwi zaniem lansowanym w ostatnich 
latach jest budowa biogazowni. Rozwi zanie to jest drogie, zarówno pod 
wzgl dem inwestycyjnym jak i eksploatacyjnym. Dodatkowo, proces fermenta-
cji jest wra liwy na ewentualn  zawarto  antybiotyków i trudny eksploatacyj-
nie a na dodatek nie do ko ca rozwi zuje problem odpadów, bowiem pozostaje 
niemal taka sama ilo  osadu pofermentacyjnego, który rodzi te same problemy, 
co surowy pomiot. Rozporz dzenie Komisji Europejskiej nr 592/2014 z dnia 
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03.06.2014 wprowadza mo liwo  wykorzystania pomiotu drobiowego jako 
paliwa w obiektach energetycznego spalania. Jest to wielka szansa dla hodow-
ców na znaczn  popraw  ekonomiki produkcji drobiu i zmniejszenie obci enia 
rodowiska naturalnego emisjami amoniaku i odorów. 

2. Podstawy prawne i podatkowe zgazowania 
pomiotu drobiowego 

Analizuj c wydajno  ekonomiczn  instalacji zgazowania pomiotu drobio-
wego w fermach kurzych nale y wzi  pod uwag  wiele przes anek wskazuj -
cych na op acalno  tego rozwi zania, w tym przes anki natury prawnej. Prze-
s ankami natury prawnej powszechnie uwzgl dnianymi w procesie inwestycyj-
nym przedsi biorstwa, w tym w zakresie wdra ania nowych technologii, s  
konsekwencje podatkowe podj tych dzia a . W przypadku dzia alno ci prowa-
dzonej z wykorzystaniem nieruchomo ci, a zw aszcza budowli o znacznej war-
to ci, jednym z elementów uwzgl dnianych w procesie optymalizacji opodat-
kowania jest podatek od nieruchomo ci. Dotyczy to równie  gospodarczego 
wykorzystania instalacji zgazowania, które w zale no ci od ich konstrukcji 
mog  stanowi  budowle w rozumieniu przepisów ustawy z dnia 12 stycznia 
1991r. o podatkach i op atach lokalnych1 (dalej u.p.o.l.). 

Zgodnie z art. 2 u.p.o.l. opodatkowaniu podatkiem od nieruchomo ci pod-
legaj  nast puj ce nieruchomo ci lub obiekty budowlane: grunty; budynki lub 
ich cz ci; budowle lub ich cz ci zwi zane z prowadzeniem dzia alno ci go-
spodarczej. W przypadku, gdy opodatkowaniu podlega budowla, podstaw  
opodatkowania stanowi jej warto , o której mowa w przepisach o podatkach 
dochodowych, ustalona na dzie  1 stycznia roku podatkowego, stanowi ca pod-
staw  obliczania amortyzacji w tym roku, niepomniejszona o odpisy amortyza-
cyjne, a w przypadku budowli ca kowicie zamortyzowanych - ich warto  
z dnia 1 stycznia roku, w którym dokonano ostatniego odpisu amortyzacyjnego 
(art. 4 ust 1 pkt 3 u.p.o.l.). Wysoko  stawek podatku od nieruchomo ci ustala 
Rada gminy w drodze uchwa y, z tym e stawki w przypadku opodatkowania 
budowli nie mog  przekroczy  rocznie 2% ich warto ci okre lonej w powy szy 
sposób (art. 5 ust 1 pkt 3 u.p.o.l.). W przypadku budowli o znacznej warto ci, 
podatek od nieruchomo ci stanowi  mo e zatem istotny, sta y koszt prowadze-
nia dzia alno ci. Bardzo wa ne jest wi c ustalenie, czy wykorzystywane 
w przedsi biorstwie, z o one pod wzgl dem technologicznym i konstrukcyjnym 
urz dzenia i instalacje s  budowlami w rozumieniu u.p.o.l., a je li tak to, czy 
budowle te podlegaj  opodatkowaniu. 

 ______________  
1 Dz.U. 2014.849.j.t. 
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Poj cie budowli zosta o zdefiniowane w art. 1a ust 1 pkt 2 u.p.o.l. Zgodnie 
z tym przepisem budowla jest to obiekt budowlany w rozumieniu przepisów 
prawa budowlanego nieb d cy budynkiem lub obiektem ma ej architektury, 
a tak e urz dzenie budowlane w rozumieniu przepisów prawa budowlanego 
zwi zane z obiektem budowlanym, które zapewnia mo liwo  u ytkowania 
obiektu zgodnie z jego przeznaczeniem. U.p.o.l. wyró nia zatem dwie kategorie 
budowli. Po pierwsze, mog  to by  obiekty budowlane w rozumieniu przepisów 
prawa budowlanego, które nie s  budynkami lub obiektami ma ej architektury. 
Po drugie, urz dzenia budowlane w rozumieniu przepisów prawa budowlanego 
zwi zane z obiektem budowlanym, które zapewniaj  mo liwo  u ytkowania 
obiektu zgodnie z jego przeznaczeniem. Do pierwszej kategorii, zgodnie  
z art. 3 pkt 1 ustawy z dnia 7 lipca 1994r. Prawo budowlane2 (dalej P.b.) nale  
obiekty budowlane, jakimi s  budowle stanowi ce ca o  techniczno-u ytkow  
wraz z instalacjami i urz dzeniami. Budowl  jest za  ka dy obiekt budowlany 
nieb d cy budynkiem lub obiektem ma ej architektury, jak: obiekty liniowe, 
lotniska, mosty, wiadukty, estakady, tunele, przepusty, sieci techniczne, wolno 
stoj ce maszty antenowe, wolno stoj ce trwale zwi zane z gruntem urz dzenia 
reklamowe, budowle ziemne, obronne (fortyfikacje), ochronne, hydrotechnicz-
ne, zbiorniki, wolno stoj ce instalacje przemys owe lub urz dzenia techniczne, 
oczyszczalnie cieków, sk adowiska odpadów, stacje uzdatniania wody, kon-
strukcje oporowe, nadziemne i podziemne przej cia dla pieszych, sieci uzbroje-
nia terenu, budowle sportowe, cmentarze, pomniki, a tak e cz ci budowlane 
urz dze  technicznych (kot ów, pieców przemys owych, elektrowni wiatro-
wych, elektrowni j drowych i innych urz dze ) oraz fundamenty pod maszyny 
i urz dzenia, jako odr bne pod wzgl dem technicznym cz ci przedmiotów 
sk adaj cych si  na ca o  u ytkow  (art. 3 pkt 3 P.b.). Do drugiej kategorii 
nale  urz dzenia budowlane, a wi c urz dzenia techniczne zwi zane z obiek-
tem budowlanym, zapewniaj ce mo liwo  u ytkowania obiektu zgodnie z jego 
przeznaczeniem, jak przy cza i urz dzenia instalacyjne, w tym s u ce oczysz-
czaniu lub gromadzeniu cieków, a tak e przejazdy, ogrodzenia, place postojo-
we i place pod mietniki (art. 3 pkt 9 P.b.). 

