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Dziatalnos¢ badawczo-rozwojowa prowadzona zardwno w przemysle, jak i w $rodowisku
akademickim koncentruje si¢ na zagadnieniach zwigzanych z racjonalnym gospodarowaniem energia
oraz jej pozyskiwaniem ze zrodet alternatywnych. Szczegodlnie istotny potencjat rozwoju obserwuje si¢
w obszarze materialdw izolacyjnych oraz technologii efektywnej izolacji termicznej budynkow
mieszkalnych i komercyjnych, co wymaga zapewnienia wysokiej, powtarzalnej jako$ci proceséw
wytwarzania oraz rygorystycznej kontroli wihasciwosci uzytkowych tych materiatow przed
wprowadzeniem do obrotu. Jedng z podstawowych technik stosowanych w tym zakresie tj. pomiaru
wspotczynnika przewodzenia ciepta jest metoda czujnika strumienia cieplnego, w ktorej probka
materialu o znanych wymiarach umieszczana jest pomi¢dzy dwiema ptytami o réznych temperaturach,
zgodnie z norma PN-EN 12667:2002. Jedna ptyta jest podgrzewana, a druga chtodzona, co prowadzi
do powstania ustalonego gradientu temperatury w materiale i przeptywu ciepta od strony cieplejszej
do chtodniejszej. Podczas pomiaru rejestrowany jest strumien ciepla oraz roznica temperatur na probee,
a na podstawie prawa Fouriera wyznacza si¢ wspotczynnik przewodzenia ciepta badanego materiatu,
z uwzglednieniem jego wymiaréw oraz oporéw cieplnych na styku z ptytami pomiarowymi.

Celem niniejszej pracy byta ocena wptywu parametrow klimatycznych takich jak temperatura oraz
wilgotno$¢ powietrza na przewodnos¢ cieplna materiatow izolacyjnych. Przewodnos¢ cieplng mierzono
zaréwno przed, jak i po ekspozycji na wspomniane czynniki klimatyczne. Wyniki wskazuja, ze
stabilno$¢ cieplna badanych materiatlow jest uzalezniona od ich struktury wewngtrznej oraz procesow
fizykochemicznych zachodzacych w trakcie eksploatacji. Sposrod badanych materiatow pianka PUR
cechuje si¢ wzrostem A w wyniku starzenia si¢ materiatu, co wptywa na spadek efektywnosci izolacji.
Wyniki podkreslaja znaczenie doboru trwatych materiatow w projektowaniu izolacji cieplne;j.

WSTEP

Whasciwoscei materiatow izolacyjnych mogg ulega¢ zmianom pod wptywem réznych czynnikow,
w tym warunkow $rodowiskowych. Ekstremalne temperatury oraz wysoka wilgotno$¢ powietrza sa
w stanie przyspieszy¢ procesy degradacji, utleniania lub rozktadu, co skutkuje zmianami w strukturze
molekularnej materialu, a tym samym w jego wlasciwosciach. Komory klimatyczne umozliwiaja
precyzyjne odwzorowanie roznych warunkow $rodowiskowych, pozwalajac na przeprowadzanie badan
przyspieszonego starzenia w kontrolowany sposob. Umieszcza si¢ w nich probki materiatow, gdzie
przez okreslony czas sa eksponowane na zmienne warunki klimatyczne, co pozwala na symulacje
dhugoterminowych efektow dziatania srodowiska.

W zaleznos$ci od zakresu zastosowan, materialty moga wymagac jak najwyzszej (np. rozpraszacze
ciepta, wymienniki ciepta) lub jak najnizszej przewodnos$ci cieplnej (np. izolacje termiczne, powtoki
ogniotrwate). Materiaty izolacyjne stosuje si¢ w budownictwie w celu zapewnienia izolacji termicznej
i akustycznej. Skladaja si¢ one z tworzyw sztucznych takich jak np.: polistyren, polistyren
ekstrudowany, poliuretan itp. Powtarzalne i doktadne metody pomiaru przewodnosci cieplnej sg
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niezbedne w procesie projektowania i certyfikacji materiatow. Do oceny jakosci izolacji termicznej
przez materialy stosuje si¢ wspotczynnik przewodzenia ciepta, 4. Im nizsza jest jego warto$¢, tym lepsze
wlasciwosci termoizolacyjne posiada dany materiat.

Metody pomiaru przewodnos$ci cieplnej mozna podzieli¢ na stacjonarne oraz niestacjonarne.
Metody stacjonarne opieraja si¢ na analizie ustalonego przeplywu ciepta przez probke, co oznacza, ze
rozktad temperatury w czasie nie ulega zmianie. Z kolei metody niestacjonarne wykorzystuja odpowiedz
materiatu na krotkotrwate wymuszenie cieplne, a wyznaczenie wlasciwosci termofizycznych odbywa
si¢ na podstawie analizy przebiegdw przejsciowych temperatury.

Do najwazniejszych metod stacjonarnych zalicza si¢ metodg z uzyciem aparatu ptytowego z ptyta
ostonowa (ang. Guarded Hot Plate), ktora uznawana jest za metode referencyjng w pomiarach
przewodnosci cieplnej materialow stalych. Zostata ona opisana m.in. w normach PN-EN 12667:2002
i znajduje zastosowanie przede wszystkim w badaniach materialow o $redniej i duzej rezystancji
cieplnej. Jej gtowna zaletg jest wysoka doktadno$¢ pomiarowa, natomiast ograniczeniem — dtugi czas
osiggania stanu ustalonego. Alternatywe dla niej stanowi metoda z uzyciem aparatu plytowego
z miernikiem strumienia ciepta (ang. Heat Flow Meter, HFM), opisana m.in. w normie PN-EN
12667:2002. W metodzie tej strumien ciepla przechodzacy przez probke wyznaczany jest za pomoca
czujnikéw strumienia ciepta, co znaczaco skraca czas pomiaru w poréwnaniu z metoda referencyjna.
Metoda ta jest szeroko stosowana w badaniach materialdw izolacyjnych, cho¢ jej doktadnosc jest
zazwyczaj nieco nizsza niz w przypadku aparatu z plyta ostonowa.

Metody niestacjonarne zyskuja coraz wigksze znaczenie ze wzglgdu na krotki czas pomiaru oraz
mozliwo$¢ badania szerokiego zakresu materiatdw. Metoda btysku laserowego (ang. Laser Flash
Analysis, LFA), opisana jest m.in. w normie PN-EN ISO 22007-4. W metodzie tej jedna powierzchnia
probki poddawana jest krotkiemu impulsowi energii (najczegsciej laserowemu), a nastegpnie rejestrowany
jest przebieg temperatury na przeciwnej powierzchni. Na tej podstawie wyznacza si¢ dyfuzyjnosé¢
cieplna, ktéra w polaczeniu z ggstoscia i cieptem wlasciwym umozliwia obliczenie przewodnosci
cieplnej. Metoda ta charakteryzuje si¢ bardzo krotkim czasem pomiaru oraz mozliwo$cig prowadzenia
badan w szerokim zakresie temperatur.

Dobor odpowiedniej metody pomiarowej zalezy od wielu czynnikéw, takich jak zakres
temperatury, stan skupienia materiatu (ciato stale, ciecz lub gaz), jego struktura, porowato$¢ oraz
wymagania dotyczace doktadno$ci pomiaru. Metody stacjonarne stosowane sa gtoéwnie w przypadku
materialow statych i referencyjnych pomiaréw laboratoryjnych, natomiast metody niestacjonarne
znajdujg zastosowanie w badaniach materialow o ztozonej strukturze oraz w sytuacjach wymagajacych
szybkiej analizy wlasciwosci termofizycznych [1].

Metoda HFM znajduje szerokie zastosowanie szczeg6lnie w badaniach izolacji budowlanych,
takich jak pianki poliuretanowe, polistyreny ekspandowane i ekstrudowane (EPS, XPS), welny
mineralne, pianki fenolowe, materialtdow odnawialnych i naturalnych izolatoréw, np. wtokien Inianych,
konopnych, korka, celulozy [2,3], materiatdw kompozytowych stosowanych w konstrukcjach
energooszczgdnych, np. betonéw lekkich, geopolimerow z domieszkami popiotu lotnego [4], warstw
wielomateriatowych, np. systemow ETICS (ang. External Thermal Insulation Composite System)
w Polsce czgsto okre$lany jako BSO (Bezspoinowy System Ocieplen) czy pltyt warstwowych
stosowanych w przegrodach zewnetrznych. Dzigki mozliwosci testowania probek o rzeczywistych
rozmiarach i strukturalnej niejednorodnosci, HFM jest powszechnie wykorzystywana przy certyfikacji
materialow budowlanych zgodnie z wymaganiami europejskimi (CE) oraz do tworzenia baz danych
parametrow materiatowych.

1. STANOWISKO POMIAROWE
1.1. BADANIA KLIMATYCZNE

Badania odporno$ci na narazenia klimatyczne byly prowadzone w komorze klimatycznej D001
firmy KGA. Posiada ona regulacj¢ temperatury w zakresie od -70 °C do +180 °C i pelna regulacj¢
wilgotno$ci wzglednej powietrza w zakresie temperatur od -40 °C do +98 °C. Rysunek 1 przedstawia
komorg¢ klimatyczna, ktora dysponuje przestrzenig testowa w formie prostopadtoéciennej o pojemnosci
600 dm®. Cyrkulacja powietrza oraz brak dodatkowych zrédet pary wodnej w przestrzeni roboczej
zapewnienia jednorodny rozklad temperatury i wilgotnosci wzglednej powietrza. Za precyzyjna
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regulacj¢ temperatury w komorze klimatycznej odpowiada regulator, do ktérego podlaczone sa
wysokiej klasy czujniki wraz z elektryczng nagrzewnica oraz dwustopniowy uktad kaskadowy, oparty
na sprezarkach inwerterowych. Uktad kontroli wilgotno$ci powietrza obejmuje nawilzacz parowy,
osuszacz adsorpcyjny oraz termohigrometr. Dla prawidlowego dziatania, urzadzenie wymaga
podtaczenia do zasilania elektrycznego 400 V, sprezonego powietrza oraz uzdatnionej wody.

Rysunek 1. Stanowisko do badania odpornosci na narazenia klimatyczne: komora klimatyczna D001 firmy
KGA, rejestrator danych Almemo, komputer stanowiskowy; Zrodto: opracowanie wiasne.

W celu monitorowania aktualnie panujacych warunkéw w przestrzeni testowej komory
klimatycznej, zastosowano termohigrometry z czujnikami pojemno$ciowymi (pomiar wilgotnosci
wzglednej) i rezystancyjnymi Pt100 (pomiar temperatury) firmy Ahlborn. Umieszczono 4 takie czujniki
w réznych miejscach przestrzeni testowej, aby okresli¢ rozktad przestrzenny temperatury i wilgotnosci
wzglednej powietrza wokoét badanych probek. Przewody czujnikow wypuszczono przez specjalne
przepusty w bocznej $cianie komory klimatycznej i podtaczono je do rejestratora danych Almemo.
Wyniki ze wszystkich termohigrometrow byly archiwizowane na komputerze za pomoca
oprogramowania AMR WinControl.

Niepewnosci rozszerzone pomiaru temperatury i wilgotnosci wzglednej zostaty wyznaczone przy
zastosowaniu wspotczynnika rozszerzenia k = 2 przy poziomie ufnosci 95 %. Sktadowymi niepewnosci
pomiaru byty: rozklad temperatury i wilgotnosci w komorze klimatycznej, rozrzut wskazan
(120 pomiarow co 30s), niepewno$¢ ze $wiadectwa wzorcowania czujnikow oraz rozdzielczosé
wskazan czujnikow. Uzyskane wyniki przedstawiaja si¢ nastgpujaco:

e $rednia temperatura 70,38 °C £ 1,10 °C, $rednia wilgotno$¢ wzgledna 78,1 % + 5,4 %,
*  $rednia temperatura —29,65 °C + 0,47 °C, $rednia wilgotnos¢ wzgledna 72,7 % + 10,3 %.

1.2. POMIAR PRZEWODNICTWA CIEPLNEGO

Metoda czujnika strumienia cieplnego, nalezy do metod stacjonarnych i zostata szeroko
zaadaptowana w normach mig¢dzynarodowych do pomiaru przewodnosci cieplnej materiatdw
izolacyjnych. Polega ona zasadniczo na umieszczeniu probki pomiedzy dwiema plytami o znanej
i kontrolowanej temperaturze — jedna z nich jest podgrzewana, druga chlodzona — co pozwala
na wytworzenie stalego gradientu temperatury w probce. Rysunek 2 przedstawia zasadg dzialania
aparatu, stuzacego do pomiaru wspotczynnika przewodzenia ciepta, ktory dziata na podstawie prawa
Fouriera (1):

. AATA
Q=— 1
Q — strumien ciepta, W,
A — wspdlczynnik przewodnosci cieplnej, W m'K™!,
A — pole powierzchni, m?,
d — grubo$¢ materiatu, m.
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Rysunek 2. Schemat ideowy pomiaru przewodnosci cieplnej; Zrodto: opracowanie wiasne.

Na rysunku 3 przedstawiono zdjgcie urzadzenia do pomiaru przewodnosci cieplnej HFM 446M.
Posiada on nastg¢pujace wlasciwosci:

e zakres pomiarowy wspolczynnika przewodzenia ciepta 0,002 + 0,5 W m'K!,

e mozliwo$¢ przeptukiwania komory pomiarowej gazem ochronnym np. azotem w celu
wyeliminowania kondensacji pary,

e mozliwo$¢ wykonania pomiaréw przewodnosci cieplnej dla materiatéw sypkich,
e mozliwo$¢ wykonania pomiardw przy zwigkszonym zaggszczeniu.

T »/ |

Rysunek 3. Aparat do pomiaru przewodnosci cieplnej HFM-446M; Zrodto: opracowanie whasne.

Metoda HFM jest jedna z najczesciej stosowanych technik pomiaru przewodnosci cieplnej
materialow budowlanych i izolacyjnych, jednak jak kazda metoda, posiada swoje ograniczenia. Do jej
zalet nalezy m.in. duza powtarzalno$¢ i stabilno$¢ pomiaru, zwlaszcza przy materiatach o niskiej
przewodnosci cieplnej (ponizej 0,1 W m'K™), prostota przygotowania probek — mozliwo$¢ badania
duzych formatow bez koniecznosci ich cigcia (rozmiar probki do 300x300%105 mm) — oraz zgodnosé
z mi¢dzynarodowymi normami. Do gléwnych wad zalicza si¢ natomiast dlugi czas stabilizacji
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temperatury (do 1-2 godzin), ograniczona powtarzalno$¢ przy materiatach o wysokiej przewodnosci
(powyzej 1 W m™ K), a takze wrazliwo$¢ na jako$¢ kontaktu miedzy probka a ptytami (chropowato$c,
obecno$¢ szczelin powietrznych) oraz konieczno$¢ uwzgledniania wplywu wilgoci [6]. Strumien
cieplny przenoszony przez probke rejestrowany jest za pomoca cienkowarstwowych czujnikoéw
przeptywu ciepta, umieszczonych bezposrednio przy powierzchni kontaktu.

Strumien cieplny przenoszony przez probke rejestrowany jest przez czujniki przeptywu ciepta
(najczesdciej cienkowarstwowe termopary typu gardzielowego), umieszczone bezposrednio przy
powierzchni kontaktu.

Aby zapewni¢ wysoka jako$¢ 1 wiarygodno$¢ pomiaréw wykonywanych metoda HFM, kluczowe
jest stosowanie odpowiednich materialow referencyjnych. Jednym z nich jest certyfikowany materiat
ERM-FC440, opracowany przez Instytut Europejskich Materiatow Odniesienia ERM® z siedziba
w Belgii. Materiat ten jest przeznaczony do kontroli jakos$ci i oceny wydajnosci metody pomiaréw
z wykorzystaniem plyty grzejnej (GHP), a takze do kalibracji przyrzadow do pomiaru przeptywu ciepta
(HFM).

Srednia grubosé ERM-FC440 wynosi (28,65 + 0,15) mm pod obciazeniem 0,25 kPa i (28,27
+0,19) mm pod obciazeniem 1,5 kPa. Ggstosci wszystkich probek ERM-FC440 mieszcza si¢ w zakresie
od 130 do 148 kg m. ERM-FC440 posiada certyfikat przewodno$ci cieplnej w zakresie temperatur od
-10 °C do 70°C.

Niepewno$§¢ pomiaru wspolczynnika przewodnosci cieplnej 4 wyznaczanego metoda czujnika
strumienia cieplnego (heat flow meter) (HFM 446 M) szacuje si¢ zgodnie z wymaganiami normy
PN-EN ISO/IEC 17025. Grubo$¢ probki jest mierzona automatycznie przez aparat HFM 446 w trakcie
pomiaru. Warto$¢ ta wykorzystywana jest bezposrednio w algorytmie wyznaczania wspotczynnika
przewodnosci cieplnej. Niepewno$¢ pomiaru grubosci jest uwzgledniona posrednio w niepewnosci
catkowitej metody, wyznaczonej empirycznie na podstawie pomiaréw certyfikowanego materialu
odniesienia.

Przymiar sztywny stuzy wylacznie do wstgpnej kontroli geometrycznej probki. Grubo$é
wykorzystywana w obliczeniu wspotczynnika przewodnosci cieplnej jest mierzona automatycznie przez
aparat HFM 446 w trakcie pomiaru.

Szacowanie niepewnosci przeprowadza si¢ na podstawie pomiaréw certyfikowanego materiatu
odniesienia ERM-FC440a (resin bonded glass fibre board), ktorego certyfikowana warto$¢
przewodnosci cieplnej opisana jest rOwnaniem:

At = 31,04 + 0,11 - T[mW/(m - K)] )

w zakresie temperatur:
-10°C £ T £70°C 3)
Niepewnos¢ certyfikowana materiatu odniesienia wynosi:
Uet = 1,1%(k = 2) %)

Wspolczynnik przewodnosci cieplnej 4 wyznaczany jest bezposrednio przez aparat HFM 446 M
po uprzedniej kalibracji z uzyciem materiatu odniesienia ERM-FC440a. W zwigzku z tym niepewno$¢
wyznacza si¢ na podstawie analizy rozrzutu wynikéw, wilasciwosci materiatu odniesienia oraz
stabilnosci uktadu pomiarowego.

W2
uc(d) = A\](%) + (Uyrr)? + (upow)z Q)

Niepewnos¢ urzadzenia przyjeto jako uy,,, = 2%. Powtarzalno$¢ pomiardéw jest wyznaczana na
podstawie serii co najmniej 5 pomiaréw materiatu:

A
Upow = % (6)
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gdzie:
s(A) — odchylenie standardowe $redniej serii pomiarowej wynikow wspotczynnikéw przewodnosci
cieplnej,

— 2
s@) = ﬁ ?:1(lpow_i_lpow) 7

Apow — WspOtczynnik przewodnosci cieplnej materiatu probki,
n — liczba pomiarow.

Niepewno$¢ rozszerzong U(A) okreSlono przy prawdopodobienstwie rozszerzenia okoto 95%
i wspotczynniku rozszerzenia k =2 za pomocg rownania (8) i nie przekraczaty 3,7%.

U =k-u,(1) (3

2. SPOSOB WYKONANIA POMIAROW

Do badan wybrane zostaty popularne materiaty o wiasciwosciach termoizolacyjnych, takie jak:
styropiany, pianki montazowe oraz welna szklana. Zostaly one przycigte do formy
prostopadtosciennych probek o grubosci od 2 do 5 cm oraz pozostalych wymiarach mieszczacych sig
w zakresie 20—30 cm. Probki pianek montazowych wytworzono poprzez wstrzyknigcie ich do specjalnie
przygotowanych form z ceownikow, a nastepnie — po utwardzeniu — precyzyjnie przycigto je do
wymaganych rozmiaréw. Dla tak przygotowanych probek zmierzono wspolczynnik przewodzenia
ciepta, a po tym pomiarze umieszczono je w komorze klimatycznej w pozycji pionowej, zapewniajacej
odpowiedni przeplyw powietrza. Rysunek 4 i 5 przedstawiaja materialty wybrane do badania oraz ich
ustawienie w komorze klimatyczne;j.

Probki poddawano cyklicznej ekspozycji na kontrolowane warunki temperaturowo-
wilgotnos$ciowe, obejmujace naprzemienne etapy: 24 godziny w temperaturze —30 °C przy wilgotnosci
wzglednej 70% oraz kolejne 24 godziny w temperaturze 70 °C przy wilgotnosci wzglednej 80%.
Catkowity czas ekspozycji materiatow w komorze klimatycznej wyniost 16 tygodni. Nalezy jednak
uwzglednié, ze w wybranych odstgpach czasu probki byly wyjmowane z komory w celu pomiaru
wspotczynnika przewodzenia ciepta. W zwigzku z tym catkowity czas oddzialywania warunkow
srodowiskowych obejmuje rowniez okres przechowywania probek w warunkach laboratoryjnych
(23 °C=£2°C; 50 % RH = 15 %), wigc catkowity czas ekspozycji wynosi okoto jednego roku.

Rysunek 4. Probki materialow termoizolacyjnych wybrane do badan: A — styropiany EPS (ekspandowane),
B — styropiany XPS (ekstrudowane), C — welna szklana, D — pianki montazowe; Zrodlo: opracowanie wiasne.
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Rysunek 5. Rozmieszczenie probek w komorze klimatycznej; Zrodio: opracowanie wiasne.

3. WYNIKI BADAN ORAZ DYSKUSJA

Rysunek 6 przedstawia zaleznos$¢ przewodnictwa cieplnego materialow izolacyjnych od temperatury,
natomiast w tabeli 1 umieszczono réwnania prostych dla zaleznosci wspotczynnika przewodnosci
cieplnej od temperatury poszczegdlnych probek oraz wspotczynniki determinacii.

W Styropian podtogowy EPS
(d=30mm)
Styropian elewacyjny EPS
(d =50 mm)

B Styropian XPS (d =30 mm)

| Styropian XPS (d = 50 mm)

A Wetna szklana

@ Pianka montazowa 1

@ Pianka montazowa 2

® Pianka montazowa 3

© Pianka montazowa 4
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Rysunek 6. Porownanie przewodnictwa cieplnego materiatéw izolacyjnych przed narazeniem na czynniki
klimatyczne; Zrodlo: opracowanie whasne.

Tabela 1. Réwnania prostych dla zaleznosci wspotczynnika przewodnosci cieplnej od temperatury
poszczegblnych probek oraz wspotczynniki determinacji R?

Lp. Probka Réwnanie prostej Wspélezynnik R?
1.  Styropian podtogowy EPS (d = 30 mm) A=10,00015T+0,0342 0,9999
2. Styropian elewacyjny EPS (d = 50 mm) A=0,000217+ 0,0419 0,9998
3. Styropian XPS (d = 30 mm) A=0,000117+ 0,0310 0,9993
4. Styropian XPS (d = 50 mm) 4=0,000147+ 0,0337 0,9996
5. Wetna szklana A=0,000127+0,0292 0,9994
6. Pianka montazowa 1 42=0,000317+ 0,0403 0,9991
7. Pianka montazowa 2 2=10,00049T + 0,0468 0,9962
8. Pianka montazowa 3 4=0,000327+0,0415 0,9991
9. Pianka montazowa 4 2=0,00043T + 0,0489 0,9975

1200

Zrodto: opracowanie whasne.
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Przewodnictwo cieplne badanych materialdw ro$nie liniowo wraz ze wzrostem temperatury
w zakresie od -10°C do 80 °C, co potwierdzajg wysokie wartosci wspotczynnika determinacji R2,
mieszczace si¢ w przedziale od 0,996 do 0,999. Jest to zwiazane ze wzrostem intensywnos$ci drgan
czasteczek w strukturze materialu wraz ze wzrostem temperatury, co utatwia przekazywanie energii
miedzy nimi. Spo$rdd badanych probek najlepsze wlasciwosci termoizolacyjne przed narazeniem
klimatycznym wykazata welna szklana — materiat o strukturze wtdknistej 1 niskim przewodnictwie
cieplnym. Z kolei probki pianek montazowych cechuja si¢ najwyzsza przewodnoscia cieplna, co moze
wynika¢ z ich mniej jednorodnej, porowatej budowy. Zazwyczaj w szczelinach takich materiatow
zamkniete sa mate porcje gazu (powietrza, dwutlenku wegla). Gdy przestrzenie te beda zbyt duze,
zaczyna zachodzi¢ w nich konwekcja, ktora skutecznie podnosi warto$¢ wspotczynnika A.

Rysunek 7 przedstawia zalezno§¢ wspolczynnika przewodzenia ciepta (1) od gesto$ci materiatow
izolacyjnych. Ma ona charakter nieliniowy, a jej przebieg zalezy od struktury wewngtrznej danego
materiatu.

A 0,09 —e—0°C
0.08 —e—10°C
——20°C
g 007 1 —e-30°C
'-'E 0,06 | —e—40°C
I ,/\/‘ —e—60°C
0,04 | —e-70°C
0,03 - ' ' ' : ' : : : ' 80°c
18 20 22 24 26 28

p. kgm
g | 0,060 ¢ —e—0°C
0,085 | —e—10°C
X —e—20°C
—e-30°C
q —e—40°C
—e-50°C
—e-60°C
—e—70°C
L 80°C

25 30 35
p, kgm=3

Rysunek 7. Zalezno$¢ przewodnosci cieplnej A od gestosci materiatu p, dla roznych temperatur (A — Pianki
montazowe, B — Styropiany); Zrodto: opracowanie wiasne.

W przypadku pianek montazowych, ktore sg materialami silnie porowatymi, obserwuje si¢ wzrost

przewodnictwa cieplnego wraz ze wzrostem ich gestosci. W ich strukturze dominuje powietrze, ktore
posiada bardzo dobre wlasciwosci izolacyjne. Jednak wraz ze zwigkszaniem gestosci ilo$é powietrza
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maleje na rzecz materiatu statego, ktory przewodzi ciepto znacznie lepiej. W rezultacie whasciwosci
termoizolacyjne pianek ulegaja pogorszeniu wraz ze wzrostem gestosci, a wspotczynnik A rosnie.
W przypadku styropiandw (polistyrendw) sytuacja jest bardziej ztozona i zalezy od ich rodzajow.
Styropiany EPS (ekspandowane) posiadaja struktur¢ otwarto-komorkowa oraz stosunkowo niska
gestos¢. W ich przypadku obserwuje si¢ spadek przewodnictwa cieplnego wraz ze wzrostem gestosci.
Efekt ten zwiazany jest z coraz bardziej zwarta struktura materiatu, ktoéra ogranicza mozliwos¢
swobodnego przemieszczania si¢ powietrza w porach, tym samym zmniejszajac udzial konwekcji
w przenoszeniu ciepta. Prowadzi to do poprawy wlasciwosci izolacyjnych i obnizenia 1. Natomiast
styropiany XPS (ekstrudowane) posiadaja struktur¢ zamknigto-komdrkowa, bardziej jednorodna
i znacznie gestsza niz EPS. Ogranicza ona skutecznie zaréwno konwekcje powietrza, jak
i promieniowanie cieplne wewnatrz materiatu, co przektada si¢ na nizszy wspotczynnik przewodzenia
ciepta w poréwnaniu do styropianéw EPS.

Podczas procesu sztucznego starzenia w komorze klimatycznej zaobserwowano zmiany masy
badanych materiatéw izolacyjnych. W tabeli 2 zestawiono wyznaczone warto$ci ggstosci materiatlow
(p), wspétczynnik przewodzenia ciepla (1) deklarowany przez producenta oraz zmierzony przed
narazeniem klimatycznym, obliczona zmiang A po narazeniu, a takze mas¢ probek przed i po starzeniu
oraz wynikajacy z niego ubytek masy.

Tabela 2. Porownanie wlasciwosci cieplnych i fizycznych materiatow przed i po starzeniu klimatycznym (4, p,
zmiana 4, ubytek masy)

4, Wm'K! masa prébek, g
P 2 Zmierz Zmiana [%, Ubytek
Lp. Prébka p,kgm?  Deklarowany T;:Z‘”egny 1;2 ?2"[)5&] Pr.zeq Po narazeniu masy, %
;Zjnez narazeniem w komorze k?arazenlem klimatycznym
producenta klimatycznym” klimatycznej imatycznym
Styropian
1. podtogowy EPS 17,6 0,038 0,03568 -2,2 127,9 128,3 +0,3
(d =30 mm)
Styropian
2. elewacyjny EPS 10,5 0,044 0,04393 -3,1 80,2 80,2 0,0
(d =50 mm)
3. StropianXPS 550 o033 0,03215 04 436 439 +0,7
(d =30 mm)
g, StropianXPS 5 0033 0,03507 0,5 38,1 38,1 0,0
(d =50 mm)
5. Welna szklana 54,0 0,038 0,03052 2.4 159,2 156,4 -1,8
6. Pianka 24,9 0,04352 -4,6 29,5 25,5 -13,6
montazowa |
7. Pianka 22,9 0,035 0,05213 2,5 24,9 24,1 3.2
montazowa 2
8. Pianka 19,2 0,04483 6,0 32,1 313 25
montazowa 3
9. Pianka 27,1 0,035 005349 21,6 427 38,7 94

montazowa 4
*Dla temperatury 10 °C wg normy PN-EN ISO 10456:2009

Zrédto: opracowanie wiasne.

Najwigkszy ubytek masy odnotowano w przypadku pianek montazowych, gdzie wynosit on od
2,5 % do 13,6 %. Zwigzane jest to gtdwnie ze zmianami zachodzacymi w strukturze materiatu pod
wplywem oddzialywania zmiennych warunkéow klimatycznych. Czynniki te prowadza do stopniowej
degradacji struktury komorkowej pianek poliuretanowych. Jednym z istotnych efektow starzenia jest
wzrost krucho$ci materiatu, ktéry wynika z postepujacych procesow fizykochemicznych zachodzacych
w polimerowej strukturze pianek. Pod wptywem temperatury i wilgoci moze dochodzi¢ do czgsciowej
degradacji tancuchow polimerowych oraz ostabienia $cianck komorek tworzacych strukture piany.
W konsekwencji materiat staje si¢ bardziej podatny na mikropgkniecia i kruszenie, szczeg6lnie podczas
manipulowania probkami, ich przygotowania do badan lub w trakcie samego procesu starzenia.
Powstawanie drobnych ubytkéw materialu prowadzi do stopniowego zmniejszania masy probek.
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Ubytek masy zanotowano rowniez dla welny szklanej (1,8 %). Mozna to ttumaczy¢ przede wszystkim
degradacjg materialu, a w szczegolnosci organicznych spoiw laczacych widkna szklane. Natomiast
w przypadku styropiandw zauwazono odwrotna tendencj¢. Po sztucznym starzeniu w komorze
klimatycznej odnotowano wzrost masy probek nawet o 0,7 %. Zjawisko to mozna thumaczy¢ absorpcja
wilgoci, ktora mogta wnika¢ do mikroporéw materiatu podczas cykli podwyzszonej wilgotnosci
w komorze klimatyczne;.

Przeanalizowano zmiany wspotczynnika przewodzenia ciepta A w czasie dla badanych materiatlow
izolacyjnych, tj. styropianéw (EPS i XPS), pianek poliuretanowych (PUR) oraz wetny szklanej, po ich
narazeniu w komorze klimatycznej. W przypadku styropianow (EPS i XPS) w poczatkowym okresie
badan zaobserwowano wzrost warto$ci wspoOtczynnika przewodzenia ciepta, 1. Zjawisko to mozna
wigza¢ z oddzialywaniem podwyzszonej wilgotnosci oraz zmiennych warunkdéw temperaturowych
panujacych w komorze klimatycznej, ktdre sprzyjaly absorpcji wilgoci przez materiat. Potwierdzeniem
tego jest rowniez odnotowany wzrost masy probek styropianu. Obecno$¢ wilgoci w strukturze porowatej
materiatu prowadzi do czg¢$ciowego zastgpowania powietrza w porach woda, ktora charakteryzuje si¢
znacznie wyzszym wspdtczynnikiem przewodzenia ciepta, co skutkuje wzrostem warto$ci 4. Po ponad
16 tygodniach ekspozycji na ekstremalne warunki $rodowiskowe oraz po okresach przechowywania
probek w warunkach laboratoryjnych pomig¢dzy kolejnymi pomiarami zaobserwowano jednak spadek
warto$ci wspotczynnika przewodzenia ciepla. Ostatecznie warto$ci 4 byly nizsze o okoto 0,4-3,1 %
w stosunku do warto$ci zmierzonych przed narazeniem klimatycznym. Nalezy jednak zaznaczyé¢, ze
niepewno$¢ pomiaru wspdtczynnika przewodzenia ciepta 4 wynosita 3,67 %. Oznacza to, ze
obserwowane roznice wzgledem warto$ci poczatkowej mieszcza si¢ w granicach niepewnosci
pomiarowej metody, dlatego nie mozna jednoznacznie stwierdzi¢, czy wynikaja one wylacznie ze zmian
wlasciwosci materialu. Styropian (podtogowy, elewacyjny i XPS) charakteryzuje si¢ stosunkowo
stabilnymi wlasciwosciami cieplnymi w dhuzszym okresie uzytkowania, o ile nie zostanie narazony na
nadmierne zawilgocenie [7,8]. Starzenie prowadzi do zmian wspoiczynnika A, gtdéwnie w wyniku
mikroskopijnych zmian strukturalnych oraz mozliwej absorpcji wilgoci z otoczenia. Dobrze
zaprojektowana i szczelna izolacja moze ograniczy¢ te negatywne zjawiska.

Podobng tendencj¢ zauwazono w przypadku welny szklanej — po niewielkim czasie narazenia
w komorze klimatycznej, wspdtczynnik przewodzenia ciepta nieznacznie wzrost. Natomiast po
niespetna 16 tygodniach narazenia na warunki klimatyczne i dodatkowych okresach przechowywania
w warunkach laboratoryjnych zauwazono spadek 4 o 2,4 % w stosunku do wartosci przed narazeniem.
Zmiana ta rOwniez miesci si¢ w zakresie niepewnosci pomiaru wspotczynnika przewodzenia ciepta. Jest
ona niewielka i moze wynika¢ gléwnie z mozliwos$ci osiadania wtdkien lub zwigkszonego zawilgocenia.
Aby temu zapobiec, producenci welny szklanej dodaja do swojego wyrobu lepiszcza spajajace oraz
substancje hydrofobowe. Nalezy jednak wzia¢ po uwage, ze dlugotrwate eksponowanie na wysoka
wilgotno$¢ powietrza moze prowadzi¢ do degradacji lepiszcza spajajacego widkna np. poprzez jego
wyplukiwanie oraz reakcj¢ depolimeryzacji [9]. Struktura welny moze si¢ wtedy znacznie ostabi¢, co
prowadzi do pogorszenia jej whasciwosci termoizolacyjnych oraz do zmniejszenia wytrzymatosci
mechaniczne;j.

Z kolei pianka poliuretanowa (PUR) wykazuje najwigksza podatno$¢ na zmiany wspotczynnika
przewodzenia ciepta w czasie. W literaturze opisuje si¢, ze w warunkach dtugotrwalej eksploatacji pian
PUR dochodzi do stopniowej dyfuzji gazéw spieniajacych i ich wymiany z powietrzem, co prowadzi
do wzrostu wspotczynnika przewodzenia ciepta A w czasie — nawet o kilkadziesiat procent w ciagu
pierwszych 5-10 lat [10,11]. Jednak w warunkach przyspieszonego starzenia klimatycznego
obserwowany efekt moze by¢ odmienny i zwiazany przede wszystkim ze zmianami strukturalnymi
materiatu, takimi jak zapadanie komorek i degradacja szkieletu polimerowego, ktore moga prowadzié
do obnizenia efektywnej przewodnosci cieplnej. Dodatkowo istotnym czynnikiem moga by¢ procesy
zwiazane z zawilgoceniem materiatu, polegajace na sorpcji i kondensacji pary wodnej w strukturze
porowatej, co moze modyfikowa¢ sposob transportu ciepta w pianie poprzez zmian¢ lokalnych
warunkow przewodzenia. W niniejszym badaniu zaobserwowano istotny spadek wspotczynnika
przewodzenia ciepta A po dlugotrwatych narazeniach klimatycznych, ktory w przypadku jednej z pian
osiggnat warto$§¢ ok. 21 %. Zjawisko to nalezy rozpatrywa¢ w kontekscie zmian strukturalnych
materialu, w tym wzrostu jego krucho$ci, prowadzacych do cz¢$ciowego zapadania struktury
komoérkowej i zmniejszenia rozmiaru porow. Tego typu reorganizacja mikrostruktury mogta ograniczy¢
udziat konwekcji oraz promieniowania w transporcie ciepta, co skutkowato obnizeniem efektywnej

1203



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

przewodnosci cieplnej. W przypadku pian montazowych, w ktorych powietrze stanowi istotny sktadnik
fazy gazowej, zmiany zachodzace w tej fazie majg drugorzgdne znaczenie w poréwnaniu ze zmianami
strukturalnymi materiatu. Nalezy podkresli¢, Zze obserwowana pozorna poprawa parametrow
izolacyjnych nie przeklada si¢ na rzeczywista popraw¢ wiasciwosci uzytkowych, ktore ulegly
pogorszeniu, na co wskazuje znaczny wzrost kruchos$ci oraz ubytek masy.

Specyfika pomiaru metoda HFM wymaga dobrego kontaktu probki z ptytami pomiarowymi oraz
stabilnej, nieodksztatcalnej geometrii materiatu. Wzrost kruchosci i degradacja struktury piany mogty
prowadzi¢ do lokalnych odksztatcen, utraty nominalnej grubos$ci lub nierownomiernego docisku probki.
W konsekwencji mogto dojs¢ do zmiany rzeczywistego strumienia ciepta rejestrowanego przez aparat,
a tym samym do zanizenia wyznaczonej wartosci wspolczynnika przejmowania ciepta. Dlatego
obserwowany spadek przewodnosci cieplnej nalezy interpretowaé z uwzglednieniem zaroéwno
rzeczywistych zmian mikrostrukturalnych, jak i potencjalnego wplywu warunkoéw pomiaru
charakterystycznych dla metody HFM.

PODSUMOWANIE

Starzenie si¢ materialow izolacyjnych jest zjawiskiem nieuniknionym i prowadzi do
systematycznych zmian przewodzenia ciepta. Wraz z uptywem czasu struktura wewngtrzna materialow
ulega degradacji, co wptywa na pogorszenie ich zdolno$ci do ograniczania strat ciepta. Zjawisko to
moze by¢ przyspieszone przez czynniki srodowiskowe, takie jak wahania temperatury, ekspozycja na
promieniowanie UV, obecnos$¢ wilgoci oraz intensywna cyrkulacja powietrza. Skala tych zmian jest
jednak rézna i zalezy od struktury wewnetrznej materiatu oraz mechanizméw fizykochemicznych
zachodzacych podczas eksploatacji. Dlatego tez projektujac przegrody budowlane z zastosowaniem
materialow termoizolacyjnych, nie nalezy kierowaé si¢ wylacznie ich poczatkowymi parametrami
technicznymi, ale przede wszystkim ich dlugoterminowa stabilnoécia cieplna. Uzyskane wyniki badan
wykazaty, ze spos$rod analizowanych materialdw najwigksza odpornos$é na proces starzenia wykazuja
welna szklana oraz styropian. Ich struktura lepiej radzi sobie z dlugotrwatym oddzialywaniem
srodowiska, co przeklada si¢ na niewielkie zmiany przewodnosci cieplnej w czasie. W przypadku
styropianu nalezy jednak podkresli¢, ze jego trwalos¢ silnie zalezy od warunkoéw eksploatacyjnych
— w $rodowisku o podwyzszonej wilgotnosci material ten ma tendencj¢ do chtonigcia wody, co moze
istotnie pogorszy¢ jego wlasciwosci izolacyjne w dtuzszej perspektywie.

Najmniej stabilnym materialem w badanej grupie okazata si¢ pianka poliuretanowa, ktéra pomimo
dobrych parametréw poczatkowych wykazuje wyrazne zmiany wilasciwosci w wyniku starzenia
klimatycznego. W przeprowadzonych badaniach zaobserwowano istotny spadek wspdtczynnika
przewodzenia ciepta 4, ktéremu towarzyszyly wyrazne zmiany strukturalne materiatu, w tym wzrost
kruchosci oraz ubytek masy. Uzyskany efekt wskazuje na silng zalezno$§¢ wiasciwosci
termoizolacyjnych od zmian mikrostruktury piany, ktére w warunkach przyspieszonego starzenia mogg
dominowa¢ nad klasycznymi mechanizmami starzeniowymi zwigzanymi z dyfuzjg gazow.

Dalsze etapy badan, obejmujace pomiary przewodnosci cieplnej w dhuzszym horyzoncie
czasowym oraz weryfikacje wptywu warunkéw pomiarowych, pozwola na bardziej precyzyjne
okreslenie trwato$ci badanych materiatdéw oraz ich rzeczywistej przydatno$ci w zastosowaniach
budowlanych. Konieczne bedzie rowniez rozszerzenie analizy o czynniki takie jak cykliczne
zawilgacanie 1 wysychanie, zamarzanie i1 rozmarzanie, a takze szczegélowa ocena zmian
mikrostrukturalnych w funkcji czasu. Uzyskane wyniki wskazuja, ze krotkookresowe testy starzeniowe
moga nie odzwierciedla¢ w pelni ztozonych zmian zachodzacych w materialach budowlanych, a ich
interpretacja wymaga uwzglednienia zaréwno efektow strukturalnych, jak i potencjalnego wplywu
warunkow pomiarowych.
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Measurement of rapidly changing pressure requires a measuring sensor with response times of less
than 10 [ms], i.e., a transmission frequency exceeding 100 [kHz]. Such measurements are used in
the monitoring of engines and compressors, with military applications (explosions) being the most
demanding. For this reason, pressure transducers based primarily on piezoelectric phenomena are
the most commonly used; this means that the measured electrical charge is transient and such
transducers cannot be calibrated statically. In high-pressure applications, it is necessary to
mechanically induce a pressure pulse in a shock-like manner within the liquid. This allows the pressure
results to be related to the mass falling from a specific height in accordance with the fundamental
equations of Newtonian dynamics. This theory is well-known, and in practice, the velocity of the falling
mass is measured directly using laser methods. The problem that arises in estimating measurement
uncertainty is that during collision, part of the falling mass’s kinetic energy of the falling mass is lost
and converted to heat. Assessing the impact of not accounting for this phenomenon on measurement
uncertainty requires the development of simulation models enabling analysis of both the collision
process and the propagation of the pressure wave in the liquid tank. This depends on the properties
of the liquid, which are also difficult to determine, in particular, the compressibility of the oils used.
This paper briefly discusses the operating principle of the standard, together with a calculation of
the basic measurement uncertainty. The main part of the paper consists of a simulation of the process
using two simulation methods with the aim of determining the influence of impacts and the liquid on
the measurement uncertainty. The first step is a 1D, unsteady simulation of the dynamic impact of
amass on a piston and subsequently of the piston on the liquid. This was carried out using
the SimulationX software. This allows the velocity profile to be determined and compared with
the experimentally recorded profile. The result is the variable velocity of the plunger striking the liquid.
The velocity distribution of the impacting mass is then introduced as a boundary condition for
the simulation of pressure propagation in the liquid tank, where the impacted plunger operates with
a specified dimensional tolerance. The liquid model assumes compressibility and viscosity.
The simulation is performed in FLUENT. The simulation results are consistent with the measured
velocity and pressure data, indicating that the standard is functioning correctly. Nevertheless, it is
evident that the impact energy influences the results and must be correctly accounted for
in the uncertainty of the measurement. Quantitative consideration of the impact and type of liquid is
the subject of further analysis.

1206



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Introduction

The dynamic calibration of pressure sensors is one of the important areas of modern metrology due
to the growing demands of industry, science, and modern measurement technologies. Many
technically important applications require the measurement of rapidly changing pressures, such as the
indication of engines, pressure pulsations in installations, or explosion measurements in military
applications. Quasi-static calibration methods are not always possible due to the measurement
principle and other phenomena such as dynamic delay, frequency non-linearity, or attenuation, which
makes them insufficient for modern applications. Therefore, dynamic calibration is becoming
an essential tool for fully characterizing the behavior of sensors under real operating conditions [1-2].