Bior c pod uwag  cechy i przeznaczenie instalacji zgazowania pomiotu 
drobiowego, w zale no ci od jej konstrukcji i parametrów technicznych, tego, 
czy powstaje w procesie budowlanym (czyli, czy jest obiektem budowlanym), 
czy znajduje si  w budynku (je li jest to mo liwe ze wzgl dów technologicz-
nych), mo e ona spe nia  kryteria budowli podlegaj cej opodatkowaniu podat-
kiem od nieruchomo ci. Jednoznaczne stwierdzenie tego, wymaga ka dorazo-
wej analizy poszczególnych instalacji – ich konstrukcji, elementów sk adowych 
oraz procesu budowy. W zale no ci od wyników ustale  w tym zakresie insta-
lacja taka mog aby by  potencjalnie zakwalifikowana jako sie  techniczna, 

 _______________  
2 Dz.U. 2013.1409 j.t. 
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wolno stoj ce instalacja przemys owa lub urz dzenie techniczne. W zale no ci 
od konstrukcji, w przypadku takiej instalacji opodatkowaniu jako budowla mo-
g aby podlega  jedynie cz  budowlana urz dze  technicznych, lub fundamen-
ty pod maszyny i urz dzenia, jako odr bne pod wzgl dem technicznym cz ci 
przedmiotów sk adaj cych si  na ca o  u ytkow . Je li mo liwe jest zakwalifi-
kowanie analizowanej instalacji zgazowania do jednej z powy szych kategorii, 
stanowi ona budowl  na gruncie u.p.o.l.. Budowla taka lub jej cz  podlega 
opodatkowaniu podatkiem od nieruchomo ci wtedy (i tylko wtedy), gdy jest 
zwi zana z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej3.  

Budowle zwi zane z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej s  to budow-
le b d ce w posiadaniu przedsi biorcy lub innego podmiotu prowadz cego 
dzia alno  gospodarcz , chyba e przedmiot opodatkowania nie jest i nie mo e 
by  wykorzystywany do prowadzenia tej dzia alno ci ze wzgl dów technicz-
nych. (art. 1a ust 1 pkt 3 u.p.o.l.). Dzia alno  gospodarcza w rozumieniu 
u.p.o.l. jest to dzia alno , o której mowa w przepisach Prawa dzia alno ci go-
spodarczej z tym, e za dzia alno  gospodarcz  w rozumieniu u.p.o.l. nie uwa-
a si  mi dzy innymi dzia alno ci rolniczej (art. 1a ust 1 pkt 4  

i art. 1a 2 u.p.o.l.). Dzia alno ci  rolnicz  jest w rozumieniu u.p.o.l. produkcja 
ro linna i zwierz ca, w tym równie  produkcja materia u siewnego, szkó kar-
skiego, hodowlanego oraz reprodukcyjnego, produkcj  warzywnicz , ro lin 
ozdobnych, grzybów uprawnych, sadownictwo, hodowla i produkcja materia u 
zarodowego zwierz t, ptactwa i owadów u ytkowych, produkcja zwierz ca typu 
przemys owego fermowego oraz chów i hodowla ryb. Je eli zatem budowla nie 
jest zwi zana z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej, to nie podlega opo-
datkowaniu. Oznacza to, e budowla nie podlega opodatkowania je eli nie jest 
zwi zana z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej, w tym np. jest zwi zana 
z dzia alno ci  rolnicz  (np. produkcj  zwierz c  typu przemys owego fermo-
wego). 

Reasumuj c, je eli nawet wzgl dy techniczne (co jest wysoce prawdopo-
dobne) przes dzaj , e instalacja zgazowania pomiotu kurzego jest budowl  
w rozumieniu u.p.o.l., to i tak, je li jest zwi zana z prowadzeniem dzia alno ci 
rolniczej w rozumieniu u.p.o.l., to nie podlega opodatkowaniu podatkiem od 
nieruchomo ci.4 A zatem, w przypadku instalacji zgazowania pomiotu kurzego 
 ______________  

3 Tak np. „Budowla w rozumieniu p.b. a wi c obiekt budowlany nie b d cy budynkiem ani 
obiektem ma ej architektury, jest zawsze budowl  tak e w rozumieniu prawa podatkowego, a jej 
opodatkowanie zale ne jest jedynie od zwi zania z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej w 
rozumieniu art. 2 ust. 1 pkt 3 u.p.o.l.” Wyrok WSA w Krakowie z dnia 27 lipca 2010r. , sygn. akt 
I SA/Kr 761/10, Lex nr 694378. 

4 Tak np. „budowle zwi zane z dzia alno ci  rolnicz  nie podlegaj  podatkowi od nierucho-
mo ci. Bowiem tylko budowle lub ich cz ci zwi zane z prowadzeniem dzia alno ci gospodarczej 
(art. 2 ust. 1 pkt 3 w zw z art. 1a ust. 1 pkt 4 ustawy) podlegaj  opodatkowaniu podatkiem od 
nieruchomo ci.” Postanowienie w sprawie interpretacji podatkowej Burmistrza Sulechowa z dnia 
5 lipca 2006r., FN.3110-2-00086/06, www.mf.gov.pl. 
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zwi zanej z dzia alno ci  rolnicz  (która nie jest dzia alno ci  gospodarcz  
w rozumieniu u.p.o.l.) obowi zek podatkowy na gruncie podatku od nierucho-
mo ci z tytu u budowli nie powstaje. Oznacza to, e podatek od nieruchomo ci 
w tym zakresie nie zwi ksza kosztów prowadzonej dzia alno ci.  