Finland is home to some of the world's most advanced projects in dynamic pressure metrology.
The original dynamic standard developed there, rated up to 500 MPa, enables the generation of short-
term pulses with high amplitude and predictable parameters, allowing for precise testing of sensor
responses under extreme conditions. This method is called the drop-weight system. The work also
includes comprehensive uncertainty analyses, including the impact of thermodynamic phenomena
occurring during medium compression. At the same time, research is being conducted there to
improve the calibration of pressure sensors used in internal combustion engines, where rapid and
repetitive pressure surges occur within a few milliseconds [1-2].

The Turkish UME central has developed both preliminary dynamic pressure measurement systems and
advanced machines to generate pressure. These systems enable precise control of pressure pulse
parameters such as rise time, amplitude, and signal repeatability, which is important for the correct
determination of the dynamic characteristics of the sensors. The design of the machines presented in
the scientists publications assumes high-precision piston motion control, low susceptibility to
vibrations, and minimization of delays resulting from the mechanical response of the system. These
solutions are used, among others, in the aviation industry, hydraulic control systems, and engine
diagnostics [3-4].

In Slovenia, researchers have developed advanced dynamic pressure generators using double-acting
pneumatic cylinders, allowing single pulses and adjustable frequency waveforms to be generated.
These solutions are characterized by high stability and the ability to operate at different average
pressure levels, making them a versatile tool for dynamic calibration. In addition, theoretical work is
being carried out there on polytropic corrections, which are necessary for the correct mapping of
thermodynamic changes occurring in piston-cylinder systems. This research allows for a reduction in
measurement uncertainties and an increase in the precision of the method. [5-6]

In China, one of the main areas of research is the development of computational methods to support
the analysis of dynamic pressure patterns. Researchers have developed precise models for assessing
the effective piston area used in pressure determination, which is particularly important in quasistatic
reference systems. At the same time, high-pressure pulse sources based on quasi-d functions are being
developed, which allow sensors to be calibrated over a wide frequency range and at high pulse
amplitudes. Such solutions are particularly important for sensors used in heavy industry, power
engineering, and research applications. [7-9]

In the United Kingdom and other leading research center, considerable attention is paid to shock
methods based on the shock tube method. They allow the generation of rapid pressure surges with

1207



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

avery short rise time, enabling a detailed analysis of sensor behavior under shock conditions.
The research includes, among other things, analysis of the wave front, wave reflections, the influence
of tube geometry, and mechanical vibrations on the quality of the calibration signal. These methods
are used in dynamic sensors used in aerodynamics, explosion research, and safety system diagnostics
[10-11].

Dynamic calibration involves many difficulties that result from the complexity of the physical processes
involved in generating pressure pulses. The influence of adiabatic and isothermal phenomena, the flow
velocity of the medium, mechanical nonlinearities, natural vibrations of the system, and signal delays
can significantly affect the calibration result. Studies on the drop-weight apparatus indicate that even
slight deviations in the thermodynamic parameters of the medium can affect the refractive index and
the shape of the pressure pulse obtained, which require detailed uncertainty analysis and physical
modelling [12].

Various dynamic calibration techniques are used around the world, among which the following stand
out: impact methods, pneumatic generators, piston-cylinder systems, and quasi-d methods, each with
different capabilities and limitations. Impact methods provide the highest signal dynamics, but require
advanced wave modelling. Pneumatic generators are more stable and repeatable but operate in
a lower frequency range. Piston-cylinder systems are characterized by high geometric accuracy but
limited dynamics. Quasi-d methods, on the other hand, allow for a very wide frequency band, which is
particularly advantageous in the testing of high-pressure sensors [5-8][10-11].

The drop-weight method, one of the most promising directions in dynamic metrology, involves
generating a pressure pulse by striking a freely falling mass against a piston placed in a measuring
chamber immersed in liquid. At the same time, thermodynamic phenomena that occur in the pressure
chamber during compression, including adiabatic and isothermal changes, which affect the shape and
stability of the pulses obtained, are being analysed in Germany. This makes the drop-weight method
one of the most promising tools for the construction of future primary dynamic standards [9, 12].

1. Impulse pressure standard

It is worth noting at the outset the term commonly used to describe this calibration. The term ‘dynamic
pressure’ is often used incorrectly; the term ‘dynamic pressure’ refers, in fact, to the pressure
measured in a flow direction perpendicular to the flow velocity vector. Therefore, the correct name
for the standard is the impulse pressure standard for the calibration of fast response pressure
transducers.

The measurement system under analysis consists of the following:

¢ a free-fall mass mechanism on pneumatic bearings,

e a piston—cylinder assembly with a measuring chamber filled with working fluid,

e alaser drop velocity (LDV) measurement system,

® a high-precision AVL H114 pressure transducer in the measuring chamber.

A diagram of the measurement system is shown in Figure 1.
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Figure 1 Diagram of the impulse pressure calibration bench [Source: own elaboration]. A — fibre optic head,
B — drop mass, C — Impact area - Impact of the weight on the piston, D — piston, E — pressure sensors,
F — chamber filled with glycerin, G — pressure generation caused by piston displacement in a liquid.

At the beginning of each measurement, a weight of 20.7631 [kg] is raised to a set height
(10 to 400 [mm]) using a lifting mechanism controlled by a stepper motor. During the lifting process,
the weight is held in place by an electromagnet, which then releases it, initiating the free fall. When
released, the weight moves freely along a guide on the air bearings and strikes the upper surface of
the piston of the piston—cylinder assembly. As a result of the impact, the piston moves downward,
causing the liquid in the measuring chamber to be compressed and generating a pressure pulse.
The duration of the pulse ranges from 0.003 to 0.008 seconds. The maximum depth of immersion of
the piston in the liquid corresponds to the maximum induced pressure and is defined as the calibration
value (reference). The direction of movement of the piston—weight assembly is then reversed and
the weight is separated from the piston and captured again by the electromagnet. The recording of
measurement signals is initiated at the moment the weight contacts the piston. This is detected on
achange in electrical conductivity between the mechanical components. Contact detection
simultaneously triggers the acquisition of the interferometric signal and the output signal from
the pressure transducer. The measurement of weight displacement was carried out using LDV (Laser
Doppler Velocimetry) from Polytec. The velocity is measured directly at a sampling rate of 50 kHz and
then processed numerically to determine the acceleration of the weight. The maximum acceleration
allows the reference pressure value to be calculated. At the same time, the response of the pressure
transducer is recorded; during the impulse, this generates an electrical charge proportional
to the induced pressure. This signal is amplified using a Kistler 5018A1000 charge amplifier, converted
to a voltage signal, and recorded digitally by the data acquisition system. Due to the presence of
mechanical vibrations caused by the impact, the entire system has been mounted on a solid granite
base weighing approximately 550 kg, rigidly connected to the ground. Additionally, LDV signal filtering
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was applied to reduce high-frequency interference. The acceleration waveform is calculated on
the filtered signal, followed by the reference pressure waveform. Finally, the maximum pressure value
determined from the equations of mechanics is compared with the value measured by the transducer
under test, which allows impulse calibration. In this way, the height and mass of the falling weight are
used to apply the pressure, in accordance with the requirements of the calibration procedure.
Figure 2 shows the test rig measurement diagram for the dynamic calibration of pressure transducers.
It comprises parallel signal sources:
e Pressure transducers — the test cylinder allows for the parallel mounting of a calibrated
transducer and a reference transducer or two calibrated transducers. They generate
a measurement signal p(t) in response to a pressure pulse. This signal is then sent to the signal
conditioner, converter, and recorder.
e LDV - measures the velocity of a falling mass as a reference. Data from the LDV pass through
the interface/signal conditioning and are sent to the data acquisition system.

Both signals (measurement and reference) are synchronized in the recorder / DAQ, enabling accurate
dynamic analysis of the pressure transducers. From the data logger / DAQ, the data is transferred to
a PC, where further analysis and data processing take place. Due to synchronization in the DAQ, both
signals share a common time base, allowing a direct comparison of the transducer response with
the LDV reference signal and the determination of dynamic characteristics. Figure 2 show Electrical
diagram of the measurement circuit for the test bench used for the dynamic calibration of pressure
transducers.

Figure 2 Electrical diagram of the measurement circuit for the test bench used for the dynamic calibration of
pressure transducers [Source: own elaboration].

Figure 3 shows a photograph of a pressure transducer calibration bench in operation.
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Figure 3 View of the reference test rig for impulse pressure [Source: own elaboration].

To calculate the pressure generated by a given weight at a specific height, one can use formulas derived
from the principle of conservation of energy when the potential energy is converted into kinetic and
elastic energy. Maximum pressure can be calculated using the following formula (equations 1):

2m,gpL
Pmax = ‘1,0 (1)

The width of the pulse is described by the formula (equations 2):

T mqV
= 1Vo

=ad7s

(2)

The effective area of the piston-cylinder assembly, as well as the mass of the weight, can be
determined by geometric measurements and precise weighing on a comparator.

Equations (1) and (2) are used to provide a preliminary estimate of the pressure obtained; however,
they cannot be used as reference values, as it is difficult to determine the volumetric compressibility
coefficient K with sufficient measurement uncertainty. Therefore, direct measurement of velocity and
calculation of acceleration have been adopted as the standard method.

1.1 Standard uncertainty estimation

The basis for determining the impulse pressure standard is the measurement of velocity using LDV at
a sampling frequency of 50 kHz. On this basis, acceleration and force are calculated according to
Newton’s laws of motion.

To estimate the measurement uncertainty, one must consider the variables that contribute to it.
The main components of the uncertainty of the impulse pressure standard are related to the following.
® impact mass,

o effective piston-cylinder area,

e velocity and time-step measurement, from which acceleration is derived,
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¢ deformation of the weight and piston,

e axial errors,

o friction forces,

e experimental uncertainties associated with the deviation of the calibration results.

These standard calculations were carried out by the device designers and are presented in
publication [1].

Table 1 Preliminary uncertainty budget for the calibration carried out using the VTT MIKES primary dynamic
pressure standard [1].

Uncertainty factor Value
Weight deformation 0,17%
Piston deformation 0,08%
Piston friction 0,06%

LDV 0,25%

Effective PCU area <0,01%

Impact weight mass <0,01%

Axial and alignment errors <0,01%
Total standard uncertainty 0,44%
Extended uncertainty 0,9%

1.2 Extended uncertainty in the determination of acceleration

The laser Doppler vibrometer (LDV), which is used in the pulsed pressure standard system, enables
non-contact measurement of the velocity of a falling weight. Acceleration is not measured directly, but
is determined from the velocity signal by differentiating it. This approach ensures consistency with
the traceability requirements to the S| system. The determination of acceleration, which is defined as
the derivative of velocity with respect to time, is described by the general equation 3:

a(t) =28 (3)

The average deceleration during a collision with a fluid having a very high bulk modulus is described
by the general equation 4:

Av
a=_r (4)
The pulse duration At, derived directly from the velocity signal waveform, was used to
determine the acceleration. This difference therefore corresponds to the duration of the dynamic
pulse, which in the case under analysis is approximately 4.5 ms. The initial velocity was taken as
the maximum velocity prior to impact, in this case 3 m/s, whilst the final velocity corresponds to the
mass coming to rest, i.e. 0 m/s. Therefore, substituting the data into the formula, the result for
acceleration was obtained, the absolute value of which is: a(t) = 666.7 m/s>2.
Determining acceleration based on velocity measurements involves the propagation of
measurement uncertainties. In the case under analysis, the main sources of uncertainty are:
e velocity measurement uncertainty,
e time sampling uncertainty

Acceleration is defined as the ratio of the change in velocity to time (equation 5).

Vo—V1

a= ©)
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In the case under consideration, the beginning of the velocity at the impact beginning was measured
vy = 3m/s, velocity at the end of impact v; = 0 m/s. Impulse time: t, — t; = 4,5 ms, therefore
the deceleration 666,7 m/s?.

Sampling frequency f; = 50kHz results in the sampling time At =2,0-10"%s, which gives
uncertainty in time.

The uncertainty in the acceleration was estimated using the uncertainty propagation rule for a function
dependent on velocity and time. Following the transformations, a compact form of the relationship
was obtained as shown in equation 6:

u(@) = o uE ) Fu(y) + 2 (@) + P (6] (6)

Estimated standard uncertainty results in u(a) = 4,81 m/s?, and the expanded uncertainty
(for k = 2) U(a) = 9,62 m/s. This corresponds to a relative uncertainty of approximately 0.72%.
The results obtained indicate that the accuracy of the acceleration measurement is high, and that
the final uncertainty is most significantly influenced by the velocity measurement parameters and
the time resolution of the data acquisition system.

1.3 A differential model of impact mechanics

A mass m; falls freely from height L and strikes a plunger-piston of mass m, submerged in a closed
cylinder filled with fluid (bulk modulus B). The impact is perfectly inelastic: after collision m; and m,
move together, compressing the fluid. The fluid acts as a nonlinear spring (and optionally a damper),
building up pressure that ultimately reverses the plunger motion and produces a rebound.

The figure 4 shows the three phases of motion and the key physical quantities. Phase 0 is the free fall
of my from height L. Phase 1 is the instantaneous perfectly inelastic impact. Phase 2 is the combined
motion of (m+m;) compressing the fluid, followed by rebound driven by hydraulic pressure.

Figure 4 Hydraulic impact model — three-phase motion schematic [own elaboration]
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Phases of Motion

The problem is split into three consecutive phases:

e Phase 0 — Free fall of m; (no fluid interaction)
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e Phase 1 — Perfectly inelastic collision (instantaneous, momentum conserved)
e Phase 2 — Combined motion of (m1+m,) compressing the fluid, followed by rebound

Table 2 Phases of Motion [own elaboration].

Aspect Phase 0 — Free fall Phase 1 — Impact Phase 2 — Rebound
Duration t=V(2L/g) At->0 until x=0
Key equation vo = V(2gL) Va1 = MyVo/(Mi+m;) 3-equation ODE system
Conservation Energy (E_k) Momentum only Energy + bulk modulus
Init. cond. x=L, v=0 v; from Phase O x(0)=0, x(0)=v1, p(0)=0

Phase 0 — Free Fall

Mass m; falls from rest under gravity. Neglecting air resistance (equation 7):
=g (7)
Integrating, the impact velocity at the moment of contact is described by the equation 8:
vo = V(2 - g - L) (initial condition for Phase 1) (8)
(For L=0.300 m and g =9.81 m/s? vo=2.43m/s)

Phase 1 — Perfectly Inelastic Impact

The collision duration At = 0, so hydraulic and gravitational impulses are negligible. Conservation of
linear momentum gives equation 9 and 10:

m1'170+m2'0=(m1+m2)'171 (9)
v, = ﬁ vo (velocity after impact) (10)

Kinetic energy lost during impact (converted to heat/deformation) described by equation 11:

_ (1/2) -my'm, . 2
AEk = 7(m1+mz) Vo (11)

Phase 2 — Combined Motion and Fluid Rebound

Coordinate: x(t) = downward displacement of plunger from initial position.
(x(0) =0, x(0) =4, p(0)=0)
Equation of motion for (m; + m,)

Forces acting on the combined mass:
e Weight (downward) (equation 12):
(mi+mp) - g (12)

e Hydraulic reaction (upward) (equation 13 and 14):

p®) - A (13)
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(mi+my) - ¥ = (my+my)-g — pt) -4 (14)
Fluid pressure equation (bulk modulus)
The instantaneous fluid volume as the plunger moves (equation 15):
Vix) = Vo — A - x(t) (15)
From the definition of bulk modulus § = -V - dp/dV, differentiating with respect to time (equation 16):
@w_ B4

at . Wo—ax) | x(t) (no damping) (16)

With fluid damping (viscous dissipation)

If the fluid exhibits viscous relaxation, add a pressure decay term (equation 17)::

dp _ B4 . _p
a - v T (17)

=1
(Where © = B)

State-Space Form (for ODE Solvers)

Define state variables: x; = x (displacement), x, = x (velocity), xs = p (pressure).

Table 3 State-Space Form (for ODE Solvers) [own elaboration].

Variable Represents ODE
X1 =X displacement dx/dt = x,
X2 = X velocity dxo/dt = g - (x3-A) / (my+m;)
X3 =p fluid pressure dxs/dt = (B-A) / (Vo-AX1) - X2

Initial conditions (equation 18):

x1(0) = 0, x2(0) = vy = my - /(Tffff?’l) x3(0) = 0 (18)

The hydraulic stiffness k_hyd = % increases as the fluid is compressed (V decreases). This makes

the system a nonlinear oscillator: the restoring force grows faster than linear, producing asymmetric

Nonlinearity note:

oscillations and a shorter compression half-period compared to the rebound.

Rebound Condition

The plunger reverses direction when the net force becomes upward, described by this equation 19:

p@®) -4 > (m +m)-g > <0 (19)

The maximum compression depth x_max is reached when x = 0, one obtains equation 20:

X(t*) =0 = x_max = x(t*) (20)
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1.4 SimulationX implementation

The SimulationX software package is used to analyse transient physical phenomena in 0D, 1D and, to
a limited extent, 2D, though without structural analysis. However, it does allow for the simulation of
the models shown in Figure 5, from a purely mechanical and hydraulic-mechanical perspective.

Figure 5 Mechanical and mechanical-hydraulic model for calibrating impulse pressure in SimulationX
[own elaboration].

In a purely mechanical context, the plunger-piston element is mounted on a damping-spring system
with high stiffness and resistance resulting from the calculated fluid viscosity. In the mechanical-
hydraulic system, a hydraulic element is introduced with a specified bulk modulus of the fluid.

An important feature of SimulationX is the ability to incorporate a highly nonlinear compressibility
modulus model, which is crucial for Glycerol98 because this modulus is 4.4 [GPa] at ambient
conditions, whereas at a pressure of 300 [MPa] it rises to 6.7 [GPa]. The model implemented in
SimulationX allows this variability to be taken into account.

Glycerol (propane-1,2,3-triol) with a purity of 98% has a density of 1261 kg/m?* at 20°C, a high dynamic
viscosity of 1412 mPa-s, and an isothermal bulk modulus of 4.39 GPa at 21°C, making it an excellent
transfer medium in dynamic pressure calibration systems. A key feature is the non-linear relationship
between the bulk modulus and pressure, described by the Tait equation 21:
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B(P)=By+B'*P (21)

By = 4,39 GPa
B’ = 7,8 (dimensionless coefficient)

Thermal correction shown equation 22, for 21°C equation 23 and 24.

dB/0T =~ —0.010 GPa/°C (from Brillouin scattering) (22)
For21°C: By(21°C) = 4.35 + (—0.010) x (21 —25) = 4.39GPa (23)
B =1/B = 1/[(Eo-Ez-exp(Es-T)) + E1- (p_Abs — p_Ref)] (24)

Where:

E0 = 1.0 x 10° Pa

E1l 7.8 (dimensionless)

E2 = 8.5968 (dimensionless)
E3 —0.002288 1/K

pRef E_T = 1.01325 bar

A comparison of the bulk modulus B values calculated from the non-linear equation with data from
the literature is presented in Table 4.

Table 4 Comparison of calculated bulk modulus values with literature data at various temperatures for selected
pressures [own elaboration].

t(°C) p (bar) B calculated (GPa) B literature data (GPa) Discrepancy (%)
20 1 4,3954 4,4000 -0,1
21 1 4,3854 4,3900 -0,1
25 1 4,3454 4,3500 -0,1
25 1000 5,1246 5,1300 -0,1
25 3000 6,6846 6,6900 -0,1
21 1500 5,5546 5,5600 -0,1

The kinematic viscosity v(T) has a strong nonlinear dependence on temperature describes the equation 25:

v = Cyx exp (35) exp(Cs * (Pabs = Prer)) (25)
C; = 0,02351 mm?/s
C, = 1266,51°C
C3; = 0,002 (1/bar).

The effect of pressure (up to 300 bar) on viscosity is negligible. Table 5 compares measured viscosity

values with calculated viscosity values for various temperatures. The agreement within the range of
10-80°C has a discrepancy of < 5%.
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Table 5 Comparison of measured viscosity values with calculated viscosity values at different temperatures [own
elaboration].

t(°C) v measured (mm?/s) v calculated (mm?/s) Discrepancy (%)
10 3900 4071 +4,4
20 1410 1426 +1,1
25 945 901 -4,6
30 612 591 -3,5
50 144 146 +1,4
60 81,3 83,1 +2,3
80 32,8 32,7 -0,4

The equation system maps directly to the following SimulationX elements shows in table 6.

Table 6 The equation system maps directly to the following SimulationX elements [own elaboration].

Element Parameter Implements
Mass (m;) m=m,, x(0)=L, v(0)=0 Phase O free fall
End Stop c = contact stiffness, d = damping Phase 1 impact model
Mass (my) m=m,, x(0)=0, v(0)=0 Plunger inertia
Plunger Cylinder diameterd > A=mnd%/4 Q=A% F=pA
Hydraulic Volume beta = 1.5e9 Pa, Vo =2500 ml dp/dt equation, fluid spring
Force (gravity) F = (mr+my)-g Gravitational load on plunger

The simulation results are shown alongside the results recorded on the test bench in Figures 6 and 7.
Time shifts are visible; these are irrelevant to amplitude measurement but result from the data filtering
method employed by the device designers. The pressure values obtained are consistent and fall within
the measurement uncertainty.

1,5

—&—\Velocity —@—SimulationX

velocity [m/s]

time [s]

Figure 6 A comparison of the measured velocity waveforms (post-filtering) and the SimulationX simulation
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Figure 7 A comparison of the resulted pressure waveforms (post-filtering) and the SimulationX simulation
results [own elaboration].

2. CFD implementation in FLUENT

The SimulationX results are one-dimensional and, as shown, agree very well with the experiment.
The velocity profiles obtained in this way were used as boundary conditions for the CFD simulation.
For this purpose, a fluid volume model was developed comprising several zones, where the cylinder
acted upon by the piston absorbing the mass impact was meshed with a conformal mesh, as
the movement of the piston surface was modelled within a moving mesh. In turn, the side channels
leading to the calibrated pressure transducers were meshed with an unstructured mesh. The entire
fluid domain comprises approximately 750,000 mesh elements (Fig. 8). The fluid was modelled
as a highly compressible liquid with a compressibility of 5.5 [GPa]. This is a combination of solid-body
motion simulation using SimulationX and 3D fluid simulation in FLUENT.

Figure 8 Computational mesh for FLUENT [own elaboration].
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The physical models used a viscous fluid model with the SST k-omega model; the energy equation was
taken into account and the simulation covered a transient process. A dynamic mesh was applied to
the upper surface with specified velocities, as shown in Figure 6. The numerical algorithm used was
SIMPLE with standard FLUENT settings.

Figure 9 Results of a simulation of pressure values upon impact with a liquid [own elaboration].

Figure 10. Results of a simulation of velocity values upon impact with a liquid [own elaboration].

Figures 9 and 10 shows the results of a simulation of a collision with a liquid involving a standard weight
drop from a height of 100 mm. The current results differ in terms of pressure from the results shown
above for measurements and simulations by approximately 8%. These simulations still require
refinement, as the assumed values of liquid compressibility are constant in these simulations without
taking into account nonlinear increases at high pressures. Once the accuracy of the 3D simulations and
impact models has been refined, it will be possible to achieve agreement at the level of measurement
uncertainty.

Summary and conclusions

The main challenge with any standard is to determine the uncertainty of the measurement and
identifying the influence of both physical phenomena and material properties on the measurement
results. In the case of the highly complex issue of the impulse pressure standard, the direct

1220



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

measurement uncertainty calculated by the manufacturer, VTT, is below 1%. However, there are
several factors that need to be estimated more precisely: energy loss during impact, energy dissipation
in the liquid, and viscous friction. Furthermore, the method of determining the measurement
uncertainty of the deceleration in the liquid is based on filtering the measurement results of absolute
velocity values, which also requires further analysis. The simulations shown in the article reflect
the actual process of collisions between solids and a fluid with a high bulk modulus quite well. This will
enable the measurement uncertainty to be determined at a later stage, taking into account all
elements of the process.
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Nomenclature

A plunger cross-sectional area (m2)

AE,  Kinetic energy (J)

g gravitational acceleration (9,81 m x s —2)

L drop height of m; (m)

m, falling mass (kg)

m; plunger (submerged piston) mass (kg)

p(t) fluid pressure (gauge) (Pa)

Vo volume of the measuring chamber (m3)

Vo velocity of m, just before impact (m xs—1)

Vi velocity of combined mass just after impact (m x s —1)

V(x)  instantaneous fluid volume Vo - A:x (m3)
x(t) plunger displacement (positive downward) (m)

B bulk modulus of fluid (GPa)
n fluid damping coefficient (optional) (Pa x s)
T pressure relaxation time constant (n/B) (s)

x(0) plunger displacement
x(0)  plunger velocity
p(0) pressure

X plunger acceleration
t1 the moment of impact (s)
t, the time after which the mass comes to a halt upon impact (s)

Tt temperature (K),(°C)
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Kriosauny sa coraz cze$ciej stosowanymi urzadzeniami wspomagajacymi leczenie réznych
dolegliwosci. Zabieg krioterapii czgéciowej w kriosaunie polega na zanurzeniu ciala pacjenta
w oparach azotu o temperaturze do -140 [°C] przy jednoczesnym utrzymaniu gtowy powyzej poziomu
opardw dla zapewnienia mozliwo$ci swobodnego oddychania. Czas zabiegu wynosi 2-3 minuty,
dlatego konieczne jest rozwigzanie kilku istotnych kwestii, aby zapewni¢ prawidlowa prace
urzadzenia. Podczas wchodzenia i wychodzenia pacjenta z komory drzwi pozostaja otwarte, co
skutkuje ubytkiem odparowanego azotu, a co wazniejsze wzrostem temperatury. W rezultacie pacjent
rozpoczyna ekspozycj¢ w temperaturze wyzszej od zalozonej, a czg§¢ czasu zabiegu obejmuje faze
ponownego obnizenia i stabilizacji temperatury, co skraca efektywny czas wilasciwej ekspozycji
terapeutycznej. Celem przedstawianej pracy jest model symulacyjny stosujacy narzedzie CFD
FLUENT do analizy ruchu azotu doprowadzonego do sauny. Modele takie sa opracowane réwniez
w literaturze, ale tu nowoscia jest sposob weryfikacji i przygotowanie opracowanej metody do
optymalizacji ksztattu nowego urzadzenia. W przeprowadzonych symulacjach jest potrzeba uzyskania
odpowiedzi rowniez dla procesu nieustalonego, czyli wchodzenia i wychodzenia pacjenta z kriosauny.
Opracowanie modelu obejmuje dobor odpowiednich metod numerycznych, siatki, modeli
domykajacych. Trudno$¢ polega na tym, ze wilasciwie nie analizujemy przeptywu, ktory jest tu
ograniczony, a raczej ruch azotu o temperaturze -140 [°C], co wazniejsze rozktad temperatury na
powierzchni ciata pacjenta. Problem doboru metod numerycznych w takich warunkach potaczenia
dostarczania azotu i konwekcji swobodnej w otwartej przestrzeni (kriosauna ma otwartg gorg) jest
trudny i wymaga potwierdzenia do$wiadczalnego, aby mozna bylo przystapi¢ do optymalizacji
geometrii sauny i nawiewu azotu. W tym celu zbudowane zostato stanowisko pomiarowe oparte na
aktualnej konstrukcji kriosauny. Do stanowiska zostal wprowadzony manekin postaci pacjenta dla
umozliwienia analizy rozkladu pre¢dkosci i temperatury dookota ciata. Ponadto rejestrowano tez
rozklad azotu widocznego na wyplywie gora z kriosauny, podczas zabiegu. Jednym z waznych
warunkow jest bowiem bezpieczenstwo pacjenta, ktory nie powinien wdycha¢ azotu podczas zabiegu.
W artykule przedstawiono metodyke symulacji wybrang dla uzyskania zgodno$ci z wynikami
pomiaréw. Przedstawiono tez stanowisko pomiarowe wraz z wynikami badan 1 weryfikacja
eksperymentalng na obecnym etapie prac.
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1. Analiza literatury

Modelowanie przeptywu azotu w kriosaunach stanowi obecnie jeden z kluczowych kierunkoéw
rozwoju badan nad optymalizacja urzadzen do krioterapii czesciowej. Zlozonos¢ zjawisk
zachodzacych wewnatrz komory obejmujacych turbulentny przeptyw medium kriogenicznego,
intensywng wymiang ciepta oraz oddziatywanie strugi z geometrig urzadzenia powoduje, ze
podstawowym narzgdziem analitycznym staja si¢ metody obliczeniowej mechaniki ptynéw CFD.
Jednoczes$nie poprawnos$¢ modeli numerycznych stosowanych do analizy przeptywow kriogenicznych
zalezy od wlasciwego doboru modeli fizycznych oraz oceny granic stosowalno$ci zatozenia o$rodka
ciggltego. W tym kontekscie szczegdlne znaczenie maja analizy porownawcze CFD (Computational
Fluid Dynamics) i DSMC (Direct Simulation Monte Carlo) dla przeptywéw o obnizonej gestosci,
ktére wskazuja potencjalne ograniczenia klasycznych modeli continuum w warunkach silnego
rozprg¢zania i niskich temperatur [1].

Eksperymentalne badania warunkow pracy kriokomér wskazuja, ze rzeczywiste rozklady
temperatury w przestrzeni zabiegowej odbiegaja od warto$ci nominalnych, co wynika ze specyfiki
pracy tego typu urzadzen. Savic i in. wykazali, ze temperatura medium chtodzacego w kriokabinie
charakteryzuje si¢ znaczna niejednorodnoscia przestrzenna, co prowadzi do nierdéwnomiernej
ekspozycji uzytkownika. [2]. Wyniki te znajduja potwierdzenie w badaniach termowizyjnych
wykorzystywanych do oceny bezpieczenstwa zabiegdéw krioterapeutycznych, gdzie wskazano istotne
zroéznicowanie chlodzenia powierzchni skory nawet przy pozornie stabilnych parametrach pracy
urzadzenia [3]. Zjawisko to ma szczegdlne znaczenie w kriosaunach, gdzie otwarta geometria
urzadzenia sprzyja powstawaniu lokalnych stref stagnacji i recyrkulacji przeptywu. Na warunki
termiczne panujace wewnatrz kriosauny istotny wplyw maja réwniez rozwigzania konstrukcyjne
ograniczajace straty chlodu. W badaniach eksperymentalnych wykazano, ze zastosowanie
izolacyjnego pokrycia gornej czgsci kriokabiny poprawia stabilno$¢ termiczng urzadzenia i ogranicza
niekontrolowana ucieczk¢ zimnego medium [4]. Znaczenie tego typu modyfikacji konstrukcyjnych
potwierdza fakt, ze nawet niewielkie zmiany geometrii komory moga istotnie wplywa¢ na lokalny
rozklad temperatury i predkosci gazu. Najbardziej kompleksowa analiz¢ sprzg¢zonych zjawisk
przeplywu i wymiany ciepta w kriosaunie przedstawili Burkov i wspotautorzy, opracowujac
eksperymentalnie zwalidowany model CFD urzadzenia [5]. Autorzy wykazali dobra zgodnosé
wynikoéw numerycznych z pomiarami eksperymentalnymi, co potwierdzito przydatno$¢ metod CFD
do analizy rozktadow temperatury i pola przeptywu w kriosaunach. Z tego wzgledu praca ta stanowi
obecnie jedno z podstawowych odniesien dla pozniejszych badan numerycznych dotyczacych
kriostymulacji czg¢$ciowej. Znaczenie parametréw eksploatacyjnych zwigzanych z doprowadzeniem
medium chtodzacego do komory potwierdzono réwniez w badaniach nad regulacja doptywu azotu do
kriosauny. Wykazano, ze zmiana warunkéw zasilania wplywa bezposrednio na stabilno$¢ pola
temperatury oraz rownomierno$¢ chtodzenia uzytkownika [6]. Oznacza to, ze warunki brzegowe na
wlocie medium chiodzacego naleza do najwazniejszych parametréw wejsciowych w modelach CFD
kriosaun. Cennych danych do walidacji modeli numerycznych dostarczajg takze badania
termograficzne poréwnujace efektywnos¢ chlodzenia urzadzen typu whole-body i partial-body
cryotherapy. Polidori i in. wykazali, Zze Kriosauny zapewniaja mniej jednorodne chlodzenie
powierzchni ciala niz klasyczne kriokomory zamknigte [7]. Potwierdza to potrzebg szczegodtowej
analizy pol przepltywu oraz lokalnych warunkéw konwekcyjnych w tego typu urzadzeniach. Waznym
zrédltem danych eksperymentalnych sa rowniez dlugoterminowe badania eksploatacyjne kriokomor,
ktore pokazuja, ze parametry pracy urzadzen moga zmienia si¢ wraz z czasem uzytkowania [8].
Informacje te sg szczegodlnie przydatne przy analizie procesOw niestacjonarnych oraz ocenie
stabilnoéci pracy systemu. Istotny wklad w rozwdj modelowania kriosaun wniosty takze badania
numeryczne dotyczace optymalizacji konstrukcji komor kriogenicznych. Yerezhep i wspotautorzy
wykazali, ze odpowiednia modyfikacja geometrii komory moze poprawi¢ jednorodno$¢ pola
temperatury oraz zwigkszy¢ efektywnos$¢ chtodzenia [9]. Podobne podejscie stosuje si¢ rowniez w
innych uktadach kriogenicznych, gdzie wykazano mozliwo$¢ ograniczenia zuzycia cieklego azotu
poprzez optymalizacj¢ parametrow pracy instalacji [10]. Kluczowym zagadnieniem w modelowaniu
przeplywu azotu pozostaje wlasciwe odwzorowanie warunkéw doprowadzenia medium do komory.
Analizy CFD przeptywu ciektego azotu przez dysze rozpylajace wykazaty, ze zjawiska kawitacji i
gwaltownego rozprezania majg istotny wptyw na strukture strugi oraz rozklad pedu medium
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chlodzacego [11]. Oznacza to, ze zbyt uproszczone zatozenia dotyczace warunkow brzegowych moga
prowadzi¢ do istotnych bledow w symulacjach numerycznych. Badania eksperymentalne reakcji
organizmu na ekspozycje kriogeniczng pokazuja ponadto, Zze nawet przy pozornie jednorodnych
warunkach chlodzenia temperatura powierzchni ciata zmienia si¢ nierdownomiernie [12]. Zjawisko to
nalezy uwzglednia¢ podczas interpretacji wynikow symulacji CFD oraz oceny skutecznosci urzadzen
krioterapeutycznych. Podstawy technologiczne i klasyfikacje wspotczesnych urzadzen do krioterapii
przedstawiono w pracach przegladowych dotyczacych krioterapii czgsciowej i catego ciata [13].
Wskazano w nich, ze roéznice konstrukcyjne pomigdzy kriokomorami zamknigtymi a kriosaunami
otwartymi prowadza do odmiennych mechanizméw przeptywu i wymiany ciepta, co bezposrednio
wplywa na efektywnos¢ chlodzenia [7], [13]. Znaczenie geometrii i ukltadu przeptywowego
potwierdzono rowniez w badaniach walidacyjnych komor krioterapeutycznych opartych na
wymuszonej konwekcji [14]. Najnowsze analizy termo-aerodynamiczne wskazuja, ze lokalne strefy
recyrkulacji i stagnacji przeplywu maja duzy wptyw na jednorodnos¢ ekspozycji uzytkownika [15].
Wyniki te pozostaja zgodne z wczesniejszymi badaniami CFD kriosaun [5], [9] i1 potwierdzaja, ze
dalszy rozwdj modeli numerycznych powinien koncentrowaé si¢ na doktadniejszym odwzorowaniu
niestacjonarnego charakteru przeptywu oraz rzeczywistych warunkéw doprowadzenia medium
chlodzacego. Podsumowujac, literatura wskazuje, ze modelowanie przeptywu azotu w kriosaunach
wymaga uwzglednienia sprzgzonych zjawisk przeptywu turbulentnego, wymiany ciepta, rozprezania
medium kriogenicznego oraz wplywu geometrii urzadzenia na struktur¢ pola przeplywu. Mimo
znaczacego postepu w tym obszarze nadal brakuje modeli obejmujacych jednoczesnie szczegdtowa
geometri¢ uktadu zasilania oraz dynamiczne oddziatywanie przeptywu z uzytkownikiem, co wskazuje
na potrzebg dalszego rozwoju metod numerycznych stosowanych w projektowaniu kriosaun.

2. Wymagania stawiane kriosaunie

Warunki przeptywu oraz dystrybucji par azotu w przestrzeni roboczej kriosauny sa jednym z
kluczowych czynnikéw wplywajacych na skuteczno$é oraz bezpieczenstwo zabiegdéw krioterapii.
Medium chtodzace powstajace w wyniku odparowania ciektego azotu jest wprowadzane do wnetrza
kabiny, gdzie miesza si¢ z powietrzem i ulega transportowi konwekcyjnemu. Ze wzglgdu na duza
roznice temperatur pomig¢dzy gazem kriogenicznym a otoczeniem oraz wigksza gesto$cia zimnych par
azotu w poréwnaniu z powietrzem, w przestrzeni kabiny moga wystgpowaé zjawiska stratyfikacji
termicznej oraz powstawanie pionowych gradientéw temperatury. W zwiazku z tym system
dystrybucji azotu powinien zapewnia¢ takie warunki przeptywu, ktére umozliwig stabilne utrzymanie
wymaganych parametrow zabiegowych.

Podstawowym parametrem procesu krioterapii jest temperatura medium chtodzacego oraz
czas ekspozycji pacjenta na dzialanie niskiej temperatury. W kriosaunach wykorzystujacych ciekly
azot temperatura gazu w przestrzeni zabiegowej miesci si¢ zazwyczaj w zakresie od okoto —100 °C do
—140 °C, natomiast czas pojedynczego zabiegu wynosi najczg¢sciej od 2 do 3 minut. Tak dobrane
parametry umozliwiaja wywotanie intensywnego bodzZca termicznego oddzialujgcego na receptory
skorne, przy jednoczesnym ograniczeniu glebokosci penetracji chtodu w tkankach. Istotnym
wymaganiem konstrukcyjnym jest zapewnienie mozliwie jednorodnego rozktadu temperatury w calej
objetosci kabiny. Niejednorodno$¢ pola temperatury moze prowadzi¢ do powstawania lokalnych
obszar6w o znacznie nizszej temperaturze, ktore zwigkszajg ryzyko miejscowych odmrozen skory. Z
drugiej strony moga réwniez wystgpowac strefy o temperaturze wyzszej od wymaganej temperatury
zabiegowej, w ktorych oddziatywanie zimna jest niewystarczajace do wywotania oczekiwanego efektu
kriogenicznego. W takich obszarach skuteczno$¢ zabiegu moze by¢ ograniczona, poniewaz bodziec
termiczny nie osigga warto$ci koniecznych do wywotania reakc;ji fizjologicznych charakterystycznych
dla krioterapii. Uzyskanie mozliwie jednorodnego pola temperatury zalezy w duzym stopniu od
uktadu doprowadzenia azotu oraz geometrii samej kriokabiny, ktore wptywaja na charakter przeptywu
gazu oraz intensywnos¢ jego mieszania w przestrzeni robocze;.

Z punktu widzenia eksploatacji urzadzenia istotne znaczenie ma czas osiggniecia temperatury
zabiegowej po rozpoczgciu doptywu gazu kriogenicznego. W praktyce przed rozpoczgciem zabiegu
konieczne jest otwarcie drzwi kabiny w celu umozliwienia wejscia pacjenta do jej wngtrza. W trakcie
otwierania drzwi dochodzi do czg$ciowej utraty zimnego gazu zgromadzonego w przestrzeni roboczej,
co powoduje naptyw powietrza z otoczenia i wzrost temperatury wewnatrz kabiny. W rezultacie po
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zamknig¢ciu drzwi proces chlodzenia rozpoczyna si¢ w warunkach zblizonych do temperatury
otoczenia, a osiggnigcie wlasciwej temperatury kriogenicznej nastepuje dopiero po pewnym czasie od
rozpoczecia doptywu azotu. W praktyce temperatura zabiegowa uzyskiwana jest zazwyczaj dopiero po
okoto jednej minucie pracy urzadzenia. Zjawisko to powoduje, ze przez cz¢$¢ czasu trwania zabiegu
pacjent przebywa w warunkach odbiegajacych od docelowych parametrow kriogenicznych, co moze
ogranicza¢ skuteczno$¢ oddzialywania terapeutycznego. Z tego wzgledu istotnym zagadnieniem
konstrukcyjnym jest skrocenie czasu potrzebnego do osiggnigcia wymaganej temperatury w
przestrzeni roboczej kriokabiny. Mozna to osiagna¢ poprzez odpowiednia modyfikacj¢ geometrii
samej komory, optymalizacj¢ uktadu doprowadzenia cieklego azotu oraz wiasciwe rozmieszczenie
elementdéw wprowadzajacych gaz do wnetrza kabiny. Nalezy jednak uwzglgdni¢ ograniczenia
wynikajace z charakteru pracy instalacji kriogenicznej. Zbyt duza ilo$¢ cieklego azotu wprowadzona
w krotkim czasie moze nie ulec catkowitemu odparowaniu przed kontaktem z pacjentem, co stwarza
ryzyko miejscowych uszkodzen skory o charakterze oparzen kriogenicznych. Z tego wzgledu istotng
role odgrywa rowniez system sterowania urzadzeniem, ktory powinien zapewnia¢ odpowiednig
regulacje¢ doptywu azotu oraz kontrolg parametrow pracy w trakcie catego zabiegu.

W trakcie ekspozycji pacjenta zachodzi intensywna wymiana ciepta pomigdzy powierzchnig
ciala, a zimnym gazem wypetniajacym kabing. Strumien ciepla przekazywany z organizmu powoduje
lokalny wzrost temperatury medium chlodzacego, co w przypadku niewystarczajacej cyrkulacji gazu
moze prowadzi¢ do pogorszenia warunkow zabiegowych. Z tego wzgledu system dystrybucji azotu
powinien zapewnia¢ ciagle odnawianie zimnego medium oraz stabilizacj¢ pola temperatury w trakcie
catej ekspozycji.

3. Zerowymiarowy opis dzialania ukladu doporowadzenia azotu do kriosauny

Na rysunku 1. przedstawiono schemat instalacji zasilania kriosauny cieklym azotem wraz z
uktadem jego odparowania oraz dystrybucji zimnego gazu w przestrzeni roboczej kabiny. Ciekly azot
magazynowany jest w kriogenicznym zbiorniku magazynowym (1), z ktérego doprowadzany jest do
instalacji zasilajacej urzadzenie. Transport czynnika pomig¢dzy poszczegdlnymi elementami instalacji
realizowany jest za pomoca rurociagéw kriogenicznych, najczgsciej izolowanych prézniowo, ktorych
zadaniem jest ograniczenie zyskoéw ciepla z otoczenia oraz minimalizacja strat wynikajacych z
niekontrolowanego parowania cieklego azotu w trakcie przeptywu.