3. Opis koncepcji instalacji 

Bezpo rednie spalanie pomiotu drobiowego w typowych kot ach grzew-
czych nie jest ekonomicznie uzasadnione z uwagi na to, e pomiot drobiowy ma 
w postaci roboczej wilgotno  ok. 40-50% i wymaga by do spalania paliwa 
pomocniczego. Rozwi zaniem jest zastosowanie instalacji zgazowania, gdzie 
pomiot ulega w jednym procesie i w jednym urz dzeniu: suszeniu, odgazowa-
niu i zgazowaniu pozosta o ci koksowej, daj c na wyj ciu gaz, który jest na-
st pnie spalany w typowym kotle, wyposa onym w specjalnej konstrukcji pal-
nik. 

Podstawow  zalet  proponowanej instalacji, odró niaj c  t  technologi  od 
innych, jest ograniczenie do niezb dnego minimum paliwa pomocniczego 
w postaci oleju opa owego lub gazu, wymaganego wy cznie do rozruchu insta-
lacji. Powoduje to bardzo niskie koszty eksploatacyjne przetwarzania wilgot-
nych paliw i stwarza warunki do biznesowego potraktowania tematu utylizacji 
pomiotu drobiowego. Instalacje oparte o opatentowan  technologi  zgazowania 
(patent nr 207207) pracuj  od kilku lat, zgazowuj c takie odpady jak: m czka 
zwierz ca, odpady poubojowe, odpady przemys owe, odpadowa biomasa le na.  

Zasadniczym elementem instalacji jest obrotowa komora zgazowania. Sub-
stancja wsadowa o wilgotno ci do 50% podawana jest do komory obrotowej, 
w której jest suszona i odgazowana w warunkach niedostatku tlenu. Uzyskany 
gaz przedostaje si  do kot a, gdzie w specjalnej konstrukcji palniku jest miesza-
ny z powietrzem i spalany z nadmiarem tlenu. Kocio  wykorzystuje ciep o gor -
cych spalin do wytwarzania gor cej wody (rys.1).  

Komora zgazowania pracuje w uk adzie przeciwpr dowym. Paliwo pomoc-
nicze potrzebne jest tylko do wygrzania komór w czasie rozruchu, natomiast 
energia cieplna potrzebna do podtrzymania procesu suszenia i zgazowania wsa-
du jest uzyskiwana z egzotermicznego zgazowania karbonizatu. Przemieszcza-
nie si  substancji sta ej w pochylonej komorze obrotowej (rys. 2) odbywa si  od 
wlotu paliwa w kierunku wylotu popio u, natomiast przep yw gor cych gazów 
odbywa si  w przeciwnym kierunku. W czasie pracy instalacji w warunkach 
ustabilizowanych komora obrotowa jest wype niona w ok. 20 – 30% substancj  
sta , któr  stanowi w ró nym stopniu przetworzony wsad. Stopie  przetworze-
nia zmienia si  od surowego, wilgotnego wsadu w pobli u wlotu, przez wsad 
pozbawiony wilgoci w cz ci rodkowej komory, do ca kowicie odgazowanego 
po doj ciu do cz ci komory, wyposa onej w dysze powietrza zgazowuj cego. 
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W obszarze dysz powietrza znajduje si  mieszanka popio u z karbonizatem, w 
której rednia koncentracja w gla pierwiastkowego wynosi kilka-kilkana cie 
procent. Po przej ciu przez stref  dysz powietrza popió  zawiera poni ej 3% 
w gla. Prowadzenie procesu suszenia, odgazowania i zgazowania w komorze 
obrotowej stwarza bardzo dobre warunki wymiany ciep a i masy. Obroty komo-
ry powoduj  dobre wymieszanie i stopniowe przemieszczanie si  produktów 
wzd u  pochylonej komory 

 

Rys. 1. Schemat instalacji zgazowania pomiotu drobiowego 

Prowadzenie procesu suszenia, odgazowania i zgazowania w komorze obro-
towej stwarza bardzo dobre warunki wymiany ciep a i masy. Obroty komory 
powoduj  dobre wymieszanie i stopniowe przemieszczanie si  produktów 
wzd u  pochylonej komory. Parametry gazu, takie jak sk ad i temperatura s  
stabilne w czasie. Energia ze zgazowania i cz ciowego dopalania karbonizatu 
w komorze obrotowej jest wykorzystywana do odparowania wilgoci i odgazo-
wania odpadów, zast puj c energi  paliwa pomocniczego. Na wylocie z komo-
ry zgazowania otrzymywany jest popió , bogaty w sk adniki mineralne, który 
mo e by  wykorzystywany jako polepszacz gleby. Dodatkowo, instalacja mo e 
pobiera  do spalania powietrze obci one amoniakiem z wentylacji hali, obni-
aj c w ten sposób ca kowit  emisj . Amoniak i odory po przej ciu przez pale-

nisko ulegaj  ca kowitemu rozk adowi. 
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Rys. 2. Schemat obrotowej komory zgazowania 

Dla tego typu instalacji obowi zuj  standardy emisyjne takie jak dla typo-
wych instalacji spalania paliw.  

Przyk adowe dane techniczne linii technologicznej dla hodowli o wydajno-
ci 150 DJP: 

Roczny strumie  pomiotu drobiowego, ok. 300 Mg 
Zdolno  przerobowa instalacji  200 kg/h 
Wilgotno  pomiotu 40 - 50% 
Warto  opa owa robocza odpadów 7,95 MJ/kg 
Moc chemiczna paliwa 440 kW 
U yteczna moc instalacji 310 kW 
Roczna produkcja ciep a 2 385 GJ  
Zapotrzebowanie energii elektrycznej (potrzeby w asne) 15  kWe 
Roczne zu ycie energii elektrycznej na potrzeby w asne 22 MWh 
Rodzaj paliwa pomocniczego olej opa owy 
Zu ycie paliwa pomocniczego na rozruchy 1 000 kg/rok 
Produkcja popio u 25 t/rok 
Obs uga 1 osoba 
Powierzchnia zabudowy instalacji technologicznej ok. 15 10 m 
Wysoko  zabudowy urz dze  5 m 

Szacunkowe obliczenia techniczno-ekonomiczne (w skali jednego roku) 
Do oblicze  przyj to: 
Ilo  przerobionego pomiotu w skali roku 300 t/rok 
Cena oleju opa owego 3,8 PLN/kg 
Cena energii elektrycznej 350 PLN/MWh 
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Roczne koszty eksploatacyjne: 
Koszt oleju zu ytego na rozruchy 1000 kg/rok 3 800 PLN 
Koszt energii elektrycznej  7 700 PLN 
Koszty osobowe (1 osoba) 40 000 PLN 
Eksploatacja i cz ci zamienne 10 000 PLN 
Razem koszty rocznie: 61 500 PLN 

Roczna produkcja ciep a 2 385 GJ  
Szacowany koszt 1 GJ ciep a 25 PLN 

4. Podsumowanie 

Jak wynika z analiz, ilo  powstaj cego w fermie pomiotu drobiowego, bio-
r c pod uwag  jego warto  opa ow , w ca o ci pokrywa zapotrzebowanie na 
energi  ciepln  potrzebn  do utrzymania optymalnego zakresu temperatur dla 
hodowli drobiu. Pozwala to ca kowicie wyeliminowa  koszty zakupu paliwa do 
ogrzewania. 