Rysunek 1. Schemat chlodniczy kriosauny jednoosobowej zasilanej azotem. 1-Zbiornik
ciekltego azotu, 2-Zawor odcinajgcy zbiornika LN2, 3- Zawor odcinajgcy kriosauny, 4- Elektrozawor
glowny, 4'- Elektrozawor pomocniczy, 5- Zespot dysz rozpylajqcych, 6- Zbiornik odparowania azotu,

7- Wentylator cyrkulacyjny, 8- Wentylator zuzytego azotu. ,, Zrédlo: opracowanie wlasne”

Zaréwno zbiornik magazynowy (1), jak i instalacja kriosauny wyposazone sa w zawory
odcinajace (2-3), umozliwiajace izolacj¢ poszczegdlnych czesci uktadu podczas eksploatacji oraz w
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trakcie prowadzenia prac serwisowych. Sterowanie doptywem cieklego azotu do dalszej czgsci
instalacji realizowane jest przy uzyciu dwoéch elektrozaworow (4). Elektrozawor glowny odpowiada za
zasadniczy doptyw cieklego azotu do uktadu odparowania podczas pracy kriosauny i stanowi
podstawowy element sterujacy przeptywem czynnika kriogenicznego. Drugi elektrozawor petni
funkcje¢ zaworu pomocniczego 1 wykorzystywany jest w warunkach obnizonego ci$nienia w zbiorniku
magazynowym lub w instalacjach charakteryzujgcych si¢ znaczng dhugo$cia rurociggéow zasilajacych.
W takich przypadkach zwigkszone opory przeptywu moga powodowaé ograniczenie strumienia
czynnika doprowadzanego do instalacji, dlatego uruchomienie zaworu pomocniczego umozliwia
zapewnienie odpowiednich warunkéw zasilania uktadu odparowania. Po przejsciu przez uklad
zaworow ciekly azot kierowany jest do zespotu dysz rozpylajacych i rozprezajacych (5). W dyszach
zachodzi proces dlawienia izentalpowego, ktéremu towarzyszy gwaltowny spadek ci$nienia oraz
intensywne odparowanie ciektego azotu. W wyniku rozprezenia oraz rozpylenia czynnika nastgpuje
praktycznie catkowite przej$cie azotu do fazy gazowej, co prowadzi do wytworzenia strumienia
bardzo zimnego gazu kriogenicznego. Powstaly gaz kierowany jest nastgpnie do zbiornika
odparowania (6), w ktorym zachodzi koncowy etap odparowania ewentualnych pozostatosci fazy
cieklej oraz stabilizacja parametréw termodynamicznych czynnika przed jego wprowadzeniem do
przestrzeni roboczej kabiny. Zbiornik odparowania petni funkcje separatora i stabilizatora przeptywu
gazu kriogenicznego doprowadzanego do kriokabiny. Wytworzony zimny gaz wprowadzany jest do
przestrzeni roboczej kriokabiny, gdzie miesza si¢ z powietrzem znajdujacym si¢ wewnatrz urzadzenia.
Obieg gazu w kabinie przedstawiono w punktach (7) i (8). Cyrkulacja gazu w przestrzeni roboczej
prowadzi do intensywnej wymiany ciepta pomi¢dzy chtodnym medium, a powierzchnig ciala pacjenta,
co powoduje obnizenie temperatury powietrza w kabinie do warto$ci wymaganych podczas zabiegu
krioterapii. W wyniku odbioru ciepta gaz ulega stopniowemu ogrzewaniu, po czym usuwany jest z
kabiny i odprowadzany poza pomieszczenie (8). Rozwigzanie to zapobiega akumulacji azotu w
przestrzeni roboczej oraz zapewnia bezpieczne warunki eksploatacji urzadzenia.

Rysunek 2. Wykres log p-h dla azotu z przemianami zachodzqcymi w kriosaunie.

Na wykresie log p—h (rys. 2) przedstawiono przebieg przemian termodynamicznych azotu
zachodzacych podczas jego przeptywu przez poszczeg6lne elementy instalacji kriosauny. Zaznaczone
punkty odpowiadaja kolejnym stanom czynnika w charakterystycznych miejscach uktadu.

W punkcie 1 azot znajduje si¢ w zbiorniku magazynowym w stanie cieczy nasyconej przy
ci$nieniu magazynowania. W odcinku 2—4 czynnik przeplywa przez rurociagi oraz armature instalacji
wskutek doptywu ciepta z otoczenia nastgpuje wzrost entalpii oraz czgSciowe odparowanie cieklego
azotu, co prowadzi do powstania mieszaniny dwufazowej. W punkcie 5 w zespole dysz zachodzi
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proces dtawienia izentalpowego, ktéremu towarzyszy gwaltowny spadek cis$nienia oraz intensywne
odparowanie czynnika. W punkcie 6 odpowiadajacym zbiornikowi odparowania nastgpuje dalsze
odparowanie pozostatej fazy cieklej oraz wyrdwnanie parametrow termodynamicznych gazu. W
punkcie 7 gazowy azot przeplywa przez przestrzen robocza kriokabiny, gdzie w wyniku wymiany
ciepla z otoczeniem i powierzchnig ciata pacjenta nastgpuje wzrost jego entalpii przy niewielkiej
zmianie cisnienia. W punkcie 8 ogrzany gazowy azot jest odprowadzany z kabiny poza
pomieszczenie.

4. Stanowisko pomiarowe do badania kriosauny

Celem zbudowanego stanowiska badawczego bylo okreSlenie jakos$ci zabiegu w stanie
aktualnym oraz na tej podstawie celowosci udoskonalenia konstrukcji na bazie wynikow symulacji.
Stanowisko badawcze umozliwia rejestracj¢ rozkladu temperatury wewnatrz kriosauny podczas
prowadzenia zabiegdw krioterapii miejscowej typu PBC oraz pomiar rozktadu predkosci powietrza
wewnatrz urzadzenia z wylaczonym doptywem cieklego azotu. Centralnym elementem stanowiska jest
kriosauna jednoosobowa firmy JUKA model 0104-1, w ktorej zainstalowano uktad pomiarowy oparty
na 16 termoparach typu T oraz 8 termoanemometrach LAB-EL.

Ponizej przedstawiono dane techniczne wykorzystanych elementow pomiarowych:

. Rejestrator COMET MS6D z zakresem pomiarowym dla termopar typu T -200 [°C] +
400 [°C] oraz doktadnoscig pomiaru £0,3 [%] odczytu +1,5 [*C].
U Termopara typu T firmy CZAH o oznaczeniu 02-1T-1-1000-316-1,0-Z1-T1-2500-

TT201 wykonana w klasie 1 o zakresie pomiarowym -185 [°C] + 300 [°C] dla pracy
ciaglej oraz -250 [*C] =+ 400 [°C] dla pracy krotkotrwatej.

. Rejestrator LAB-EL LB-480 z wykorzystaniem cyfrowej petli pradowej S300 do
podtaczenia czujnikow.
. Termoanemometr LB-802 z zakresem pomiaru predkosci 0,1 [m/s] + 50 [m/s] oraz

rozdzielczo$cig pomiaru 0,01 [m/s] dla zakresu 0,1 [m/s] + 5 [m/s].

Termopary umieszczono na czterech poziomach odpowiadajagcych wysoko$ciom manekina
badawczego, po cztery czujniki na kazdym poziomie. Takie rozmieszczenie pozwala na uzyskanie
reprezentatywnych wartosci temperatury w poszczegolnych strefach oraz oceng¢ réwnomiernosci
rozktadu chtodnego medium w kriokabinie.

Rysunek 3. Schemat rozmieszczenie szesnastu termopar na manekinie wykorzystywanym do
pomiaru rozkladu temperatury. ,, Zrodto: opracowanie wlasne”

Do pomiaru predkosci powietrza wykorzystano termoanemometry rozmieszczone na czterech
poziomach rownolegle do kanatlu wydmuchowego (rys.4). Pomiar rozktadu predkosci powietrza
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przeprowadzono w temperaturze otoczenia 22 [°C], ze wzgledu na ograniczenia eksploatacyjne

termoanemometrow uniemozliwiajace ich prace w rzeczywistych temperaturach odpowiadajacych
warunkom zabiegu krioterapii.

Rysunek 4. Schemat rozmieszczenie oSmiu termoanemometrow wykorzystywanych do pomiaru
rozktadu predkosci powietrza w kriosaunie. ,,Zrodto: opracowanie wlasne”

Na rysunku 5. przedstawiono stanowisko badawcze wykorzystywane podczas realizacji
eksperymentdéw pomiarowych. Manekin pomiarowy zostal wyposazony w uklad czujnikow
temperatury rozmieszczonych na powierzchni jego ciala zgodnie z przyjeta metodyka badawcza.
Fotografia po prawej stronie ilustruje warunki prowadzenia eksperymentu podczas zabiegu krioterapii,
w trakcie ktérego obserwowano intensywne opary azotu generowane w strefie zabiegowe;.

Rysunek 5. Widok stanowiska badawczego podczas realizacji eksperymentow: manekin
pomiarowy z zainstalowanym uktadem pomiaru temperatury oraz warunki przepltywu kriogenicznego
medium w komorze zabiegowej. ,, Zrodlo: opracowanie wlasne”
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Rysunek 6. Wynik symulacji CFD FLUENT ruchu azotu w kriosaunie. ,, Zrédlo: opracowanie wlasne”

W celu weryfikacji poprawnosci dziatania stanowiska badawczego oraz rejestracji warunkow
panujacych wewnatrz kriosauny przeprowadzono seri¢ pomiaré6w z wykorzystaniem zainstalowanych
termopar typu T. Uzyskane wyniki umozliwity obserwacj¢ zmian temperatury w funkcji czasu oraz
oceng rozkladu temperatury w przestrzeni roboczej urzadzenia. Istotnym warunkiem poprawnos$ci
prowadzenia pomiardw bylo zapewnienie, aby manekin w momencie rozpoczgcia eksperymentu
znajdowatl si¢ w temperaturze pokojowej. Tylko w takich warunkach mozliwe jest wierne
odwzorowanie rzeczywistego rozkladu temperatur podczas zabiegu krioterapii. W trakcie
wczesniejszych prob, podczas ktorych manekin pozostawat stale zainstalowany w komorze i
poddawany byt kolejnym pomiarom bez pelnego ogrzania do temperatury otoczenia, uzyskiwane
wyniki okazywaly si¢ niemiarodajne. Rejestrowano wowczas istotnie nizsze warto$ci temperatur,
wynikajace z wczesniejszego wychlodzenia materialu manekina oraz nagromadzenia szronu na
powierzchni czujnikow.

Na ponizszym wykresie przedstawiono przebiegi temperatury zarejestrowane podczas 3-
minutowego zabiegu krioterapii. Analiza uzyskanych danych wskazuje na niejednorodnos¢ rozktadu
temperatury powietrza w przestrzeni roboczej kriosauny. Widoczne sg istotne roznice pomiedzy
warto$ciami rejestrowanymi przez czujniki zlokalizowane na réznych wysokos$ciach, przy czym
sensory umieszczone w gornych partiach komory wskazuja wyzsze temperatury niz czujniki potozone
nizej. Swiadczy to o wystepowaniu pionowego gradientu temperatury, wynikajacego z niejednorodnej
dystrybucji medium kriogenicznego oraz ograniczonej intensywno$ci mieszania przeptywu w
objetosci komory.

W poczatkowe]j fazie zabiegu obserwowany jest gwaltowny spadek temperatury we
wszystkich  punktach pomiarowych, odpowiadajacy rozpoczgeiu doprowadzania medium
kriogenicznego do przestrzeni zabiegowej. Nastepnie, po osiggni¢ciu lokalnych minimoéw temperatury
widoczny jest przejsciowy wzrost warto$ci rejestrowanych przez czgs$¢ czujnikow, zwigzany z
okresowym zamknigciem doptywu cieklego azotu przez uklad sterowania. Powoduje to chwilowe
ograniczenie ilo§ci medium kriogenicznego doprowadzanego do komory, a w konsekwencji czgsciowe
ogrzanie powietrza w przestrzeni zabiegowej. Szczegolnie wyrazna reakcja wybranych czujnikow na
ten proces wskazuje na lokalne réznice w dynamice zmian temperatury oraz potwierdza
niejednorodnos$¢ warunkow termicznych wewnatrz komory. Po zakonczeniu zabiegu obserwowany
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jest gwaltowny wzrost temperatury we wszystkich punktach pomiarowych zwigzany z otwarciem
drzwi kriosauny i naptywem cieplejszego powietrza z otoczenia do przestrzeni roboczej urzadzenia.
Uzyskane wyniki potwierdzajg, ze aktualna konstrukcja uktadu nawiewno-dystrybucyjnego nie
zapewnia jednorodnych warunkow termicznych w calej objetosci roboczej kriosauny, co moze
prowadzi¢ do nieréwnomiernego rozktadu obciazen cieplnych oddziatujacych na ciato uzytkownika
podczas zabiegu. Nalezy podkresli¢, ze zjawisko to ma charakter ogolny dla wspotczesnych urzadzen
dostgpnych na rynku, co znajduje potwierdzenie w literaturze.

Rysunek 7. Zmiany temperatury powietrza w funkcji czasu zarejestrowane w 16 punktach
pomiarowych podczas zabiegu krioterapii o czasie trwania 3 min. ,, Zrodlo: opracowanie wlasne”

Na rysunku 8. przedstawiono rozktad predkosci przeplywu powietrza zmierzony w wybranych
punktach przestrzeni roboczej kriosauny podczas pracy uktadu nawiewnego bez wtrysku azotu, przy
temperaturze medium wynoszacej 22 [°C]. Uzyskane wyniki wskazuja na istotne zréznicowanie
predkosci przeptywu w zaleznos$ci od lokalizacji punktu pomiarowego wzglgdem kanatu nawiewnego.
Najwyzsze wartosci predkosci odnotowano w punktach pomiarowych 1 i 2, gdzie $rednia predkosc
przeptywu osiagata odpowiednio okoto 0,8 [m/s] oraz 1,0 [m/s]. Punkty te zlokalizowane byty
najblizej kanalu wydmuchowego, co stanowi bezposredni efekt koncentracji strumienia powietrza w
strefie wylotowej i wynika z aktualnej geometrii uktadu nawiewnego oraz konstrukcji przestrzeni
roboczej kriosauny. W pozostalych obszarach komory rejestrowano istotnie nizsze wartosci predkosci,
najczesciej nieprzekraczajace 0,3 [m/s], co wskazuje na nierdwnomierng dystrybucj¢ medium w
objetosci roboczej urzadzenia.

Zaobserwowane fluktuacje chwilowych wartosci predko$ci wynikaja z niestacjonarnego
charakteru przeptywu oraz lokalnych zaburzen turbulentnych generowanych przez uktad nawiewny.
Dodatkowym czynnikiem mogacym wptywaé na deformacj¢ pola przeptywu jest obecnos¢ tekstylnej
wyktadziny wewnetrznej komory, ktorej rozwinigta chropowato$¢ powierzchni sprzyja powstawaniu
lokalnych zaburzen przeptywu oraz intensyfikacji mieszania strugi przysciennej. Uzyskane wyniki
potwierdzaja wystgpowanie znacznej niejednorodnosci pola przeptywu powietrza w przestrzeni
roboczej kriosauny, co moze bezpo$rednio przeklada¢ si¢ na nieréwnomierny rozktad warunkéw
cieplnych oddziatujacych na uzytkownika podczas zabiegu. W $wietle przeprowadzonych pomiaréw
zasadne wydaje si¢ rozwazenie modyfikacji konstrukcji uktadu dystrybucji medium roboczego,
obejmujagcych w szczegoélnosci zmiang geometrii kanatlu nawiewnego, zastosowanie elementéw
rozpraszajacych struge lub optymalizacj¢ rozmieszczenia otworéw wylotowych w celu poprawy
jednorodnosci przeptywu w komorze.
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Rysunek 8. Przebieg zmian predkosci powietrza w punktach pomiarowych kriosauny podczas
pracy ukladu nawiewnego zmierzone dla przepltywu samego powietrza. ,, Zrédto: opracowanie
wilasne”

Uzyskane wyniki pomiarow bezposrednich wskazuja na mozliwosci poprawy dziatania
kriosauny. Do najistotniejszych probleméw naleza skrocenie czasu uzyskiwania niskiej temperatury w
trakcie zabiegu, wyréwnanie przebiegow temperatur w trakcie zabiegu w czasie i w calej objetosci
kriosauny. W tym celu sporzadzono model symulacyjny komory w programie FLUENT. Celem
pierwszych wykonanych symulacji byto uzyskanie wynikow 3D zgodnych z wynikami pomiarow.

5. Model symulacyjny CFD

Na potrzeby analizy numerycznej przygotowano model CAD kriosauny, ktory postuzy jako
baza do przeprowadzenia symulacji CFD. Model ten odwzorowuje geometri¢ urzadzenia wraz z
przestrzenia robocza, co umozliwia odwzorowanie warunkow przeplywu i rozktadu temperatury w
komorze podczas pracy. Model geometryczny zostatl opracowany w programie Autodesk Inventor, a
nastgpnie wyeksportowany w formacie STEP, co umozliwito jego bezposredni import do §rodowiska
ANSYS Fluent. Na rysunku przedstawiono opracowany model geometryczny, bedacy punktem
wyjscia do dalszych obliczen numerycznych. Na potrzeby dalszych obliczen numerycznych w
srodowisku ANSYS Fluent wygenerowano siatk¢ obliczeniowa z wykorzystaniem adaptacyjnego
zaggszczania w programie ANSYS Meshing. Model zawiera 1338841 elementow i 2356235 weztow.
Zastosowano siatke nieustrukturyzowang z dominacja elementéw czworo$ciennych oraz lokalnymi
elementami heksagonalnymi i klinowymi. Jako$¢ siatki oceniono na podstawie wspotczynnikow
skewness i orthogonal quality. Wigkszo$¢ elementow charakteryzuje si¢ dobra jakoscig (skewness <
0,5, orthogonal quality > 0,5), a nieliczne elementy o gorszych parametrach wyst¢puja lokalnie i nie
wplywaja istotnie na stabilno$¢ obliczen. Proces siatkowania obejmowal cata domen¢ przeptywowa
kriosauny, wraz jej otoczeniem. Dla wlasciwego odwzorowania warunkoéw brzegowo-poczatkowych,
zapewniajagc poprawne odwzorowanie warunkow przeptywu oraz wymiany ciepta w komorze
roboczej. Wygenerowana siatka, przedstawiona na rysunku 9. stanowita podstawe do przeprowadzenia
symulacji CFD. Dodatkowo w modelu geometrycznym zdefiniowano jeden wlot oraz dwa wyloty,
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ktoére symuluja doptyw mieszaniny par azotu i powietrza oraz jej cyrkulacj¢ i usuwanie z wnetrza

komory podczas zabiegu krioterapii.

Rysunek 9. Model CAD kriosauny jednoosobowej JUKA ,, Zrédlo: opracowanie wlasne”

W celu odwzorowania rozktadu predkosci przeplywu powietrza w przestrzeni roboczej
kriosauny wykonano symulacj¢ numeryczng w srodowisku ANSYS Fluent z wykorzystaniem solvera
typu pressure-based. Warunki brzegowe przedstawione w ponizszej tabeli pochodza z pomiarow
przeprowadzonych na urzadzeniu. Pomiar predkosci przeplywu powietrza przeprowadzono z
wykorzystaniem termoanemometru LAB-EL LB-802 z zakresem pomiaru predkosci 0,1 [m/s] + 50
[m/s] oraz rozdzielczo$cia pomiaru 0,01 [m/s] dla zakresu 0,1 [m/s] + 5 [m/s]. Pomiar ci$nienia
réznicowego wykonano za pomoca manometry réznicowego TESTO 510i o zakresie pomiarowym -

150 [hPa] + 150 [hPa] oraz doktadnosci = 0,05 [hPa] dla zakresu pomiaru 0 [hPa] + 1 [hPa].

Tabela 1. Warunki brzegowe dla symulacji przephywu powietrza w kriosaunie

Predkos¢ powietrza w kanale nawiewowym 3,5 [m/s]
Ci$nienie w kanale wywiewnym 1 -65 [Pa]
Ci$nienie w kanale wywiewnym 2 -35 [Pa]
Temperatura medium podczas symulacji 22 [°C]

Model symulacji

Transition k-kl-omega (3eqn)

Schemat numeryczny

SIMPLE
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Na podstawie opracowanego modelu numerycznego wyznaczono rozktad predkosci
przeplywu powietrza w przestrzeni roboczej kriosauny. Uzyskane wyniki umozliwily oceng
jednorodnosci pola przeptywu oraz identyfikacje obszarow wystepowania lokalnych stref zwigkszonej
i zmniejszonej predkosci, mogacych wptywaé na rozktad warunkéw cieplnych podczas pracy
urzadzenia. Na ponizszym rysunku (rys.10) przedstawiono rozktad predkosci przeptywu powietrza w
analizowanej geometrii kriosauny.

Rysunek 10. Rozkiad predkosci przeplywu powietrza na ptaszczyznie przekroju pionowego
kriosauny uzyskany w wyniku symulacji numerycznej. ,, Zrédto: opracowanie wltasne”

Analiza uzyskanego rozkladu predkosci wskazuje na koncentracj¢ najwyzszych wartosci
przeptywu w obszarze bezpo$rednio przylegajacym do kanalu nawiewnego, co wynika z lokalnego
skupienia strumienia powietrza w strefie wlotowej. W miar¢ oddalania si¢ od kanatlu nawiewnego
obserwowany jest stopniowy spadek predkosci przeptywu, prowadzacy do powstawania obszaréw o
ograniczonej intensywno$ci ruchu medium. Uzyskany rozklad pola predkosci potwierdza
wystepowanie istotnej niejednorodno$ci przeptywu w przestrzeni roboczej kriosauny, co moze
przektadac si¢ na nierbwnomierny rozktad warunkow cieplnych podczas pracy urzadzenia (rys.11).
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Rysunek 11. Rozklad wektorow predkosci obrazujqcy kierunki przeptywu powietrza w
przestrzeni roboczej kriosauny. ,, Zrodto: opracowanie wlasne”

W celu weryfikacji poprawnosci opracowanego modelu numerycznego przeprowadzono
poréwnanie wynikow symulacji z rezultatami pomiardw eksperymentalnych wykonanych na
rzeczywistym urzadzeniu. Analizie poddano warto$ci predkosci przeptywu powietrza zarejestrowane
w punktach pomiarowych odpowiadajacych lokalizacjom przyjetym w modelu numerycznym.
Porownanie wynikow umozliwia oceng¢ stopnia zgodnosci modelu obliczeniowego z rzeczywistymi
warunkami pracy urzadzenia oraz stanowi podstawe do oceny poprawno$ci przyjetych zatozen
modelowych. Na ponizszym wykresie (rys.12) przedstawiono zestawienie wartosci uzyskanych w
pomiarach eksperymentalnych i symulacji numeryczne;j.
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Rysunek 12. Porownanie wartosci predkosci przeptywu powietrza uzyskanych
eksperymentalnie oraz numerycznie dla poszczegélnych punktow pomiarowych. ,, Zrodto:
opracowanie wlasne”
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Po zweryfikowaniu modelu CFD w zakresie odwzorowania pola przeptywu powietrza,
kolejnym etapem badan byla ocena jego poprawnosci w analizie cieplnej. W tym celu
przeprowadzono analiz¢ numeryczng z uwzglednieniem zmiennej w czasie temperatury powietrza na
wlocie do analizowanego obszaru wyzaczonej na podstawie eksperymentu. Dodatkowo w modelu
uwzgledniono obecnos¢ manekina, odwzorowujacego warunki rzeczywiste podczas pomiaru. Nie
uwzgledniono wymiany ciepta przez przegrody. Wyniki symulacji poréwnano z danymi
pomiarowymi, analizujac przebiegi czasowe temperatury w wybranych punktach pomiarowych oraz
zgodno$¢ dynamiki zmian temperatury.

Tabela 2. Warunki brzegowe dla symulacji przeptywu chtodzonego powietrza w kriosaunie

Predko$¢ powietrza w kanale nawiewowym | 3,5 [m/s]

Ci$nienie w kanale wywiewnym 1 -65 [Pa]

Ci$nienie w kanale wywiewnym 2 -35 [Pa]

Temperatura medium podczas symulacji 133 [K] + 162 [K] * exp(-(flow_time)/(22 [s])) [C]
Model symulacji Transition k-kl-omega (3eqn)

Schemat numeryczny SIMPLE

Rysunek 13. Rozklad wektorow predkosci obrazujqcy kierunki przeptywu powietrza w
przestrzeni roboczej kriosauny w symulacji z manekinem. ,, Zrodto: opracowanie wiasne”

Poréownanie wynikow symulacji z danymi pomiarowymi (rys.14) wskazuje na zgodno$¢
jakosciowa przebiegu zmian temperatury w czasie, w szczegdlno$ci w zakresie poczatkowej fazy
chtodzenia. W obu przypadkach obserwuje si¢ wyrazny spadek temperatury, jednak symulacja
wykazuje bardziej wygladzony przebieg oraz mniejsze zréznicowanie miedzy punktami
pomiarowymi. Roznice iloSciowe, zwlaszcza w pdzniejszej fazie procesu, moga wynikaé z uproszczen
modelu numerycznego, takich jak przyjete warunki brzegowe lub model turbulencji. Dodatkowo, w
danych eksperymentalnych widoczne sg lokalne niestabilnosci, ktore nie s3 w pelni odwzorowane w
symulacji.
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Rysunek 14. Poréwnanie przebiegow temperatury w czasie uzyskanych z symulacji
numerycznej (a) oraz z pomiarow eksperymentalnych (b) w punktach T1-T16. ,,Zrodlo: opracowanie
wlasne”

Na podstawie przedstawionych przebiegow czasowych przeprowadzono dalsza analizg
przestrzenng pola temperatury. Wyznaczone plaszczyzny poziome (rys.15) odpowiadaja bezposrednio
lokalizacji czujnikow pomiarowych (T1-T16), co umozliwia spojne poréwnanie wynikow symulacji z
danymi eksperymentalnymi. Dla czterech pozioméw wykonano wizualizacje typu contour,
przedstawiajace rozklad temperatury w przekrojach poziomych. Takie podejscie pozwala na oceng
niejednorodnosci pola temperatury oraz identyfikacje wplywu warunkéw przeptywu na rozktad
termiczny w analizowanej przestrzeni.

Rysunek 15. Rozktad temperatury w plaszczyznach poziomych odpowiadajgcych lokalizacji
czujnikéw pomiarowych: (a) poziom T1-T4, (b) poziom T5-T8, (c) poziom T9-T12, (d) poziom T13—
T16. ,, Zrodlo: opracowanie wiasne”
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6. Podsumowanie i wnioski koncowe

Uzyskane wyniki wskazuja na zadowalajgca zgodnos$¢ jakosciowg pomigdzy rezultatami
pomiaréw eksperymentalnych a wynikami symulacji numerycznej, mimo wystgpowania lokalnych
rozbiezno$ci warto$ci predkosci w poszczegdlnych punktach pomiarowych. Zaobserwowane
odchylenia moga wynika¢ z uproszczen przyjetych w modelu numerycznym oraz trudnosci w pelnym
odwzorowaniu rzeczywistych warunkéw geometrycznych wnetrza kriosauny. Istotny wplyw na
charakter przeplywu moze mie¢ w szczegdlno$ci obecnos$¢ tekstylnej tapicerki wewnetrznej, ktorej
nieregularna struktura powierzchni powoduje lokalne zaburzenia przeptywu oraz zwigksza stopien
turbulizacji strugi. Dodatkowo niewielkie rdznice pomig¢dzy rzeczywista i zamodelowana geometrig
ukladu nawiewno-wywiewnego moga wptywac na lokalny rozktad pola predkosci.

W przypadku rozkladu temperatury réwniez zaobserwowano dobra zgodnos¢ jakos$ciowa
pomigdzy symulacja a pomiarami, szczegélnie w zakresie ogélnych trendéw zmian w czasie oraz
przestrzennego zrdznicowania pola temperatury. Niewielkie roznice iloSciowe moga wynika¢ m.in. z
uproszczonego modelowania wymiany ciepla na powierzchniach wewngtrznych, nieuwzglednienia
pelnych wlasciwosci materiatlowych elementdéw wyposazenia oraz niejednorodnosci rzeczywistych
warunkow poczatkowych. Pomimo tego model numeryczny poprawnie odwzorowuje charakter
procesu chtodzenia oraz rozktad temperatury w analizowanej przestrzeni i moze stanowi¢ narzedzie do
dalszej analizy oraz optymalizacji konstrukcji urzadzenia.
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Prezentowana praca dotyczy doswiadczalnych badan nawadniania przeptywu czesci pomiarowej
tunelu aerodynamicznego matych predkosci w kontekscie zjawisk oblodzeniowych statkow
powietrznych oraz badania uktadéw technicznych eksploatowanych w omawianych warunkach.
Zasadnicza cze$¢ badawcza skoncentrowana byta na ilosciowym i jakosciowym scharakteryzowaniu
przeptywu dwufazowego powietrze-woda obejmujgc analize rozktadu przestrzennego kropli
oraz charakterystyk granulometrycznych aerozolu. Nawadnianie czesci pomiarowej tunelu
przy ustalonym cisnieniu dynamicznym powietrza oraz masowym wydatku wody realizowano
przy wykorzystaniu wtryskiwaczy z regulowanymi parametrami pracy, natomiast pomiary
granulometryczne przeprowadzono wykorzystujgc analizator czastek IPS SAM KAMIKA. Gros uwagi
skupiono na analizie wynikdw rejestrowanych w centralnym punkcie przestrzeni pomiarowej. Wyniki
badan eksperymentalnych pozwolity na ilosciowe oraz jakosciowe scharakteryzowanie przestrzennego
pola przeptywu wody. Szczegétowa analiza potwierdzita ilosciowa przewage liczbowa matych kropel
w przeptywie i dominujgcy wptyw duzych kropel na objetos¢ transportowanej wody. Wyznaczone
lokalnie rozktady rézniczkowe i catkowe dla udziatow ilosciowych oraz objetosciowych wskazujg pewne
rozbieznosci przy niskim stezeniu lub duzym rozproszeniu strugi aerozolu. Uzyskane wyniki badan sa
istotnym  dopetnieniem danych dotyczacych funkcjonowania wykorzystywanego tunelu
aerodynamicznego oraz wypetniaja luke informacyjng na temat ilosciowej fragmentacji strugi cieczy
wprowadzanej w przeptyw gazu. Stanowig takze odniesienie do kalibracji modelu numerycznego
przeptywu dwufazowego powietrze — aerozol wody skondensowanej. Ponadto wyniki skfaniaja
réwniez do podjecia dodatkowych badan nawadniania w warunkach obnizonej wartosci temperatury
na potrzeby opisu efektéw oblodzenia elementéw konstrukcyjnych statku powietrznego. Wnioski
pozwalajg na dokonanie oceny niezgodnosci dotyczacych odwzorowywania warunkéw
atmosferycznych. Daje to mozliwos¢ oceny wiarygodnosci badan prowadzonych z wykorzystaniem
tunelu w zakresie jakosciowym, ale réwniez wskazuje na brak mozliwosci petnego odtworzenia petnej
gamy zjawisk atmosferycznych.
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WSTEP

Oblodzenie stanowi jedno z istotniejszych zagrozen dla bezpieczenstwa i niezawodnosci eksploatacji
statkow powietrznych, wptywajgc zaréwno na charakterystyki aerodynamiczne statkow powietrznych,
wydajnos¢ i sprawnosé uktadéw napedowych, jak i na poprawnosé dziatania urzadzen poktadowych.
Zagadnienie oblodzenia jest przedmiotem intensywnych badan juz od poczatkédw rozwoju lotnictwa,
kiedy to zaobserwowano istotne pogorszenie osiggdw oraz statecznosci samolotéw operujacych
w warunkach zwiekszonej wilgotnosci i obnizonej temperatury. Wraz z rozwojem techniki lotniczej
konieczne stato sie prowadzenie badan umozliwiajacych ilosciowq analize mechanizmdéw powstawania
omawianych zjawisk.

W potowie XX wieku podejmowano préby laboratoryjnego modelowania warunkéw atmosferycznych
poprzez wprowadzanie przechtodzonych kropel wody do strugi powietrza i obserwacje jej
oddziatywania z nieogrzewanymi powierzchniami. Dos$¢ dtugo brakowato spdjnego fizycznie modelu
matematycznego zjawiska oblodzenia. Kluczowym krokiem w rozwoju tej tematyki byta praca Bernarda
Messingera [1], w ktérej po raz pierwszy sformutowano jednolity opis bilanséw masy i energii.
Wprowadzona w niej koncepcja frakcji zamarzania umozliwita ilosciowe ujecie, ze jedynie czes¢
zderzajacej wody ulega krystalizacji podczas gdy pozostata czes¢ moze pozostawaé w stanie ciektym
lub by¢ usuwana z powierzchni. Model ten stat sie fundamentem wiekszosci pdzniejszych badan
wskazujac znaczenie parametréw aerodynamicznych i termodynamicznych, jak iograniczenia
zwigzane z odwzorowaniem naturalnych warunkéw atmosferycznych w laboratorium.

W kolejnych dekadach model Messingera byt stopniowo rozszerzany i modyfikowany w celu
uwzglednienia dodatkowych wtasnosci fizycznych, takich jak przewodnictwo cieplne czy nieustalony
charakter narastania lodu na intensywnos¢ wymiany ciepta [2,5]. Przyjete zatozenia dotyczace
warunkéw brzegowych oraz parametrow pochodzacych z badan tunelowych mogg prowadzi¢
do istotnych réznic w przewidywanych ksztattach narostow lodowych. Szczegdlnie wrazliwym
elementem symulacji okazat sie opis zderzen kropel, silnie zalezny od lokalnych wtasnosci aerozolu.

Rownolegle rozwijane s3 modele oblodzenia powierzchni aerodynamicznych, wsréd ktérych szeroko
stosowane s3 podejscia oparte na modelach Messingera. W modelach tych tempo narastania lodu
wyznaczane jest na podstawie bilanséw masy i energii, z uwzglednieniem takich parametréw,
jak frakcja zamarzania czy chropowatos¢ powstajgcego lodu. Wykazano, ze przyjety opis
chropowatosci istotnie wptywa na przewidywany ksztatt lodu oraz wspétczynniki wymiany ciepta
miedzy powierzchnia a przeptywem [3].

Wraz z rozwojem modeli oblodzenia wzrosto znaczenie tuneli aerodynamicznych jako podstawowych
narzedzi badan eksperymentalnych i walidacyjnych. Uwage skupiono nie tylko na srednich wartosciach
parametréw chmury takich jak medianowa s$rednica objetosciowa kropli (MVD — Median Volume
Diamater) czy zawartos¢ ciektej wody (LWC — Ligiud Water Content) w osi przekroju pomiarowego, lecz
rowniez na ich zmiennosci przestrzennej [6]. Badania prowadzone w warunkach przechtodzonych
duzych kropel (SLD — Supercooled Large Droplets) wykazaty niejednorodnos¢ pola aerozolu
w przestrzeni pomiarowej, wynikajaca z oddziatywania sit aerodynamicznych i grawitacyjnych podczas
transportu kropel. Duze krople, pomimo niewielkiego udziatu liczbowego dominujg w bilansie
masowym wody i wykazujg tendencje do sedymentacji oraz deformacji. Prowadzi to do rozbieznosci
pomiedzy potozeniami maksiméw MVD i LWC oraz utrudnia uzyskanie jednorodnej chmury [6].
Dodatkowo, ograniczenia metod pomiarowych parametryzowania i obrazowania fazy skondensowane;j
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(np. CPI — Cloud Particle Imaging; IPS — Infrared Particle Sizer) powodujg istotng niepewnos¢ w opisie
lokalnych charakterystyk chmury aerozolu [4,6]. W rezultacie pomiedzy zatozeniami modeli
oblodzenia, a rzeczywistymi rozktadami kropel generowanymi w tunelach aerodynamicznych istnieje
luka ilosciowa, uzasadniajgca prowadzenie badan nad szczegétowa charakterystyka procesu
nawadniania tunelu aerodynamicznego matych predkosci.

W tym kontekscie szczegdlnie istotne staje sie doktadne zaprojektowanie i scharakteryzowanie
systemu nawadniania tunelu aerodynamicznego, stanowigcego etap wejsciowy catego procesu
badawczego. Niepewnosci w generowaniu aerozolu bezposrednio przektadajg sie na prognozowanie
ksztaltow lodu oraz ocene skutecznosci systeméw przeciwoblodzeniowych. Potgczenie analiz
przeptywu i rozktadéw kropli w tunelu z zaawansowanymi modelami oblodzenia powierzchni,
umozliwia nie tylko okreslenie wymaganych parametrow pracy tunelu, lecz takze identyfikacje jego
ograniczen. Wiekszos$¢ dotychczasowych prac poswieconych problematyce oblodzenia koncentruje
sie na analizie procesu narastania lodu, jego ksztattu oraz wptywu na charakterystyki aerodynamiczne
i termodynamiczne. Znacznie mniejszg uwage poswieca sie samemu procesowi nawadniania tunelu
aerodynamicznego w szczegolnosci ilosciowej i jakosciowej charakterystyce parametréw nawadniania
dla jak najwierniejszego odwzorowania warunkéw atmosferycznych sprzyjajagcych powstawaniu
oblodzenia. W praktyce parametry chmury traktowane sg jako dane wejsciowe bez szczegdtowej
analizy ich zmiennosci w zaleznosci od zastosowanego systemu nawadniania. Powoduje
to niepewnosci na etapie wytwarzania i kontroli paramentéw kropli co bezposrednio przektada
sie na wiarygodnosc¢ badan i jednoznaczng interpretacje wynikéw. W zwigzku z tym praca skupia sie na
ilosSciowej i jakosciowej charakterystyce procesu nawadniania tunelu aerodynamicznego matych
predkosci, traktujgc go jako kluczowy etap badan oblodzeniowych i punkt wyjscia do dalszych analiz
badan eksperymentalnych i ich walidacji numeryczne;.

Niniejsza praca dotyczy doswiadczalnego okreslenia wybranych parametréw aerozolu wodnego przy
ustalonych warunkach przeptywu powietrza i wydatku wody z wykorzystaniem kontrolowanego
systemu wtryskiwaczy oraz analizatora czastek. W ramach realizacji badan przeprowadzono analize
zarejestrowanych charakterystyk granulometrycznych kropel wody oraz ich udziatéw liczbowych,
powierzchniowych i objetosciowych. Szczegdlng uwage poswigcono analizie wynikéw rejestrowanych
w centralnym obszarze przestrzeni pomiarowej, traktowanym jako punkt referencyjny dla oceny
jednorodnosci pola nawadniania. Na podstawie uzyskanych rozktadéw rézniczkowych i catkowych
dokonano oceny dominujagcych mechanizméw transportu wody w przeptywie w tym roli matych
i duzych kropli w ksztattowaniu lokalnych parametréw LWC i MVD. Uzyskane dane stanowig niezbedne
uzupetnienie charakterystyk eksploatacyjnych badanego tunelu aerodynamicznego. Dzieki temu
mozliwa jest ocena jego ograniczen oraz wskazanie kierunkéw dalszych badan.

1. METODYKA BADAN

Kluczowg role w badaniach odegraty wyniki okreslenia charakterystyk aerozolu kropel wody wykonane
za pomocg analizatora optycznego czastek IPS SAM KAMIKA [7]. Poniewaz analizator dokonuje
pomiaréw lokalnych, to do badan nalezato dobra¢ miejsca lokalizacji sondy. Miejsca — punkty
sondowania dobrano lokalizujac je symetrycznie wzgledem osi symetrii przestrzeni pomiarowej tunelu.
Pomiary realizowano poczatkowo w trzech ptaszczyznach pomiarowych A, B i C, zlokalizowanych
wzdtuz kierunku przeptywu przedstawionych na rysunku 1. Gtéwna ptaszczyzna pomiarowa
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znajdowata sie w odlegtosci 2,255 m od systemu generowania aerozolu wodnego, natomiast dwie
dodatkowe ptaszczyzny umieszczono odpowiednio 0,5 m przed oraz 0,5 m za pfaszczyzng srodkowa.

Rysunek 1. Schemat poddzwiekowego tunelu aerodynamicznego z lokalizacjg ptaszczyzn pomiarowych
Zrédto: opracowanie wiasne.

Do ustabilizowanego przeptywu powietrza w tunelu aerodynamicznym wtryskiwano kazdorazowo
130 g wody destylowanej podawanej w czasie 5s. Pomiary realizowano przy statej predkosci
przeptywu powietrza réwnej 17 m-s (odpowiadajacej cisnieniu dynamicznemu 177 Pa)
oraz temperaturze w przestrzeni pomiarowej wynoszacej 17 °C. Rejestracje czastek prowadzono
w czasie 30 s obejmujgcych okoto 5 s rejestracji przedwstepnej, czas dozowania i okoto 20 s czasu
relaksacji dla kazdego punktu pomiarowego, z wyjatkiem punktu centralnego. Dla centralnego punktu
czas pomiaru wydtuzono arbitralnie do 60s w celu zwiekszenia licznosci proby dla obszaru
referencyjnego. Procedure powtdrzono dla tagcznie 13 punktdw rozmieszczonych w obrebie sSrodkowej
ptaszczyzny pomiarowej, na ktérej punkty rozmieszczono symetrycznie w poziomych i pionowych
odlegtosciach od siebie wynoszacych 0,2 m. Szczegétowa lokalizacje punktéw pomiarowych
przedstawiono na rysunku 2.

Rysunek 2. Schemat lokalizacji punktéw pomiarowych
Zrédto: opracowanie wiasne.

Podczas badan rejestrowano dane temperatury i ciSnienia dynamicznego w przeptywie
oraz kazdorazowo uzyskiwane dane charakterystyki probki aerozolu z rejestratora IPS SAM Kamika.
Dane probki obejmowaty miedzy innymi lokalng predkosé¢ przeptywu, objetosé probki powietrza
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wilgotnego, liczbe zarejestrowanych czastek aerozolu z danego zakresu pomiarowego Srednic
i indywidualne dane $rednic. Na podstawie zarejestrowanej informacji mozliwe byto uzyskanie szeregu
danych statystycznych prébki czgstek, w tym wyznaczenie rozktadéw granulometrycznych liczbowych,
liniowych ($rednicowych) oraz objetosciowych — zaréwno tzw. rdzniczkowych jak i catkowych
korzystajgc z ponizszych wzoréw (1-10).

Rozktad ilosciowy:

1
Mi=1, ., k .
i
n.
Z / (2)
J= j=1, .., k
gdzie:
n; - liczba zarejestrowanych czastek aerozolu przypadajgca na i-tg klase wymiarowa,
n; - liczba czastek w j-tej klasie wymiarowej,
k - catkowita liczba klas wymiarowych.
Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy klas wymiarowych — udziat procentowy:
A i
i = Ok 3
o 3)
i Si_n
FA; = ZAJ = 2=ty (4)
j=1 j=1T
gdzie:
A; - udziat procentowy czastek aerozolu w i-tej klasie wymiarowej,
F A; — skumulowany udziat procentowy czgstek aerozolu do i-tej klasy wymiarowej.
Srednia arytmetyczna i sze$cienna $rednic:
S d—d
d, = A; i ()
£ 2
i=1

IS dir1 — di)®
a = |4 (F) (6)
i=1

gdzie:
d; - dolna granica srednicy i-tej klasy wymiarowej,
d;+1 —gorna granica Srednicy i-tej klasy wymiarowej.

Rozktady srednicowe i objetosciowe rézniczkowe — udziaty procentowe:

1 /djp1 —d;
Bni = A d_<7l+1d- l) )
n L
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1 (digs = diy’
By = A; _(‘—>
Vi L4\ 4 (8)
Skumulowane rozktady $rednicowe i objetosciowe catkowe — udziaty procentowe:
i
FBui = ) By o)
j=1
i
FByi = ) Bug (10)
j=1

2. STANOWISKO BADAWCZE

Stanowisko badawcze przeznaczone do wyznaczania charakterystyk rozktadu ilosci, wielkosci
i objetosci czastek aerozolu wodnego obejmowato poddiwiekowy tunel aerodynamiczny, system
wtryskiwaczy aerozolu oraz aparature pomiarowg IPS SAM KAMIKA.