Z analizy prawno – podatkowej wynika, e nawet wzgl dy techniczne  
(co jest wysoce prawdopodobne) przes dzaj , e instalacja zgazowania pomiotu 
kurzego jest budowl  w rozumieniu u.p.o.l., to i tak, je li jest zwi zana z pro-
wadzeniem dzia alno ci rolniczej w rozumieniu u.p.o.l., to nie podlega opodat-
kowaniu podatkiem od nieruchomo ci. A zatem, w przypadku instalacji zgazo-
wania pomiotu kurzego zwi zanej z dzia alno ci  rolnicz  (która nie jest dzia-
alno ci  gospodarcz  w rozumieniu u.p.o.l.) obowi zek podatkowy na gruncie 

podatku od nieruchomo ci z tytu u budowli nie powstaje. Oznacza to, e poda-
tek od nieruchomo ci w tym zakresie nie zwi ksza kosztów prowadzonej dzia-
alno ci. W ka dym innym przypadku nale ne jest opodatkowanie budowli nie 

mog ce przekroczy  rocznie 2% ich warto ci okre lonej. W przypadku budowli 
o znacznej warto ci, podatek od nieruchomo ci stanowi  mo e zatem istotny, 
sta y koszt prowadzenia dzia alno ci. 
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DETERMINATION OF VELOCITY FIELDS 
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In this work presented the effect of the hydrodynamic characteristics of the two-phase mix-
ture flowing through the tube bundle with different geometry, on the intensity of heat transfer 
between the surface of the tubes and the two-phase medium. Hydrodynamic parameters of the 
flow illustrate the distributions of velocity fields around tubes and the designated area of stagna-
tion. Heat transfer represent the experimentally determined heat transfer coefficients. An experi-
mental non-invasive investigations of heat transfer coefficient on the tubes surface were per-
formed using electrochemical technique. With measured values of the mass transfer coefficient 
was then used Chilton-Colburn analogy to determine the heat transfer coefficient and then the 
Nusselt number. In parallel with the measurements of the mass transfer coefficient, two-phase 
flow was recorded with a fast digital camera and then analyzed by Digital Particle Image Veloci-
metry method in order to determine the velocity fields. 

1. Introduction 

The use in the process apparatuses different forms of two-phase flow of 
gas-liquid is increasingly common. This is determined by generally favorable 
conditions for heat and mass transfer. More and more popularity are gaining 
apparatuses where there is a two-phase flow, such as bubble columns, air-lift 
reactors and co-current scrubbers operating in bubbly flow regime. In many of 
these types of apparatus, parallel to the basic process of mass transfer, it is nec-
essary to apply a convection heat exchange - cooling or heating. This require-
ment is most often achieved by encapsulating in the apparatus appropriately 
shaped tube bundles. The two-phase gas liquid flow in the tube bundles also 
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formed naturally during the boiling and condensation. Design of this type de-
vices requires computational tools in which play an important role heat transfer 
coefficients depend on a number of factors. The complexity of the thermo-flow 
phenomena occurring during the flow of two-phase mixture in the tube bundle 
justifies undertaking studies towards a most effective determine the heat transfer 
coefficients. Heat exchange between the broadly understood two-phase fluid 
and arbitrarily shaped tube bundle is a very complex and designing encounters 
a number of difficulties. Problems encountered tend to be usually overcome by 
seeking analogies to the much better studied and reported cases of heat ex-
change between single phase fluids and surfaces of the tubes. The results of 
such research and the use of different analogies can be used in the design of 
direct calculation of the heat exchangers as well as early as during the operation 
of the equipment with similar geometry, in which occur two-phase flow with 
the heat convection. 

In the literature a lot of attention focused mainly for occurring during the 
two-phase flow structures. Type of flow structures has a significant impact on 
the distribution of heat transfer coefficient on the surface of the tube and conse-
quently on the overall performance of the device. Leong and Cornwell [10], 
Cornwell, Duffin and Schuller [4] conducted visual observations in the segment 
of the steam generator during the evaporation. They described two dominant 
flow structure. At the bottom of the tube bundle dominant flow structure was 
bubbly flow and in the upper part, where there were a greater amount of vapor 
dominant flow was foam flow. For two-phase flow rising across the staggered 
tube bundle, Nakajima [15] observed and described the bubbly and slug flow. 
Grant and Chisholm [6] conducted extensive experiments studying rising and 
falling flow, for a wide range of changes in mass flows for the staggered tube 
bundles. They observed bubbly, slug, dispersed and stratified flow. Kondo and 
Nakajima [9] conducted observations of flow structures and classified them as: 
bubbly, plug, foam and dispersion. Noghrehgar et al. [17] using the probability 
density function PDF have identified flow structures as bubbly, transient and 
annular. They have found significant differences between the structures present 
in the near wall of the shell, and those occurring in the vicinity of the axis of the 
heat exchanger. 

Of the many non-invasive techniques for measurement and visualization of 
two-phase flows digital image velocimetry DPIV was often used by researchers 
to determine the velocity fields. Studies of Burnside et al. [3] showed the use-
fulness of the application of the technique used in the design of process heaters 
and shell and tube exchangers. Iwaki et al. [7, 8] studied the structure of single 
and two-phase flow around a staggered and in-line tube bundle. Olinto et al. 
[18] characterized the movement disorder in the first rows of the tube bundle. 
The results of their study showed that the greatest movement disorder emerged 
for the second row of tubes. Paul et al. [19] investigated the transverse turbulent 
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flow through the tube bundle and characterize the behavior of vortices behind 
tubes, and the levels of turbulence. 