2.1. Poddzwiekowy tunel aerodynamiczny matych predkosci

Badania przeprowadzono w przestrzeni pomiarowej poddiwiekowego tunelu aerodynamicznego
o obiegu zamknietym i $rednicy przestrzeni pomiarowej 1,1 m, gdzie jednorodny niezaburzony
przeptyw stanowi 70 % powierzchni przeptywu. Schemat i otwarta przestrzern pomiarowa widoczne
sg odpowiednio na rysunku 1i 3. Przeptyw powietrza generowany jest przez wentylator o mocy 50 kW,
ktory wyposazony jest w automatyczny systemem regulacji predkosci obrotowej pozwalajacy
na osigganie maksymalnej predkosci przeptywu do 50 m-s~1. Tunel wyposazony jest w system pomiaru
cisnien oraz nie wykorzystywang w niniejszych pomiarach wage aerodynamiczng i system chtodzenia
pozwalajacy na obnizenie temperatury przeptywu do okoto —10°C. Predkos¢ przeptywu w tunelu
aerodynamicznym wyznacza sie posrednio na podstawie pomiaru rdznicy cisnienia statycznego
i dynamicznego. Do pomiaru zastosowano przetwornik rdznicy cisnien APR-2000 firmy Aplisens
o zakresie 0-10 kPa i sygnale wyjSciowym 4-20 mA. Zgodnie z danymi producenta btagd podstawowy
przetwornika wynosi +/- 0,1% petnego zakresu pomiarowego, co odpowiada niepewnosci +10 Pa.
Podczas przeprowadzonych badan nie uwzgledniano poprawki na zmiane gestosci powietrza. Zwigzany
z tym btad pomiaru predkosci przeptywu gazu, okreslony na podstawie maksymalnej mozliwej réznicy
temperatury w stosunku to wartosci odniesienia, nie powinien by¢ wiekszy od 1,8 % w wartosciach
wzglednych. Dane temperatury okreslono na podstawie danych z aparatu IPS SAM KamiKa opisanym
w jednym z nastepnych punktow.
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Rysunek 3. Przestrzer pomiarowa poddZwiekowego tunelu aerodynamicznego
Zrédto: opracowanie wiasne.

2.2. System nawadniania

Przeptyw powietrza w tunelu aerodynamicznym nawadniano za posrednictwem zamontowanego
cisnieniowo wodnego systemu rozpylania aerozolu, ktéry widoczny jest na rysunku 4. System
sktada sie z metalowej ramy, na ktérej zamontowane sg trzy podwadjne wtryskiwacze. Pojedynczy
wtryskiwacz sktada sie z dwdch tukowatych ramion zakorczonych otworami o $rednicy 2 mm.
Zespdt jednego wtryskiwacza pozwala na generowanie aerozolu wodnego o kacie rozwarcia 60°.
Jako czynnik roboczy do wytworzenia aerozolu wodnego wykorzystano wode destylowang. System
rozpylania cieczy zasilany jest przez uktad gazowych przewodéw podatnych o $rednicy 8 mm
(na rysunku—przewody w kolorze niebielskim) transportujgcych powietrze do wlotu tukowatych
ramion rozpylaczy. Mosiezne koricowki ramion, stanowigce dysze wtryskowe, wyposazone
sg w zestaw bocznych kréoécow, do ktdrych transportowana jest dozowana woda destylowana
za pomocg przewodow (na rysunku — czarnych) o Srednicy 6 mm. Woda wprowadzana jest
do przeptywu za pomoca wtryskiwacza, ktérego wylot usytuowany jest centralnie w kazdej z 6 dysz
systemu nawadniania. Catos¢ jest instalowana w ukfadzie pionowym w centrum dyszy wlotu
do strefy pomiarowej.

Rysunek 4. System wtryskiwaczy wykorzystany do badania
Zrédto: opracowanie wiasne.
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2.3. Aparatura pomiarowa

System KamiKa IPS SAM nr 1098 przystosowany jest do pomiaru granulacji i koncentracji zawiesin
statych i aerozoli cieczowych w przeptywie strumienia powietrza w tunelu aerodynamicznym.
Schemat ideowy systemu widoczny jest na rysunku 5. Aparatura wykorzystuje optoelektroniczny
pomiar parametrow rozpraszania Swiatta na poszczegdlnych czastkach aerozolu. Rozmiary czastek
sg okreslane kazdorazowo poprzez parametry zarejestrowanego impulsu elektrycznego
proporcjonalne do rozmiaru czgstki. Dane wszystkich czastek sg natomiast klasyfikowane
z podziatem na 256 klas wymiarowych. Analizator rejestruje czasteczki w zakresie $rednic
od 0,5 do 300 pm. Maksymalna predkos¢ przeptywu strumienia przy ktérej mozliwe jest poprawne
wykonywanie pomiaréw siega 40 m-s natomiast temperaturowy zakres pracy zawiera
sie w granicach od —-10°C do 20°C. Wedtug danych producenta system moze pracowac
w warunkach duzej wilgotnosci otoczenia. Mozliwy jest rowniez pomiar parametrow powietrza
optywajgcego analizator: temperatury, wilgotnosci wzglednej oraz predkosci przeptywu. Przyrzad
do pomiaru wielkosci czgstek aerozolu jest kalibrowany przez producenta z wydaniem stosownego
certyfikatu. W zwigzku z tym gtéwnym Zrédtem niepewnosci jest dyskretne kwalifikowanie
zidentyfikowanej czastki do danej klasy wymiarowej. Niedoktadno$s¢ mozna okresli¢ poprzez
wyznaczenie stosunku szerokosci pojedynczej klasy wymiarowej do dtugosci catego przedziatu. Ze
wzgledu na wyrdznianie ograniczonej liczby klas wymiarowych, wynoszacej 265, maksymalny btad
wzgledny wynosi 1/256 [7]. Odrebnym problemem jest ograniczona szeroko$¢ maksymalna catego
przedziatu wszystkich klas wymiarowych. Czastki przekraczajgce rozmiar maksymalny nie s3
kwalifikowane. Ich pominiecie skutkuje przede wszystkim zanizeniem parametréw catkowych:
dystrybuanty rozktadu i np. catkowitej masy wychwyconych czastek. Schemat ideowy systemu
pomiarowego IPS SAM Kamika - widoczny na rysunku 5 sktada sie z sondy pomiarowej (1), ktéra
pofaczona jest 20-metrowym przewodem (2) z elektronicznym blokiem pomiarowym (3).
Do elektronicznego bloku pomiarowego podtaczony jest komputer (5) za posrednictwem kabla
USB 2.0 (4) [7].

Rysunek 5. Schemat ideowy systemu pomiarowego IPS SAM Kamika
Zrédto: [7].

1247



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

3. WYNIKI BADAN

Analiza wstepnych wynikéw wykazata istotne rozbieznosci oraz brak powtarzalnosci danych
uzyskanych w ptaszczyznach skrajnych A i C (por. rysunek 1), wynikajace z nieustalonego charakteru
transportu aerozolu w tych obszarach. Domniemana przyczyna obserwowanych efektéw w przekroju
A zwigzana jest prawdopodobnie z ksztattowaniem sie przeptywu aerozolowego, na ktéry sktadaja sie
sprzezone efekty cieplno-przeptywowe takie jak wptyw efektu czesciowego odparowania w procesie
fragmentacji kropel i wspdfistniejacej turbulencji przeptywu. Osiggniecie powtarzalnosci
rejestrowanych parametréw granulometrycznych w ptaszczyznie B moze $wiadczy¢ o quasi-ustalonym
charakterze przeptywu. Stad gros uwagi potozono na analize wynikdw reprezentujgcych
powierzchniowy rozktad przeptywu aerozolowego dla powierzchni centralnej. Takie podejscie
pozwolito ograniczy¢ wptyw zaburzen oraz zapewnic¢ wiarygodnos¢ poréwnarn ilosciowych.

Z uwagi na pokazng ilos¢ danych zarejestrowanych dla wszystkich punktéw pomiarowych oraz
konieczno$¢ zachowania czytelnosci prezentacji wynikéw, do szczegétowej analizy wybrano punkty
reprezentatywne dla réznych obszaréw ptaszczyzny pomiarowej. Dobdr obejmuje punkty potozone
w centralnej czesci oraz punkty zlokalizowane blizej krawedzi obszaru pomiarowego, co umozliwia
ocene przestrzennej zmiennosci rozktadow czastek.

W pierwszej kolejnosci omdwione zostang lokalne rozktady rézniczkowe i catkowe udziatu liczbowego
oraz procentowego udziatu objetosciowego czastek aerozolu wodnego dla punktéw pomiarowych 2,
4,7,6i5. Celem tej czesci analizy jest okreslenie podstawowej struktury aerozolu oraz identyfikacja
réznic pomiedzy obszarem centralnym a strefami bocznymi. Kolejna cze$¢ obejmuje poréwnanie
rozktadéw procentowych klas wymiarowych dla dwdéch punktéw 4 i 11 potozonych bezposrednio
nad i pod centralnym punktem pomiarowym. Umozliwito to bezposrednie zestawienie udziatéw
liczbowych i objetosciowych niezaleznie od ich wartosci bezwzglednych. W ostatniej czesci
przedstawiono przestrzenny rozktad objetosci aerozolu w ptaszczyznie pomiarowej, ktéry pozwala
na globalng ocene jednorodnosci pola aerozolu. Zestawienie to stanowi uzupetnienie lokalnych
histogramoéw, umozliwiajac interpretacje wynikow w kontekscie przestrzennego rozktadu aerozolu
w badanym przekroju. Najwazniejsze parametry ilosciowe opisujace poszczegdélne dane z punktéow
pomiarowych takich jak wartosci Dmos okreslajacej sSrednice czastek najbardziej znaczacych
w rozktadzie i Dmes Okreslajacej Srednice czastek wyznaczajacej doktadnie 50% rozktadu, liczby
zliczonych czgstek oraz objetosci transportowanej wody zestawiono w tabeli 1.

Tabela 1. Zestawienie najistotniejszych parametréow dla kazdego z pomiaréw

Lokalizacja punktu Liczba czastek Objetos¢ wod
pomia:ovsego Dmoa [Hm] Dmea [Hm] [szt.‘—]1 JeV [kg] '
1 3,7 4,1 149 8,87-10713
2 5,2 5,9 2505 2,28-10712
3 3,0 5,2 1001 1,15- 10712
4 5,9 6,6 8713 1,12-10711
5 1,2 4,1 40 9,49 - 10714
6 3,0 5,5 855 1,25- 10712
7 5,9 6,6 4291 1,19-10711
8 2,7 5,2 443 1,15- 10712
9 1,2 5,5 69 3,57-10715
10 4,1 5,5 464 1,14-10712
11 4,1 5,5 4054 2,32-10712
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Lokalizacja punktu Liczba czgstek Objetos¢ wody
pomiarowego Dmoa [Hm] Dmea [Hm] [szt.] V [kg]
12 0,9 5,2 101 4,15-10713
13 4,1 5,9 871 1,59 10712

Zrédto: opracowanie wiasne.
3.1. Lokalne rozklady liczbowe i objetosciowe w wybranych punktach pomiarowych

Do dalszej szczegdtowej oceny przyjeto zatozenie, ze dane z punktéw 2, 4, 5, 6 i 7 sg reprezentatywne dla
centralnej oraz bocznej czesci ptaszczyzny pomiarowej Umozliwito to poréwnanie charakteru rozktadow
w obszarach o odchyleniu pionowym i poziomym wzgledem osi strugi. Charakterystyki przedstawiajgce
rozktady liczbowe i objetosciowe rejestrowane dla punktéw kolejno 2, 4, 5, 6 i 7 przedstawione sg na
rysunkach 6 - 15. Dla wybranych punktéw analizowane rozkfady liczbowe wykazywaty dominacje
drobnych kropli, ktérych najwiekszy udziat wystepowat w zakresie najmniejszych srednic. Jednoczes$nie
rozktady objetosciowe wskazywaty, ze mimo niewielkiej liczebnosci, wieksze krople miaty istotny wptyw
na lokalny udziat objetosciowy cieczy. Najbardziej jednorodne rozktady uzyskano w punktach 2, 4i 7,
zlokalizowanych pionowo na ptaszczyznie pomiarowej natomiast w punktach 5 i 6, zlokalizowanych
skrajnie, liczba rejestrowanych czastek byta mniejsza, a przebieg rozktadéw miat bardziej rozproszony i
nieregularny charakter. Zgodnie z danymi zestawionymi w tabeli 1 dla punktéw centralnych 2, 4 i 7
wartosci charakterystycznych srednic wynoszg Dy,0q = 5,2 — 5,9 um oraz Dyeq = 5,9 — 6,6 um przy
jednoczesnie najwiekszej liczbie zarejestrowanych czastek i objetosci transportowanej wody. Natomiast
dla wartosci w punktach bocznych 5 i 6 zaobserwowano znacznie mniejsze liczby zarejestrowanych
czastek i obnizony udziat objetosciowy transportowane;j cieczy.

Rysunek 6. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 2 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 7. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 2 punktu pomiarowego — udziat
procentowy. Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 8. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 4 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 9. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 4 punktu pomiarowego — udziat
procentowy. Zrédto: opracowanie wiasne.
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Rysunek 10. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 7 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 12. Rozktad rdézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 6 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 14. Rozktad rdézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 5 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wtasne.
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Rysunek 11. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 7 punktu pomiarowego — udziat
procentowy
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 13. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 6 punktu pomiarowego — udziat
procentowy
Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 15. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 5 punktu pomiarowego — udziat
procentowy
Zrédto: opracowanie wtasne.

3.2. Poréwnanie rozkladéw procentowych dla punktow 4i 11

Na rysunkach 16-21 przedstawiono dane umozliwiajgce poréwnanie rozktadéw catkowych

i rozniczkowych dla punktéw pomiarowych 4 i 11. Obejmujg one zaréwno rozktady liczbowe
oraz procentowe klas wymiarowych, jak i rozktady objetosciowe. W obu punktach rozktady
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procentowe zachowywaty wysoki udziat liczbowy czgstek drobnych o srednicach charakterystycznych
Dimoa = 4,1—=59um i Dpeq = 5,5— 6,6 um oraz wyrazne przesuniecie udziatu objetosciowego
ku wiekszym $rednicom. Otrzymany rozktad ilosciowy dla punktu 4 wykazywat ciggty charakter,
natomiast rozktad objetosciowy czgstek charakteryzowat sie szerokim zakresem srednic, obejmujacym
krople o rozmiarach od kilkunastu do kilkudziesieciu um. Dane zarejestrowane w punkcie 11 wskazujg
na wyrazng dominacje kropli o matych srednicach w rozktadzie liczhowym, przy czym zasadniczy udziat
liczbowy przypadat na czastki o srednicach do okoto 10 um. Natomiast rozktad objetosciowy miat
wyraznie skokowy charakter, wynikajacy z dominujgcego udziatu pojedynczych klas kropli o srednicach
w przedziale kilkudziesieciu pm w szczegdlnosci powyzej 30-40 um, ktére w decydujacy sposdb
ksztattowaty catkowity udziat objetosciowy cieczy. Poréwnanie rozktadéw dla punktéw 4 i 11 pokazuje,
ze nawet przy podobnej ogdlnej strukturze aerozolu lokalne rozktady procentowe moga rdznié
sie przebiegiem i koncentracjg udziatéw w poszczegdlnych klasach wymiarowych.

Rysunek 16. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
klas wymiarowych dla 4 punktu pomiarowego —
udziat procentowy. Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 18. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 4 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 20. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 4 punktu pomiarowego — udziat
procentowy. Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 17. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
klas wymiarowych dla 11 punktu pomiarowego —
udziat procentowy. Zrédto: opracowanie wtasne.

Rysunek 19. Rozktad rézniczkowy i catkowy ilosciowy
dla 11 punktu pomiarowego
Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 21. Rozktad rézniczkowy i catkowy
objetosciowy dla 11 punktu pomiarowego — udziat
procentowy. Zrédto: opracowanie wiasne.
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3.3. Przestrzenny rozklad objetosci aerozolu w plaszczyznie pomiarowej

Przeskalowane do jednakowych czaséw dozowania dane objetosci wychwyconej wody dla wszystkich
pomiaréw zestawiono na rysunku 22. Mozliwa jest dzieki temu ocena skali niejednorodnosci gestosci
strumienia fazy skondensowanej w obrebie analizowanego przekroju poprzecznego. Najwieksze
wartosci objetosci aerozolu zarejestrowano w punktach 4 i 7 potozonych w osi generowanego
aerozolu, natomiast w punktach bardziej oddalonych od osi strugi objeto$¢ wody byta wyraznie
mniejsza.

Rysunek 22. Rozktad objetosciowy przeptywu aerozolu wodnego w tunelu aerodynamicznym.
Zrédto: opracowanie wtasne

ZBIORCZA ANALIZA POROWNAWCZA

Gtownym whnioskiem analizy szczegétowej jest stwierdzenie, ze zasadnicza cze$¢ objetosci cieczy
nie byta przenoszona przez krople dominujgce liczbowo, lecz objetosciowo. Dotyczy to w szczegdlnosci
okolicy osi symetrii przestrzeni pomiarowej. Dla tej strefy modalna srednica liczbowa wynosita okoto
5,9 um, a mediana liczbowa okoto 6,6 um jednoczesnie modalna $rednica objetosSciowa osiggata okoto
89,2 um, a mediana objetosciowa okoto 36,1 um to uwydatnia, ze najwiekszy udziat w objetosci
aerozolu miaty krople zdecydowanie wieksze.

Rozktady rejestrowane w punktach 5 i 6 zlokalizowanych z lewej strony od osi wtrysku miaty wyraznie
bardziej rozproszony charakter. Dla rozktadu w punkcie 6 nadal obserwowano obecnos¢ matych
srednic kropli, jednak ich liczebnos¢ byta znacznie nizsza niz w obszarach centralnych. Z kolei rozktad
objetosciowy w tym punkcie wskazywat, ze znaczacy udziat w catkowitej objetosci cieczy pochodzit
od pojedynczych kropli o wiekszych srednicach. Jeszcze silniej efekt ten zaznaczyt sie w danych dla
punktu 5, gdzie rozktad liczbowy byt bardzo ograniczony, natomiast udziat objetosciowy zostat niemal
zdominowany przez pojedynczg klase wiekszych Srednic kropli. Uwydatnia to, ze w obszarach
peryferyjnych transport cieczy byt realizowany nie przez geste pole matych srednic kropli, lecz przez
sporadycznie pojawiajace sie krople o duzych $rednicach.

Poréwnanie danych pomiaru z punktéow 4 i 11 pozwala oceni¢, w jaki sposdb zmienia sie struktura
aerozolu pomiedzy obszarem pofozonym nad i pod punktem centralnym. Dla danych otrzymanych
w punkcie 4 rozktad liczbowy jest bardziej rozwiniety i stopniowo malejgcy wraz ze wzrostem $rednicy
kropli. Krzywa catkowa osigga wysokie wartosci w zakresie matych $rednic co uwydatnia, ze wiekszos¢
czastek liczbowo skupia sie w dolnym zakresie rozmiaru srednic. Jednoczesnie rozktad objetosciowy
ma charakter stosunkowo szeroki i ciggly, wiec udziat objetosciowy jest roztozony na wiekszg liczbe
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klas srednic, a nie skupiony wytgcznie w pojedynczych frakcjach. Dla danych otrzymanych w punkcie
11 rozktad liczbowy zachowuje podobny ogdlny charakter, ale jest bardziej skoncentrowany w zakresie
najmniejszych srednic. Krzywa catkowa osigga wysoki udziat szybciej niz dla rozktadu w punkcie 4 wiec
udziat liczbowy czastek drobnych przewaza. Jednoczesnie rozktad objetosciowy ma widoczny skokowy
przebieg. Objetos¢ cieczy w punkcie 11 jest ksztattowana przez kilka wyraznie zaznaczonych klas kropli
o wiekszych $rednicach, co wskazuje na bardziej epizodyczny charakter transportu wody. Otrzymane
rdznice sugeruja, ze punkt 4 znajduje sie w obszarze bezposredniego oddziatywania rozwinietej strugi
aerozolu, natomiast punkt 11 reprezentuje strefe, w ktorej pole aerozolu jest juz bardziej rozrzedzone.
W rezultacie udziat objetosciowy w punkcie 11 staje sie silniej zalezny od sporadycznego pojawienia
sie wiekszych kropli.

Przestrzenny rozktad objetosci aerozolu w ptaszczyznie pomiarowej wskazuje jednoznacznie, ze pole
nawadniania nie jest jednorodne. Najwieksze wartosci objetosci zarejestrowano w punktach 4i7,
natomiast wartosci wyraznie nizsze odnotowano w punktach potozonych dalej od centralnej czesci
pola pomiarowego. Oznacza to, ze zasadniczy rdzen strugi aerozolu byt skupiony w obszarze
centralnym, podczas gdy na obrzezach ptaszczyzny pomiarowej nastepowato wyrazne rozrzedzenie
przeptywu aerozolu. Rozktad ten dobrze koreluje z wczesniej obserwowanymi lokalnymi histogramami.
Punkty o najwiekszej objetosci aerozolu to jednoczesnie punkty, w ktérych uzyskano najbardziej
rozwiniete i stabilne rozktady liczbowe i objetosciowe. Z kolei punkty o niewielkiej objetosci catkowitej
charakteryzowaty sie mniejsza liczbg rejestrowanych kropli i wiekszym wptywem pojedynczych czastek
na wynik objetosciowy.

Rozktady, ktére otrzymano w wyniku badan potwierdzajg, ze aerozol wodny generowany w tunelu
aerodynamicznym charakteryzowat sie liczbowa dominacjag matych kropel, natomiast istotng role
odgrywaty krople wieksze, ktére majg znaczacy udziat w catkowitym transporcie wody. Taka
rozbiezno$¢ pomiedzy rozktadem liczbowym i objetosciowym byta widoczna we wszystkich
analizowanych punktach pomiarowych, jednak jej skala zalezata od potozenia punktu w ptaszczyznie
pomiarowej.

taczna analiza wszystkich przedstawionych wynikéw prowadzi do kilku podstawowych obserwacji.
Aerozol wodny generowany w tunelu aerodynamicznym cechuje sie stata dominacjg drobnych kropli
w sensie liczbowym, niezaleznie od lokalizacji punktu pomiarowego. Udziat objetosciowy cieczy jest
w znacznym stopniu kontrolowany przez krople wieksze, ktérych liczba jest niewielka, lecz znaczenie
transportowe duze. Rozkfady lokalne i rozktad przestrzenny objetosci wskazujag na istotng
niejednorodnos¢ pola aerozolu w obrebie analizowanej ptaszczyzny. Oznacza to, ze charakterystyka
aerozolu wodnego nie moze by¢ poprawnie opisana jedynie przez pojedynczy parametr liczbowy ani
wyfacznie przez pomiar wykonany w jednym punkcie. Dla oceny jakos$ci nawadniania oraz mozliwosci
odwzorowania warunkéw oblodzeniowych konieczne jest réwnoczesne uwzglednienie lokalnych
rozktaddw liczbowych, objetosciowych oraz ich zmiennosci przestrzennej.

PODSUMOWANIE

Przeprowadzono badania doswiadczalne charakterystyk aerozolu wodnego. Ze wzgledu na charakter
badanego zjawiska byly one czasochtonne i wymagaty opracowania procedur pozwalajgcych na
uzyskanie wiarygodnych danych charakterystyki pola przeptywu z danych pomiaréw punktowych.
Jednak dzieki temu uzyskano niezbedne dane dopetniajgce charakterystyke tunelu aerodynamicznego
do badania zjawisk oblodzeniowych. Dane te pozwolg na prowadzenie badan z mozliwoscia
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otrzymywania danych ilosciowych w szerszym niz dotychczas zakresie. Do tej pory ograniczaty sie one
gtéwnie do badan jakosciowych. Jest to wazne z punktu widzenia potrzeb techniki — nie tylko lotniczej,
dlatego, ze zjawiska te szczegdlnie czesto sg czynnikami zagrazajacymi bezpieczenstwu.

PODZIEKOWANIA

Badania oraz przedstawione w niniejszym artykule wyniki zostaty przeprowadzone w ramach
Uniwersyteckiego Grantu Badawczego UGB 531-000113-W200-22 pt. ,Badania parametréw
wielofazowych struktur dyspersyjnych do opracowania metodyki pomiaréw i modelowania
numerycznego zjawisk cieplno-przeptywowych”.

NOMENKLATURA
MVD Median Volume Diamater — medianowa Srednica objetosciowa,
Lwc Ligiud Water Content — zawartos$¢ ciektej wody,
SLD Supercooled Large Droplets — przechtodzone duze krople,
CPI Cloud Particle Imaging — obrazowanie czgstek chmurowych,
IPS Infrared Particle Sizer — optyczny miernik czastek,
Dimoa Srednica czastek najbardziej znaczacych w rozktadzie (pm),
Died $rednica, ponizej ktdrej zawarte jest doktadnie 50% rozktadu (um),
% objetosé (kg),
n; liczba zarejestrowanych czastek aerozolu przypadajaca na i-tg klase wymiarowg,
n; liczba czgstek w j-tej klasie wymiarowej,
k catkowita liczba klas wymiarowych,
A; udziat procentowy czastek aerozolu w i-tej klasie wymiarowej,
FA; skumulowany udziat procentowy czastek aerozolu do i-tej klasy wymiarowej,
d; dolna granica srednicy i-tej klasy wymiarowej,

diy1 g6rna granica $rednicy i-tej klasy wymiarowej.
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Badanie wplywu zmian grubosci szczeliny powietrznej
miedzy ubraniem a skorg na tempo powstawania oparzen
przy radiacyjnym wymuszeniu cieplnym

JAKUB KOTYNSKI, MATEUSZ WENDOtOWICZ, tUKASZ CIESLIKIEWICZ, PIOTR tAPKA

Politechnika Warszawska, Wydziat Mechaniczny Energetyki i Lotnictwa, Instytut Techniki Cieplnej
ul. Nowowiejska 21/25, 00-665 Warszawa
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Stowa kluczowe: radiacyjne wymuszenie cieplne, ruchoma szczelina powietrzna, kryteria oceny oparzen, ubrania
ochronne

Na stanowisku do badania wtasciwosci ochronnych ubran specjalnych analizowano czasy powstawania
oparzen w warunkach radiacyjnego wymuszenia cieplnego. Badano czterowarstwowe pakiety ubran
ochronnych poddane dwém gestoéciom radiacyjnego strumienia cieplnego: 7.5 i 12.5 kW /m?.
Gtéwny nacisk potozono na sprawdzenie wptywu czestotliwosci zmian szerokosci szczeliny powietrznej
znajdujacej sie pomiedzy podszewka materiatu ochronnego a wymiennikiem ciepta lub imitatorem
skdry. Zmiana szerokosci szczeliny powietrznej wymuszana byta z amplitudg 2.4 mm, oscylujac wokot
podstawowej grubosci 3.2 mm. Uzyskane wyniki pomiarowe zostaty przeanalizowane pod katem
dwdch wybranych kryteridow powstawania oparzen: catki Henriquesa, krzywej Stoll oraz dodatkowo
kryterium HTI (ang. Heat Transfer Index) okreslajacego czas potrzebny na przeptyniecie zadanej ilosci
ciepta przez materiat ochronny.

Wstep

Pozary od wiekow stanowity ogromne zagrozenie w miejscach, gdzie wystepowata znaczna
koncentracja zabudowy. Naturalne zatem byto powotanie stuzby publicznej, ktéra odpowiadataby za
ich gaszenie. Najstarsza znang w historii jednostka strazy pozarnej byli rzymscy vigiles [1]. Srodki
ochrony osobistej strazakéw nie byty jednak przedmiotem zainteresowania nauki az do lat 40.
XX wieku, kiedy to w serii artykutéw badacze Henriques i Moritz [2-4] zaproponowali matematyczny
model pozwalajacy na stworzenie kryterium powstania oparzenia w oparciu o réwnanie Arrheniusa
[4, 5]. Rdwnanie to ma nastepujaca postac:

t  /—75000
Q=31- 1098f exp (T) dt 1)
0 t

W czasach, w ktérych opracowywano réwnanie (1), nie byta jeszcze wyszczegdlniona pieciostopniowa
skala klasyfikujaca oparzenia stosowana obecnie. Autorzy przypisujg zatem kryterium stowny opis.
Zgodnie z nim dla Q < 0.53 dochodzi do nietrwatych, odwracalnych uszkodzen skéry. W obecnej
klasyfikacji jest to zatem pierwszy stopie oparzenia. Dla wartosci 1 > 1 nastepuje obumarcie
naskdrka, co odpowiada stopniowi 2b. Innym z powszechnie stosowanych kryteridw jest tzw. krzywa
Stoll, opracowana w latach 60-tych XX wieku przez Stoll i Chiante [6]. To kryterium oparte jest na ilosci
dostarczanej energii na 1 cm? powierzchni materiatu symulujacego skére. Przyjmuje sie, ze oparzenie
stopnia 2b powstaje, gdy temperatura skory przyrasta szybciej niz temperatura zgodna z krzywa Stoll
[5, 7]. Ostatnim z kryteridw uzytym w trakcie badan byto kryterium HTI24 (ang. Heat Transfer Index),
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zdefiniowane jako czas potrzebny do wzrostu temperatury kalorymetru miedzianego o czystosci 99%,
masie 18 g i $rednicy 40 mm o 24 K [8], co odpowiada energii przekazanej przez pakiet ochronny
wynoszacej 166.32 J.

W ocenie ryzyka powstania oparzen u strazakow czesto pomija sie kluczowy czynnik, jakim jest wptyw
ruchu uzytkownika na intensywnos$¢ wymiany ciepta w ubraniu ochronnym [9]. Dynamiczne zmiany
grubosci szczeliny powietrznej miedzy wewnetrzng strong ubrania a skdrg determinujg zmiennos¢ jej
oporu cieplnego. Rola samej szczeliny powietrznej byta juz wczesniej wielokrotnie opisywana
w literaturze [10], a jedng z najczesciej cytowanych pozycji w tym obszarze jest praca Sawcyna
i Torviego [11]. Autorzy ci wykorzystali w swoich badaniach palniki gazowe, ktére generowaty strumien
ciepta o gestosci 80 + 2 kW /m?, wykazujac na podstawie kryterium Stoll, ze zwiekszanie grubosci
szczeliny bezposrednio koreluje z wydtuzeniem czasu potrzebnego do powstania oparzer. Wymiary
badanych szczelin przyjmowano czesto w sposéb arbitralny, z uwzglednieniem wartosci granicznej
wynoszgcej 6.4 mm. Warto w tym miejscu nadmienié, ze przedstawione zakresy zmian grubosci
szczeliny od 3.2 mm do 19.1 mm odpowiadajg utamkom cala powszechnie spotykanym w anglosaskiej
literaturze technicznej (1/8" — 3/4"). Badania przeprowadzone przez Miynarczyk i in. [12] dowodza
jednak koniecznosci uwzgledniania znacznie wiekszych wymiaréw szczelin niz te, ktére przyjmowano
do tej pory.

W tym kontekscie na szczegdlng uwage zastuguja wyniki uzyskane przez Udayraja i in. [9]. Autorzy ci
zaprezentowali wyniki symulacji dla szczelin powietrznych w zakresie 6.4 — 19.1 mm przy wymuszeniu
cieplnym wynoszacym 80 + 2 kW /m?2. Praca ta w istotny sposéb odnosi sie réwniez do
miedzynarodowych norm, m.in. 1ISO 9151 czy ISO 6942, zarzucajgc im brak uwzglednienia wptywu
zmiennosci grubosci szczeliny powietrznej pod materiatem ochronnym. Kluczowa dla tego zagadnienia
okazuje sie rowniez publikacja Wanga i Wanga [13], ktdra opisuje badania dotyczace zmiany grubosci
szczeliny powietrznej w ubraniach ochronnych strazakdw wystepujgce m.in. w trakcie chodzenia.
Z analizy tej wynika, ze podstawowa grubosé szczeliny wynoszacy 3.2 mm stanowi mozliwy do
wystgpienia przypadek w warunkach rzeczywistych. Co wiecej, badacze wykazali, ze funkcja
sinusoidalna jest dobrym przyblizeniem zmian grubosci szczeliny.

Wychodzac z tych zatozen, w niniejszej pracy przedstawiono wyniki uzyskane dla zmiennej grubosci
szczeliny o amplitudzie 2.4 mm wokot wartosci podstawowej wynoszacej 3.2 mm (przy czestotliwosci
wynoszgcej od 0do 0.5 Hz). Warto przy tym dodaé, ze wptyw konwekcji w analizowanym
eksperymencie moze zosta¢ pominiety, co uzasadniajg badania wskazujgce na nieznaczna role tego
mechanizmu w przypadku szczelin powietrznych o grubosci mniejszej niz 6.4 mm [10, 11, 14].

1. Stanowisko badawcze
1.1. Budowa stanowiska

Do przeprowadzenia pomiaréw wykorzystano stanowisko badawcze, pozwalajagce generowac
wymuszenie radiacyjne o maksymalnej mocy 18 kW . Wtasciwe pomiary byly wykonywane przy dwéch
wariantach wymuszenia, odpowiednio 7.5 i 12.5 kW /m?. Ogélny schemat stanowiska przedstawiono
na Rysunku 1. Widoczny jest na nim wozek (8), na ktdrym umieszczana byta prébka materiatu (5).
Do wézka przymocowany byt zewnetrzny miernik gestosci strumienia ciepta (6) oraz weze
doprowadzajagce wode chtodzacy z tazni cyrkulacyjnej z termostatem (7) — zaréwno do samego
miernika, jak i do wymiennika znajdujacego sie pod tkaning. Promienniki (4) umieszczone byly

1257



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

na ruchomej ramie, ktérej wysokos$¢ zawieszenia mozna byto zmienia¢ za pomocg nawijania linki
stalowej na kotowrotek (2). Do krééca wyciagu (1) podtgczono wentylator wyciggowy, ktory usuwat
dym powstajgcy w wyniku rozktadu termicznego badanych materiatéw. W celu zapewnienia
powtarzalnego zatadunku prébek do komory zdecydowano sie na wykorzystanie systemu opartego
na przeciwwadze (3), potaczonej linkg stalowg przez uktad bloczkéw do wdzka.

Rysunek 1. Schemat stanowiska badawczego.

Szczego6towy schemat uktadu ruchomej szczeliny pokazany jest na Rysunku 2. Widoczna tam szczelina
powietrzna (3) ograniczona jest od géry materiatem ochronnym (1), od spodu wymiennikiem ciepta (4)
w uktadzie bez imitatora skéry. W pomiarach, w ktdrych byt wykorzystywano imitator skéry, byt on
umieszczany na powierzchni wymiennika. Aluminiowe profile konstrukcyjne (2) zostaty wykorzystane
do wykonania catego stanowiska. Przytacza wody chtodzacej (5) zostaty umieszczone pod
wymiennikiem, ktéry od dotu byt zaizolowany przy uzyciu ptyty (6) z polistyrenu ekstrudowanego (XPS).
Ruch sinusoidalny wymuszaty cztery silniki krokowe (7), do ktérych przytagczono krzywki (9) wykonane
z politetrafluoroetylenu (PTFE). Wymiennik zostat umieszczony na blacie drewnianym (8) z uwagi na
jego laminowang powierzchnie oraz niski wspdétczynnik tarcia w kontakcie z teflonem. Aby uktad
poruszat sie wytgcznie w pionie, nalezato odebra¢ mu dwa stopnie swobody. W tym celu ruchome
elementy zostaty przytwierdzone do dwdch prowadnic liniowych (10), ktére bedac osadzone na state,
umozliwiaty ruch uktadu wytacznie w pionie.
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Rysunek 2. Szczegétowy schemat mechanizmu ruchomej szczeliny.

Rysunek 3. Lokalizacja czujnikéw w uktadzie: a) bez imitatora skory, b) z imitatorem skory.

1.2. Uklad pomiarowy

Uktad pomiarowy sktadat sie z szesciu termoelementéw, ktérych lokalizacja zostata zaznaczona
kolejnymi numerami na Rysunku 3. Termoelementy TC3-TC5 byly umieszczane kazdorazowo w nowej
préobce pakietu ubran, przez co uzyskiwane z nich wyniki s3 szczegdlnie podatne na niepewnosci
wynikajgce z niepowtarzalnosci ich pofozenia. Kolejne termoelementy typu K w pierwszej klasie
wykonania mierzyly temperatury poszczegdlnych warstw: TC2 — szczelina powietrzna i podszewka,
TC3 —termoizolacja i membrana paroizolacyjna, TC4 —membrana paroizolacyjna i warstwa wierzchnia.
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Termoelement TC5 umieszczany byt tuz nad warstwa wierzchnia. W celu obliczenia wartosci kryterium
Stoll i catki Henriquesa wykorzystywano wartosci rejestrowane przez termoelement TCO.
Do wyznaczania HTI wykorzystywano zas dane uzyskane z wewnetrznego miernika gestosci strumienia
ciepta (2, Omega HFS-6), podczas gdy miernik zewnetrzny (1, Huksefluks SGB1) stuzyt do rejestrowania
gestosci strumienia ciepta padajgcego na préobke materiatu.

Dodatkowo, za pomocg czujnikdw PT100 (4), mierzono temperature zasilania i powrotu wody
chtodzacej z wymiennika. Z kolei czujniki BME280 (3) stuzyty do rejestracji temperatury, wilgotnosci
wzglednej (RH) oraz cisnienia — odpowiednio w szczelinie i pod stanowiskiem. W badaniach
wykorzystano dwa uktady do akwizycji danych. Gtéwny system oparto na karcie pomiarowej NI cDAQ-
9183 wspotpracujacej z komputerem i dedykowanym programem, ktéra umozliwia odczyt danych
na wszystkich kanatach z czestotliwoscig 95 Hz. Podtgczone do niej zostaty termoelementy TCO-TC4
oraz oba mierniki gestosci strumienia ciepta (wewnetrzny i zewnetrzny). Pozostate dane byty
rejestrowane z czestotliwosciag 1 Hz za pomocg uktadu zbudowanego w oparciu o mikrokontroler
Raspberry Pi Pico W.

a) b)

Rysunek 4. Mapa kalibracyjna przedstawiajaca rozktad gestosci strumienia ciepta na powierzchni
prébki przy wymuszeniu: a) 7.5 kW / m?, b) 12.5 kW / m?.

2. Materialy i metody

W literaturze jednym z kluczowych parametrow jest powierzchnia oddziatywania na badang prébke.
Przyktadowo, w pracy Tian i in. [10] prébka ma wymiary 150 x 150 mm?, jednak jej powierzchnia
ogrzewana byta znacznie mniejsza i wynosita 100 X 100 mm?. Z kolei w pracy Sawcyna i Torviego [11]
wymiary probki wynosity 102 x 102 mm?, a do obliczeri wykorzystano jedynie centralny fragment
prébki o wymiarach 50.8 x 50.8 mm?. W obu wymienionych pracach zrédtem obcigzenia cieplnego
byt ptomien. W niniejszej pracy, z uwagi na wymuszenie czysto radiacyjne, tym istotniejsza jest
znajomos¢ rozktadu promieniowania cieplnego padajgcego na probke, ktérej wymiary byty znacznie
wieksze niz stosowane w literaturze i wynosity 380 X 420 mm?, a obszar pomiarowy byt wyznaczony
przez wymiennik ciepta pod prébka, ktérego wymiary wynosity 300 x 300 mm?. Rozktad gestosci
strumienia ciepta padajacego na prébke dla wymuszen 7.5 i 12.5 kW /m? przedstawiaja wykonane
mapy kalibracyjne zaprezentowane na Rysunku 4. Wyraznie widoczna jest tu réznica w strumieniu
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ciepta docierajagcym do centralnego obszaru prébki wzgledem obszaréw skrajnych. Maksymalne
odchylenia od wartosci sredniej wynoszg okoto 10%.

2.1. Materialy ochronne

Badanga prébke stanowit pakiet ubrania ochronnego ztozony z czterech warstw materiatéw: podszewki
zintegrowanej z izolacjg cieplng, membrany paroizolacyjnej oraz warstwy wierzchniej (Rysunek 5).
Materiaty uzyte do wykonania poszczegdlnych warstw zestawiono w Tabeli 1. Prébki przed pomiarem
nie byty kondycjonowane.

Rysunek 5. Zdjecie pakietu ubrania ochronnego przed pomiarem.

Tabela 1. Parametry warstw ubrania ochronnego wykorzystywane w pomiarach.

Warstwa Materiat Grubos¢ (mm)

Podszewka zintegrowana

) . 50% Meta-aramid, 50% Viscose 0.832
z izolacja cieplng

Membrana 80% Meta-aramid, 20% Para-aramid + 0.209
ePTFE
75% Nomex, 23% Kevlar, 2% Antistatic

P140

Warstwa wierzchnia 0.320

2.2. Imitacja skory

Juz w pracy Stoll i Chianty [6] wskazano na potrzebe wykorzystania materiatéw imitujacych skére do
testow odziezy ogniotrwatej. Przywotano w niej m.in. raport okreslajagcy pozgdane cechy dobrej
imitacji [15], ktorej ostateczny dobdr zostat jednak podyktowany wzgledami technologicznymi.
W artykule poczatkowo podjeto proby z zywicami fotoutwardzalnymi z uwagi na ich witasciwosci
cieplne (przewodno$¢ cieplna oraz dyfuzyjnos$é cieplna) zblizone do parametréw skéry [16, 17].

1261



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Przyktady takiego wykorzystania tych zywic mozna znalez¢ w literaturze medycznej [18]. Wykonano
kilka prototypow ptyt o grubosci 2 mm, ktdre miaty imitowac skére ludzka, przy czym grubos¢ dobrano
na podstawie wartosci literaturowych [19]. Z uwagi na znaczne gradienty temperatury po obu stronach
ptyty wystepujgce w trakcie testdw, elementy zywiczne ulegaty trwatym odksztatceniom
(wykraczajgcym poza zakres sprezysty). Podjeto zatem kolejne préby w celu znalezienia materiatu,
ktérego gtowng cecha bytaby odpornos¢ na tak znaczne gradienty temperatury, w wyniku czego
wybrano silikon (Silicopat1®). Zgodnie z deklaracjg producenta wykazuje on odpornos¢ temperaturowg

do 230°C, co stanowito zakres w petni spetniajagcy wymagania pomiaréw.

Tabela 2. Wyniki pomiaréw — czasy powstawania oparzen bez uzycia imitacji skory.

strunfi‘;t; s'céiepia Czestotliwosé HTI | HTISD | H-M |H-MSD| Stoll |StollsD
(kW /m?) (Hz) (s) (s) (s) (s) (s) (s)
7.5 0| 10554| 053] e6.87| 2.28|Brak |Brak
7.5 025| 10855| 1.84| 69.76| 0.46|Brak  |Brak
7.5 05| 107.49| 012 7442| 007|Brak |Brak
12.5 o/ 7522| 157| 4200 036| 5349 1.15
12.5 025| 77.00| 095 4593 033] 6374 113
12.5 05| 7426| 215| 4046| 243| 5416| 544
3. Wyniki

W celu unikniecia btedéw losowych kazdy z punktow pomiarowych zostat przebadany dwukrotnie.
W Tabeli 2 przedstawiono wyniki uzyskane w pomiarach, w ktérych na wymienniku ciepta nie byto
imitacji skory. Natomiast w Tabeli 3 zestawione zostaty wyniki dla pomiaréw, w ktérych na wymienniku
ciepta byta warstwa silikonu. W obu tabelach podano réwniez obliczone wartosci odchylenia
standardowego od sredniej (ozn. SD) dla kazdego z kryteriéw. Czasy zestawione w obu tabelach zostaty
wyznaczone jako réznica pomiedzy momentem spetnienia poszczegdlnych kryteriow a chwilg
wprowadzenia woézka do wnetrza stanowiska oraz rozpoczecia pomiaru. W celu precyzyjnego
wyznaczenia poczatku kazdego pomiaru na wdzku zamontowano kontaktron, ktéry automatycznie
rejestrowat moment znalezienia sie prébki w stanowisku.