As regards the determination of the coefficient of heat transfer under condi-
tions of forced convection, the most common methods is the method of electro-
chemical technique. While the use of electrochemical method and the analogy 
of heat and mass transport to determine the intensity of heat transfer is known 
since the 50 years, there are few papers describing its use for direct testing of 
heat exchangers. Lin [11] investigated the process of mass transfer in a bubble 
column and Macbeth [12] investigated the heat transfer process in heat ex-
changer model. Mickley [13] set the local heat transfer coefficients in a shell-
and-tube heat exchanger. Nieva and Böhm [16] investigated the mass transfer 
on the surface of a single cylinder, as well as cylinders arranged in parallel and 
staggered arrangements. Bieniasz [1, 2] occupied by the use of electrochemical 
methods to the study of the mass transfer systems with different geometries, 
such as cylindrical segments of channels, or laminated rotor rotary regenerator. 
In his works have been compiled literature data, described in detail the electro-
chemical processes and methods for their use in experimental studies. The elec-
trochemical method is based on the Colburn-Chilton analogy of heat and mass 
transfer. In addition to the work of Bieniasz, a detailed description of this meth-
od and the mentioned analogy can be found in papers of Mizushima [14] and 
Wilk [21, 22], who used an electrochemical method in the study of heat and 
mass transport in minichannels. 

While the presence of tube for single-phase flow causes non-uniformity in 
the flow of fluid, the homogeneity properties of the fluid is not in doubt. In the 
case of two-phase flow in the shell side flow structure appear to differ markedly 
from those of the flow inside the tubes. It is therefore appropriate for identifica-
tion of how asymmetry distribution of the heat transfer on the tube surface is 
a result of the presence of obstacle, and is that determined by the asymmetrical 
distribution of the phases around tube. Two-phase flow in the shell side is char-
acterized by significant non-uniformity of flow around the tube bundle and the 
occurrence of non-homogeneous areas. As a result, unevenness of the two-phase 
flow becomes an important parameter for describing the flow of a mixture of 
gas-liquid two-phase in the tube bundle, and its identification is important for 
the design and operation of heat exchangers. 

So far, studies presented in the literature were carried out in the experi-
mental model of heat exchangers in the tube bundle, in the stabilized zone (cen-
ter of the tube bundle), although in the actual shell-and-tube heat exchangers, 
the cross-flow can occur only in a few rows of tubes (between adjacent edges of 
the baffles is often only a few rows of pipes). Therefore, it is important to study 
the flow in tube bundle, particularly in the run-up zone in which there is an evo-
lution of the flow. 
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The aim of this work is to estimate the effect of flow parameters on the 
conditions of heat exchange through simultaneous measurements using electro-
chemical methods (determination of mass transfer coefficient and further by 
Chilton-Colburn analogy heat transfer coefficient) and DPIV (determination of 
velocity fields). Unlike the research methodology presented in the literature, 
simultaneous measurement of both characteristics allows for a more accurate 
interpretation of the relationship between heat-flow dependencies. 

2. Experimental setup and research methodology 

The main element of the experimental setup on which performed the re-
search were two sets of tube bundles made of plexiglass, each with the five 
rows of tubes in a staggered and in-line geometry. Tube bundle was made of the 
transparent cylinders having a length of 60 mm, a diameter of 15 mm and 
a pitch t/d = 1.66. The scheme of the setup presented on Figure 1.  

 

Fig. 1. Experimental setup: 1 – tube bundle, 2 – mixing chamber, 3 – expansion vessel, 4 - pump, 
5,8 - rotameter, 6 – bypass, 7 – nitrogen tank,  9 – laser, 10 – digital camera,  

11, 12 – capture/control system for current and voltage, 13 – anode, 14 – cathode 

Through the tube bundle is flowed a two-phase mixture of gas-liquid. The 
different series of measurements differed flow rates of liquid and gas, respec-
tively, in the range of 800-1200 dm3/h and 10-60 dm3/h. The concept was based 
on the studies visualizing the flow around the tube and to define the intensity of 
the heat transfer on the surface of selected tube. The use of optical measurement 
methods allowed the visualization and characterization of heterogeneity of the 
two-phase flow around the tubes. The use of electrochemical methods allowing 
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to determine the intensity of the heat transfer on the surface of the tubes. The 
combination of these two measurement methods is an attempt to clearly identify 
the impact of heterogeneity of two-phase mixture flow around the tube on the 
local value of heat transfer coefficient on surface of the tube.  

In order to use the DPIV measurement technique, in the flow was added 
tracer polyamide particles having a diameter of 20 μm. The flow area illuminat-
ed by the laser power of 1 W, producing a light beam having a wavelength  
 = 532 nm. Illuminated flow area was recorded with a CMOS camera under 

resolution of 1024 1024 pixels and a sampling frequency 462 fps.  
Measurements of velocity fields using DPIV relied on image registration of 

the flow, which were then subjected to digital processing and image analysis 
[20]. The aim was to obtain information about changes of flow characteristics 
for different flow rates of phases and comparison of results for two tube bundle 
geometries. Images recorded for the area around the individual tubes arranged 
in the third row in the bundle. 

For the measurements used electrodes immersed in a solution of an equimo-
lar mixture of K3Fe(CN)6 and K4Fe(CN)6, in the presence of sodium hydroxide 
as base electrolyte. The concept was based on the test measurement of the cur-
rent flowing through the cathode disposed on the surface of the tube with in-
creasing voltage applied to the system. The applied electric system allowed to 
provide a specific, growing by leaps and bounds and stabilized DC voltage 
flowing through the electrolyte solution between the cathode and the anode. The 
measured values were used to determine the polarization curves, using the spec-
ified current limit plateau, used for determination of the mass transfer coeffi-
cient [1, 21]. Then used the Colburn-Chilton analogy of heat and mass transfer 
determining the heat transfer coefficient, which allowed the calculation of the 
heat transfer on the surface of the tubes. 

cathode anode

Fig. 2. View for nickel electrodes – cathodes and anode 

In order to investigate the size of stagnation zones, analyzed of a representa-
tive area of a square, which lower side coincides with the diameter of the test 
tube. In this zone specified the percentage of stagnation zones in relation to the 
whole area. To do this, set the threshold of gray value above which was a stag-
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nation zone and made binarization. In this way, these stagnation zones were 
white and all other areas had black color. In order to determine the volume frac-
tion of stagnation zone, counted number of pixels in two colors. The image 
processing steps of the analysis of stagnation zones shows figure 3. 