Tabela 3. Wyniki pomiaréw — czasy powstawania oparzen z uzyciem imitacji skory.

strun?i‘zsnti‘:'fiepia Czestotliwosé | HTI | HTISD | H-M | H-MSD | Stoll | StollSD
(kW /m?) (Hz) (s) (s) (s) (s) (s) (s)
7.5 0|117.28 1.29| 149.52 2.22|Brak |Brak
7.5 0.25|119.08 0.09 | 144.40 2.20|Brak | Brak
7.5 0.5|121.40 1.44 | 159.96 1.85|Brak | Brak
12.5 0| 79.39 0.00| 90.82 4.86|Brak | Brak
12.5 0.25| 83.44 0.56| 95.19 3.25|Brak | Brak
12.5 05| 81.40 0.67| 91.30 4.69|Brak | Brak
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Trend czasdw powstawania oparzen w funkcji czestotliwosci jest niejednoznaczny. Mozna jednak
zaobserwowac, ze czas potrzebny do powstania oparzenia rosnie, gdy szczelina pod materiatem
zmienia swojg grubos¢. Wniosek ten jest spdjny zaréwno dla pomiardw z jak i bez imitacji skory. Czasy
potrzebne do spetnienia kryterium HTI sg zblizone w obu konfiguracjach. Wyraznie jednak réznig sie
czasy potrzebne do osiggniecia kryterium Henriquesa. Wynika to wprost z umieszczenia
termoelementu TCO (na podstawie ktorej obliczana jest wartosé Q) pod warstwa imitacji skory.

W celu prezentacji wynikéw wybrano kilka przypadkéw charakterystycznych. Na przyktad, Rysunek 6
przedstawia przebiegi temperatur z termoelementéw TCO-TC4 dla pomiaréw ze stacjonarng szczeling
powietrzng i ruchoma o czestotliwoéci 0.25 Hz bez imitacji skéry przy wymuszeniu 7.5 12.5 kW /m? .

a)

b)

Rysunek 6. Poréwnanie przebiegu temperatur dla czestotliwosci zmian grubosci szczeliny réwnej
0.25 Hz przy wymuszeniu: a) 7.5 i b) 12.5 kW/mA2.
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Charakterystyczna wspomniana wczesniej cecha pomiaréw polegajaca na niskiej powtarzalnosci
wynikow na termoelementach umieszczonych w goérnych warstwach pakietéw ochronnych jest tu
bardzo widoczna. Mimo ze termoelementy TCO-TC2 byty zamontowane na state na powierzchni
wymiennika i pomiedzy kolejnymi pomiarami w serii nie byto zmieniane ich potozenie, to
powtarzalno$é¢ wynikéw uzyskiwanych z termoelentu TC2 (mierzacego temperature na interfejsie
podszewki i szczeliny powietrznej) jest niska w poréwnaniu do TCO i TC1. Wyrazny jest jednak charakter
oscylacji temperatury odpowiadajacy sinusoidalnej zmianie grubosci szczeliny powietrznej. Warto
ponadto zaznaczy¢, ze termoelementy TCO i TC1 w ukfadzie bez imitacji skéry byly przymocowane
bezposrednio do powierzchni wymiennika ciepta, ktéry byt chodzony wodg o statej temperaturze
35°C. Stad niewidoczny jest sinusoidalny charakter zmian grubosci szczeliny powietrznej na
wskazanych termoelementach. Rysunek 7 przedstawia poréwnanie przebiegu temperatur w czasie dla
wymuszenia 7.5 12.5 kW /m? przy zastosowaniu nakfadki silikonowej i bez niej. Wyraznie widoczna
jest réznica w dtugosci czaséw osiggniecia kryteriéw Stoll i wartosci Q. Ponadto w przypadku pomiaru
z wykorzystaniem silikonu uwidocznit sie sinusoidalny charakter ruchu szczeliny na odczycie
z termoelementu TC1.

Rysunek 8 stanowi wizualizacje przebiegu zmian wartosci kryteriow HTI i catki Henriquesa. Charakter
wynikéow obu kryteriéw jest tu bardzo wyrazny. HTI stanowi sume energii dostarczonej w czasie
trwania pomiaru. Wyraznie widoczny jest tu wniosek z artykutu Stoll i Chianty [6], ktéry mdwi
o gwattownym wzroscie tempa powstawania oparzen po przekroczeniu temperatury tkanki
wynoszacej 50°C. Wyniki przedstawiono dla pomiaru przy wymuszeniu 7.5 i 12.5 kW /m?, z imitacja
skéry i dla czestotliwosci ruchu szczeliny wynoszacej 0.25 Hz. Rysunek 9 przedstawia za$ przebieg
gestosci strumienia ciepta docierajgcego do powierzchni zewnetrznej prébki i do powierzchni
wymiennika (wybrano pomiary o wymuszeniu 7.5 i 12.5 kW /m?, z imitacji skéry i dla czestotliwosci
ruchu szczeliny wynoszacej 0.25 Hz.) Widoczna jest wzgledna stato$¢ gestosci strumienia ciepta
docierajgcego do powierzchni prébki, przy ciggtym wzroscie gestosci strumienia ciepta docierajgcego
do powierzchni wymiennika. Proces zatem jest nieustalony, materiat ulega ciggtemu nagrzewaniu,
moze to by¢ jedna z przyczyn trudnosci w uzyskaniu powtarzalnych wynikow.
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Rysunek 6. Poréwnanie przebiegdw temperatury w obszarze wymiennika z wykorzystaniem
imitacji skéry i bez niej przy wymuszeniach: a) 7.5 i b) 12.5 kW /m?.
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b)

Rysunek 7. Poréwnanie czaséw osiggania kryteriow HTI i Q dla wymuszenia: a) 7.5i b) 12.5
kW /m? dla przypadkéw z uzyciem imitatora skory.
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b)

Rysunek 8. Przebieg gestosci strumienia ciepta docierajacego do probki i powierzchni wymiennika
przy wymuszeniu: a) 7.5 i b) 12.5 kW /m? dla przypadku bez uzycia imitatora skory.

Podsumowanie

Badania odziezy ognioodpornej stanowig bardzo skomplikowany pod wzgledem technicznym problem
eksperymentalny. Wptyw warunkow brzegowych jest tu kluczowy, co w istotny sposdéb rzutuje na
powtarzalnos$é uzyskiwanych wynikéw. Pomiary wykonywane nawet w krétkim odstepie czasowym
moga charakteryzowac sie znacznymi rozbieznosSciami rezultatéw. Wygenerowanie wymuszenia
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radiacyjnego o statej, $cisle jednorodnej wartosci na tak znacznym obszarze badawczym, jaki przyjeto
w omawianym artykule, stanowi powazne wyzwanie techniczne.

Analiza uzyskanych danych prowadzi do wniosku, ze kryterium Stoll, oparte na analizie tempa
przyrostu temperatury tkanki, wykazuje najnizszg powtarzalnos¢. Sytuacja ta wynika w duzej mierze
z faktu, ze u podstaw opracowania tego kryterium zatozono idealny impuls prostokatny, ktéry rzadko
znajduje bezposrednie odzwierciedlenie w rzeczywistych, dynamicznych warunkach testowych.
Warunki brzegowe staja sie przy tym istotniejsze, im wyzszg doktadnoscig musi cechowac sie pomiar
temperatury, co dotyczy w szczegdlnosci kluczowego termoelementu TCO. W praktyce pomiarowej
przektadato sie to na znaczne rozbieznosci w czasach uzyskiwanych z obliczen catki Henriquesa, gdzie
nawet minimalna rdznica temperatury poczatkowej miedzy kolejnymi prébami, rzedu 0.2 K,
skutkowata istotnymi fluktuacjami wynikéw. Fakt, ze pomiary odbywaty sie w stanie nieustalonym,
rébwniez odgrywat istotng role w kwestii powtarzalnosci. Postuluje sie zatem, ze najbardziej
wiarygodnym wskaznikiem w tego typu badaniach jest kryterium HTI, ktére bazuje na catkowitej ilosci
energii dostarczonej do powierzchni skéry. Przemawia za nim m.in. najnizsza wartos¢ odchylenia
standardowego, odnotowywana konsekwentnie we wszystkich seriach pomiarowych, co
jednoznacznie potwierdza wieksza stabilno$¢ tej metody oraz jej odpornosé na chwilowe fluktuacje
eksperymentalne na zrédle wymuszenia. Pomimo, ze rosnie wartos¢ odchylenia standardowego dla
pomiaréw catki Henriquesa w przypadku wykorzystania imitacji skory, postuluje sie wykorzystywanie
tego kryterium w kolejnych pomiarach. Wtasciwosci zblizone do skéry ludzkiej pozwalajg na
doktadniejsze odtworzenie warunkéw brzegowych.

Podziekowania
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Stowa kluczowe: pulsacje ci$nienia, ttumienie drgan rurociggdw, sprezarka wyporowa

Zjawisko pulsacji cisnienia jest nieuniknione w sprezarce ttokowej, ze wzgledu na cykliczng
charakterystyke ssania/ttoczenia. Wynikajgca z tego pulsacja ci$nienia zawiera wiele sktadowych
harmonicznych predkosci sprezarki, co moze by¢ zrédtem drgan o niskiej czestotliwosci w instalacji
rurowej. W pracy autorzy prezentuja wyniki badan trzech ttumikéw pulsacji cisnienia i wibracji
w dwéch wariantach konstrukcyjnych: zestrojonego ttumika masowego oraz sztywnej geometrii.
Ttumik sztywny jest w petni wykonany za pomoca druku 3D, ma on za zadanie sprawdzenie wptywu
samego ksztattu wprowadzonego wewnatrz instalacji na badane parametry. Ttumiki oscylatorowe
wykonane zostaty w formie drgajacej masy na sprezynach stalowych. Masy elementdw i sztywnosci
sprezyn zostaty dobrane tak, aby dostroi¢ konstrukcje do zadanej czestotliwosci pulsacji pochodzacej
od sprezarki dla trzech réznych scenariuszy jej pracy tj. 18,5 Hz, 27 Hz, 35 Hz. Nastepnie ttumiki byty
umieszczane wewnatrz instalacji i przeprowadzano pomiar dla kazdego z nich dla trzech predkosci
obrotowych bliskich wartosciom: 1100 obr/min, 1600 obr/min i 2100 obr/min. Prezentowane badania
majg na celu ocene wptywu drukowanych elementéw o ztozonej geometrii na pulsacje ci$nienia oraz
wibracje rurociggu. Zaleta tej koncepcji jest mozliwos¢ jednoczesnego ttumienia dominujacej
czestotliwosci wynikajgcej z pracy sprezarki oraz redukcji pulsacji w szerokim zakresie czestotliwosci.
Umieszczenie takich elementéw bezposrednio wewnatrz rurociggu stanowi innowacyjne podejscie,
ktére taczy cechy klasycznych ttumikéw rezonansowych i elementéw ttumigcych o skomplikowanym
ksztatcie, otwierajgc nowe perspektywy dla badan nad skuteczng redukcjg drgan w instalacjach
przemystowych. Analiza uzyskanych wynikow wskazuje, ze zastosowanie zaréwno ttumikow o sztywnej
geometrii, jak i ttumikow oscylatorowych prowadzi do redukcji poziomu pulsacji ci$nienia oraz
amplitudy drgan w kazdym z rozpatrywanych przypadkéw, w zakresie od kilku do kilkunastu procent
w poréwnaniu z instalacjg bez ttumika. Dla kilku przypadkéw udato sie zarejestrowaé znaczacy wzrost
poziomu ttumienia pulsacji ci$nied oraz drgan dla tlumika oscylatorowego wzgledem ttumika
sztywnego o takiej samej geometrii.

Wstep

Uktady sprezonego powietrza s3 powszechnie uzywane w przemysle, gdzie petnig bardzo wazing role
w zasilaniu narzedzi pneumatycznych, systeméw automatyki oraz instalacji technologicznych. Jednym
z kluczowych probleméw eksploatacyjnych takich uktadéw jest wystepowanie pulsacji cisnien, ktore
moga prowadzi¢ do zwiekszenia zuzycia elementéw instalacji, hatasu, powodowa¢ drgania instalacji,
a takze obnizenia efektywnosci pracy uktadu. Zjawisko pulsacji cisnienia stanowi jedno z kluczowych
zagadnien w eksploatacji uktadéw sprezarkowych i rurociggowych.[1] Pulsacje te powstajg gtéwnie
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w wyniku cyklicznej pracy elementéw maszyn przeptywowych tj. sprezarki ttokowe oraz oddziatywania
dynamicznego przeptywu gazu w instalacji. Ich obecno$é prowadzi do generowania fal akustycznych,
ktére w przypadku nakfadania sie z czestotliwosciami wtasnymi uktadu mogg wywotywac rezonans.
W rezultacie dochodzi do znacznego wzrostu amplitudy drgan, co skutkuje nie tylko podwyzszonym
poziomem hatasu, lecz takie powainym obcigzeniem zmeczeniowym rurociggéw i armatury.
Niekontrolowane pulsacje sg jedng z gtéwnych przyczyn awarii oraz skrécenia trwatosci elementéw
instalacji.

Wraz z rozwojem systemow ktére dostosowuja wydajnos¢ sprezarki do zapotrzebowania na sprezone
medium pojawita sie potrzeba ttumienia pulsacji ciSnien w szerokim zakresie czestotliwosci, gdyz
ttumiki projektowane na zadang czestotliwosé przestaty petnic¢ swojg role. Dotychczas z niekorzystnymi
zjawiskami radzono sobie poprzez wykorzystanie rezonatoréow Helmholtza, projektowanych na zadang
czestotliwos¢ pulsacji oraz zestrojonych ttumikéw masowych montowanych na zewnatrz instalacji,
ktore miaty za zadanie odebraé energie drgan instalacji. Oba rozwigzania s elementami o znacznych
gabarytach mocno ingerujgcymi w geometrie catego uktadu oraz sprawdzajg sie tylko dla projektowych
zatozen, zwykle dla maksymalnej wydajnosci sprezarki. Z tego powodu przeprowadzono badania
majgce na celu ocene wptywu drukowanych elementéw o ztozonej geometrii na pulsacje cisnienia oraz
wibracje rurociggu. Zaleta tej koncepcji jest mozliwos¢ jednoczesnego ttumienia dominujacej
czestotliwosci rezonansowej instalacji oraz redukcji pulsacji w szerokim zakresie czestotliwosci.
Umieszczenie takich elementéw bezposrednio wewnatrz rurociggu stanowi innowacyjne podejscie,
ktére taczy cechy klasycznych ttumikéw rezonansowych i elementéw ttumigcych o skomplikowanym
ksztatcie, otwierajagc nowe perspektywy dla badan nad skuteczng redukcjg drgan w instalacjach
przemystowych. [2-3]

1. Metodyka i wyniki badan

Z definicji pulsacje ci$nien to wahania, czyli oscylacje cisnienia, ktére wystepuja w instalacjach
ttocznych (zwykle pompowych oraz pneumatycznych). Zjawisko to powstaje na skutek dziatania
niektorych mechanizméw np. napedu pompy lub kompresora i moze powodowac drgania przewododw,
rur, a takze ograniczy¢ ptynnosé pracy réznych urzadzen wchodzacych w sktad instalacji. [4]

1.1. Opis stanowiska badawczego

Stanowisko badawcze oparte jest na sprezarce dwucylindrowej w uktadzie widlastym. Za sprezarka
znajduje sie rurociag o Srednicy wewnetrznej 23 mm, ktérego geometrie przedstawiono na rysunku nr
1. W instalacji przewidziano mozliwos¢ montazu zwezek zaréwno w pionie, jak i w poziomie.
Ze wzgledu na koniecznos$¢ ich czestej wymiany, wprowadzono potgczenie kotnierzowe typu
spozywczego, ktdre zapewnia szczelnos$é uktadu, a jednoczesnie umozliwia szybki montaz i demontaz
elementéw.

Przeptyw powietrza w uktadzie odbywa sie w nastepujacy sposob: sprezarka ttoczy medium
do instalacji, a nastepnie do zbiornikéw cisnieniowych, z ktérych nastepnie powietrze odprowadzane
jest na zewnatrz. Catoscig pracy instalacji zarzadza szafa sterownicza, ktéra odpowiada zaréwno
za odczyt danych pomiarowych, jak i za sterowanie pracg sprezarki.
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Rysunek 1. Instalacja pomiarowa. Numery odpowiednio przedstawiaja: 1 — sprezarka; 2 — mocowania
rurociagu; 3 —termopary; 4 — czujniki pulsacji; 5— manometry réznicowe; 6 — element montazowy;
7 — czujniki wibracji; 8 — przeptywomierze; 9 — zawor sterujacy 10 — czujnik cisnienia;

11 — zbiorniki na sprezone powietrze; 12 — waz elastyczny; 13 — chtodnice.

W celu rejestracji pulsacji ciSnienia wykorzystano czujniki firmy PCB Piezotronics, modele 112A21 oraz
113B28. Pomiar wibracji prowadzono za pomocg analogowych akcelerometréw ADXL335 produkcji
Analog Devices. Dane pomiarowe byty gromadzone ianalizowane przy uzyciu oprogramowania
National Instruments DAQ Express (dla pulsacji i wibracji), natomiast zapis wielkosci takich jak moc,
temperatura i przeptyw realizowano w oparciu o skrypt przygotowany w jezyku Python. Rysunek 2
przedstawia schemat ideowy konfiguracji uktadu pomiarowego, obejmujgcego sposdéb podtaczenia
czujnikéw pulsacji cisnienia i drgan wraz z kartami akwizycji danych. Dla kazdego punktu pomiarowego
zostaty wykonane dwa zapisy danych w odstepie czasowym, tak aby wyeliminowa¢ potencjalne btedy
pomiarowe. Badania zostaty przeprowadzone na poziomej czesci montazowej, ktdra jest usytuowana
na poczatku rurociggu podtgczonego do sprezarki wezem elastycznym. Zarejestrowano pulsacje
cisnienia przed oraz za elementem ttumigcym, a takie zebrano dane z akcelerometrow -
umiejscowienie ich przedstawiono na rysunku nr 1.
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Czujniki wibracji Czujniki pulsacji

‘Wzmacniacz sygnatu
PCB 482C15

NI 9205 NI 9215

Karty pomiarowe NI cDAQ-9174

UsBE

MI DAC Express

Rysunek 2. Schemat podtgczenia czujnikéw pulsacji oraz wibracji do karty pomiarowej.
1.2. Elementy ttumiace

Zatozeniem projektowym byto opracowanie trzech oscylatorowych ttumikéw pulsacji przedstawionych
na rysunku 3, dostrojonych do charakterystycznych czestotliwosci pracy sprezarki, wynoszacych
odpowiednio 18,5 Hz, 27 Hz oraz 35 Hz. W pierwszym etapie prac przystgpiono do modelowania
geometrii elementu przeptywowego w postaci dyszy o ksztatcie elipsoidalnym, przeznaczonej do
wytworzenia w technologii druku 3D SLA z wykorzystaniem zywicy wysokotemperaturowej. Nastepnie
zaprojektowano uktady oscylatorowe, w ktdrych kluczowe parametry dynamiczne tj. masy elementéw
oraz sztywnosci sprezyn, dobrano w taki sposéb, aby uzyska¢ dostrojenie konstrukcji do zadanych
czestotliwosci pulsacji generowanych przez sprezarke dla trzech analizowanych scenariuszy jej pracy
(18,5 Hz, 27 Hz oraz 35 Hz). W tym celu wykonano specjalne pierscienie osadcze, ktdre petnity
jednoczesnie funkcje elementu mocujgcego dla wydrukowanej dyszy oraz umozliwiaty trwate
zamocowanie sprezyn po obu stronach ukfadu. Konstrukcje pierscieni zaprojektowano w taki sposdb,
aby zapewni¢ wymagang mase elementu oscylujacego, niezbedng do uzyskania zatozonych
parametréw dynamicznych ttumika. W ramach przygotowania stanowiska badawczego wydrukowano
rowniez prosty odcinek rury o srednicy wewnetrznej odpowiadajacej srednicy rurociggu tj. 23mm.
Element ten zamocowany w czesci montazowe;j instalacji, umozliwia przeprowadzenie pomiaréw
referencyjnych dla uktadu bez ttumika, bez lokalnego zwiekszenia srednicy rurociggu. Uzyskane w ten
sposéb wyniki stanowity baze odniesienia dla dalszych analiz. Dodatkowo wykonano trzy ttumiki
o sztywnej geometrii, odwzorowujace ksztatt ttumikéw oscylatorowych, co pozwolito na bezposrednie
poréwnanie wptywu geometrii oraz wtasciwosci dynamicznych na poziom pulsacji cisnienia i drgan
w instalacji.
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Rysunek 3. Przedstawia zestaw pomiarowy drukowanych dysz oraz mocowan a takze pierscien
nadajacy okreslong mase zwezce.

1.3 Wyniki

Wykonano badania dla trzech ttumikéw dostrojonych do réznych czestotliwosci, ktére przedstawiono
na rysunku 5. Rysunek 4 przedstawia przekrdj ttumika sztywnego, ktory jest w petni wykonany za
pomoca druku 3D. Ma on za zadanie sprawdzenie wptywu samego ksztattu wprowadzonego wewnatrz
instalacji na badane parametry. Ttumiki przedstawione na rysunku 5, zostaty wykonane w formie
drgajacej masy na sprezynach stalowych. Masy elementdw i sztywnosci sprezyn zostaty dobrane tak,
aby wstroi¢ sie w zadang czestotliwos$¢ pulsacji pochodzacych od sprezarki tj. 18,5 Hz, 27 Hz, 35 Hz.
Te czestotliwosci odpowiadajg pulsacjom generowanym przez sprezarke dla predkosci obrotowej
1100 obr/min 1600 obr/min i 2100 obr/min. Dane z badan przedstawiono w tabeli 1 oraz poréwnano
na wykresach nr 2 3.

Rysunek 4. Przekroj ttumika sztywnego w petni wykonanego za pomoca druku 3D.

Rysunek 5. Przekroj ttumika w formie dyszy z zadang masg na sprezynach stalowych
z wydrukowanymi podporami.
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Tabela 1. Wyniki badar eksperymentalnych ,,Zrédto: opracowanie wtasne”

W tabeli kolorem szarym zaznaczono przypadki, w ktérych ttumiki zostaty dobrane wtasnie na ta
konkretng czestotliwos¢. Kolorem zielonym zaznaczono przypadek, w ktérym poziom ttumienia
wibracji jest bardzo wysoki natomiast kolorem pomaranczowym przypadek, w ktérym
najprawdopodobniej pojawit sie btad pomiarowy.

Rysunek 6. Przedstawia procentowg warto$¢ ttumienia pulsacji ciSniert wzgledem pustej instalacji
dla trzech predkosci obrotowych sprezarki

Na rysunku 6 kolorem czerwonym zaznaczono przypadki, w ktdérych ttumik oscylatorowy zostat
wystrojony na okreslong czestotliwos¢ wymuszenia. Analiza wynikéw wskazuje, ze dla predkosci
obrotowej 1100 obr/min (18,5 Hz) uzyskano zgodnos$¢ czestotliwosci strojenia ttumika z dominujaca
czestotliwoscig pulsacji. W tym przypadku zaobserwowano zwiekszenie skutecznosci ttumienia pulsacji
o okoto 40% wiecej, niz z zastosowaniem samego sztywnego ksztattu. Podobny efekt odnotowano dla
tej samej predkosci obrotowej w przypadku ttumika wystrojonego na czestotliwos¢ 35 Hz.
Prawdopodobnie ma to zwigzek z wystrojeniem na dwukrotnie wieksza czestotliwos¢. Pozostate
przypadki pomimo ttumienia w mniejszym lub w wiekszym zakresie nie obrazuja zaktadanego zjawiska.
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Rysunek 7. Przedstawia procentowg wartos¢ zmniejszenia wibracji rurociggu
wzgledem pustej instalacji

Na wykresie 2 zauwazy¢ mozna znaczgce obnizenie poziomu wibracji rurociggu dla dwaéch przypadkéw,
oba dla predkosci sprezarki wynoszacej 1100 obr/min, co odpowiadato czestotliwosci pulsacji
wynoszacej 18,5 Hz. Zwigzane jest to z obnizeniem poziomu pulsacji i poprawnym dobraniu
oscylacyjnego elementu ttumigcego. Natomiast dla predkosci 1600 obr/min (27 Hz) ttumik sztywny
spowodowat najwieksze zmniejszenie drgan instalacji, jest to najprawdopodobniej btad pomiarowy
wymagajacy sprawdzenia podczas kolejnych badan. Pozostate przypadki zmniejszaja w mniejszym lub
w wiekszym stopniu poziom wibracji, jednak nie spetniajg zatozen. Kazdorazowo jednak dla
maksymalnej predkosci obrotowej sprezarki tj. 35 Hz, ttumienie wibracji byto wieksze dla zestrojonego
ttumika pod konkretng czestotliwosé, niz jego sztywnego odpowiednika geometrycznego. Na tym
etapie nalezy zwrdci¢ uwage, ze pierwsze nieaktywne zwoje sprezyny nawiniete na dysze nie byly
brane pod uwage jako dodatkowa masa. By¢ moze jest to jedna z przyczyn niedostrojenia ttumikéw
przedstawionych na wykresie 1 oraz na wykresie 2.

Podsumowanie

W powyiszej pracy przedstawiono metodyke i podstawowe zatozenia metody ttumienia cisnienia
i wibracji rurociggu w instalacji ttocznej sprezarki ttokowej, wykorzystujgc zestrojony ttumik
oscylatorowy montowany wewnatrz instalacji. Wykorzystanie technologii druku 3D pozwala na
wykonywanie dysz o skomplikowanych ksztattach, czesto wrecz niemozliwych do wykonania
tradycyjnymi metodami obrébki. Zaproponowana metoda ttumi pulsacje i wibracje w szerokim
zakresie czestotliwosci od kilku do kilkudziesieciu procent. Przeprowadzonymi badaniami
udowodniono, ze poprawnie dobrany ttumik moze zmniejszy¢ niekorzystne zjawiska nawet o 20%.
Na koniec warto zauwazy¢, ze zastosowanie ttumikdw oscylatorowych w instalacji wykazuje wieksza
skutecznos¢ w redukcji drgant mechanicznych rurociggu niz w ttumieniu pulsacji cisnienia. Ich dziatanie
jest jednak zalezne od dopasowania do czestotliwosci pracy, dlatego uzyskiwany efekt ttumienia moze
sie rézni¢ w poszczegdlnych przypadkach. Otrzymane rezultaty stanowig punkt wyjscia do dalszej
optymalizacji i pogtebionych analiz.
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Since the outbreak of the COVID-19 pandemic, UV irradiation has been widely investigated as
a method for pathogen disinfection. However, its reduced effectiveness in water compared to air
limits its applicability in food sterilization. As a result, thermal inactivation has emerged as a great
alternative, particularly for emerging and previously unknown pathogens. A key challenge, however,
is obtaining rapid temperature increase, which typically requires high power input and leads to
higher energy costs. On the other hand, gold nanoparticles offer a potential solution due to their
efficient light-to-heat energy conversion thanks to the plasmon resonance. While spherical gold
nanoparticles exhibit a single transverse absorption peak at green region (approximately 520 nm),
gold nanorods display an additional longitudinal peak that can be tuned by adjusting their aspect
ratio during synthesis, enabling enhanced photothermal performance in the whole range of visible
light. Hence, to reduce the required energy cost and to compare the light sources, an LED lamp and
a laser delivering a comparable heat flux, (1.75 + 0.23) W-cm™, were applied to a 3D-printed, shape-
optimized germicidal chamber with a descending stepped platform. Moreover, to further enhance
the temperature rise, gold nanorods of 46 nm in diameter and 104 nm in length, exhibiting strong
absorption at their plasmon resonance maxima (520 and 695 nm), were deposited and functionalized
on the platform surface. The experiments were measured with a thermal camera after calibration of
emissivity, and two resistant thermometers with an accuracy 0.1°C. The results demonstrate that
the highest temperature increase was observed in ascending stepped platform (50.6 + 2.0) K
in the bare illuminated chamber, whereas incorporating the gold nanorod on the platforms reversed
the domination for descending stepped and flat platform, enhancing the temperature and exceeding
the boiling point of water up to (111.5 £ 3.1) K and (125.5 + 2.9) K, which additionally intensified heat
transfer within the chamber.

Introduction

The conversion of electromagnetic energy into heat has recently gained significant attention due to
its applicability in the decontamination of pathogenic microorganisms and in energy-related
processes utilizing solar radiation, particularly in solar collectors and photovoltaic systems. While in
photovoltaic devices this conversion represents a portion of energy loss, in other applications
the generation of high temperatures constitutes a key functional advantage.

For instance, at the onset of the COVID-19 pandemic, in the absence of reliable methods for
eliminating viruses from various surfaces, boiling water remained the only truly effective approach to
ensure its safety for consumption. However, transferring heat from a system to water requires
substantial energy input. Consequently, research efforts have focused on intensifying heat transfer
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processes. Numerous studies have addressed interfacial phenomena [1-4], optimization of
geometries to increase heat exchange surface area [5-7], and, more recently, maximizing energy
conversion efficiency through nanoscale physical effects [8-10]. Previous works [11-13] by
the authors demonstrated a proof of concept showing that gold nanostructures, owing to plasmonic
heating, can efficiently enhance energy conversion when irradiated with laser wavelength, tuned
close to their plasmonic resonance bands. This effect enables significant temperature increases
within the chamber solely through the replacement of bulk materials with gold nanostructures,
opening new perspectives in biomedical applications as well as in thermal engineering, where light
serves as the primary energy input. In the authors’ work IR lamp were used for glass substrate
irradiation, offering the high temperature increase. However, these studies did not consider
the possibility of shifting gold nanorods towards visible spectrum and tuning gold nanorod geometry

In the present study, it was stated the hypothesis that similarly high temperatures can be achieved
efficiently using a LED lamp. Such an approach could substantially broaden the applicability of gold
nanoparticles, extending their use beyond advanced technological processes to include household-
scale microbial inactivation and improved heat-transfer efficiency in solar thermal collectors.
Therefore, the objective of this work is to investigate the temperature increase induced by gold
nanorods, characterized by peak absorption in the visible spectrum, when irradiated with LED light.

1. Experimental part

The experimental part contains setup and design of the selected system, input apparatus within their
parameters, and measuring techniques.

1.1. System design

In this study, a 3D-printed chamber fabricated from white PETG was employed. Figure 1. presents
the geometry and dimensions of the chamber. The chamber design has previously been investigated
and optimized in [11], where three platforms were integrated with 16-65-nm CTAB-stabilized gold
nanorods. The chamber and its platforms are shown in Figure 2a. The material, including its white
color, was chosen to minimize power losses while maximizing the effective absorption of the gold
nanorods. This is achieved by reducing the contribution of back-reflected and back-scattered light
from the white PETG walls.

Figure 1. Geometry of the investigated chamber within its dimensions.
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(a) (b)

Figure 2. (a) Photograph of the investigated chamber with the platforms
on which the AuNRs were deposited; (b) scheme of the experimental setup

1.1. Experimental setup and input parameters

To the chamber with the corresponding platforms (2.00 + 0.02) mL of deionized water were poured
using a micropipette. The chamber was mounted on a constructed experimental stand for
illumination. For LED lamp, the beam power was set to 5 W and directed into the chamber via
a silver-coated 45° mirror and four lenses, allowing the beam diameter to be of 1.9 mm diameter.
The experimental setup is visible in Figure 3. To compare the results, red laser (640 nm) were also
used with the power 0.8 W, similarly irradiated from the top of the chamber. Each platform was then
illuminated four times by 25 minutes to approach to a steady-state, both in the absence and
presence of gold nanorods, in order to verify the repeatability and reliability of the constructed
system.

A volume of (2.00 + 0.02) mL of deionized water was introduced using a micropipette into
the chamber, which was subsequently mounted on an experimental setup for optical irradiation.
In the case of LED illumination, the lamp power was set to (5.00 * 0.13) W, and the light beam was
directed into the chamber using a silver-coated 45° mirror and a system of four lenses, resulting in
a beam diameter of 1.9 mm. The experimental setup is presented in Figure 2b. For comparison, a red
laser source (640 nm) with an output power of (0.80 + 0.02) W was also used, irradiating
the chamber from the top. Each platform configuration was irradiated four times for 25 minutes to
approach steady-state conditions, both in the absence and presence of gold nanorods, in order to
evaluate the repeatability and reliability of the developed experimental system.

Table 1. Key experimental material properties and environmental parameters.

Material Size/ Concentration Refractive index Refractive index
Length (at 450 nm) (at 600 nm)
(45.9+4.9) nm 4.0 mg/ml 2.37857 + 2.32106 +
core (Au) . -
(102.4 +10.2) nm 0.35009*i 2.01381*i
shell (CTAB) 3.5nm 4.0 mg/ml 2.37547 2.33102

Initial temperature | (293.15 * 1.00) K
Background emissivity | 0.95
Atmospheric pressure | (101325 +4000) Pa
Humidity | (25 + 10)%

Environmental parameters
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The dimensions of the gold nanorods were optimized to provide their stability and maintain their
longitudinal plasmon resonance peak as close as possible to the visible wavelengths. The synthesis
procedure is outlined in [14,15]. The spectra of the used LED lamp and the gold nanorods in water
were presented in Figure 3a., whereas TEM image is demonstrated in Figure 3b. Materials and
environmental parameters were detailed in Table 1.

(a) (b)

Figure 3. (a) Absorption spectra of gold nanorods dispersed in water within the lamp intensity
spectrum, and (b) representative TEM image of the gold nanorods.

1.2. Measurement apparatus

As output parameters, temperature was recorded over a total duration of 30 minutes, including
25 minutes of heating followed by 5 minutes of cooling. To capture temperature profiles at different
locations, two measurement techniques were employed. Firstly, two resistant thermometers were
used to measure the temperature 1 mm above the gold nanorod platform inside the chamber.
Secondly, a thermal camera InfiRay T600 (640 x 512 resolution, 24° x 18° field of view, 35 mK thermal
sensitivity, and 2% of reading) was utilized to record temperature distributions on the outer wall of
the chamber.

Tl P1
Figure 4. (left) Temperature distribution of the 100.0 x 100.0 x 2.5 mm calibration plate; (middle)
measurement point T1; (right) measurement point P1 where two reference 1.5 mm needles
connected to resistance thermometers were used for comparison and emissivity
determination thereby.
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The emissivity of the white PETG wall was determined to be 0.89 + 0.01 through a calibration at
a reference sample. The fabricated piece of white PETG, printed with the same procedure, was
heated to 50°C on a hot plate and monitored over approximately 40 minutes using two high-
precision thermometers (Greisinger GMH2710; accuracy: 0.1 K, calibrated according to the technical
standard ISO 9001:2015). The emissivity value was obtained by comparing the thermal camera
readings with the reference temperature measurements, as presented in Figure 4.

2. Results and analysis

For the analysis, measurement uncertainty was determined by combining statistical evaluation over
four measurement cycles using the Student’s t-distribution with the device accuracy:

(1)

where:
€tor — total measurement uncertainty;
estqe — Statistical uncertainty estimated using the Student’s t-distribution at a 0.95 confidence level;

eq4ep — device accuracy

Table 2. Temperature distribution images of LED irradiated chamber acquired using a thermal
camera, presented as representative results of the statistical analysis.
1 2 3 4

ascending

flat

descending

Table 2. and 3. present the temperature distributions recorded just before the end of irradiation.
As representative results, referenced to the expected values, the arithmetic mean in temperature, T,

of the corresponding measurement points was used for further analysis. The statistical uncertainty
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was determined using the Student’s t-distribution at a 0.95 confidence level and calculated as the product
of the standard deviation and the Student’s t-coefficient, assumed to be 3.182 for four cycles [16].

Table 3. Measurement uncertainty analysis based on the data presented in Table 2.

T Estat Ctot T+ Ctot

T, | 39.8°C
. T, | 39.4°C

ascending T, | 40.0°C 39.95°C 1.60°C 1.96°C (40.0 £ 2.0)°C
T, | 40.6°C
T; | 39.1°C

flat Ty | 38.9%C 38.70°C 1.38°C 1.88°C (38.7 £1.9)°C
T, | 39.3°C
T, | 38.3°C
T, | 39.3°C

descending I | 39.9°C 39.70°C 0.90°C 1.26°C (39.7 £1.3)°C

T3 | 39.7°C -
T, | 39.9°C
ascending flat descending

laser laser
noAuNRs noAuNRs

LED
noAuNRs

LED AuNRs

Figure 5. Comparison of temperature distributions of gold nanorod-assisted chamber under
(1.75 £ 0.23) W-cm?? laser irradiation and LED lamp illumination.
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Figures 5. and 6. compare the temperature distributions and temperature profiles, respectively,
obtained under laser and LED lamp irradiation at an irradiance of (1.75 + 0.23) W-cm. As observed,
LED illumination resulted in a significantly higher overall temperature increase compared with laser
irradiation. However, the laser source exhibited a higher heating rate and a higher local maximum
temperature, as evidenced by the shift of the temperature peak. In the case of LED irradiation,
the observed shift and slightly higher maximum temperature may be considered within the limits of
measurement uncertainty.

This behavior can be attributed to the fact that the laser wavelength was tuned closer to
the plasmonic resonance peak than the emission spectrum of the LED lamp, as previously shown
in Figure 3a. Nevertheless, owing to its broader beam convergence and wider illumination area,
the LED lamp heated a larger portion of the chamber, ultimately leading to higher temperatures
within the system but lower rate of temperature increase.

laser LED

flat ascending

descending

Figure 6. Comparison of temperature profiles along the violet line indicated in Figure 3b, obtained
from thermal camera measurements under (1.75 + 0.23) W-cm™ laser and LED lamp illumination.

Since the temperature differences at the outer wall recorded by the thermal camera were too small
to distinguish the influence of platform geometry clearly, which was explained by the thermal
insulating properties of PETG, Figure 7. presents the time responses inside the chamber whose
temperature was measured by resistance thermometers, which were positioned 1 mm above
the platform surface and 1 mm away from the side wall in order to minimize the influence of

1284



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

covering the platform. As demonstrated, the temperature increase inside the chamber was
comparable for all configurations, with a slight tendency toward higher values for the descending
stepped platform, reaching (50.6 + 2.0) K. After the deposition of gold nanorods, the temperature
increase rose dramatically for the descending and flat geometries, for which temperature increases
of (111.5 % 3.1) K and (125.5 + 2.9) K, respectively, were recorded at the end of illumination.
The observed fluctuations are attributed to bubble motion generated during water boiling, which
influenced the temperature measurements due to local displacement of the resistance
thermometers.

(flat)

(ascending stepped)

(descending stepped)

Figure 7. Temperature characteristics over time measured using resistance thermometers under
(1.75 +0.23) W-cm™2LED lamp illumination for three platform geometries.
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It is predicted that the measured temperature do not fully represent the maximum temperature
reached at the central region of the platform. Nevertheless, the experimental results clearly
demonstrate the effect of gold nanorod functionalization, leading to temperature increases of
(30.0 £ 2.9), (120.1 £ 8.1), (170 £ 12)% for ascending, descending and flat platforms, respectively.
The significant temperature increase is attributed to a transition in the energy-conversion
mechanism from conventional absorption, governed primarily by Joule heating, to plasmonic
heating, in which absorption becomes dominant within a specific wavelength range where
the plasmonic resonance peak is expected to be located.

Summary

The current work investigated the influence of gold nanorods irradiation by a LED lamp and
deposited on the PETG platforms with different geometries. Having calibrated the emissivity and
establishing measurement uncertainty, the chamber were irradiated by a red laser and LED lamp
with a similar (1.75 + 0.23) W-cm™? intensity. As long as red laser irradiation provided higher rate of
temperature increase, LED lamp provided higher temperature increase itself . The investigations
confirmed that LED lamp can be used for irradiated gold nanorods and can effectively enhance
energy conversion, increasing temperature by even 170%.

It should be noted that the plasmonic resonance peaks, shown in Figure 3a, do not fully overlap with
the intensity spectrum of the LED lamp, indicating that there is still room for further improvement in
energy conversion efficiency and enhancement of the temperature increase rate. Such optimization
could open new opportunities for the energy applications, including steam generation systems and
solar collectors.
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Stowa kluczowe: Lattice Boltzmann Method LBM, Electrowetting on Dielectric EWOD, modelowanie

W pracy zastosowano metode LBM (lattice-Boltzmann) do modelowania przeptywu w kropli
przewodzacej cieczy (wody) w eksperymencie EWOD. Analizowano przeptyw cieczy opisany
réwnaniami Naviera Stokesa z uwzglednieniem transportu ciepta opisanego réwnaniem adwekcji—
dyfuzji temperatury. Rozpatrywano uktad elektrohydrodynamiczny, w ktérym kropla stabo
przewodzgcej wody spoczywa na warstwie dielektrycznej pokrywajacej elektrody umieszczone pod
nia. Elektrody s3 zasilane napieciem statym (DC), generujac pole elektryczne w objetosci kropli. Pole to
oddziatuje z ruchliwymi nosnikami tadunku (jonami) obecnymi w wodzie, prowadzac do powstania sit
objetosciowych, ktdére indukuja ruch wody. Uzyskano jakosciowa zgodnosé wynikdw symulacji
z wynikami eksperymentalnymi. Wyniki symulacji pokazuja, ze struktura przeptywu wewnatrz kropli
nie jest determinowana przez pojedynczy mechanizm, lecz wynika ze wspodtdziatania impulsowego
wymuszenia oraz pola elektrycznego. Pokazano, ze wymuszenie przeptywu wywotane przez ruch tylnej
Scianki kropli oraz oddziatywanie z polem elektrycznym formuje dwa wspétistniejace wiry.

1. Wstep

Ruchowi kropli znajdujgcych sie na powierzchniach hydrofobowych towarzyszy zjawisko jej Slizgania
sie oraz toczenia [1] - zjawisku temu towarzyszy cyrkulacja cieczy wewnatrz kropli. Jest ona
przedmiotem licznych badan i wynika ze wspdtdziatania réznych czynnikdéw fizycznych, takich jak sity
Marangoniego, gradient temperatury oraz kombinacje oddziatywan obejmujacych adhezje, grawitacje,
tarcie, opér i bezwtadnosc. [2-4].

Do badania cyrkulacji cieczy wewnatrz kropli stosuje sie zaréowno metody eksperymentalne, jak
i numeryczne. Wsréd technik eksperymentalnych mozna wymieni¢ obserwacje czastek pytu
i barwnikéw na powierzchni kropli rteci [1], wykorzystanie mikrokropli w uktadach elektrozilzania
Electrowetting on Dielectric (EWOD), analize znacznikdw fluorescencyjnych przy uzyciu oswietlenia
stroboskopowego [5], a takze obrazowanie kropli oleju z zastosowaniem izomeru liniowego, soczewek
Coom oraz kamery CCD z odpowiednim filtrem [6]. Do analizy cyrkulacji cieczy w kroplach stosuje sie
réwniez metody numeryczne [7, 8].

Zaobserwowana cyrkulacja cieczy w kroplach poruszajacych sie po powierzchni hydrofobowej ma
istotne znaczenie praktyczne, wptywajac na efektywnos¢ proceséw takich jak czyszczenie
powierzchni [9], mieszanie cieczy [10] czy dziatanie uktadéw mikroprzeptywowych i systeméw
EWOD [5]. W szczegdlnosci w uktadach EWOD kropla przemieszcza sie po powierzchni hydrofobowe;j
(np. warstwie dielektrycznej pokrytej FluoroPel™), a obecnosc sit stycznych na styku kropli z podtozem
sprzyja powstawaniu wewnetrznej cyrkulacji cieczy. Cyrkulacja ta moze w istotny sposob wptywaé
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na deformacje kropli, efektywnos¢ transportu oraz procesy mieszania, co ma kluczowe znaczenie dla
zastosowan typu lab-on-a-chip oraz cyfrowa mikrofluidyka [3,11].

Metoda Lattice Boltzmann Method zastosowana w niniejszym modelu stanowi mezoskopowe
podejscie do opisu przeptywu cieczy, w ktérym dynamika uktadu wyprowadzana jest z ewolucji
dyskretnych funkcji rozktadu czastek. W przeciwiestwie do klasycznych metod numerycznych
rozwigzujgcych bezposrednio réwnania Naviera—Stokesa, metoda LBM operuje na poziomie
kinetycznym, a wielkosci makroskopowe uzyskiwane sg jako momenty funkcji rozktadu. Metoda LBM
umozliwia sprzezenie wielu zjawisk fizycznych, takich jak przeptyw, transport ciepta, efekty
powierzchniowe oraz oddziatywania elektrohydrodynamiczne, bez koniecznosci rozwigzywania
globalnych uktadéw réwnan liniowych charakterystycznych dla MES. Z punktu widzenia analizowanego
przeptywu wewnatrz kropli w warunkach EWOD szczegdlnie istotna jest zdolnos¢ LBM do stabilnego
odwzorowania przeptywdw przy matych liczbach Reynoldsa oraz silnych sprzezeniach
wielofizycznych [14].