 

Fig. 3. Calculation of the size of the stagnation zones 

3. Analysis of the results 

3.1. Velocity distribution and stagnation zones 
The velocity fields for the flow over in-line tube bundle have a clear distinc-

tion to the areas of high velocity between the tubes, and the areas where the 
velocity is much lower than that occur above and below the tube (Figure 4). In 
the case of in-line tube bundle bubbles are free to flw upwards, not encountering 
an obstacles. This results in the average velocity for the interrogation area is 
higher than in a staggered arrangement.  

For the in-line arrangement, it is clearly visible areas between the tubes 
where there is upward flow, undisturbed by obstacles. However, sometimes 
there are vectors directed downward or toward the sides of the interrogation 
area. This shows that despite the constant geometry of the arrangement and the 
steady state, two-phase flow is irregular. This irregularity increased with in-
creasing gas phase flow rate. For higher gas flow rates observed clearer separa-
tion between stagnation zones and rising flow areas. Also in these cases often 
observed flow in a direction different than rising.  

Velocity fields of the flow in the staggered tube bundle, in comparison to 
in-line arrangement are characterized by a smaller differentiation. Floating bub-
bles encounters the tubes through which their rising velocity decreases, but the 
velocity distribution is uniform and stagnation zones are decreasing. This results 
in that the average velocity for a given area is lower compared to the in-line 
arrangement, but the contact areas of the tubes themselves with stagnation zones 
occurs only after tubes. It was observed a clear decrease in the size of the stag-
nation zone with increasing gas flow rates. With an increase in the liquid flow 
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rates, this phenomenon was no longer so clearly observed. It was also found that 
the area of stagnant zones is irregular and its shape changes dynamically. The 
analysis results in the form of percentages of stagnation zones in the studied 
areas showed on figure 5. 

Ql=L800, 
Qg=10 dm3/h 

Ql=L800, 
Qg=60 dm3/h 

Ql=L1000, 
Qg=10 dm3/h 

Ql=L1000, 
Qg=60 dm3/h 

velocity scale, m/s 

Fig. 4. Selected velocity fields for in-line (top) and staggered bundle geometry (bottom) 

 

Fig. 5. Percentage of stagnation zones in the interrogated areas for in-line (blue) and staggered 
(red) tube bundle geometry 
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3.2. Distribution of heat transfer coefficient 
Nusselt number value measured at the surface of the tube in the bundle is 

determined by the number preceding tubes. This value is increased from the 
first row to about fifth, then remains constant. Based on the distribution graphs 
of local Nusselt number values that are equivalent to the dimensionless heat 
transfer coefficient, an assessment of the heat transfer on the surface of the test-
ed tubes was made. Conducted an analysis of the impact of changes in liquid 
and gas flow rates, and the type of tube bundle arrangement, staggered and in-
line, on the intensity of heat exchange. The Figures 6 and 7 show a comparison 
of average Nusselt number of the measured values over the circumference of the 
tubes for the in-line and staggered tube bundle. 

 

Fig. 6. Averaged Nusselt numbers of all flow rates for both tube bundles 

The top part of the tube, near 135  and 225 , where the two-phase mixture 
stream was breaking on its surface, the local Nusselt numbers had the highest 
values. 

 

Fig. 7. Comparison of the results of calculation of the average Nusselt number for in-line  
and staggered tube bundle 
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This relationship was observed for all measurements, and the both tube 
bundles. In the case of the staggered bundle unevenness was smaller than in the 
case of in-line bundle. This relationship is shown in figure 8. 

 

Fig. 8. Local maxima of Nusselt number for staggered (a) and in-line (b) tube bundle 

Also in the vicinity of 135  and 225  observed the biggest impact of chang-
es in the flow parameters on the Nusselt numbers. The smallest change in this 
value occurred behind tube. This relationship, shown in Figure 9. It has been 
found that uneven distribution of Nusselt number decreased with increasing 
flow rates of individual phases. 

 

Fig. 9. Change the value of Nusselt number as a function of flow rate of the gas phase 
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4. Conclusions 

Velocity fields for the area around the individual tubes show great similarity 
in the nature of movement for all the flow rates. There was a variety of vortex 
structures, single, in pairs, symmetrical and asymmetrical. A characteristic fea-
ture of flow in the tube bundle are the stagnation zones are present behind tubes. 
In these zones the flow rate is much lower than in other areas. Visualization of 
two-phase flow in the tube bundle enabled the evaluation the size of the surface 
zones of stagnation located behind tubes. Based on a comparison of the shares 
by volume of stagnation zones can be evaluated heterogeneity of flow depend-
ing on the volume of the void fractions of individual phases. During the study 
found that those zones have a much greater area for the in-line tube bundle and 
the largest differences were observed for higher values of the flow rates and in 
areas located in front of the tubes. Observed decrease in the size of the stagna-
tion zone with the increase of the gas flow rate. With an increase in the liquid 
flow rate, this phenomenon was no longer so clear. It was also found that the 
area of stagnant zones is irregular and its shape changes dynamically. In-line 
tube bundle is characterized by a much more non-uniform flow rates as com-
pared to a staggered one. Bubbles rising up between the tubes do not face any 
obstacles by which achieve higher flow velocities. For the staggered geometry 
average and maximum velocities were significantly lower. 

The results of measurements of the heat transfer shown that for the two-
phase flow the geometry of tube bundle used in the construction of the heat 
exchanger has a significant effect on the intensity of heat transfer. Comparing 
the results of all measurements for in-line and staggered geometry, with the 
same ratio t/d = 1.66 was determined that the staggered tube bundle is by about 
9% more efficient than a in-line geometry. Observed flow structures, including 
primarily the rising bubbles that disturb the velocity field, have a significant 
impact on the process of mass and heat exchange in tube bundle. It was ob-
served a large effect of the change of the gas phase flow rates on the Nusselt 
numbers. The calculation results showed that the presence of even a small flow 
rate of the gas phase has a great influence on the intensity of heat transfer, mak-
ing it impossible to simplify the calculation methods and the selection of the 
heat exchanger used for the calculation models of single-phase systems in 
which there are two phases. 
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The research described in the chapter concerns thermal stresses in supercritical steam tur-
bines. The application of the new materials that are able to operate at high temperature levels are 
not the only solution to the thermal stresses. Designs exist that allow to lower the temperature and 
stresses in the main components of the turbines. The application of these designs makes it possi-
ble to increase the live steam temperature and consequently improve the power generation effi-
ciency. The chapter discusses the possible range of the casings protection. In particular it de-
scribes a system of the cooling that involves additional flows of the steam inside the turbine. The 
research bases on the thermal and strength analysis performed for steady and transient operation. 