2. Stanowisko pomiarowe

Badania prowadzono na stanowisku pomiarowym przedstawionym w pracach [12, 13].
W eksperymencie badano ruch kropli wody destylowanej w procesie EWOD. Kat zwilzania pomiedzy
powierzchnig hydrofobowa a woda destylowang wynosit 95°. Na rysunku 1b pokazano ksztatt
zastosowanych elektrod, natomiast na rys.1la pokazano schemat podtgczenia napie¢ do kolejnych
elektrod. Zgbkowany ksztatt elektrod zostat zaprojektowany w taki sposdb, aby kropla znajdujaca sie
w centralnej czesci elektrody ujemnej czesciowo obejmowata réwniez elektrody o dodatniej
polaryzacji. Elektrody pokryto folig PTFE o grubosci 0,015 mm, ktéra nastepnie zostata pokryta warstwg
100 nm FluoroPel™ PFC1601 firmy Cytonix. Folia PTFE zostata przyklejona do podtoza za pomoca
warstwy 1 um Sylgard® 184 firmy Dow.

Rys. 1. Elementy stanowiska pomiarowego. a) uktad zasilania elektrod. b) ksztatt i wymiary elektrod
W eksperymencie kropla przemieszczata sie od elektrody o dodatnim potencjale do elektrody

0 zerowym potencjale. Zjawisko to zwigzane jest z poczatkowym oraz akumulowanym dodatnim
tadunkiem kropli i zostato szerzej oméwione w pracy [12]. Obserwacje ruchu kropli oraz zmian
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temperatury realizowano przy uzyciu kamery termowizyjnej Cedip Titanium 560 M (przetwornik ADC:
14 bit, czutos¢ termiczna NETD — Noise Equivalent Temperature Difference: < 18 mK przy 25°C,
doktadnos$¢ pomiaru temperatury: £1°C lub +1%, czestotliwos$¢ rejestracji: do 100 Hz). Parametr NETD
okresla najmniejszg rdznice temperatur, przy ktdrej sygnat pomiarowy staje sie nierozréznialny od
szumu. Zastosowanie kamery o NETD < 18 mK umozliwia uzyskanie wyraznych obrazéw rozktadu
temperatury.

Na rysunku 2a pokazano zmiany temperatury powierzchni kropli nastepujgce w trakcie zatrzymania sie
kropli na elektrodzie o zerowym potencjale. Widoczny jest wzrost temperatury cieczy nastepujacy
w kierunku ruchu tylnej scianki kropli. W pracy [13] przyjeto, ze zmiana temperatury kropli nastepuje
na skutek cyrkulacji cieczy wywotanej przez sity hydrodynamiczne oraz oddziatywanie pola
elektrycznego z zgromadzonymi w kropli fadunkami. Na rysunku 2b pokazano zmiany temperatury
powierzchni kropli rejestrowane kamerg IR z boku kropli w przypadku gdy kropla nagrzanych
elektrodach. Po zatrzymaniu sie kropli po jej powierzchni w kierunku ruchu kropli przesuwa sie
czerwony obszar pokazany na rys.2b.

Na rysunku 2c¢ pokazano zmiany ksztattu kropli w czasie jej przemieszczania. Zmiany te odpowiedzialne
sg miedzy innymi na generowanie przeptywéw wewnatrz kropli.

Rys. 2. Wyniki obserwacji kropli kamerg IR. a) Zmiany temperatury powierzchni kropli w koricowej fazie
jej przemieszczenia sie. b) widok kropli z boku — widoczny ciepty obszar cieczy przemieszczajacy sie
po powierzchni kropli. c) zmiany ksztattu kropli w czasie jej przemieszczania.

3. Model fizyczny i zatozenia

Rozwazany uktad opisuje przeptyw cieczy wewnatrz pétkulistej kropli umieszczonej na podtozu
i poddanej jednoczesnemu dziataniu gradientu temperatury oraz pola elektrycznego. Analiza dotyczy
etapu po przemieszczeniu kropli na kolejng elektrode, w tym przypadku obserwowane sa wewnetrzne
przeptywy adwekcyjne prowadzgce do transportu cieplejszej cieczy od podstawy kropli w kierunku
powierzchni.

Dynamika przeptywu modelowana jest przy uzyciu metody Lattice Boltzmann (LBM) w schemacie
D2Q9, rozwigzujacej réwnania ruchu cieczy w przyblizeniu stabo Scisliwym. Pole predkosci u oraz
gestosci p wynika z ewolucji funkcji rozktadu f;, natomiast transport temperatury opisany jest
analogicznym réwnaniem Boltzmanna dla funkcji g;. Model uwzglednia sprzezenie przeptywu
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i transportu ciepta poprzez czton adwekcyjny oraz zalezno$¢ sit powierzchniowych od gradientu
temperatury.

Geometria kropli odwzorowana jest jako obszar pétkolisty, w ktérym definiowane sg witasciwosci
cieczy. Poza kroplg przyjmuje sie brak przeptywu oraz stata temperature powietrza. Na podstawie
kropli narzucony jest warunek wymiany ciepta z podtozem w postaci kontrolowanego strumienia:

q = hpase(Tpase — T), (1)

gdzie: hyqse jest efektywnym wspdtczynnikiem wymiany ciepta.

Powierzchnia kropli podlega chtodzeniu do otoczenia oraz efektowi parowania, dla przeptywu
zastosowano warunek no-slip. Dodatkowym Zrédtem wymuszenia ruchu cieczy jest pole elektryczne,
modelowane jako objetosciowa sita dziatajgca w obrebie kropli:

Fy = K,E, (2)

gdzie: E jest polem elektrycznym generowanym przez uktad elektrod, a K, efektywnym
wspotczynnikiem sprzezenia elektrohydrodynamicznego.

Pole to jest przestrzennie niejednorodne i najsilniejsze w rejonie tylnej czesci kropli, zgodnie
z konfiguracjg eksperymentalna.

Istotnym elementem modelu jest réwniez odwzorowanie efektéw dynamicznych zwigzanych z ruchem
kropli. Zmiana dtugosci kropli po zatrzymaniu oraz obserwowane w eksperymencie przeptywy
inicjowane sg poprzez impulsowe wymuszenie predkosci w tylnej czesci kropli. Wprowadzane sa
zaréwno sktadowe poziome, odpowiedzialne za generacje Scinania, jak i pionowe, odpowiadajace za
transport cieczy od powierzchni do wnetrza kropli. Taki zapis pozwala odwzorowac efekt przejscia
kropli przez obszar przerwy miedzy elektrodami oraz zwigzane z nim odpychanie jonéw od powierzchni
cieczy. W rezultacie model opisuje przeptyw bedacy wynikiem wspoétdziatania gtéwnych
mechanizméw: impulsowego wymuszenia hydrodynamicznego oraz sit elektrohydrodynamicznych.

4. Implementacja, Lattice Boltzmann Method”

Rozwazany model oparty jest na dwuwymiarowej siatce D2Q9 (rys. 3), w ktdérej przestrzen
dyskretyzowana jest na regularng siatke, a zbiér dopuszczalnych kierunkéw predkosci e; obejmuje
dziewie¢ wektoréw: jeden zerowy, cztery osiowe oraz cztery diagonalne. Dla kazdego kierunku
definiowana jest funkcja rozktadu f;(x, t), opisujaca gestos¢ czastek poruszajacych sie w kierunku e;.

€6 €2 es5

N
/1N

e7 €4 eg

€1

Rys. 3. Schemat siatki w metodzie LBM D2Q9.
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Ewolucja funkcji rozktadu opisana jest dyskretng postacig rownania Boltzmanna z operatorem kolizji
BGK [14]:

fix+ ALt + A8) — fi(x t) = —w(fi(x,t) — f1(x,0)) + F, 3)
gdzie: w = 1/7 jest parametrem relaksacji zwigzanym z lepkoscia kinematycznga poprzez relacje
v =c? (r— %) At, (4)

a ¢, oznacza predko$¢ dzwieku w modelu (dla D2Q9: cZ = 1/3). Czton F; odpowiada za uwzglednienie
sit objetosciowych dziatajgcych na ptyn. Wielkosci makroskopowe wyznaczane sg jako momenty funkcji
rozktadu [14]:

At
px,t) =X f; (x, 1), pu(x,t) =X f; (x,t)e; + T F, (5)
gdzie: F oznacza catkowity site dziatajgcag na ptyn.

Funkcja réwnowagowa fieqprzyjmowana jest w postaci rozwiniecia drugiego rzedu wzgledem
predkosci [14]:

(6)

u  (e;w)?  u?
i - ’

eq . e —_—
fih =wip [1 + c2 + 2cd 2¢2
gdzie: w; s3 wagami kwadratury Gaussa zapewniajacymi poprawng rekonstrukcje réwnan Naviera—

Stokesa w granicy ciggtej w;=[4/91/91/91/9 1/9 1/36 1/36 1/36 1/36];

Schemat numeryczny sktada sie z dwdch etapdw. W pierwszym etapie (kolizja) funkcje rozktadu
relaksujg lokalnie w kierunku stanu réwnowagi. W drugim etapie (streaming) wartosci f;
przemieszczane s3 do sasiednich weztéw zgodnie z wektorami predkosci e;. Na granicy kropli
zastosowano warunek nieprzenikalnosci przy jednoczesnym dopuszczeniu sktadowej stycznej
predkosci.

W zastosowanym modelu metoda Lattice Boltzmann opiera sie na ewolucji funkcji rozktadu f;(x,t),
ktore reprezentujg gestos¢ czastek poruszajgcych sie w kierunkach zadanych przez dyskretne wektory
predkosci e;. Dynamika uktadu opisana jest réwnaniem Boltzmanna w wersji zdyskretyzowanej (6).
Proces obliczeniowy rozdzielony jest na dwa gtéwne etapy: kolizje oraz streaming. W etapie kolizji
funkcje rozktadu ulegaja lokalnej relaksacji w kierunku stanu réwnowagi, zgodnie z rownaniem:

fixt) =fix ) —o(fi(x) - fx0) +F, (7)
gdzie: f;"(x,t) oznacza wartosci po kolizji.

Czton sity F; wprowadzany jest zgodnie ze schematem Guo i wsp., co zapewnia poprawne
odwzorowanie wptywu sit objetosciowych na przeptyw [15]:

= (12w 27 g

cs
gdzie: F oznacza sumaryczng site dziatajacg na ptyn (obejmujaca m.in. wymuszenie impulsowe, site
elektrohydrodynamiczng).
W kolejnym etapie, zwanym streamingiem, wartosci funkcji rozktadu przemieszczane sg do sgsiednich

weztéw siatki zgodnie z kierunkami predkosci:

fix+ e;At, t + At) = fi (%, 1). (9)
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Na podstawie funkcji rozktadu wyznaczane sg wielkosci makroskopowe.

W metodzie Lattice Boltzmann warunki brzegowe nie s3 narzucane bezposrednio na pola
makroskopowe, takie jak predkos¢ czy gestos¢, lecz realizowane sg poprzez odpowiednig modyfikacje
funkcji rozktadu f; w weztach przygranicznych. Poniewaz wielkosci makroskopowe sg funkcjami f;
dlatego zmiana wartosci f; prowadzi posrednio do narzucenia pozadanych warunkdw na przeptyw.
Po etapie streaming wezty znajdujace sie na granicy domeny nie posiadajg petnej informacji
o wszystkich kierunkach f;, poniewaz czesé rozktaddw ,przysztaby” spoza obszaru obliczeniowego.
Te brakujgce wartosci sa rekonstruowane zgodnie z przyjetym warunkiem brzegowym.

W przypadku klasycznego warunku nieprzenikalnosci, ktéry zapewnia brak przeptywu przez granice
stosuje sie odbicie funkcji rozktadu (bounce-back). Dla kierunku i, ktérego wektor predkosci e; jest
skierowany na zewngtrz domeny, brakujaca wartos¢ zastepowana jest przez rozktad w kierunku
przeciwnym f;(x,t + At) = fi"(x, t), gdzie T oznacza kierunek przeciwny do i, a f*jest wartoscig po
kolizji. Operacja ta powoduje odwrdcenie strumienia pedu w kierunku normalnym, co skutkuje zerowa
sktadowa normalng predkosci na granicy.

W rezultacie warunek brzegowy w metodzie LBM polega na lokalnej rekonstrukcji brakujgcych funkcji
rozktadu oraz ich modyfikacji w taki sposdb, aby zapewni¢ zgodnos¢ z wymaganymi warunkami
fizycznymi na poziomie wielkosci makroskopowych, przy zachowaniu lokalnego charakteru obliczen.
Transport temperatury modelowany jest przy uzyciu drugiego zestawu funkcji rozktadu g;(x, t), ktére
spetniajg réwnanie [16]:

gi(x + e At t + 4t) — gi(x,t) = ~wr(gi—9;"), (10)
gdzie wr zwigzane jest z dyfuzyjnoscia cieplng a poprzez [17]:
_2(1_1
a=c? (wT Z)At. (11)
Temperatura definiowana jest jako suma funkcji rozktadu:
T(x,t) = %9 (xt), (12)

natomiast funkcja rownowagowa ma postac [14]:

gt =wT (1+ e;;), (13)

co prowadzi do réwnania adwekcji-dyfuzji opisujacego transport ciepta.

Szczeg6lng role w modelu odgrywaja warunki brzegowe dla temperatury, ktére odwzorowujg fizyczne
mechanizmy wymiany ciepta w kropli. Na podstawie kropli (dolna granica domeny) zastosowano
warunek typu Newtona opisujgcy wymiane ciepta z podtozem. Na dolnej granicy kropli (wezty
spetniajagce y = y,) wprowadzany jest strumien ciepta proporcjonalny do réznicy temperatur miedzy
podfozem a ciecza:

Q(X) = hpase(Thase — T(X)), (14)
co odpowiada warunkowi typu Newtona (konwekcyjnego):
q = hpase(Toase — T)- (15)

Ten strumien nie jest narzucany bezposrednio na T, lecz poprzez modyfikacje funkcji rozktadu
temperatury:

gixt) = gi(xt) + w; Q(x), (16)

dla wszystkich kierunkow i w weztach przy podstawie kropli.
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Mechanizm ten zapewnia ciggte dostarczanie energii cieplnej do kropli i odpowiada obserwowanemu
eksperymentalnie nagrzewaniu jej dolnej czesci.

Na powierzchni swobodnej kropli zastosowano warunki mieszane uwzgledniajgce zaréwno
konwekcyjng wymiane ciepta z otoczeniem, jak i efekt parowania. Strumien ciepta opisany jest jako
suma dwdch sktadnikéw:

q = —hgir(T = Tair) — B(1 — RH)Max(T — Tg;r, 0), (17)
gdzie pierwszy czton odpowiada konwekcji, natomiast drugi modeluje chtodzenie parowaniem zalezne
od wilgotnosci wzglednej RH.

W implementacji numerycznej warunek ten realizowany jest poprzez modyfikacje funkcji rozktadu g;
w komérkach znajdujgcych sie na granicy kropli, identyfikowanych na podstawie lokalnej zmiany maski

geometrycznej. Takie podejScie pozwala na odwzorowanie nieliniowego charakteru chtodzenia. Poza
kroplg temperatura utrzymywana jest na statym poziomie Ty;,,, co odpowiada warunkowi Dirichleta:

T = Taip- (18)
Warunek ten stabilizuje rozwigzanie i zapobiega rozprzestrzenianiu sie ciepta poza obszar cieczy.
Uwzgledniono wptyw pola elektrycznego, co prowadzi do modelowania zjawisk Electrohydrodynamics.
W przyjetym uproszczeniu sita elektryczna przyjmuje postac (5):
Catkowita sita dziatajgca na ptyn wynosi:

Fior = Foxe + Fp, (19)

i jest uwzgledniana w réwnaniu LBM poprzez odpowiedni czton wymuszajacy.

Otrzymany model stanowi sprzezony opis przeptywu, transportu ciepta oraz oddziatywan
powierzchniowych i elektrycznych, umozliwiajgcy analize ztozonych zjawisk zachodzacych w kroplach
poddanych dziataniu pola elektrycznego i gradientéw temperatury. Ostatecznie otrzymany model
stanowi sprzezony ukfad réwnan opisujgcych przeptyw, transport ciepta oraz oddziatywania
powierzchniowe i elektryczne. Takie podejscie umozliwia odwzorowanie ztozonych zjawisk
obserwowanych eksperymentalnie, w szczegdlnosci cyrkulacji wewnatrz kropli indukowane;j
gradientem temperatury oraz jej modyfikacji pod wptywem pola elektrycznego.

5. Skalowanie modelu

W celu powigzania wynikéw symulacji z rzeczywistymi warunkami fizycznymi przeprowadzono
skalowanie jednostek metody LBM do uktadu SI.

Przyjeto, ze promien kropli w symulacji wynosi R,z = 58 w jednostkach siatki, co odpowiada
rzeczywistej kropli o promieniu Rppys = 1 mm. Na tej podstawie wyznaczono krok przestrzenny
Ax =~ 1.72 x 10™° m. Nastepnie, korzystajac z relacji miedzy lepkoscig kinematycznag w modelu LBM
ajej wartoécia fizyczng dla wody (vppys = 107%m?/s), obliczono krok czasowy symulacji.
Dla zastosowanego czasu relaksacji T = 0.55, odpowiadajgca lepkos¢ w jednostkach LBM wynosi
v.p = 0.0167, co prowadzi do wartoéci At =~ 4.9 X 107%s. Tak okreélone skale pozwalajg na
przeliczenie pozostatych wielkosci. Charakterystyczne predkosci uzyskiwane w symulacji, rzedu
1073-10"2 w jednostkach LBM, odpowiadaja predkosciom fizycznym w zakresie okoto 3 X 1072 do
3x1072m/s, czyli od kilku do kilkudziesieciu mm/s. Catkowity czas symulacji obejmujacej
3000 krokéw wynosi okoto 0.015 s, co odpowiada dynamice obserwowanej w eksperymentach EWOD.
Skala sit w modelu wynika z przeksztatcenia Fppys = F,pAx/At?. Dla zastosowanego impulsowego
wymuszenia o wartosci rzedu 10™* w jednostkach LBM otrzymuje sie sity objetosciowe rzedu
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1071 N/m3. Analogicznie, przyjete pole elektryczne o amplitudzie E;z ~ 10?odpowiada
rzeczywistym wartosciom rzedu 105-10°V/m. Réinica temperatur pomiedzy podstawa
a powierzchnig kropli wynosi okoto 2°C. Wspodtczynnik zmiany napiecia powierzchniowego wzgledem
temperatury, % = —10~*, odpowiada rzeczywistej wartosci dla wody. Na podstawie uzyskanych skal

mozna oszacowac liczby bezwymiarowe charakteryzujace przeptyw. Liczba Reynoldsa wynosi rzedu
Re ~ 10, co wskazuje na przeptyw laminarny z mozliwoscig wystepowania stabilnych struktur
wirowych. Liczba Pecleta osigga wartosci rzedu Pe ~ 101-102.

Podsumowujac, przyjete skalowanie prowadzi do modelu odpowiadajacego rzeczywistej kropli
o rozmiarze milimetrowym, w ktérej przeptyw zachodzi w skali czasowej rzedu milisekund, przy
predkosciach rzedu milimetréw na sekunde oraz w obecnosci silnego pola elektrycznego.

6. Rezultaty

Uzyskane wyniki numeryczne przedstawiajg rozktad pola predkosci oraz temperatury wewnatrz kropli
poddanej jednoczesnemu dziataniu gradientu temperatury, pola elektrycznego oraz impulsowego
wymuszenia hydrodynamicznego rys.4. Analiza polega na jakosciowym porédwnaniu wynikéw symulacji
z obserwacjami eksperymentalnymi uzyskanymi metodg termowizyjng (IR), w ktérych rejestrowany
jest transport cieplejszej cieczy od podstawy kropli w kierunku jej powierzchni.

Rys. 4. Wyniki symulacji. a) Wyniki symulacji przy wartosciach sity wymuszenia w kodzie Fx=0.0004,
Fy=-0.0004; odpowiednie wartosci fizyczne majg wartosci Fx=287 N/m3, Fy=-287 N/m3 b) Wyniki
symulacji przy wartosciach sity wymuszenia w kodzie Fx =0.0, Fy =—0.0004; odpowiednie wartosci
fizyczne maja wartosci Fy =~574 N/m?

W poczatkowej fazie symulacji rozktad temperatury ma charakter liniowy w kierunku pionowym,
z wyzszg temperaturg przy podstawie kropli oraz nizszg w jej gérnej czesci, rys.4a. Taki profil wynika
z narzuconego strumienia ciepta od podtoza oraz chtodzenia powierzchni kropli w wyniku parowania.
Zmiana dtugosci kropli obserwowana eksperymentalnie zostata odwzorowana poprzez wprowadzenie
impulsowego wymuszenia predkosci w tylnej czesci kropli. W modelu uwzgledniono zaréwno sktadowg
pozioma, generujacg Scinanie, jak i sktadowa pionowg, odpowiadajacg za transport cieczy
od powierzchni do wnetrza kropli. W wyniku tego wymuszenia powstaje poczatkowo struktura
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dwuwirowa, obejmujgca wir przypowierzchniowy oraz towarzyszacy mu wir wewnetrzny, rys. 4b.
Dodatkowo uwzgledniono dziatanie pola elektrycznego, ktére wprowadza asymetrie przeptywu
i prowadzi do intensyfikacji ruchu cieczy w tylnej czesci kropli. Obszar najwiekszych predkosci pokrywa
sie z lokalizacja najsilniejszego pola elektrycznego, co jest zgodne z obserwacjami eksperymentalnymi.
Pole elektryczne dziata jako objetosciowe wymuszenie przeptywu i odgrywa istotng role w utrzymaniu
cyrkulacji wewnetrzne;j.

Kluczowym czynnikiem wptywajgcym na strukture przeptywu okazuje sie kierunek impulsowego
wymuszenia, rys.4b. W przypadku réwnowagi sktadowej poziomej i pionowej obserwuje sie wyrazng
strukture dwuwirowg, natomiast uwzglednienie jedynie sktadowej poziomej powoduje, ze kierunek
powstajgcego wiru jest przeciwny niz obserwowany w eksperymencie. Analiza rozktadu temperatury,
rys. 4a wskazuje, ze zastosowany model poprawnie odtwarza transport cieplejszej cieczy od podstawy
kropli ku jej wierzchotkowi.

7. Whioski

Uzyskane rezultaty wskazuja, ze struktura przeptywu wewnatrz kropli nie jest determinowana przez
pojedynczy mechanizm, lecz wynika ze wspétdziatania impulsowego wymuszenia oraz pola
elektrycznego. Pokazano, ze wymuszenie przeptywu wywotane przez ruch tylnej scianki kropli oraz
oddziatywanie z polem elektrycznym formuje dwa wspétistniejace wiry.

Nalezy podkresli¢, ze przedstawiony model ma charakter uproszczony i nie uwzglednia jawnego
transportu tadunku ani petnego rozwigzania pola elektrycznego. Pomimo tego pozwala on na
identyfikacje dominujacych mechanizmoéw fizycznych odpowiedzialnych za obserwowane zjawiska
i stanowi efektywne narzedzie do analizy jakosciowej przeptywu w kroplach poddanych dziataniu pola
elektrycznego i gradientow temperatury.
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Nomenklatura
a dyfuzyjnosé cieplna ((w jednostkach LBM))
Cs predkos¢ dzwieku (w jednostkach LBM)
E pole elektryczne (V/m)
fi(x,t) funkcja rozktadu
F sita masowa (N/m?3) lub ((w jednostkach LBM))
g(x,t) funkcja rozktadu
H wysokos¢ (m), (piksele)
hpase efektywnym wspdtczynnikiem wymiany ciepta
K, efektywny wspétczynnik sprzezenia elektro hydrodynamicznego
L dtugos¢ (m), (piksele)

RH wilgotnosci wzglednej

gestosé (kg/m?3)

strumien ciepta (w jednostkach LBM)
czas (s)

temperatura (K)

predkosé¢ (w jednostkach LBM)

wagi w LBM

ST H4*0D
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X wspotrzedna
w parametrem relaksacji (w jednostkach LBM)
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Reliable simulations of hygrothermal processes in bio-based building materials require an accurate
determination of the sorption isotherm. Since standard gravimetric methods for determining unknown
parameters are highly time-consuming, it is necessary to develop modeling techniques based on
inverse problems that can provide results much quicker. These approaches couple dynamic
experiments with numerical models to identify material properties by minimizing the error between
simulations and measurements. However, this process often leads to computationally expensive
optimization problems. This paper presents a methodology for comparing the covariance matrix
adaptation evolution strategy (CMA-ES) and Bayesian optimization (BO) to determine the parameters
of the Guggenheim-Anderson-de Boer (GAB) sorption isotherm model. The study utilizes a simplified
model of isothermal moisture transport implemented in ANSYS Fluent. The model accounts for air and
water vapor diffusion within the material, as well as moisture transport between the air and the solid
matrix, described by linear sorption kinetics. A key contribution of this work is the integration of the
Optuna library with PyFluent, enabling automated parameter coupling between the CFD solver and
the optimization environment. The cost function was defined as the sum of normalized mean squared
errors with time-dependent penalty weights, enabling effective curve fitting in critical regions, such as
the initial vapor diffusion rate and peak moisture saturation. The results show that BO outperforms
the population-based CMA-ES algorithm in terms of accuracy and convergence speed. The BO
algorithm successfully recovered the baseline parameters, achieving an accuracy two orders of
magnitude higher than CMA-ES after 150 iterations. In contrast to the stable BO approach, CMA-ES
exhibited significant deviations of the unknown parameters and struggled to escape local minima.
The proposed Optuna-PyFluent coupling provides a robust, scalable, and highly efficient framework
for any CFD simulations treated as input black-box models.

Introduction

Sorption-desorption processes are a fundamental part of accurate heat and moisture (HAM) modeling
in modern construction materials. Standard gravimetric methods (EN ISO 12571:2021 [1]) used to
determine the moisture sorption isotherm rely on thermodynamic equilibrium at discrete humidity
steps. Due to slow internal diffusion kinetics, complete characterization can require months. To speed
up the entire process, inverse methods are used, coupling dynamic experiments with numerical HAM
models. Inverse identification aims either at the accurate estimation of physical parameters or solely
at predictive system modeling, where the physical meaning of parameters is irrelevant as long as
the input-to-output relationship is captured [2]. The former approach requires resource-intensive and
computationally complex white-box models to ensure high accuracy to actual underlying physics.
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In contrast, the second approach can rely on simplified grey- or black-box direct models and machine
learning techniques.

The identification of unknown parameters is based on minimizing the discrepancy between observed
and simulated process flows, often validated with real-size models. This is typically done using
co-simulation, where an external optimization algorithm iteratively calls the numerical solver [3].
Therefore, the quality of estimations depends on a well-defined problem and managing the high
computational cost of repeated solver evaluations.

For example, Vereecken et al. [4] used swarm-intelligence optimisers to estimate non-linear hygric
properties from dynamic measurements. These population-based algorithms effectively avoid local
minima during parameter identification. While they outperformed the genetic algorithm (GA) and
the covariance matrix adaptation evolution strategy (CMA-ES), they still require a high number of
direct model evaluations, maintaining a high computational cost. In another work, Rouchier et al. [5]
compared the CMA-ES algorithm over the Bayesian interface for estimating nine hygrothermal
properties. CMA-ES identified the unknown parameters with an identification error below 5%, whereas
the Bayesian interface quantified uncertainty via posterior probability distributions. However, CMA-ES
involves high computational cost, as evaluating thousands of candidate solutions requires repeated
solver executions. Recently, Khaled et al. [6] used a one-dimensional hygrothermal transfer model
coupled with a trust-region-reflective algorithm (Isqcurvefit) to identify the hysteretic properties of
a hemp-clay composite. Using dynamic moisture buffer value load profiles in the 33-75% relative
humidity (RH) range, the algorithm fitted the sorption curves closely to the reference data. However,
the identified physical parameters deviated significantly. This demonstrates that local optimization
methods can overfit the macroscopic output and fail to retrieve the true physical properties of
the material.

The main objective of this work is to address the limitations of the GA applied in the preliminary study
by Wasik et al. [7], where the underlying white-box Fluent model involves a high computational cost
per iteration. This study proposes Bayesian Optimization (BO) as a sample-efficient and accurate
alternative, and compares it to the advanced evolutionary algorithm (CMA-ES).

1. Sorption in porous media

The sorption isotherm is mathematically described by the Guggenheim-Anderson-de Boer (GAB)
model. It provides a thermodynamically consistent description of multilayer sorption up to 90% RH,
with parameters strictly reflecting the heat of sorption within the bio-based composite matrix [8].
Its standard mathematical formulation is as follows:

wn CKo
1-K@)[1+K(C - 1Dg] (1)

w(p) = (

where w is the moisture content, ¢ is the RH, wy, is the monolayer moisture content, and C and K are
energy constants. The inverse problem seeks to identify the vector of the unknown parameters in
Eqg. (1), which is the following: x = [wy, C, K].

The HAM model used in this study is a simplified, isothermal version of the model presented by Wasik
and tapka [9], implemented in ANSYS Fluent. To isolate the performance of the optimization
algorithms, the physical model was adjusted to a fast-running benchmark. Two main simplifications
were applied. First, an accelerated time-scaling approach was introduced by multiplying the kinetic
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transport parameters (vapor diffusion and sorption coefficients) by a factor of 24. This enabled 1 hour
of simulation time to represent 24 hours of physical processes. Second, the energy equation was
omitted, assuming strictly isothermal conditions. Furthermore, liquid capillary transport was
neglected, limiting mass transfer strictly to water vapor diffusion and sorption. The model is governed
by the following equations:

aI/wa =1
ot bw (2)
d(€eqp.
% = V(DettVpa) (3)
9(€gp )
% = V(DetfVpy) — Mpw (4)

where Wy, is the bound water content, t is time, my,, is the rate of moisture mass transferred
between the humid air and the solid matrix, €; is the volume fraction of the gaseous phase
(i.e., porosity), p, and p, are the air and vapor densities, respectively, D¢ is the effective diffusion
coefficient.

The moisture transfer between humid air and bound water is governed by the following linear sorption
kinetics:

0Wpw

Frae Mpy = kkin(Weq((ﬂ) - wa) (5)

where kyiy, is the linear sorption coefficient, and Weq (@) is the equilibrium moisture content calculated
dynamically using the GAB parameters.

Preliminary verification against the original unscaled model showed satisfactory agreement. The main
discrepancies in the response were observed during step changes in RH boundary conditions. Although
the time-scaled model attenuated the transient peaks, the primary focus of this study is
the optimization methodology rather than the exact transient response. Therefore, capturing
the overall macroscopic sorption kinetics and equilibrium states was sufficient for this analysis.

2. Optimization strategies
2.1 Model

The problem investigated is a 2D geometry with dimensions of 100X74 mm. The sample was in contact
with the humid air only on the top surface, and the other surfaces were assumed to be impermeable
to moisture transfer (see Figure 1). A structural mesh of 160 elements was generated. The real 15-day
test was simulated with various RH boundary conditions. The simulation time step was set to
15 seconds. Due to the applied 24x time acceleration factor, each computational step corresponds
to 6 minutes of the actual physical process. Consequently, the entire 15-day experiment was
compressed into 15 hours of simulated time.
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(weight — penalty factor applied in the algorithm)

The initial equilibrium in the domain was set to RH of ¢ = 0.43. The boundary condition at the top
surface was set as a Dirichlet condition and varied stepwise as follows: ¢ = 0.5 during the first day,
¢ =0.75 from day 2 to 10, and ¢ = 0.33 from day 10 onwards. Three variables were monitored at each
time step: the total moisture content in the domain (m), and the RH at depths of 15 mm and 50 mm
from the top surface (RHys, RHsy). Figure 2 presents the reference dataset with applied boundary
conditions and monitored variables.

2.2 BO algorithm

In contrast to the memory-less population-based GA used previously [7], BO utilizes a surrogate-
assisted framework to solve computationally expensive inverse problems [10]. It treats optimization
as a sequential process updated after each step, rather than a predefined search. The goal of this
approach is to find a global minimizer of the unknown objective function efficiently. Previous studies
on parameter identification demonstrated that BO achieves the same accuracy as GA while being
several times faster due to a drastic reduction in direct model evaluations [11].

BO formulates optimization as a sequential decision process. It constructs a probabilistic surrogate
model, typically a Gaussian process (GP), to approximate the unknown objective function f(x).
A GP is completely specified by its prior mean function u(x) and covariance function (kernel). At each
iteration, the algorithm updates the surrogate model using the history of all prior evaluations.
This gives a posterior predictive distribution with an updated mean u,(x) and variance o2(x),
providing a statistical quantification of uncertainty across the parameter space [12]. To choose
the next sampling point, BO employs an acquisition function a(x), typically expected improvement
(El). This function yields high values in regions where the surrogate model predicts a minimal objective
function value (exploitation) and where the prediction uncertainty ¢, (X) is high (exploration).
The mechanics of this process are illustrated in Figure 3. The upper plots show the GP posterior mean
and confidence intervals, while the lower plots show the corresponding acquisition function dictating
the next sampling location.
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Figure 3 BO process over two iterations (based on [13])

While GP-based BO is highly efficient, it suffers from the curse of dimensionality. The computational
cost of inverting the GP matrix scales cubically with the number of observations O(N3), limiting its
standard application to problems with fewer than 15 to 20 hyperparameters [14], [15]. However, for
the low-dimensional identification of the specific GAB coefficients, the standard GP approach remains
fully applicable and optimal. This leaves space for inclusion of additional parameters, such as thermal
conductivity, specific heat capacity, or sorption hysteresis.

2.3 CMA-ES algorithm

The optimization model used in previous work [7] was based on GA and a memory-less approach.
To qualitatively compare the BO algorithm, the CMA-ES was proposed as the more advanced
evolutionary solution. Unlike classic GA, CMA-ES learns the cross-correlation between parameters by
updating its covariance matrix after each iteration [16]. It models the population of candidate solutions
as a multivariate normal distribution. In each generation, the algorithm shifts the mean of this
distribution towards the most successful evaluated candidates. By tracking the evolution paths across
successive generations, it independently adapts the scale (step-size) and the shape (covariance
matrix C) of the search distribution [17]. This enables the algorithm to successfully navigate in
the direction of optimum after each population, making it more resilient to stall like standard GA.
Unlike BO, the computational cost of CMA-ES scales cubically with the number of dimensions O(D3).
However, its internal computation time per iteration remains constant even at high iteration counts,
making it efficient for fast black-box evaluations.

2.4 Analyzed case

Performance validation of both algorithms was performed on a synthetic dataset. The simplified model
was used to generate reference curves for moisture content and RH within the solid matrix
(see Figure 2). For this purpose, an arbitrary set of parameters was used: wy, = 0.027, C = 22.2, and
K =0.52. The primary objective was to verify whether the investigated algorithms could successfully
recover these input parameters by fitting the model to the generated data. Notably, the simulated
scenario featured high mass transport resistance, resulting in slow moisture uptake. This provided
a rigorous numerical test, challenging the algorithms to find equilibrium parameters using only early
transient data.
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A critical factor in the black-box optimization framework is the proper definition of the cost function
J(x) to be minimized. Preliminary tests were conducted on a simplified 1D vapor diffusion and sorption
model implemented in Python using the Optuna optimization library. Based on these tests,
a normalized, weighted cost function was formulated to ensure stable convergence and accurate
identification of the GAB coefficients. It was constructed as a weighted sum of normalized mean
squared errors (NMSE) between the simulated results and the reference data at each timestep.
The total cost aggregates contributions from the total moisture content and local RH at two depths, as
defined by:

J(X) = Wy * &y + WRy - (SRH,15 + SRH,so) (6)
where wy= 5.0 and wry = 1.0 are the global weights prioritizing the moisture mass balance.
The normalized error term &g, for a given variable ¢ is calculated as:

1oz, Cv(fi)(¢sim(ti)—l'l’ref(ti))zJ 7)

£ = g2y =, ot

where:
o Agreris the range of the reference variable (normalization factor),
o ¢sim and ¢, are simulated and reference values, respectively,
o w(t;) represents the time-dependent weights.

This normalization of errors is crucial to balance variables with different physical units and magnitudes.
Furthermore, to accurately capture the transient dynamics of the reference curves, a time-dependent
weighting scheme was implemented to anchor the solution in critical physical stages. A penalty weight
of w = 20 was applied to the first day to enforce the correct initial starting point and the early vapor
diffusion rate. Concurrently, a weight of w = 10 was assigned between the 8th and 10th day to anchor
the peak moisture content at its maximum saturation level. The structure of these penalties is illustrated
in Figure 2, for all remaining simulation periods, a default baseline weight of w = 1 was applied.

3. Calculations

The optimization framework was implemented in Python, coupling ANSYS Fluent via the PyFluent
package. This interface allowed the Optuna software to dynamically update model parameters using
Fluent's internal RP-variables interface. A general schematic of this inverse problem loop is presented
in Figure 4.

———— - - - . Select best
Initialization Forward simulation Cost evaluation Iteration arameters
(startup trials) (ANSYS Fluent) > J(x) limit? pw C K
msy y

New candidates x

y

Finish

Independent optimization runs were executed in parallel on an Intel Xeon Gold 6348H processor.
To create a more computationally demanding environment for the algorithms, the parameter search
space was intentionally expanded to maximize variable covariance: wy, € [0.01,0.06], C € [2,40],

Algorithm update
(BO / CMA-ES)

Figure 4 Conceptual schematic of the inverse method proposed
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and K € [0.4, 0.95]. Given the broad range of the parameter C, a logarithmic sampling scale was
employed to ensure uniform coverage across orders of magnitude [8]. Based on initial tests,
the computational budget was capped at 150 iterations per run, corresponding to approximately
150 core-hours of Fluent simulation. Specific solver configurations were applied. The BO algorithm
utilized a GPsampler initialized with 10 random startup trials, with the deterministic objective flag
disabled to ensure numerical stability. The CMA-ES was configured to efficiently escape local minima,
it used an initial step-size of 0.2 (covering 20% of the normalized parameter space), a population size
of 10 candidates per generation, and a Bl-Population restart strategy with a population multiplier of 2.

Following Rouchier et al. [5], a secondary evaluation scenario was introduced where 3% Gaussian noise
was added to the reference dataset. This approach simulates real laboratory measurements and
provides a comparison against the ideal reference dataset. Each algorithm performed 8 independent
runs for both the ideal and noised data. Figure 5 presents the comparison of the top four runs for BO
and CMA-ES after 150 evaluations.
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Figure 5 Comparison of the top four solutions found by BO (a, c) and CMA-ES (b, d). The top row (a, b)
corresponds to the ideal, while the bottom row (c, d) presents results for the noised reference dataset.
Values in parentheses denote the objective function cost for each iteration

The subplots compare the simulated 15-day profiles of moisture content and RH against reference
targets. The solutions are ranked by accuracy in the legends, which specify the iteration number and
the achieved objective function cost. The BO solutions demonstrate a near-perfect alignment with

1304



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

the reference targets across all time steps, remaining robust even under noised conditions (Figure 5c).
Conversely, CMA-ES struggles to fully capture the transient dynamics, exhibiting visible deviations from
the target profiles, particularly around the transition from sorption to desorption dynamics under the
noisy conditions (Figure 5d). Although this figure presents only the best four of the eight independent
runs, the plotted curves are representative of the convergence and accuracy trends observed across
the entire set of evaluations, as discussed further in the subsequent section.

4, Results

The quantitative comparison of the parameter identification performance for both optimizers is
summarized in Table 1. Due to a slow convergence rate, the CMA-ES runs were extended to
200 iterations to investigate potential further convergence. Overall, BO achieved an objective function
cost two orders of magnitude lower than CMA-ES, yielding higher parameter identification accuracy.
The wy, coefficient was identified with the highest precision, with BO maintaining relative errors at
6.5% (ideal) and 5.5% (noised), while CMA-ES vyielded errors of 14% and 1.4%, respectively.
The estimation of K followed a similar trend, with BO showing consistency (9.8% and 4.6% error for
the ideal and noisied case, respectively) against the performance drop observed for CMA-ES under
noise (from 7.3% to 23% error). Parameter C exhibited the widest spread and highest estimation errors
across both algorithms (up to 41% for BO and 54% for CMA-ES). Furthermore, BO demonstrated robust
performance on the noised dataset, accurately recovering the target parameters. While CMA-ES
struggled considerably more under noisy conditions (see Figure 5), it interestingly yielded the most
accurate mean estimate for the wy, (< 1.4% relative error). However, these CMA-ES estimates were
subject to a standard deviation on average comparable as that of BO, indicating simillar consistency
and convergence stability across independent runs.

Table 1 Comparison of identified GAB parameters against reference target values

il\t/lear);tions Best cost Mean cost Wm C K

Reference target |- - - 0.027 22.2 0.52

Ideal dataset

BO 50 3.4x10°3 (13+1.2)x102 |0.026 +0.004 26.8+10.9 0.57+0.10
100 1.5x10% (2.1£2.4)x103 |0.026+0.002 |30.7+8.7 0.56 £ 0.06
150 4.9.x 10° (49+53)x10¢ |0.025+0.001 [31.3%5.1 0.57 +0.03

CMA-ES 50 3.7 x 102 (82+55)x102 [0.030+0.005 |9.1+5.2 0.63+0.11
100 8.3 x 103 (42+18)x102 |0.032:0.003 |8.4%27 0.58 +0.07
150 4.4x103 (27£2.0)x102 |0.031+0.003 |10.6+3.5 0.55 + 0.07
200* 2.4%10% (14+17)x102 |0.032:0.003 |14.4+6.9 0.49 £0.05

Noised dataset

BO 50 9.3x10% (7.1+13)x103 |0.027+0.003 [23.76.7 0.53+0.07
100 5.4 x 104 (1.6£0.9)x103 |0.026+0.001 |255+3.9 0.56 +0.03
150 5.0x10% (8.5+3.8)x104 |0.028+0.003 |21.0+4.4 0.50 +0.05

CMA-ES 50 3.7x102 (9.3+4.5)x102 [0.028+0.005 |9.7+5.4 0.68 £0.07
100 3.7x10?2 (5.2+1.7)x102 |0.027+0.003 |10.6+4.4 0.68 £ 0.08
150 5.4x10% (3.0+1.6)x102 |0.028+0.003 |11.8+3.4 0.62 +0.09
200* 2.4%103 (19+14)x102 |0.028+0.002 |15.0+4.2 0.58 £ 0.10

1305



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

In contrast to BO, the CMA-ES algorithm showed significant instability and large spread of results, as
indicated by high mean cost function values. The evolutionary approach struggled to consistently
locate the global minimum, achieving parameter accuracy comparable to the GA used previously [7].
As shown in Figure 6, this is caused by the search space topology. The objective function forms a long,
flat valley. BO (Figure 6a and c) correctly mapped the correlation between wy, and K using its GP
model, placing new observations along the lowest cost region. Conversely, while CMA-ES identified
the initial gradient, its covariance matrix decreased too quickly after reaching the flat area (Figure 6b
and d). This caused the search distribution to get stuck in local minima. As a result, one of the best runs
converged prematurely at the 55th iteration with no further progress.
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Figure 6 Comparison of the search topology of best runs by BO (a, c) and CMA-ES (b, d). The top row (a, b)
corresponds to the ideal, while the bottom row (c, d) presents results for the noised reference dataset.
The cost function landscape for BO was estimated from the sampled data points

Parameter C was the most challenging coefficient to identify across both methods. The slow, early-
stage mass transport limits the sensitivity of the objective function, creating flat gradients. Under such
low-sensitivity conditions, CMA-ES systematically underestimated the coefficient, becoming trapped
in local minima around C = 10. In contrast, BO tended to overestimate the parameter under ideal
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conditions, pushing the estimates toward C = 30. Notably, introducing noise to the reference dataset
improved BO performance, shifting the mean estimates to C = 21. This demonstrates BO's sample
efficiency in low-sensitivity and noisy environments, as it maximizes the informational value of each
solver evaluation. The initial 10 random startup trials provided sufficient data to build a reliable
surrogate model for efficient parameter space exploration. Although the internal computational cost
of BO is higher, for low-dimensional optimization problems, this cost remains entirely negligible
compared to the execution time of the numerical simulation.