1. Introduction 

In order to protect the main components of the supercritical steam turbines 
against the overheating several designs were adapted from the gas turbine in-
dustry. This is because the levels of the temperature in the gas turbines is con-
siderable higher [1]. The designs include first of all the thermal screens and the 
cooling systems [2]. 

A thermal screen separates the surfaces of the main components of a turbine 
(the inner casing and the rotor) from the main flow. An example is shown in fig. 
1a. The steam path in the figure includes shrouded blades - blades with compo-
nents at their tips and roots that strengthen the design and make it more stiff. If 
the shrouds are extended to cover more of the surface just like shown in the 
figure they become thermal screens. The surfaces of the inner casing and the 
rotor are exposed not to the main flow at the high temperature and velocity but 
to the flow under the shrouds at much lower velocity. In this case the heat trans-
fer at the surfaces is much less intensive. The advantage of thermal screening is 
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evident during transient conditions, especially start-ups, when they allow short-
er start-up periods. 

 

Fig. 1. Thermal screens and cooling system in steam turbines 

Another design adapted from the gas turbines is a cooling system [3]. There 
is a number of components that are subject to the cooling: the live steam pipes 
at the inlet to the turbine, the first stage of the rotor, the blade roots etc. The 
solution shown in fig. 1b refers to the cooling of the rotor in the live steam inlet 
area. It is worth to notice that the cooling system is combined with the thermal 
screen - the cooling steam flows under the extended shrouds in the first stage 
rotor blade. 

2. External sources of the cooling steam 

When considering the cooling system in the steam turbines the main prob-
lem is the source of the cooling steam. The adaptation of the designs from the 
gas turbines to the steam turbines is not straightforward since the basic ar-
rangement of the components in the steam and the gas turbine cycles is differ-
ent. In the gas turbines the cooling air is extracted from the last stage of the 
compressor that is located directly near the expander. The cooling air has higher 
pressure than the exhaust gas from the combustor, which makes it possible to 
inject the cooling flow into the main flow. 

There is no such a possibility in the steam turbines. The working fluid is 
compressed in the pumps, where the flow exists of the feed water and not the 
steam. A solution similar to the gas turbines may only be applied to the inter-
mediate part of the steam turbine. It is shown in fig. 2a. 
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Fig. 2. Sources of the cooling steam 

The cooling steam for the IP part is taken from the extraction of the HP tur-
bine. The two requirements for the cooling steam are then met. Its temperature 
is lower than the temperature of the main flow because the temperature in the 
extraction is lower than that of the reheated steam. Also the pressure of the 
cooling steam is higher because it is taken from the location situated upstream 
of the HP outlet. 

The cooling system in the high-pressure part involves not only the turbine 
but also the steam boiler as shown in fig. 2b. The cooling flow is taken from the 
pipe between the stages of the superheater exchangers in the boiler. The cooling 
flow bypasses the last superheater stage and thus has lower temperature than the 
live steam, while remaining at slightly higher level of the pressure. 

The systems presented above may be used to lower the temperature of the 
rotor and the inner casing depending on the direction of the flow of the cooling 
steam. In fig. 1b the cooling steam flows in a channel between the rotor and the 
inner casing, which allows to extract the heat from both of the components. This 
is a most common solution adapted from the gas turbine designs. Another solu-
tion was discussed in [4]. The external cooling steam was delivered to the area 
between the inner and the outer casing. This system replaces the traditional flow 
of the steam from the seals. It is especially effective for the outer casing since it 
notably lowers the temperature of the steam at the inner surface of the outer 
casing. The additional steam changes also the intensiveness of the heat transfer 
at the outer surface of the inner casing. 

3. Internal cooling system 

The most problematic disadvantage of the external cooling systems is the 
additional piping outside of the turbine. The cooling steam must be extracted 
from a point of the thermodynamic cycle of the appropriate parameters and then 
delivered to the cooled area. This is especially difficult in the HP part where the 
additional pipe must connect the turbine and the boiler. In order to avoid this 
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problems another cooling systems are under development that use the internal 
flows as a mean of a cooling [5]. 

An arrangement of such a system is shown in fig. 3. The system aims to 
cool the area between the inner and the outer casing in the area close to the live 
steam inlet. The cooling steam is simply extracted from one of the stages of 
a turbine. In the particular case analyzed in this chapter the cooling steam is 
taken from the outlet of the fourth stage of the expander. The steam then flows 
into the area between the casings. The inner surface of the outer casing and the 
outer surface of the inner casing are exposed to this cooling steam. 

Further the cooling steam enters the area between the inner casing and the 
rotor. This area is located between the first and the second labyrinth packing. 
The sealing in the fig 3. is drawn schematically and in a particular design may 
have different form. 

 

Fig. 3. Internal cooling system 

The flow of the cooling steam in the counter-flow direction (in reference to 
the direction of the main steam) is possible due to the pressure level set in the 
area between the sealing 1 and 2. The geometry and the size of the first sealing 
is chosen in order to maintain the pressure loss that causes the steam pressure to 
fall below the pressure in the turbine stage where the cooling steam is extracted 
from. 

Furthermore the cooling steam returns to the main steam path. Its flow is 
forced into the cross-section located downstream of the cross-section where it is 
extracted from. In figure 3 the cooling steam returns to the steam path right after 
the next turbine stage counting from its extraction point. Again the flow is 
forced due to the pressure difference between the area in the sealing gap and the 
downstream turbine stage. 

A particular design of the inner casing with the internal cooling system is 
shown in fig. 4. The casing is split vertically into two symmetrical parts (left 
and right [6]). The casing has several extraction holes for the cooling steam in 
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the radial direction. The number and the size of the holes determine the amount 
of the cooling flow. 

 

Fig. 4. Inner casing with the internal cooling system 

The cooling steam returns to the main steam path through the grooves lo-
cated at the split surface of the casing parts. Again, the width and the depth of 
the grooves determine the amount of the cooling flow. The returning flow cools 
also the inlet area of the casing, although it applies to the area near the vertical 
split of the casing only. 