Figure 7 presents the reconstructed sorption isotherms for the top four runs of each investigated case.
BO consistently aligns with the reference target across the entire simulation range (shaded area);
crucially, it accurately captures the behavior of the curve outside the 33-75% RH boundary. This proves
that the true global thermodynamic parameters can be successfully recovered regardless of a highly
challenging reference dataset (see Figure 2). Conversely, the CMA-ES runs exhibited greater
divergence, particularly in the high-humidity extrapolation region (RH>0.75). This deviation is amplified
under noised conditions, where the wide spread of the identified isotherms confirms the algorithm's
confinement in local minima. Consequently, while CMA-ES manages to force a numerical fit within
the simulated RH window, it fails to reconstruct the global properties of the material.
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Figure 7 Comparison of the top four GAB sorption isotherms found by BO (a, c) and CMA-ES (b, d). The top row
(a, b) corresponds to the ideal, while the bottom row (c, d) presents results for the noised reference dataset.
Values in parentheses denote the objective function cost for each iteration

These results correspond only to the optimization between the numerical solver and the mathematical
parameters, assuming the solver accurately captures the physical sorption process. Other
discrepancies can be introduced between simulation and laboratory measurements, but this falls
outside the scope of this analysis. A primary limitation of this study is the use of a simplified model and
the untested behavior of the algorithms under a higher number of unknowns. While this study
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investigated only three main GAB parameters, the optimization process can be easily scaled up with
other unknowns, such as thermal conductivity, specific heat capacity, or sorption hysteresis. It can also
be expanded with the energy equation and temperature measurements at the bottom of the sample
(similarly to RHsg).

The proposed workflow, integrating PyFluent with Optuna, provides an efficient framework for
parameter identification. By treating the numerical solver as a black box, this method decouples
the optimization process from the resource-heavy and rigid ANSYS Workbench environment.
Consequently, the approach is not limited to ANSYS Fluent and can be easily adapted to other CFD
solvers. Moreover, Optuna offers dynamic data management, making the solution easily scalable and
parallelizable. Specifically, multiple solver instances can run independently and connect to a single
shared database. This allows for concurrent evaluations and provides a collective optimization history
for the next trials, significantly reducing the overall computational time.

Conclusions

This paper presented a comprehensive comparison of CMA-ES and BO in the inverse problem of
determining the unknown parameters of the GAB sorption isotherm model. To isolate the performance
of these optimization algorithms and address high computational costs, a simplified isothermal
moisture transport model implemented in ANSYS Fluent was utilized as a fast-running benchmark.
The optimization framework integrated the Optuna library with ANSYS Fluent via PyFluent, treating
the numerical solver as a black-box model. A normalized, time-weighted cost function was applied to
effectively anchor the optimization process in critical transient stages, such as the initial vapor diffusion
rate and peak moisture saturation. Overall, BO consistently outperformed the population-based
CMA-ES algorithm in both parameter accuracy and convergence speed. The following conclusions may
be drawn from the conducted studies:

e BO successfully recovered the baseline GAB parameters, achieving an objective function cost
two orders of magnitude lower than CMA-ES after 150 iterations. Even with extended
evaluations and an applied Bl-Population restart strategy, CMA-ES could not escape local
minima. In contrast, BO efficiently mapped the parameter correlations using its Gaussian
Process surrogate model.

e The wy, coefficient was identified with the highest precision, followed by K. BO maintained
relative errors for these parameters below 10% for ideal and noised datasets. CMA-ES showed
similar accuracy but extended this error range up to 23% under noised conditions. Parameter
C was the most challenging to identify, likely due to the flat gradients caused by demanding
reference mass transport. While CMA-ES systematically underestimated the coefficient and
converged to local minima, BO successfully recovered this parameter with high accuracy, but
only for the noised reference dataset.

e BO consistently aligned with the reference target across the entire simulation range and
accurately captured the isotherm behavior outside the simulated 33-75% RH boundary.
Conversely, CMA-ES failed to reconstruct the global material properties, showing severe
divergence in the high-humidity extrapolation region (RH>0.75).

e The proposed Optuna-PyFluent workflow decouples the optimization loop from the resource-
heavy ANSYS Workbench environment. This approach provides a scalable and parallelizable
framework that allows for concurrent solver evaluations, significantly reducing the overall
optimization cost.
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While this study focused on three main GAB parameters, the database-driven workflow can be easily
scaled up to identify other unknown material properties, such as thermal conductivity, specific heat
capacity, or sorption hysteresis. Future research will apply this framework to more complex CFD
models, incorporating the energy equation with dynamic temperature measurements. Finally,
the performance of the BO algorithm will be validated against actual laboratory measurements to
assess its accuracy and robustness on real-world data.
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Nomenclature

c GAB model parameter (-)

Dess  effective diffusion coefficient (m?s™)
f(x) objective function (-)

J(x) total cost function (-)

K GAB model parameter (-)

kiin  linear sorption coefficient (s™)

m total moisture content (kg)

My,  rate of moisture mass transfer (kg m=3s™)
N number of total observations (-)

n number of timesteps (-)

t time (s)

Wyw  bound water content (kg m~3)

Weq  equilibrium moisture content (kg m=3)

w moisture content (kg kg™)

Wi GAB model parameter — monolayer moisture content (kg kg™)
X vector of unknown parameters (-)

a(x) acquisition function (-)

A¢res normalization factor (varies)

€ normalized error term (-)

€g volume fraction of the gaseous phase — porosity (-)
u(x) prior mean function (-)

Un(X) posterior predictive mean (-)

Pa air density (kg m™3)

Dy vapor density (kg m3)

0, (Xx) prediction uncertainty (-)

1) relative humidity (-)
[0) monitored variable (varies)
w time-dependent weight (-)

1309



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

References

[1] ENISO 12571:2021, Hygrothermal performance of building materials and products -
Determination of hygroscopic sorption properties, 2021.

[2] S. Rouchier, “Solving inverse problems in building physics: An overview of guidelines for

a careful and optimal use of data,” Energy Build., vol. 166, pp. 178-195, May 2018,

doi: 10.1016/j.enbuild.2018.02.009.

[3] A.W. M. Van Schijndel, “Integrated modeling of dynamic heat, air and moisture processes

in buildings and systems using SimuLink and COMSOL,” Build. Simul., vol. 2, no. 2, pp. 143-155,

Jun. 2009, doi: 10.1007/s12273-009-9411-x.

[4] E.Vereecken, S. Roels, and H. Janssen, “Inverse hygric property determination based on
dynamic measurements and swarm-intelligence optimisers,” Build. Environ., vol. 131, pp. 184-196,
Mar. 2018, doi: 10.1016/j.buildenv.2017.12.030.

[5] S.Rouchier, M. Woloszyn, and T. Bejat, “Identification of Envelope Hygrothermal Properties
Based on In-situ Sensor Measurements and Stochastic Inverse Methods,” Energy Procedia, vol. 78,
pp. 943-948, Nov. 2015, doi: 10.1016/j.egypro.2015.11.025.

[6] S.Khaled, M. Bart, S. Pretot, and F. Collet, “Development of an inverse method for identifying
the hygric properties of hysteretic building materials: Application on cellular concrete and hemp-
concrete,” J. Build. Eng., vol. 125, p. 116101, May 2026, doi: 10.1016/].jobe.2026.116101.

[71 M. Wasik, R. Galinski, and P. tapka, “Determination of the sorption curve of hygroscopic building
materials by the inverse method: a preliminary study,” presented at the 16th International
Conference on Thermal Engineering: Theory and Applications, Jun. 2025.

[8] J. Blahovec and S. Yanniotis, “GAB Generalized Equation for Sorption Phenomena,”

Food Bioprocess Technol., vol. 1, no. 1, pp. 82-90, Mar. 2008, doi: 10.1007/s11947-007-0012-3.

[9] M. Wasik and P. tapka, “Preliminary mathematical and numerical non-equilibrium transient air
and moisture transfer model in hemp concretes,” in Postepy w badaniach wymiany ciepta i masy,
Politechnika Biatostocka, 2022. doi: 10.24427/978-83-67185-30-1_41.

[10] Blank, Julian, “Solving computationally expensive problems using surrogate-assisted
optimization,” Michigan State University. doi: 10.25335/4M58-XY33.

[11] H. Ji, L. Qi, M. Lyu, Y. Lai, and Z. Dong, “Improved Bayesian Optimization Framework for Inverse
Thermal Conductivity Based on Transient Plane Source Method,” Entropy, vol. 25, no. 4, p. 575,
Mar. 2023, doi: 10.3390/e25040575.

[12] P. I. Frazier, “A Tutorial on Bayesian Optimization,” 2018, arXiv. doi:
10.48550/ARXIV.1807.02811.

[13] B. Shahriari, K. Swersky, Z. Wang, R. P. Adams, and N. De Freitas, “Taking the Human Out of
the Loop: A Review of Bayesian Optimization,” Proc. IEEE, vol. 104, no. 1, pp. 148-175, Jan. 2016,
doi: 10.1109/JPROC.2015.2494218.

[14] M. Binois and N. Wycoff, “A Survey on High-dimensional Gaussian Process Modeling with
Application to Bayesian Optimization,” ACM Trans. Evol. Learn. Optim., vol. 2, no. 2, pp. 1-26, Jun.
2022, doi: 10.1145/3545611.

[15] M. L. Santoni, E. Raponi, R. D. Leone, and C. Doerr, “Comparison of High-Dimensional Bayesian
Optimization Algorithms on BBOB,” ACM Trans. Evol. Learn. Optim., vol. 4, no. 3, pp. 1-33, Sep. 2024,
doi: 10.1145/3670683.

[16] N. Hansen, “The CMA Evolution Strategy: A Comparing Review,” in Towards a New Evolutionary
Computation, vol. 192, J. A. Lozano, P. Larrafiaga, I. Inza, and E. Bengoetxea, Eds., in Studies in
Fuzziness and Soft Computing, vol. 192., Berlin, Heidelberg: Springer Berlin Heidelberg, 2006,

pp. 75-102. doi: 10.1007/3-540-32494-1_4.

[17] N. Hansen, “The CMA Evolution Strategy: A Tutorial,” 2016, arXiv.

doi: 10.48550/ARXIV.1604.00772.

1310



DOI: 10.65731/978-83-68673-45-6_84 XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Parametric analysis of zirconium steam oxidation as a coupled heat
and hydrogen source using a simplified 0D thermochemical model

KACPER BURY?, TOMASZ BURY?

I Cracow University of Technology, Faculty of Chemical Engineering and Technology
Warszawska 24, 31-155 Cracow, Poland
! e-mail: kacper.bury42 @student.pk.edu.pl
2Silesian University of Technology, Faculty of Energy and Environmental Engineering
Konarskiego 18, 44—-100 Gliwice, Poland
2 e-mail: tomasz.bury@polsl.pl

Keywords: nuclear reactor, zirconium oxidation, hydrogen generation, parabolic kinetics, thermochemical
coupling

Zirconium steam oxidation is an important high-temperature thermochemical process in water-cooled
nuclear reactors because it simultaneously releases heat and generates hydrogen. During LOCA-type
transients, this reaction may contribute to the thermal response of fuel cladding and to the formation
of a hydrogen source term for further safety analyses. This paper presents a simplified zero-
dimensional thermochemical model of zirconium steam oxidation treated as a coupled heat and
hydrogen source. The model combines parabolic oxidation kinetics, Arrhenius-type temperature
dependence, a lumped energy balance of the cladding control volume and a hydrogen mass balance
derived from reaction stoichiometry. The oxidation heat is introduced directly into the energy equation
as a temperature-dependent source term, which makes it possible to analyse the feedback between
cladding temperature, oxidation rate, chemical power and hydrogen production. A series of parametric
calculations was performed to evaluate the influence of selected thermal and kinetic parameters on
the oxidation process. The analysed parameters included the initial cladding temperature, effective
heat transfer coefficient, external heat input, oxidation correlation, reaction heat feedback and
effective thermal mass. The results show that the initial temperature and heat removal conditions have
the strongest influence on hydrogen generation and total reaction heat. The choice of oxidation
correlation also significantly affects the predicted source terms, confirming the importance of kinetic
uncertainty in simplified modelling. Reaction heat feedback becomes more pronounced when
the effective thermal mass of the analysed control volume is reduced. Although the proposed model
does not represent detailed fuel rod behaviour or system-level accident progression, it provides
a transparent thermodynamic framework for analysing the coupled nature of zirconium steam
oxidation. The model may be useful for preliminary parametric studies, educational interpretation and
generation of simplified heat and hydrogen source terms for further analyses.

Introduction

Zirconium-based alloys are widely used as fuel cladding materials in water-cooled nuclear reactors due
to their favourable combination of mechanical properties, corrosion resistance under normal
operating conditions and relatively low neutron absorption cross-section [1, 2]. Under nominal reactor
operation, the cladding acts as the first physical barrier separating nuclear fuel from the coolant and
the primary circuit. Its integrity is therefore essential for maintaining the confinement of fission
products and ensuring safe heat removal from the fuel. However, the behaviour of zirconium alloys
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changes significantly when the cladding is exposed to high-temperature steam during accident
conditions.

One of the most important accident scenarios in water-cooled reactors is a loss-of-coolant accident
(LOCA). In such conditions, partial or complete degradation of core cooling may lead to a rapid increase
in fuel rod and cladding temperatures. When the temperature of zirconium alloy cladding reaches
a sufficiently high level, the oxidation reaction between zirconium and steam becomes intensive.
This reaction is strongly exothermic and, at the same time, produces hydrogen. Consequently,
zirconium steam oxidation is not only a material degradation process, but also a coupled
thermochemical phenomenon that affects both the energy balance of the heated core region and
the mass balance of gases released into the reactor system or containment [3-5].

The heat released during zirconium oxidation may become an additional source term in the thermal
balance of the fuel cladding. This is particularly important because the reaction rate increases strongly
with temperature. As a result, a positive feedback mechanism may occur: an increase in cladding
temperature accelerates oxidation, faster oxidation releases more heat, and the additional heat
further increases the temperature. Such thermal-chemical coupling is one of the reasons why high-
temperature zirconium oxidation plays a significant role in accident progression analyses. In severe
accident conditions, this process may contribute to cladding embrittlement, fuel rod degradation,
hydrogen accumulation and, under unfavourable circumstances, to hydrogen combustion risks [6—8].

The second direct consequence of zirconium steam oxidation is hydrogen generation. The amount and
rate of hydrogen production depend on the oxidised zirconium mass, the temperature history of
the cladding and the availability of steam. From the point of view of reactor safety, hydrogen
generation is important because it affects the composition of the gas mixture in the containment and
may influence the requirements for hydrogen mitigation systems, such as passive autocatalytic
recombiners or igniters. Although detailed system-level safety analyses require advanced
computational tools, simplified models are useful for identifying the dominant physical mechanisms
and estimating the relative importance of the oxidation heat source and hydrogen production under
selected accident conditions.

In engineering analyses, high-temperature zirconium oxidation is often described using empirical or
semi-empirical kinetic correlations. A common approach is based on parabolic oxidation kinetics,
which reflects the diffusion-controlled growth of the oxide layer. In this framework, the oxidation rate
is expressed as a function of temperature, usually by an Arrhenius-type relation. Such a formulation
allows the oxidation process to be coupled directly with the thermal response of the cladding. Despite
its simplicity, this approach is suitable for illustrating the nonlinear character of the process and for
demonstrating the feedback between temperature, oxidation rate, heat release and hydrogen
generation [9-11].

The aim of this paper is to develop and analyse a simplified lumped-parameter thermochemical model
of zirconium steam oxidation during LOCA-type conditions in water-cooled nuclear reactors.
The model combines parabolic oxidation kinetics, Arrhenius-type temperature dependence, an energy
balance of the cladding control volume and a simplified hydrogen mass balance based on reaction
stoichiometry. The heat generated by the oxidation reaction is introduced into the energy equation as
a temperature-dependent internal source term. This makes it possible to evaluate the instantaneous
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chemical power of the reaction and its influence on the temperature evolution of the analysed control
volume.

The proposed approach is intentionally simplified and should not be regarded as a substitute for
detailed reactor safety codes. Its purpose is rather to provide a transparent thermodynamic framework
for analysing the coupled nature of zirconium steam oxidation. The model is used to illustrate how the
oxidation heat source and hydrogen generation evolve during simplified high-temperature steam
exposure conditions representative of LOCA-type transients. Particular attention is paid to
the nonlinear dependence of the process on temperature and to the conditions under which thermal—
chemical feedback may become significant.

1. Physical background of zirconium steam oxidation
1.1. Role of zirconium alloys in water-cooled reactors

Zirconium alloys are commonly used as fuel cladding materials in light water reactors because of their
favourable nuclear and thermomechanical properties. The most important advantage of zirconium
from the reactor physics point of view is its low thermal neutron absorption cross-section. This makes
zirconium-based alloys suitable for use in the reactor core, where any excessive neutron absorption by
structural materials would reduce neutron economy and negatively affect fuel utilisation. At the same
time, zirconium alloys provide sufficient mechanical strength, dimensional stability and corrosion
resistance under normal operating conditions in high-temperature water or steam environments [1, 2].

In a typical fuel rod, the cladding forms a thin metallic tube surrounding the ceramic uranium dioxide
fuel pellets. It performs several functions simultaneously. First, it maintains the geometry of the fuel
column and provides mechanical support for the fuel. Second, it acts as the first engineered barrier
against the release of fission products from the fuel into the primary coolant. Third, it participates in
heat transfer from the fuel pellets to the coolant. Therefore, the thermal and mechanical integrity of
the cladding is essential for safe reactor operation.

Under normal operating conditions, zirconium alloys are exposed to high-temperature coolant and
ionising radiation. Their surface is gradually covered by a protective oxide layer, mainly zirconium
dioxide. This oxide layer is usually thin and its growth is controlled by corrosion processes occurring
over long operating periods. In such conditions, oxidation is an important ageing and material
degradation phenomenon, but it does not dominate the short-term thermal behaviour of the fuel rod.

The situation changes significantly during accident conditions, especially when the cladding is exposed
to steam at elevated temperatures. If the cooling of the reactor core is degraded, fuel rod
temperatures may increase rapidly. Above a certain temperature range, zirconium oxidation in steam
becomes much more intensive. The process is then no longer only a slow corrosion mechanism, but
a fast high-temperature chemical reaction. As a result, the cladding material becomes both a reacting
solid phase and a source of heat and hydrogen. This dual role is crucial for accident progression
analyses in water-cooled nuclear reactors.

The use of zirconium alloys therefore involves a specific safety-related compromise. The same material
properties that make zirconium suitable for normal reactor operation do not eliminate its chemical
reactivity under high-temperature steam conditions. For this reason, zirconium steam oxidation has
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been extensively investigated in the context of design-basis accidents, beyond-design-basis accidents
and severe accident scenarios [3-5].

1.2. High-temperature oxidation reaction
The global reaction between zirconium and steam can be written as:
Zr + 2H,0 - Zr0, + 2H, (1)

In this reaction, metallic zirconium is oxidised to zirconium dioxide, while water vapour is reduced and
molecular hydrogen is produced. The reaction is strongly exothermic, which means that chemical
energy is released as heat. From the point of view of reactor safety, the reaction is important for two
coupled reasons: it adds heat to the fuel rod or core region and it generates hydrogen, which may later
affect the gas composition in the reactor coolant system or containment.

High-temperature zirconium oxidation is usually controlled by the transport of oxygen through
the growing oxide layer. At sufficiently high temperatures and under steam-rich conditions, the oxide
layer grows on the external surface of the cladding. As the layer becomes thicker, oxygen diffusion
through zirconium dioxide becomes increasingly important. This leads to oxidation kinetics that are
often approximated by a parabolic law. In its simplest form, the square of the oxide thickness or
the square of the mass gain per unit surface area is proportional to time [6, 7].

The parabolic character of the process reflects the fact that the oxidation rate decreases with
increasing oxide layer thickness if temperature remains constant. However, in accident conditions
temperature does not remain constant. The cladding temperature may increase due to decay heat,
reduced cooling, metal-water reaction heat and heat transfer from neighbouring regions. Therefore,
the oxidation rate is not controlled only by the oxide layer thickness, but also by the instantaneous
temperature. This makes the overall process strongly nonlinear.

The temperature dependence of the oxidation rate is commonly described using an Arrhenius-type
relation. In this formulation, the kinetic coefficient increases exponentially with temperature. Even
a moderate temperature increase may therefore cause a significant acceleration of the oxidation
process. This feature is particularly important in the temperature range relevant to LOCA and severe
accident conditions, where the transition from relatively slow oxidation to rapid oxidation may occur
over a limited temperature interval.

It should be noted that reaction (1) represents a global stoichiometric description of the process.
The real physicochemical behaviour of zirconium alloys in steam is more complex and may involve
different oxide structures, oxygen diffusion into the metal, phase transformations, hydrogen effects,
cladding deformation and degradation of mechanical properties. Nevertheless, for a simplified
thermochemical model focused on heat release and hydrogen production, the global reaction provides
a useful and transparent basis for deriving energy and mass source terms.

1.3. Heat release and hydrogen generation

The oxidation of zirconium by steam is associated with a large negative reaction enthalpy. In thermal
analysis, this means that the process acts as an internal heat source. The total heat released depends
on the amount of zirconium that has reacted, while the instantaneous thermal power depends on
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the oxidation rate. Therefore, once the oxidation kinetics are known, the heat generation rate can be
introduced directly into the energy balance of the analysed control volume.

For a fuel cladding segment, the oxidation heat source may be expressed as the product of the reaction
enthalpy and the molar rate of zirconium oxidation. In a lumped-parameter formulation, this heat
source is usually averaged over the analysed cladding mass or surface area. The resulting term may
then be included in the energy equation together with other contributions, such as decay heat, heat
exchange with the surrounding fluid, radiative heat transfer and heat conduction to adjacent
structures. In the simplified model developed in this paper, the main purpose of the oxidation heat
term is to represent the direct thermal feedback between reaction kinetics and cladding temperature.

The coupling between temperature and oxidation heat is especially important because of
the Arrhenius-type temperature dependence of the kinetic coefficient. An increase in cladding
temperature accelerates the reaction. Faster oxidation increases the heat generation rate.
The additional heat may further increase the cladding temperature if it is not efficiently removed.
This positive feedback mechanism does not necessarily lead to uncontrolled temperature escalation in
every case, because heat losses, steam availability and finite zirconium inventory limit the process.
However, it may noticeably modify the temperature history of the cladding during accident conditions.

Hydrogen generation follows directly from the stoichiometry of reaction (1). For each mole of
zirconium oxidised, two moles of hydrogen are produced. Therefore, the hydrogen production rate
is directly proportional to the zirconium oxidation rate. This relationship is particularly convenient in
simplified modelling, because the same kinetic description can be used to determine both the heat
source and the hydrogen source term.

The accumulated hydrogen mass is a key safety-related quantity. In the early stages of a LOCA,
hydrogen may be generated locally in the reactor core or reactor coolant system. In later stages, it may
be transported into the containment atmosphere. Depending on the amount of hydrogen,
the availability of oxygen, steam concentration, mixing conditions and operation of mitigation systems,
combustible mixtures may form. Therefore, even a simplified hydrogen mass balance can provide
useful information on the relative importance of zirconium oxidation in accident progression.

From a thermodynamic point of view, zirconium steam oxidation is thus a coupled energy-and-mass
source. The energy source is related to the reaction enthalpy, while the mass source is related to
hydrogen generation. Both are controlled by the same oxidation kinetics and both depend strongly on
temperature. This makes the process particularly suitable for analysis using a simplified
thermochemical model.

1.4. Relevance to LOCA and severe accident progression

A loss-of-coolant accident is one of the fundamental accident scenarios considered in the safety
analysis of water-cooled nuclear reactors. The initiating event leads to a reduction of coolant inventory
or coolant flow through the core. If the cooling capability is not restored sufficiently quickly, fuel rod
temperatures may increase. The cladding temperature response depends on the balance between
decay heat generation, heat transfer to the remaining coolant or steam, emergency core cooling
system performance and additional heat sources, including zirconium oxidation.
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In design-basis LOCA analyses, the temperature of the cladding and the extent of oxidation are among
the most important safety-related parameters. Excessive oxidation may lead to embrittlement of
the cladding and degradation of its mechanical properties. For this reason, regulatory criteria for
emergency core cooling system performance include limits related to peak cladding temperature and
oxidation level. These criteria are intended to ensure that the fuel rod geometry and coolability are
maintained during and after the accident [8, 9].

In beyond-design-basis and severe accident conditions, zirconium steam oxidation becomes even more
significant. If core cooling is severely degraded for a longer time, high-temperature oxidation may
contribute to rapid heat-up, cladding failure, fuel rod degradation and hydrogen generation.
The produced hydrogen may be transported to the containment, where it becomes an important factor
in severe accident management. The events at Fukushima Daiichi demonstrated the practical importance
of hydrogen generation and combustion phenomena during severe nuclear accidents [10, 11].

The relevance of zirconium oxidation is not limited to hydrogen risk alone. The process also affects
the thermal state of the core. The heat released by metal-water reaction may become comparable to
other heat sources over specific time intervals and local regions, especially when the reaction rate
increases rapidly at high temperature. Thus, neglecting the oxidation heat source may lead to
an underestimation of the rate of temperature increase in simplified analyses. Conversely, including
this source term allows the model to represent the feedback between cladding temperature and
chemical reaction intensity.

A detailed prediction of LOCA and severe accident progression requires advanced integral codes and
best-estimate safety analysis tools. Such codes include complex models of core thermal-hydraulics,
heat transfer, fuel rod behaviour, oxidation, hydrogen transport, containment phenomena and
engineered safety systems. However, simplified models remain valuable for educational, preliminary
and interpretative purposes. They allow the dominant mechanisms to be isolated and analysed in
a transparent way.

The present paper focuses on this simplified modelling perspective. Instead of attempting to reproduce
the full spatial and system-level complexity of a reactor accident, the model treats zirconium steam
oxidation as a coupled thermochemical source term. This approach makes it possible to analyse how
oxidation kinetics, heat generation and hydrogen production interact with the temperature evolution
of a selected cladding control volume. Such a formulation is particularly useful for demonstrating the
nonlinear character of the process and for identifying the conditions under which thermal-chemical
feedback becomes important.

2. Model formulation

The purpose of the model developed in this paper is to describe, in a simplified but thermodynamically
consistent way, the coupling between zirconium steam oxidation, heat release and hydrogen
generation. The model is formulated for a selected fuel cladding control volume exposed to high-
temperature steam under LOCA-type conditions [3-5]. The approach is based on lumped parameters,
which means that spatial gradients inside the analysed control volume are not resolved explicitly.
Instead, the state of the cladding segment is represented by average quantities such as temperature,
oxide layer thickness, oxidised zirconium mass and generated hydrogen mass.
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The model is not intended to reproduce the full complexity of fuel rod behaviour during a reactor
accident. In particular, detailed thermal-hydraulic phenomena, axial and radial temperature
distributions, cladding deformation, ballooning, rupture, relocation of materials and complex
containment processes are outside the scope of this formulation. The main objective is to isolate the
thermal—-chemical feedback associated with zirconium oxidation and to express it in a form suitable
for transparent numerical implementation.

2.1. General assumptions of the lumped 0D model

The analysed system is a representative cladding segment of length L, outer radius 7, inner radius r;,
external surface area Agand cladding mass m.. The cladding is assumed to be made of a zirconium-
based alloy, which is approximated in the model as zirconium for the purpose of reaction
stoichiometry. The segment is exposed to steam on its external surface. The oxidation process is
therefore assumed to occur on the outer cladding surface.

The following assumptions are introduced:

e The cladding segment is treated as a lumped thermal capacity with a uniform temperature T.

e Steam is available at the oxidising surface, so the oxidation rate is controlled mainly by
temperature and oxide layer growth.

e The oxide layer grows uniformly over the external surface of the analysed segment.

e The global reaction between zirconium and steam is represented by the stoichiometric equation (1).

e The oxidation process follows parabolic kinetics, which is consistent with diffusion-controlled
oxide layer growth.

e The temperature dependence of the kinetic coefficient is described by an Arrhenius-type
relationship.

e The heat released by the reaction is introduced into the cladding energy balance as an internal
heat source.

e Hydrogen production is calculated directly from the oxidation rate using reaction stoichiometry.

The adopted assumptions are consistent with the simplified source-term-oriented modelling approach
used for preliminary analysis of zirconium oxidation phenomena [12-14].

All symbols used in the mathematical formulation are summarised in the Nomenclature section, while
only selected quantities essential for understanding the model are additionally explained in the main
text.

The external surface area of the analysed cladding segment is defined as:

Ag = 2mr,L (2)
while the cladding volume may be expressed as:

V, = n(r2—r?)L (3)
and the corresponding cladding mass is:

me = pcVe (4)
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In the simplified model, the thermal inertia of the analysed segment is represented by the product
mcCp o, Where ¢, -is the specific heat capacity of the cladding material.

The mass of zirconium consumed by oxidation is related to the volume of metal transformed into
zirconium dioxide. In the present formulation, the detailed moving boundary between the metallic
zirconium and the oxide layer is not resolved. Instead, oxidation progress is represented by
an equivalent oxidised zirconium mass Mgz, ox, Which increases with time according to the kinetic
model described in the following subsection.

This simplified representation is sufficient for the main purpose of the present analysis, namely
the evaluation of two coupled source terms: the chemical heat release rate and the hydrogen
generation rate. Both quantities are directly related to the rate of zirconium oxidation.

2.2. Oxide layer growth and parabolic oxidation kinetics

High-temperature oxidation of zirconium in steam is commonly approximated by parabolic kinetics
[12, 13]. This type of kinetics reflects the diffusion-controlled character of oxide layer growth.
As the oxide layer becomes thicker, the transport path for oxygen increases and, at constant
temperature, the instantaneous oxidation rate decreases.

A general parabolic law for the oxide layer thickness may be written as:
8ox = Kpt (5)

where K, is the parabolic rate coefficient. In its simplest form, the square of the oxide thickness or
the square of the mass gain per unit surface area is proportional to time [12,13]. If the initial oxide
thickness is not negligible, equation (5) may be written in a more general form:

2 2

8ox — 60x,0 - Kpt (6)
For transient calculations, it is more convenient to use the differential form of the parabolic law.
Differentiating equation (6) with respect to time gives:

A6,y
28, di =Kp (7)

and therefore:

d50x —_ KP
dt  280x (8)
Equation (8) shows that, for a given value of K, the oxide layer growth rate decreases as the oxide
layer becomes thicker. However, in accident conditions Kpis not constant, because the cladding
temperature changes with time. The kinetic coefficient must therefore be treated as a temperature-

dependent quantity.

To avoid numerical singularity at J,, = 0, the calculation may be started from a small initial oxide
thickness 8,y o. This value can be interpreted as a pre-existing oxide film formed during normal reactor
operation or as a numerical regularisation parameter. In practical calculations, the influence of this
initial value becomes negligible once high-temperature oxidation becomes intensive.
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The oxidised zirconium mass can be related to the oxide layer growth rate. If the oxide layer grows
uniformly over the external cladding surface, the rate of zirconium consumption may be approximated as:

dMzy ox dézy, eq
,0X A g
dt PzrAs dt (9)

In a simplified formulation, the equivalent consumed zirconium thickness can be related to the oxide
thickness by a stoichiometric and density correction factor:

5Zr,eq = X6ox (10)

where y is a conversion coefficient accounting for the molar masses and densities of zirconium and
zirconium dioxide. Thus:

AMzrox ddox

Tar PzrAsX it (11)

In the present model, equation (11) provides the link between oxide layer growth and the amount of
zirconium participating in the reaction. This oxidised mass is then used to calculate both the chemical
heat generation rate and the hydrogen production rate.

2.3. Arrhenius-type temperature dependence

The parabolic rate coefficient Kis strongly dependent on temperature. This dependence is commonly
described using an Arrhenius-type expression [9-13]:

_Ea
K, (T) = Kpoe rr (12)
where K, o is the pre-exponential factor, E,is the activation energy of the oxidation process.

The exponential form of equation (12) is responsible for the strong nonlinearity of the oxidation
process. At relatively low temperatures, the value of K, is small and the oxide layer grows slowly.
When the temperature increases, the kinetic coefficient may rise by several orders of magnitude,
leading to a rapid increase in oxidation rate. Therefore, the oxidation process may remain limited over
a certain temperature range and then accelerate significantly once high-temperature conditions are
reached.

Substituting equation (12) into equation (8) gives the transient oxide layer growth rate:

ds, K, _Ea
0% — PO o7Rr (13)
dt 280y

Equation (13) is one of the key relations in the model. It couples the oxidation rate directly with the
cladding temperature. Since the cladding temperature is itself influenced by the heat released during
oxidation, the model forms a feedback loop between the thermal state and the chemical reaction rate.

Combining equations (11) and (13), the rate of zirconium oxidation may be written as:

dMzy ox

= prrAsy S0 o it 14
dt = Pzr s)(waxe ( )
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This relation is used in the following subsections to formulate the heat generation rate and
the hydrogen source term. It should be emphasised that the kinetic parameters K,  and E,, depend
on the selected oxidation correlation, material type and temperature range [9-13]. Therefore, they
should be treated as model parameters rather than universal constants.

2.4. Coupling between oxidation rate and heat generation

The oxidation reaction between zirconium and steam is exothermic. Therefore, the rate of zirconium
consumption is directly related to the rate of chemical heat release. If the molar rate of zirconium
oxidation is known, the instantaneous heat generation rate may be calculated using the reaction
enthalpy.

The molar rate of zirconium oxidation is obtained from the mass rate of zirconium consumption:

Angrox _ 1 dMzrox (15)
dat Mgz dt

The corresponding chemical heat generation rate is expressed as:

A d T,0X
Qox = _AHrnZ_t' (16)

where AH,. is the molar enthalpy of the zirconium-steam reaction. Since the reaction is exothermic,
AH, is negative. The minus sign in equation (16) is introduced so that Q,, is positive when heat is
released to the analysed control volume.

By substituting equation (15) into equation (16), the heat generation rate can be written as:

__ AHy dmzyox

Mz, dt (17)

Qox =
Finally, using the expression for the zirconium oxidation rate given by equation (14), the oxidation heat
source becomes:

Opp = — 2 1y Ay 220 et (18)

ox Mg, PzrAsX 2805

Equation (18) explicitly shows the nonlinear dependence of the chemical heat generation rate on
temperature. The same relation also shows that the heat generation rate depends on the available
reacting surface area and on the current oxide layer thickness. At a given temperature, a thicker oxide
layer reduces the instantaneous growth rate due to the parabolic character of the process. However,
the exponential temperature dependence may dominate this effect under high-temperature accident
conditions.

For further analysis, it is also useful to define the specific chemical power related to the cladding mass:

Qox = ox (29)

me

This quantity can be directly compared with other heat sources expressed in the energy balance, for
example decay heat or external heat fluxes converted into an equivalent specific power.
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The main advantage of this formulation is that the chemical heat source is not prescribed
independently. It results from the instantaneous oxidation rate, which is itself controlled by the current
thermal state of the cladding. Thus, the coupling between chemical kinetics and thermal response is
introduced in a physically consistent way.

2.5. Energy balance of the cladding/control volume

The simplified form of the heat transfer term is adopted to retain the source-term character of
the model and should not be interpreted as a detailed LOCA thermal-hydraulic representation [3, 5].
The thermal behaviour of the analysed cladding segment is described using a lumped energy balance.
The cladding is treated as a control volume with uniform temperature T, mass m.and specific heat
capacity ¢, .. The general form of the energy balance may be written as:

dT . . .
McCpegr = Qin — Qour + Qox (20)
where Q;, represents heat supplied to the cladding from other sources, Q,,,; represents heat removed
from the cladding to the surroundings and Qox is the heat released by zirconium oxidation.

In a reactor accident, the terms Qin and Qout may include several physical processes. Heat input may
be associated with decay heat generated in the fuel and transferred to the cladding, heat conduction
from adjacent regions or radiative exchange with hotter structures. Heat removal may occur through
convection to steam or water, radiation to surrounding surfaces, conduction to neighbouring parts of
the fuel rod and, during reflooding, intensive cooling by emergency core cooling water.

In the simplified formulation used in this paper, the energy balance is written in a form suitable for
parametric analysis:

dar . .
McCper = Qa — hAs(T—Ts) + Qox (21)

where Qgis an effective heat input representing decay heat transferred to the analysed cladding
segment.

The second term on the right-hand side of equation (21) represents simplified convective heat
removal. It should be interpreted as an effective heat loss term rather than a detailed thermal-
hydraulic model. In more advanced formulations, this term could be replaced by correlations for steam
convection, radiation heat transfer, quench front propagation or two-phase cooling during reflooding.
However, for the purpose of analysing the thermal-chemical feedback, the simplified heat removal
term is sufficient.

After substituting the oxidation heat source from equation (18), the complete temperature evolution
equation becomes:

ar _ 4 AH, Kpo -Ea
McCpcor = Qa = hA,(T-T,) — M_erZrAsXﬁe RT (22)

Equations (13) and (22) form the core of the coupled thermochemical model. Equation (13) describes
the oxide layer growth rate, while equation (22) describes the temperature evolution of the cladding
segment. These two equations are mutually coupled: temperature determines the oxidation rate, and
oxidation determines the additional heat source in the energy balance.
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For comparison purposes, a reference case without oxidation heat can also be defined:

ar .

McCp,c a Qq — hAs(T-Ty) (23)

The comparison between equations (22) and (23) makes it possible to evaluate the influence of

oxidation heat on the temperature history of the cladding. This comparison is particularly useful for
illustrating the conditions under which the chemical heat source becomes significant.

It should be emphasised that the effective parameters Qd, hand T, do not represent a complete LOCA
thermal-hydraulic model. They are introduced to define the thermal environment of the cladding
control volume in a simplified way. The purpose of this formulation is not to predict the exact peak
cladding temperature in a real reactor accident, but to analyse the relative contribution of zirconium
oxidation to the energy balance.

2.6. Hydrogen mass balance

Hydrogen generation is calculated directly from the stoichiometry of the zirconium-steam reaction.
According to equation (1), one mole of zirconium produces two moles of hydrogen. Therefore,
the molar hydrogen generation rate is:

dnH2 _ 5 ANzrox
dat =2 dat (24)

Using equation (15), the hydrogen molar generation rate may be expressed in terms of zirconium mass
consumption:

dny, 2 dMmgzyrox

ac Mg dt (25)
The corresponding hydrogen mass generation rate is:
dez _ dnyz
ac ~ Hz ogr (26)
Combining equations (25) and (26) gives:
dez _ Mder,ox
at 2 Mgz, dt (27)
After substituting equation (14), the hydrogen mass generation rate becomes:
dmy, My, Kpo -Ea
dt 2 Mz, ‘DerSXZSOX € RT (28)
The accumulated hydrogen mass is obtained by integration over time:
¢ dam
my, (t) = f — 2 dt (29)
0

If the hydrogen is assumed to be released into a control volume representing the containment
atmosphere, its average molar concentration can be estimated from:

— MH,
xHZ - Ngas,0+tNH, (30)
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This expression is a simplified estimate and assumes perfect mixing, no hydrogen removal and no
additional gas sources or sinks. In a real containment, hydrogen distribution depends on local release
paths, steam condensation, natural circulation, stratification, recombination and combustion
phenomena. These effects are not included in the present model.

For the purpose of the present study, the hydrogen balance is used mainly to evaluate the amount and
rate of hydrogen generated by the analysed cladding segment or by a scaled-up equivalent reacting
surface [4, 5]. The model therefore provides a direct connection between oxidation kinetics, heat
release and hydrogen source terms.

2.7. Numerical implementation

The coupled model consists of a system of ordinary differential equations describing the evolution of
cladding temperature, oxide layer thickness, oxidised zirconium mass and generated hydrogen mass.
The primary state variables are: T(t), §ox (£), Mzy,ox (£), My, (¢).

The governing equations are solved in the time domain using an explicit time-stepping procedure.
At each time step, the current cladding temperature is used to calculate the parabolic rate coefficient
from the Arrhenius relation. The oxide layer growth rate is then evaluated, followed by the rate of
zirconium consumption, the chemical heat generation rate and the hydrogen generation rate. Finally,
the cladding temperature is updated using the energy balance.

The numerical algorithm may be summarised as follows:
1. Define the initial values of T, 8oy, Mz, oxand my, .

2. Calculate K, (T) from the Arrhenius relation.
ds,
d

3. Calculate Z" from the parabolic oxidation law.

d .
Calculate %from the oxide growth rate.

Calculate Q,, from the zirconium oxidation rate.
dmpy . s
ot 2from reaction stoichiometry.

Update the cladding temperature from the energy balance.

Calculate

© N o U &

Repeat the procedure until the final simulation time is reached.

In the explicit scheme, the state variables at time t + At are calculated as:

k

TR =Tk 4 () At (31)
k+1 k d8ox k

S = ol + () At (32)
k+1 k AdMzyrox k

Mzrox = Mzrox + ( at ) At (33)
k+1 Kk dmy,\

my, =mg, + ( " ) At (34)

where the superscript k denotes the current time step and At is the time step size.
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Because the oxidation rate may change rapidly with temperature, the time step should be selected
carefully. Too large a time step may lead to numerical instability or to an underestimation of rapid
transients. In the present calculations, the time step is chosen to ensure stable and smooth evolution
of all state variables. For strongly accelerated oxidation regimes, smaller time steps may be required.

The model was implemented in a numerical calculation environment allowing direct integration of
the governing equations and parametric variation of input quantities. The implementation makes it
possible to compare cases with and without oxidation heat, analyse the influence of kinetic
parameters, evaluate the accumulated hydrogen mass and identify the temperature range in which
thermal—-chemical feedback becomes significant.

3. Case study: simplified LOCA scenario for a pressurized water reactor

The case study represents a generic LOCA-type high-temperature steam exposure of a zirconium alloy
fuel cladding segment in a pressurized water reactor [3, 5].

The main purpose of the case study is to demonstrate how the thermochemical model formulated in
the previous section can be applied to analyse the coupled evolution of cladding temperature, oxide
layer growth, oxidation heat release and hydrogen generation. For this reason, the analysed scenario
is intentionally reduced to a representative cladding control volume exposed to high-temperature
steam. The thermal boundary conditions are expressed using effective parameters, which makes it
possible to focus on the influence of zirconium steam oxidation on the local energy and mass balance.

3.1. Definition of the analysed control volume

The analysed control volume represents a short segment of a fuel rod cladding exposed to steam
during a LOCA-type transient. The cladding segment is treated as a cylindrical tube of length L, outer
radius 71, inner radius 1;, external surface area Ag, volume V. and mass m.. The conceptual
representation of the analysed 0D cladding control volume is shown in Figure 1. The oxidation process
is assumed to occur on the external surface of the cladding, where steam is available.

Figure 1. Conceptual representation of the 0D cladding control volume used in the simplified
thermochemical model
Source: own elaboration.
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The control volume does not include the full fuel pellet, gas gap, plenum or neighbouring rods. Their
influence is represented in a simplified way by the effective heat input term Qdin the energy balance.
This heat input may be interpreted as the fraction of decay heat and stored thermal energy transferred
to the cladding segment during the analysed stage of the transient. Similarly, heat removal to
the surrounding steam or gas mixture is described by an effective heat transfer coefficient hand
an ambient temperature Te,.