The main effect of the cooling flow presence is explained in fig. 5. The fig-
ure presents a comparison between a turbine without and with an internal cool-
ing. 

 
 

Fig. 5. HP turbine without (a) and with the internal cooling system(b) 

427407



482 Wojciech Kosman 

 

In the first case (fig. 5a) a part of the leakage flow that leaves the sealing in 
the inner casing flows into the area between the inner and the outer casing. It 
further leaves the turbine through the first extraction pipe. Although the velocity 
of the flow is low and causes low intensive heat exchange, its temperature is 
very high, which results in notable thermal stress in the outer casing. 

The presence of the cooling flow reduces this disadvantage. The outer cas-
ing is now exposed to the steam at much lower temperature (fig. 5b). As a result 
the thermal stress is lower and the thickness of the outer casing may be lower as 
well. Also the requirements for the material for the outer casing are lower (for 
example its maximal operating temperature), which lowers the manufacture 
costs. 

However application of the cooling flow in the area between the inner and 
the outer casing is not a design without the negative aspects. The most problem-
atic issue is the change of the heat transfer conditions at the outer surface of the 
inner casing. The casing without the cooling is exposed to the steam of a similar 
temperature on both sides (the inner and the outer side) in the area of the live 
steam inlet. Since the thermal stress depends on the temperature difference on 
both sides of the analyzed body in this case the stress is kept at a relatively low 
level. When the cooling flow is forced at the outer surface of the inner casing it 
lowers the temperature and intensifies the  heat exchange due to the higher ve-
locity of the flow. Therefore the amount of the cooling steam has to be carefully 
selected in order not to worsen the thermal and strength state of the casing. 

4. Cooling system in the steady state 

The effects of the cooling system depend first of all on the parameters of the 
cooling flow. In the particular example analyzed here the cooling steam is taken 
from the area directly after the fourth stage. It returns to the main flow after the 
fifth stage. Figure 6 shows the parameters of the extraction and the return points 
on the expansion line of the high pressure turbine part. 

It is assumed that the size and the geometry of the first sealing are selected 
with the respect to the pressure between the extraction and the return points. In 
other words the pressure losses in the first sealing guarantee that the steam pres-
sure at the outlet of the sealing is between the pressure levels of the two points. 
The expansion line shown in fig. 6 was determined in a numerical model of a 
supercritical steam turbine [7]. The model involved all of the components of the 
cycle but the results are limited here to the HP section only. 

The results from the cycle analysis create the input data for the thermal and 
strength analysis of the inner casing. The basic set of the boundary conditions is 
shown in fig. 7. The figure presents also the finite element mesh used in the 
calculations. The thermal strength analysis is to determine the possible effect of 
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the cooling through the comparison of the stresses in the cooled and uncooled 
casing. Therefore a simplified model may be applied. The casing itself is mod-
eled as axisymmetric part. The grooves for the diaphragms have less geomet-
rical details. The analysis involves thermal stresses and mechanical stresses 
caused by the pressure of the steam. 

 

Fig. 6. Expansion line in the turbine 

 

Fig. 7. Boundary conditions and mesh for the thermal-strength analysis 

The results of the calculation for the steady state are shown in fig. 8. The 
figure presents the distribution of the effective stress (von Misses stress) for the 
operation under the full load for the casing without and with the cooling system.  

The distribution of the stress is similar although lower stresses are observed 
for the cooled casing. The maximum value of the stress is 151 MPa for the 
cooled casing and 169 MPa for the uncooled one. This is about 10% difference. 
However the cooling system has got more impact on the outer casing. The tem-
perature of the steam between the casing changes from 590 C for the uncooled 
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turbine to 538 C. It means that the requirements for the maximum temperature 
of the operation for the material of the outer casing differ by over fifty degrees. 
This is a crucial issue when selecting the appropriate material. 

 
 

Fig. 8. Stress in the inner casing without (a) and with the internal cooling system(b) 

Further decrease of the temperature between the casings is even better for 
the outer casing. However problems arise with the inner casing. This is because 
the lower the temperature the higher the temperature difference across the wall 
of the inner casing and this results in higher thermal stresses. This is shown in 
fig. 9. 
 

 

Fig. 9. Stress in the inner casing for the lower temperature of the cooling steam 

Figure 9 presents the distribution of the stress for the casing with the inter-
nal cooling system. This time the cooling steam is extracted one stage further 

430410



  Casings designs for supercritical steam turbines… 485 
 

 

then in the previous example (fig. 8b). The cooling flow is taken from the outlet 
of the fifth stage of the turbine and returns to the main flow after the sixth stage. 
The temperature of the cooling flow is 520 C (compared to 538 C in the pre-
vious case). It is assumed that the first sealing is expanded to maintain the ap-
propriate pressure in the frontal area of the casing between the sealing number 1 
and 2. When the figure 9 is compared with the fig. 8b the distribution of the 
stress seems more uniform. However the stress at the inner surface of the casing 
near the inlet of the live steam is now considerable higher - it is 200 MPa. This 
is 30% higher value then before. 

5. Turbine start-up 

The cooling system changes the heat transfer in the transient states as well. 
The analysis described here involves a modeling of a start-up, which is the most 
common yet harsh transient process. The start-up is performed according to the 
start-up curves prepared by a manufacturer. An example of such a curves is 
shown in fig. 10. 

 

 

Fig. 10. Start-up curves for the analyzed turbine 

The final results of the thermal-strength analysis are shown in fig. 11. The 
graph in the figure shows the effective stress (von Misses stress) during the 
start-up in the casing with and without the cooling system. The lines in the fig. 
11 refer to the point of the casing where stress reaches the highest value during 
the whole period of the start-up. The difference is almost 60 MPa, which is over 
30%. It should be noted that the design without the cooling may not be suitable 
at all in this case because of the stress limits for the material. 
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Fig. 11. Stresses during start-up in the inner casing without and with the internal cooling 

6. Final remarks 

The designs of the supercritical steam turbines are taken from the gas tur-
bines but adopted in forms very far from the original solution. The analysis 
described here proves that it is indeed possible to lower the thermal stress simp-
ly by applying an appropriate design. Of course it is not possible to lower the 
stress to the level of the subcritical steam turbines. However the combination of 
the appropriate material and the designs allows to increase the live and reheat 
steam temperature in order to achieve high efficiency of the electric power gen-
eration. 
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