This formulation allows the physical interpretation of the control volume to remain simple.
The cladding segment receives heat, loses heat to its surroundings and simultaneously generates
additional heat due to zirconium steam oxidation. The same oxidation process produces hydrogen
according to the reaction stoichiometry. Therefore, the selected control volume provides a convenient
basis for analysing the local thermal—-chemical feedback.

In the base case, the initial cladding temperature is assumed to be elevated, corresponding to the early
high-temperature phase of a LOCA-type event. The initial oxide layer thickness is assumed to be small
but non-zero. This avoids numerical singularity in the parabolic growth equation and may also
represent a pre-existing oxide film formed during normal operation. The initial hydrogen mass is set to
zero, because the model focuses on hydrogen generated during the analysed transient.

For possible scaling to a larger core region, the calculated results for a single cladding segment may be
multiplied by an equivalent number of reacting segments or by an equivalent reacting surface area.
In such a case, the model does not attempt to describe the spatial distribution of oxidation in the core.
Instead, it provides an estimate of the total heat and hydrogen source terms for an assumed active
reacting surface.

3.2. Boundary and initial conditions

The initial and boundary conditions are selected to represent a simplified high-temperature steam
environment. The cladding temperature at the beginning of the calculation is denoted by Ty.
The surrounding steam or gas temperature is denoted by T,,. The temperature difference between
the cladding and the surrounding medium determines the direction and intensity of heat exchange
through the effective heat loss term.

The initial conditions for the state variables are:

T(0) =Ty

60x (0) = 5ox,0
er,ax(O) =0
my,(0) =0

The thermal boundary conditions are not described by a detailed two-phase flow model, since
the purpose of the case study is to analyse the influence of selected effective parameters rather than
to reproduce a complete LOCA thermal-hydraulic transient. Instead, the thermal environment is
represented by three effective quantities: Qd, hand Ty.

This simplified representation is suitable for a parametric analysis because it allows the intensity of
cooling and heating to be varied independently. For example, a low value of hmay represent degraded
heat removal under steam-dominated conditions, while a higher value may represent more effective
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cooling. Similarly, different values of Qdmay be used to analyse the influence of the assumed heat
input from the fuel region.

Steam availability is assumed not to limit the oxidation process in the base case. This assumption is
consistent with the purpose of the model, which is to analyse the thermal-chemical feedback under
conditions where zirconium oxidation can proceed. In more detailed models, steam starvation,
hydrogen-rich atmospheres or local flow limitations could reduce the oxidation rate. These effects are
not included in the present formulation.

3.3. Model parameters

The parameters used in the case study can be divided into geometrical parameters, material
properties, kinetic parameters, thermal boundary conditions and numerical parameters. Their role
in the simplified model is summarised in Table 1, while the detailed notation and units are given in
the Nomenclature section.

Table 1. Main parameters used in the simplified case study

Parameter group Parameters Role in the model
Geometrical L, ro, i, As, V¢ Define the cladding control volume and
parameters reacting surface area

Material properties P, Pzrs Cpe, Mzr, Mua, AH, Define thermal inertia, stoichiometry
and reaction heat release

Oxidation kinetics Ko, Kp,0, Ea, Oox0, X, Determine oxide growth rate and

zirconium consumption
Thermal boundary To, Teoy h, Qqy Qe Define the simplified thermal
conditions environment of the cladding segment
Numerical parameters At, tend Define the time integration procedure

Parametric variants To, h, Qexe, Kinetic correlation, | Define the sensitivity studies performed

Mes, reaction heat on/off in Series A—E

Source: own elaboration.

The use of effective parameters is intentional. The present model is not designed to reproduce all local
phenomena occurring in a real reactor core during LOCA. Instead, it allows the influence of selected
parameters to be analysed in a controlled way. In particular, the sensitivity to Ty, h, K, g and Eg is
important because these quantities directly affect the onset and intensity of the thermal—-chemical
feedback.

In the numerical calculations, the kinetic parameters should be selected from one consistent oxidation
correlation. Mixing parameters from different correlations or different temperature ranges should be
avoided. Since zirconium oxidation kinetics may differ between alloys and experimental conditions,
the selected correlation should be clearly identified in the final version of the paper.

3.4. Investigated variants

Several calculation variants are defined to demonstrate the influence of zirconium oxidation on
the cladding thermal response and hydrogen generation. The first variant is a reference case without
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oxidation heat. In this case, the cladding temperature changes only due to the effective heat input and
heat removal terms. This variant provides a baseline for evaluating the effect of chemical heat release.

The second variant includes zirconium oxidation heat in the energy balance. The oxidation rate is
calculated from the parabolic kinetic model and the reaction heat is introduced as an additional source
term. The comparison between the first and second variants shows how much the exothermic reaction
modifies the temperature evolution of the cladding.

The third group of variants is used to analyse the sensitivity of the results to the initial cladding
temperature. This is important because the oxidation rate depends exponentially on temperature.
A relatively small change in Tymay lead to a large change in the predicted oxidation rate, chemical
power and hydrogen generation rate.

The fourth group of variants concerns the effective heat transfer coefficient h. This parameter
represents the intensity of heat removal from the cladding to the surrounding steam or gas. A low
value of hcorresponds to weak heat removal and may promote temperature escalation. A higher value
of hreduces the cladding temperature and may limit the acceleration of oxidation.

The investigated variants are summarised in Table 2.

Table 2. Calculation variants considered in the parametric analysis

Series Varied parameter Purpose
A Initial cladding temperature influence of initial thermal state
B Effective heat transfer coefficient influence of heat removal intensity
C External heat input influence of external heat supply
D Oxidation correlation influence of kinetic model uncertainty
E Reaction heat feedback and effective influence of thermochemical feedback and
thermal mass thermal inertia

Source: own elaboration.

The results obtained for these variants are analysed in terms of four main output quantities: cladding
temperature, oxide layer thickness, instantaneous oxidation heat generation rate and accumulated
hydrogen mass. This set of quantities allows the thermal and chemical consequences of zirconium
steam oxidation to be evaluated consistently.

For the purpose of interpretation, special attention is paid to the comparison between the reference
case and the coupled oxidation case. If the difference between these two cases is small, the oxidation
heat source may be considered secondary under the analysed conditions. If the difference becomes
significant, the results indicate that the zirconium-steam reaction contributes noticeably to the energy
balance and may accelerate the temperature rise. This comparison provides a clear measure of
the importance of thermal-chemical feedback in the analysed simplified scenario.

4. Results and discussion

The numerical model was used to perform a set of parametric calculations for the simplified 0D
cladding control volume. The analysed cases were divided into five series. Series A was used to
investigate the influence of the initial cladding temperature. Series B concerned the effective heat
transfer coefficient. Series C analysed the influence of the external heat input. Series D compared
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different zirconium steam oxidation correlations. Finally, Series E was used to evaluate the influence
of reaction heat feedback and effective thermal mass.

The results are discussed using the following output quantities: maximum and final cladding
temperature, oxidised zirconium mass, accumulated hydrogen mass, maximum hydrogen generation
rate, maximum chemical power of the oxidation reaction, total reaction heat, total heat removed by
convection and the duration of selected temperature ranges. The calculations were performed for
a simplified transient lasting 2000 s.

It should be emphasised that the calculated values refer to the assumed 0D control volume and
the adopted scaling parameters. Therefore, they should not be interpreted as direct predictions for
acomplete reactor core. Their purpose is to demonstrate the sensitivity of the coupled
thermochemical process to selected thermal and kinetic parameters.

4.1. Influence of initial cladding temperature — Series A

Series A was used to analyse the influence of the initial cladding temperature on the oxidation process.
Four initial temperatures were considered: 1200 K, 1400 K, 1600 K and 1800 K. In all cases,
the Baker—Just oxidation correlation was used, the effective heat transfer coefficient was set to
h = 50 W/(m?K), and the external heat input was equal to Q,,; = 2000 W.

The results show a strong dependence of oxidation intensity on the initial cladding temperature. When
Toincreased from 1200 K to 1800 K, the final accumulated hydrogen mass increased from
5.51 x 10™* kgto 1.43 x 10~2 kg. This corresponds to an increase by a factor of approximately 26.
The total reaction heat increased from 7.31 kJ to 189.24 k). The maximum chemical power increased
even more strongly, from 4.85 kW to 529.67 kW.

This result confirms the strongly nonlinear character of zirconium steam oxidation. The initial
temperature affects not only the early oxidation rate, but also the subsequent thermal-chemical
feedback. The case with Ty = 1200 Kproduced only a limited amount of hydrogen, whereas the case
with Ty = 1800 Kentered a much more intensive oxidation regime.

The time spent above selected temperature thresholds also increased with the initial temperature.
For Ty = 1200 K, the cladding remained above 1200 K only for a negligible time. For T, = 1800 K,
the time above 1200 K increased to 53.26 s, while the time above 1000 K reached 93.82 s. This longer
residence time at elevated temperature contributed to the greater oxidation extent and higher
hydrogen generation. The influence of the initial cladding temperature on accumulated hydrogen mass
and total reaction heat is presented in Figure 2(a,b).

4.2. Influence of effective heat transfer coefficient — Series B

Series B was used to investigate the effect of heat removal from the cladding control volume. The initial
temperature was kept constant at T, = 1600 K, the external heat input was Qg = 2000 W, and
the Baker—Just correlation was used. The effective heat transfer coefficient was varied from 10 to
100 W/(m?K). The influence of the effective heat transfer coefficient on accumulated hydrogen mass
and the duration of high-temperature exposure is shown in Figure 2(c,d).
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Figure 2. Influence of the initial cladding temperature and effective heat transfer coefficient
on hydrogen generation, reaction heat and high-temperature exposure duration
Source: own elaboration.

The results indicate that the effective heat transfer coefficient has a major influence on the oxidation
process. For the weakest heat removal case, h = 10 W/(m?K), the final temperature remained close
to 1000 K and the cladding stayed above 1000 K during the whole simulated period. The accumulated
hydrogen mass reached 1.83 x 1072 kg, while the total reaction heat was 242.70 kJ.

For the strongest heat removal case, h = 100 W/(m?K), the accumulated hydrogen mass decreased
to 4.01 x 1073 kg, and the total reaction heat decreased to 53.18 k. Thus, reducing heat removal

from h = 100to :;f(’increased hydrogen generation and reaction heat by a factor of
approximately 4.6.

The calculated maximum chemical power was the same in this series, because the initial temperature
and kinetic correlation were identical and the maximum oxidation intensity occurred at the beginning
of the transient. However, the duration of elevated temperature conditions differed significantly.
For h = 10 W/(m?K), the time above 1200 K was 318.23 s, whereas for h = 100 W/(m?K)it was only
18.72 s. This difference explains the much larger total oxidation extent in the low-heat-removal case.

These results show that the effective cooling conditions strongly control the cumulative effects of
zirconium steam oxidation. Even if the peak reaction rate is initially similar, the integrated hydrogen
production and total heat release may differ substantially due to different cooling rates.

4.3. Influence of external heat input — Series C

Series C was used to analyse the influence of external heat input to the cladding control volume.
Theinitial temperature was Ty = 1600K, the effective heat transfer coefficient was
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h =25 W/(m?K), and the Baker-Just oxidation correlation was used. The external heat input was
varied from 0 to 5000 W.

The accumulated hydrogen mass increased from 8.51 x 1073 kgfor Q. = 0 Wto 1.04 x 102 kgfor
Qext = 5000 W. The corresponding total reaction heat increased from 112.95 kJ to 138.07 kJ.
The increase is noticeable, but less pronounced than in Series A and B.

The relatively moderate influence of external heat input in this series results from the fact that all cases
start from the same high initial temperature of 1600 K. Therefore, intensive oxidation begins early in
each variant. The external heat input mainly affects the duration of elevated temperature conditions
rather than the initial reaction rate. This is visible in the time above 1200 K, which increased from
75.35 s for Qgyr = 0 Wto 119.98 s for Q,y = 5000 W.

For the highest external heat input, the final cladding temperature remained close to 1000 K and
the control volume stayed above 1000 K during the entire simulation. In contrast, for lower external
heat inputs, the cladding cooled below 1000 K within the analysed time window. This indicates that
the external heat source affects the long-term thermal state of the control volume and, consequently,
the cumulative oxidation extent.

Figure 3. Influence of external heat input on accumulated hydrogen mass, reaction heat, final
cladding temperature, and high-temperature exposure duration
Source: own elaboration.

The results of Series C, presented in Figure 3, show that the external heat input is important mainly
through its influence on the thermal history. It extends the time spent in the temperature range
favourable for oxidation, which increases total hydrogen generation and reaction heat.
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4.4. Influence of oxidation correlation — Series D

Series D was used to compare the influence of different oxidation correlations. The same thermal
boundary conditions were used in all cases: Ty = 1600 K, h = 25 W/(m?K), and Qgy; = 2000 W.
Five correlations were compared: Baker—Just [9], Cathcart—Pawel [10], Urbanic—Heidrick [11],
Leistikow—Schanz [15] and Prater—Courtright [16].

The calculated hydrogen masses differed significantly between correlations. The lowest accumulated
hydrogen mass was obtained for the Leistikow—Schanz correlation, 5.90 x 1073 kg. The highest value
was obtained for the Baker—Just correlation, 9.13 x 1073 kg. The Prater—Courtright correlation gave
an intermediate but relatively high value of 7.93 x 1073 kg.

A similar trend was observed for total reaction heat. The lowest value was obtained for Leistikow—
Schanz, 78.33 kJ, while the highest value was obtained for Baker—Just, 121.11 kJ. The maximum
chemical power varied from 117.80 kW for Urbanic—Heidrick Low to 212.12 kW for Baker—Just.

These differences show that the choice of oxidation correlation is one of the key sources of uncertainty
in simplified modelling [12,13]. Even under identical thermal boundary conditions, the predicted
hydrogen production and heat release may differ noticeably. This is particularly important because
different correlations are based on different experimental datasets, materials and temperature ranges.

The comparison presented in Figure 4 confirms that the selected oxidation correlation has a noticeable
influence on the predicted hydrogen source term and total reaction heat, even under identical thermal
boundary conditions. The comparison also shows that the temperature histories were relatively
similar, with maximum temperatures between approximately 1601 K and 1604 K. This means that, in
this set of calculations, the kinetic correlation had a stronger effect on oxidation products and heat
release than on the peak cladding temperature. The reason is that the effective thermal mass and heat
transfer terms limited the temperature response, while the integrated oxidation extent remained
sensitive to the kinetic law.

Figure 4. Comparison of oxidation correlations in terms of accumulated hydrogen mass and total
reaction heat
Source: own elaboration.
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4.5. Influence of reaction heat feedback and effective thermal mass — Series E

Series E was used to evaluate the effect of reaction heat feedback and effective thermal mass.
The calculations were performed for T, = 1600K, h = 25W/(m?K), Q. = 5000W, and
the Baker—Just correlation. Three effective thermal masses were considered: 5 kg, 2 kg and 1 kg.
For each thermal mass, two variants were calculated: with reaction heat included in the energy balance
and with reaction heat excluded from the energy balance.

It should be noted that, in the cases without reaction heat feedback, oxidation and hydrogen
generation were still calculated, but the heat released by the reaction was not introduced into
the temperature equation. This makes it possible to isolate the influence of thermal feedback.

Including reaction heat increased the accumulated hydrogen mass for all analysed effective thermal
masses. For m,rr = 5kg, the increase was approximately 16%, while for m.rr = 2kg and
Mesr =1 kgit reached approximately 29% and 47%, respectively. The corresponding increase in
maximum temperature was limited for the largest thermal mass but became more visible
as the effective thermal inertia decreased, reaching 1625.94 K for mgsr = 1 kg. This confirms that
the feedback effect is controlled not only by the oxidation rate but also by the thermal capacity of
the analysed control volume.

For the analysed OD control volume, these results clearly show that the importance of oxidation heat
depends strongly on the effective thermal inertia of the system. When the effective thermal mass is
large, the same amount of reaction heat produces only a small temperature increase. When
the thermal mass is smaller, the reaction heat has a stronger influence on temperature, which
intensifies oxidation and increases hydrogen generation.

The duration above 1200 K also increased when reaction heat was included. For m,sr = 5 kg, the time
above 1200 K increased from 109.86 s to 119.98 s. For m,fr = 1Kkg, it increased from 21.97 s to
27.47 s. Although these differences may appear moderate in absolute terms, they are important
because the oxidation rate is highly temperature-dependent.

Figure 5 shows that the effect of reaction heat feedback becomes more pronounced as the effective
thermal mass of the analysed control volume decreases.

Figure 5. Influence of reaction heat feedback and effective thermal mass on maximum cladding
temperature and accumulated hydrogen mass
Source: own elaboration.
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4.6. General interpretation of thermal-chemical feedback

The performed calculations demonstrate that zirconium steam oxidation should be treated as
a coupled thermal and chemical process. The oxidation rate determines both the chemical heat source
and the hydrogen generation rate, while the oxidation rate itself depends strongly on the temperature
history of the cladding control volume.

The results indicate that the initial thermal state and heat removal conditions are the dominant factors
controlling the cumulative oxidation effects. External heat input mainly extends the duration of
elevated temperature conditions, whereas the choice of kinetic correlation affects the predicted
hydrogen source term and total reaction heat [12, 13].

The comparison of cases with and without reaction heat feedback shows that the exothermicity of
the zirconium-steam reaction may intensify the process, especially for low effective thermal mass.
Overall, the simplified OD model captures the fundamental feedback between cladding temperature,
oxidation kinetics, heat release and hydrogen generation, while remaining transparent enough for
preliminary parametric studies.

5. Limitations of the model and further development

The model developed in this paper is intentionally simplified and should be interpreted as
a transparent thermochemical representation of zirconium steam oxidation rather than a detailed fuel
rod or reactor safety model. Its main purpose is to analyse the coupling between temperature,
oxidation kinetics, heat release and hydrogen generation in a lumped cladding control volume.
Therefore, several physical phenomena relevant to real accident conditions are not explicitly
represented.

The first important limitation is the zero-dimensional character of the model. The cladding segment is
treated as a lumped thermal capacity with uniform temperature. In reality, fuel rods are characterised
by radial and axial temperature gradients, heat conduction through the fuel pellet and gas gap,
non-uniform cladding temperature, local variations in steam availability and possible interaction with
neighbouring rods [3, 5]. These effects may significantly influence the spatial distribution of oxidation
and the local rate of hydrogen generation.

The second limitation is the simplified treatment of heat transfer. In the present formulation, heat
removal is represented by an effective heat transfer coefficient and an effective surrounding
temperature. This approach is useful for parametric analysis, but it does not describe the detailed
thermal-hydraulic conditions during a LOCA. In particular, the model does not include two-phase flow,
reflooding, quench front propagation, radiation heat transfer between rods, steam starvation or
changes in coolant inventory [3, 5]. As a result, the calculated temperature history should be
interpreted as a simplified thermal trajectory rather than a prediction of an actual peak cladding
temperature.

The oxidation process is also represented in a simplified way. The model assumes parabolic oxide
growth and uses empirical kinetic correlations to describe the temperature dependence of
the oxidation rate. Such correlations are suitable for engineering estimates, but their applicability
depends on alloy type, temperature range, atmosphere composition and experimental conditions
[12, 13]. The comparison of different correlations performed in this study confirms that the choice of
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kinetic law has a significant influence on the predicted hydrogen generation and reaction heat.
Therefore, the selected correlation should always be treated as a source of modelling uncertainty.

Another limitation concerns the mechanical and material degradation of the cladding. The present
model does not include cladding ballooning, rupture, embrittlement, phase transformations, cracking
of the oxide layer, relocation of molten or degraded materials, or loss of cladding geometry [3, 7].
These phenomena may become important during severe accident progression and may change
the available reacting surface area as well as the heat transfer conditions. In the present formulation,
the reacting surface is prescribed and does not evolve due to mechanical degradation.

The hydrogen balance is limited to hydrogen generation from zirconium oxidation. The model does
not describe hydrogen transport, mixing, stratification, recombination, combustion or interaction with
the containment atmosphere [4, 8, 17]. Therefore, the calculated hydrogen mass should be interpreted
as a source-term quantity that may be used as input for further analyses, not as a prediction of local
hydrogen concentration or combustion risk in a containment volume.

Despite these limitations, the model provides a useful basis for further development. The first possible
extension is the introduction of a one-dimensional radial thermal model of the fuel rod, including heat
conduction in the fuel pellet, gas gap and cladding. This would make it possible to analyse the influence
of internal fuel temperature and stored energy on the oxidation process. A second extension could
include axial segmentation of the cladding, allowing non-uniform temperature and oxidation profiles
along the fuel rod to be represented. Further development should also include more detailed heat
transfer models. Depending on the analysed accident phase, convective heat transfer to steam,
radiation exchange between rods, reflooding heat transfer or quench front motion could be
introduced. In addition, the availability of steam at the oxidising surface could be treated explicitly,
making it possible to analyse steam-limited or hydrogen-rich conditions. Another important direction
is the coupling of the oxidation model with a larger system or containment model [4, 17]. In such
a framework, the simplified OD model could provide heat and hydrogen source terms for analyses of
gas composition, pressure evolution, hydrogen mitigation systems or containment thermal-hydraulics.
This would be particularly useful for connecting local cladding oxidation phenomena with global
accident progression.

The model may also serve as a transparent educational and preliminary research tool for
demonstrating the role of thermal—-chemical feedback in zirconium steam oxidation.

Conclusions

The paper presented a simplified zero-dimensional thermochemical model of zirconium steam
oxidation treated as a coupled heat and hydrogen source. The model combines parabolic oxidation
kinetics, Arrhenius-type temperature dependence, a lumped energy balance of the cladding control
volume and a hydrogen mass balance derived from reaction stoichiometry. This formulation makes it
possible to analyse the feedback between cladding temperature, oxidation rate, chemical heat release
and hydrogen generation in a transparent way.

The parametric calculations confirmed that the oxidation process is strongly controlled by the thermal
state of the cladding. Among the analysed parameters, the initial cladding temperature had
the strongest influence on hydrogen generation, total reaction heat and maximum chemical power.
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Increasing the initial temperature from 1200 K to 1800 K led to a significant increase in oxidation
intensity, which confirms the nonlinear character of zirconium steam oxidation.

The effective heat transfer coefficient also played an important role. Lower heat removal resulted in
a longer residence time at elevated temperature and therefore increased the accumulated hydrogen
mass and total reaction heat. This indicates that cooling conditions may strongly affect the cumulative
consequences of zirconium oxidation, even when the initial reaction rate is similar.

The external heat input influenced the oxidation process mainly by extending the duration of high-
temperature conditions. In the analysed range, its effect was less pronounced than that of the initial
temperature or heat removal intensity, but it remained relevant for the long-term thermal behaviour
of the control volume and the cumulative oxidation extent.

The comparison of oxidation correlations showed that kinetic uncertainty has a significant influence
on predicted hydrogen generation and reaction heat. Different correlations led to noticeably different
source terms under identical thermal boundary conditions. This result confirms that simplified models
of zirconium steam oxidation should be accompanied by sensitivity studies with respect to the selected
kinetic law.

The calculations with and without reaction heat feedback demonstrated that the exothermicity of
the zirconium-steam reaction may intensify the oxidation process, especially when the effective
thermal mass of the analysed control volume is low. For higher thermal inertia, the same reaction heat
produces a smaller temperature increase, reducing the strength of the feedback.

Overall, the results confirm that zirconium steam oxidation should be treated as a coupled
thermochemical process rather than as an isolated material degradation mechanism. Although the
proposed model is not intended to replace detailed fuel rod or reactor safety codes, it provides a useful
framework for preliminary parametric studies, interpretation of dominant mechanisms and generation
of simplified heat and hydrogen source terms for further analyses.
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Nomenclature

As  external surface area of the analysed cladding segment m?

Cpc specific heat capacity of the cladding material J/(kg-K)
E.  activation energy of the oxidation process J/mol

h effective heat transfer coefficient W/(m?2-K)
K, parabolic oxidation rate coefficient m?/s

Koo pre-exponential factor in the Arrhenius relation m?/s

L length of the analysed cladding segment m

m. cladding mass / effective thermal mass of the control volume kg

mesr  effective thermal mass used in selected calculation variants kg
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Stowa kluczowe: pomiar temperatury, stan nieustalony, metoda odwrotna, metoda objetosci skoriczonych

W pracy przedstawiono oraz zweryfikowano eksperymentalnie metode odwrotng kroczaca
wykorzystang do pomiaru nieustalonej temperatury ptynu za pomoca termometrow o masywnej
obudowie. Metoda opiera sie na pomiarze temperatury w osi cylindra stanowigcego czes¢ obudowy
termometru, w ktérym wydrgzono otwér o matej srednicy w celu umieszczenia w nim termopary.
Znane sg zatem dwa warunki brzegowe w osi cylindra, ktére pozwalajg na rozwigzanie odwrotnego
zagadnienia przewodzenia ciepta. Metoda wykorzystuje metode objetosci kontrolnych. Kroczac
z objetosci kontrolnej w osi termometru w kierunku brzegu obudowy, wyznaczana jest temperatura
jej powierzchni zewnetrznej. Na podstawie bilansu energii dla objetosci kontrolnej na brzegu obudowy
oraz wspotczynnika wnikania ciepta wyznaczanego z korelacji na liczbe Nusselta znanej z literatury
okreslana jest temperatura ptynu. Metoda zostata najpierw zweryfikowana na podstawie testu
obliczeniowego dla skokowej zmiany temperatury ptynu, gdzie z rozwigzania bezposredniego
zagadnienia przewodzenia ciepta, dla zadanego wspdtczynnika przejmowania ciepta, uzyskano
temperature w osi termometru, a nastepnie z rozwigzania zagadnienia odwrotnego z powrotem
temperature ptynu. Zbadano wptyw kroku czasowego oraz liczby objetosci kontrolnych na doktadnos¢
przedstawionej metody, réwniez w przypadku, gdy dane wejSciowe zostaty zaburzone btedami
przypadkowymi. Nastepnie metoda zostata zweryfikowana na stanowisku laboratoryjnym, na ktérym
przebadano termometry o réznych srednicach. Stanowisko skfada sie z dtugiego prostego kanatu, przez
ktory przeptywa powietrze nagrzewane w nagrzewnicy elektrycznej, a przeptyw jest wymuszony przez
wentylator. Zaréwno predkos¢ przeptywajgcego powietrza, jak i moc nagrzewnicy mogag byc¢
regulowane. Ksztatt i dlugos¢ kanatu pozwalajg uzyskac przeptyw rozwiniety hydraulicznie i termicznie.
Temperature powietrza w warunkach nieustalonych okreslono na podstawie przedstawionej metody
odwrotnej, a nastepnie poréwnano j3 z temperaturg zmierzong w tym samym czasie za pomoca
cienkiej termopary ptaszczowej. Sprawdzono réwniez, czy wybdr najbardziej korzystnego podziatu na
objetosci kontrolne i kroku czasowego w tescie obliczeniowym pokrywa sie z wynikami uzyskanymi
podczas weryfikacji eksperymentalne;j.

Wstep

Pomiar nieustalonej temperatury czynnika o wysokim cisnieniu, wysokiej temperaturze i duzej
predkosci jest trudny do realizacji. Stosowane w takich przypadkach termometry posiadajg masywna
ostone oraz duzg bezwtadnos¢ cieplna, a uzyskane z pomiaru wartosci temperatury sg obarczone
duzym btedem. Jednoczesnie pomiar temperatury jest waznym i szeroko stosowanym pomiarem
w procesach przemystowych [1-2].

1338



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Wiekszos$¢ prac dotyczgcych pomiaréw temperatury ptyndw koncentruje sie na pomiarach w stanach
ustalonych, gdy temperatura czynnika roboczego jest stata, a jej pomiar moze by¢ wykonywany z duzg
doktadnoscig. Uwzglednia sie w nich jedynie nieustalong odpowiedz termometru na skokowg zmiane
temperatury ptynu w celu oszacowania statej czasowej termometru. Stata czasowa termometru
W znacznym stopniu zalezy od wspotczynnika wnikania ciepta na powierzchni zewnetrznej ostony
termometrycznej, dlatego jej pomiar zazwyczaj wykonuje sie dla powietrza i wody (w przypadku
powietrza wspédtczynnik wnikania ciepta jest znacznie mniejszy niz w przypadku wody). Dynamiczny
btad pomiaru temperatury jest zazwyczaj szacowany dla nagtych zmian temperatury ptynu.

Gdy temperatura ptynu zmienia sie w czasie, odpowiedz czasowa termometru moze by¢ bardzo dtuga,
w zaleznosci od rodzaju termometru i Srednicy zewnetrznej ostony [1-6]. Najwiekszg trudnos¢ stwarza
niewystarczajgca znajomos¢ wtasnosci dynamicznych termometréw o ztozonej budowie, jak rdwniez
zmieniajgcego sie w czasie wspotczynnika wnikania ciepta na powierzchni zewnetrznej ostony
termometru. Nawet dla termopar ptaszczowych i termometrow rezystancyjnych o niewielkich
Srednicach btedy dynamiczne pomiaru temperatury mogg by¢ duze [7-8]. Btedy te mozna znacznie
zmniejszy¢ modelujac termopary jako obiekty inercyjne I-go lub ll-go rzedu [8]. Ponadto technika
pomiarowa zaproponowana w pracy [8] uwzglednia zalezno$¢ statej czasowej termometru od
predkosci czynnika roboczego.

Pomiarom nieustalonej temperatury ptynu poswieca sie mato uwagi, pomimo ogromnego
praktycznego znaczenia problemu. W wielu wysokotemperaturowych systemach przemystowych,
takich jak na przyktad elektrownie konwencjonalne lub jadrowe, nieustalona temperatura czynnika
roboczego podczas rozruchu powinna by¢ mierzona z duza doktadnoscia, aby unikng¢ poddawania
elementow cisnieniowych dziataniu zbyt wysokich temperatur. Doktadny pomiar nieustalonej
temperatury czynnika roboczego jest niezbedny do prawidtowego okreslenia naprezen cieplnych
w elementach konstrukcyjnych. Wyznaczanie temperatury ptynu o wysokim cisnieniu, szczegdlnie
nadkrytycznym, jest niezwykle trudnym zadaniem ze wzgledu na masywng ostone termometru, ktéra
powoduje opdznienie i ttumienie wskazan [1-2, 7, 9]. Ze wzgledu na brak metod pomiaru nieustalonej
temperatury ptynu, naprezenia cieplne w elementach cisnieniowych s3 okreslone metodami
odwrotnymi [10].

Przeglad dostepnej literatury pokazuje, ze istnieje niewiele artykutéw dotyczacych pomiaru
nieustalonej temperatury ptynu. Metoda okreslania temperatury ptynu z uwzglednieniem zmian statej
czasowej termometru, zwigzanych ze zmieniajaca sie predkoscia czynnika, zostata opracowana jedynie
w artykule [7]. Jest ona jednak odpowiednia jedynie dla pomiaréw temperatury czynnika o cisnieniu
zblizonym do cisnienia atmosferycznego. Jedng z bardziej powszechnych metod pomiaru nieustalonej
temperatury ciat statych i ptynéw jest technika oparta na wykorzystaniu ciektych krysztatow. Badania
eksperymentalne dotyczgce wykorzystania ciektych krysztatéw do pomiaréw przeptywu i temperatury
czynnika w matej pionowej szczelinie przedstawiono w [11]. Metoda ta polega na tym, ze
termochromowe ciekte czastki krysztatéw dysperguje sie w przeptywajacym ptynie. Wraz ze zmiang
temperatury czastki krysztatu zmieniajg kolor swiatta odbijanego. Badania dotyczace pomiaréw za
pomoca ciektych krysztatéw przedstawia réwniez praca [12]. Jej autorzy mierzyli lokalne fluktuacje
temperatur w S$cianie i ptynie podczas wrzenia pecherzykowego, stosujac niezakapsutkowane
termochromowe ciekte krysztaty o wysokiej przestrzennej i czasowej rozdzielczosci. Badania polegaty
na obserwacji kamerg o duzej predkosci wykonywania klatek ksztattéw rosngcego pecherza
i temperatury ciektego krysztatu ponizej pecherza. Metoda ciektych krysztatéw jest najbardziej
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przydatna w badaniach laboratoryjnych. Techniki pomiaréw chwilowych, na przyktad termoparami lub
czujnikami zimnego i gorgcego przewodu, sa wykorzystywane gtéwnie do pomiaru nieustalonej
temperatury w kolektorach ssgcych i wylotowych w silnikach diesla lub z zaptonem iskrowym [13-14].
Podobne rozwigzania stosuje sie do pomiaru temperatury w przeptywach pulsujacych w komorach
ssgcych sprezarek ttokowych [15]. Aby osiggnac krétki czas reakc;ji, stosuje sie w nich mikrotermopary
lub bardzo cienkie termoanemometry. Czujniki tego typu nie s jednak odpowiednie do pomiaréw
nieustalonej temperatury czynnika o wysokim ciSnieniu przeptywajacego z duzg predkoscia.
Aby zmniejszy¢ dynamiczny btgd pomiaru temperatury gazu w kolektorze wydechowym silnika, w pracy
[16] zaproponowano zastosowanie réwnania regulatora PID. Z kolei w [17] opracowano nowa obudowe
termometru do pomiaru temperatury gazu w zakresie od -40 do 1000°C. Koniec tego termometru
wypetniony jest ceramiczng masg o wysokiej przewodnosci cieplnej, w zakresie od 0,5 do 3 W/(mK).
Koncepcja ta moze by¢ stosowana w wysokich temperaturach, ale z powodu cienkiej obudowy czujnika
nie jest odpowiednia do pomiaréw w gazach o wysokim cisnieniu i przeptywajacych z duza predkoscia.
W takim przypadku przeptywajacy czynnik wywieratby duzy nacisk na termometr, powodujgc duzy
moment zginajgcy, ktérego nie wytrzymataby cienka obudowa czujnika temperatury. W przypadku, gdy
termometr ma ztozong budowe, potrzebny jest matematyczny model wymiany ciepta pomiedzy nim,
a otaczajagcym go powietrzem w celu okreslenia temperatury gazu. Model taki zostat zaproponowany
w [18], gdzie temperatura gazu jest okreslana iteracyjnie. Niestety, procedura iteracyjna nie zawsze
pozwala uzyskaé poprawng temperature gazu, poniewaz proces iteracyjny moze by¢ rozbiezny.

W niniejszej pracy przedstawiono wyniki testéw obliczeniowych i badan eksperymentalnych metody
odwrotnej kroczacej wykorzystanej do pomiaru nieustalonej temperatury powietrza za pomocay
termometrdow o masywne] ostonie. Metoda opiera sie na metodzie objetosci skonczonych.
Na podstawie pomiaru temperatury w osi symetrii obudowy termometru, traktowanej jak petny
cylinder, wyznaczana jest temperatura jej zewnetrznej powierzchni. Nastepnie, wykorzystujgc pomiar
predkosci czynnika roboczego, obliczane sg wspotczynnik przejmowania ciepta na powierzchni
termometru oraz temperatura ptynu. Zweryfikowano doktadnos¢ metody i okreslono najkorzystniejszy
sposdb podziatu ostony termometru na objetosci kontrolne oraz dtugos¢ kroku czasowego. Weryfikacje
metody przeprowadzono rowniez na specjalnie w tym celu zbudowanym stanowisku laboratoryjnym,
stanowigcym tunel powietrzny.

1. Metoda odwrotna kroczaca

Zaproponowana metoda pomiaru nieustalonej temperatury wymaga zastosowania termometréw
o nowej konstrukgji, ktérych obudowe stanowi masywny cylinder. W osi cylindra wykonany jest otwoér
o0 bardzo matej $rednicy (rysunek 1.), do ktérego wsunieta jest termopara ptaszczowa. Aby
zminimalizowa¢ opdr kontaktowy pomiedzy ptaszczem termopary a powierzchnig otworu, wartosci
Srednic termopary i otworu w cylindrze s3 bardzo do siebie zblizone. Ostona termometru bedzie
traktowana jako petny cylinder o znanej temperaturze w osi.

Do wyznaczenia rozktadu temperatury wewnatrz termometru o przedstawionej konstrukcji
i temperatury czynnika zastosowana zostanie metoda odwrotna kroczaca.

Réwnanie rézniczkowe przewodzenia ciepta dla elementu cylindrycznego ma posta¢ [19-20]:

cMpM I =22[rAM], 0<r<n (1)

r
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Rysunek 1. Budowa termometru o $rednicy zewnetrznej 20 mm
Zrédto: opracowanie wiasne.

W rozpatrywanym przypadku znane sg dwa warunki brzegowe w osi elementu (r = 0), tj. znana
z pomiaru temperatura:

Tly=o = T1(8) (2)
oraz gestosc¢ strumienia ciepta (rozpatrywany przypadek jest osiowo symetryczny):

aT
orlr=o

=0 (3)

Z rozwigzania zagadnienia odwrotnego (1)—(3) wyznaczane s rozktad temperatury w elemencie oraz
temperatura na jego zewnetrznej powierzchni (r = ry). Temperatura czynnika okreslana jest wéwczas
z warunku brzegowego Ill-go rodzaju dla zewnetrznej powierzchni cylindra:

aT
A(T)E rer, = a(Tcz - T|T=rt)- (4)

WSspotczynnik wnikania ciepta a w warunku brzegowym (4) moze zmieniac sie w czasie, jesli zmianie
ulegajg strumien masowy lub cisnienie czynnika.

Rozwigzanie zagadnienia odwrotnego (1)-(3) otrzymano przy wykorzystaniu metody objetosci
skonczonych [21]:

dT;

AVie(Tp(Ty) —;

= Z?il Qi) + AViq, (Ty). (5)

Ostona termometru rozpatrywana jest jako petny cylinder bez otworu, podzielony na objetosci
kontrolne. Przyktad podziatu na cztery objetosci kontrolne przedstawia rysunek 2. W $rodku grubosci
kazdej z objetosci znajduje sie wezet. Jesli wezty rozmieszczone sg w jednym kierunku promieniowym,
odlegtosci pomiedzy kolejnymi sg takie same i wynoszg Ar. Podziat jest realizowany w taki sposdb,
ze ostatni wezet znajduje sie na zewnetrznej powierzchni elementu. Potozenie ostatniego wezta na
brzegu cylindra utatwia sformutowanie warunku brzegowego (4) w postaci dyskretne;j.

Czujnik temperatury umieszczony jest w osi cylindra i za jego pomoca realizowany jest pomiar
temperatury w wezle 1. Temperatury w kolejnych weztach sg obliczane wytgcznie na podstawie
temperatury zmierzonej w wezle 1 z rozwigzania zagadnienia odwrotnego. Stosujgc metode objetosci
skoriczonych, dla wszystkich weztéw mozna zapisa¢ réwnania bilansu energii. Dla przypadku
przedstawionego na rysunku 2. dzieki temu, ze temperatura Ti(t) w wezle 1 jest mierzona, z réwnania
bilansu energii dla wezta 1 wyznaczana jest temperatura w wezle 2. Z bilansu energii dla wezta 2
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wyznaczana jest temperatura w wezle 3, a nastepnie temperatura w wezle 4 z bilansu energii dla
wezta 3.

Rysunek 2. Przyktad podziat elementu cylindrycznego na cztery objetosci kontrolne
Zrédto: opracowanie whasne.

Wzory na temperatury w weztach 2, 3 i 4 przedstawiajg sie nastepujgco:

1 (Ar)? dTy

=T+ 5P (6)
12A1+4 4 dr:;

Ty =T — 3353 (T = T) + 5 (8r)? 202 (7)
3+ 8 ar:

Ty =Ty =232 (T — To) + 5 (ar)? 22T (8)

gdzie wspotczynnik przewodzenia ciepta A; = A(T)), ciepto wtasciwe c¢; = ¢(T;), gestosc¢ pi = p(Ti), a symbol
Ar = r:/3 oznacza krok przestrzenny w kierunku promieniowym r. Temperature powierzchni
zewnetrznej T, wyznacza sie sekwencyjnie. W pierwszej kolejnosci wyznacza sie temperature T,
obliczajgc pochodng dT:/dt i wykorzystujgc réwnanie (6). Nastepnie oblicza sie kolejno temperatury T3
i T, odpowiednio w weztach 3 i 4, stosujac réwnania (7) i (8).

Do wyznaczenia temperatury T; w rownaniach (6)-(8) niezbedna jest znajomos¢ wspdtczynnika
przewodzenia ciepta A(T;) w wezle i. Temperatury T; sg zatem wyznaczane iteracyjnie. Przyjeto zatozenie,
7e warto$¢ poczatkowa wspotczynnika przewodzenia ciepta dla pierwszej iteracji wynosi:

2 (Ti("’) = A(Ty_y). (11)

Proces iteracyjny trwa, dopoki:

T T <6 1=2, 3, 4, (12)
gdzie wartosc € jest rowna 0,000 01 K.

Wartos¢ € musi by¢ na tyle mata, aby dzieki przeprowadzonym obliczeniom iteracyjnym mozliwe byto
wyznaczenie doktadnej temperatury T; w i-tym wezle, przy uwzglednieniu, ze wtasciwosci termometru
—¢, piAsazalezne od temperatury.
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W przeciwienstwie do wiekszosci innych metod rozwigzywania odwrotnego zagadnienia przewodzenia
ciepta, opracowana metoda nie wymaga zadnych informacji na temat poczatkowego rozktadu
temperatury w cylindrze. Wystarczajgca jest jedynie znajomosé temperatury w osi termometru w kilku
wczesniejszych chwilach czasowych, ktérg mozna okresli¢ na podstawie pomiaru lub wygenerowac
sztucznie.

Metody odwrotne cechuja sie wrazliwoscig na btedy przypadkowe, dlatego w celu wygtadzenia danych
pomiarowych proponuje sie zastosowanie filtru cyfrowego, np. 9-punktowego [22].

2. Pomiar nieustalonej temperatury czynnika

Po okresleniu temperatury wewnatrz i na powierzchni zewnetrznej elementu cylindrycznego oblicza
sie temperature ptynu. Wyznacza sie jg na podstawie bilansu energii dla wezta objetosci kontrolnej
potozonej na brzegu elementu cylindrycznego. W prezentowanym przykfadzie podziatu cylindra
na 4 objetosci kontrolne jest to bilans energii dla wezta 4.

Bilans energii dla wezta 4 przedstawia rownanie:

A2 dar, AT Ag+24 T3—T.
T [rtz - (rt - 7) ] Capy— =21 (rt - 7) =2t 2Ty, — T) (9)

z ktérego w wyniku przeksztatcen wyznacza sie temperature ptynu T,(t):

5 A3+A,
12 alAr

11 dar,
T, =T, (T3 = T,) +  Ar2Pa (10)

a dt

Wspdtczynnik wnikania ciepta a okreslany jest na podstawie korelacji znanych z literatury dla
poprzecznie omywanego elementu cylindrycznego.

3. Test obliczeniowy

Metoda zostata zweryfikowana za pomocg testu obliczeniowego. Analizie poddano termometr
o $rednicy zewnetrznej 20 mm, wykonany ze stali 1.4541 (stal austenityczna), o nastepujgcych
wiaéciwosciach fizycznych: p = 7,9-10% kg/m?3, A = 15 W/(m-K), c = 500 J/(kg-K). Przyjeto, ze wspdtczynnik
przejmowania ciepta na powierzchni zewnetrznej elementu wynosi @ = 70 W/(m?-K), a temperatura
ptynu zmienia sie skokowo od 20 do 80°C.

W pierwszym etapie obliczen na podstawie powyzszych danych, wykorzystujac rozwigzanie zagadnienia
bezposredniego, za pomocg metody analitycznej wyznaczono rozktad temperatury na promieniu
cylindra, w tym ,,dane pomiarowe” w postaci temperatury w jego osi.

Nastepnie, stosujac opisang metode odwrotng kroczaca, obliczono temperature ptynu dla przypadkéw
podziatu obudowy termometru na 2, 3, 4 i 5 objetosci kontrolnych oraz dla krokéw czasowych At
wynoszacych 1, 2 i 4 sekundy. Obliczenia te miaty na celu sprawdzenie doktadnosci metody oraz wyboér
najkorzystniejszego podziatu na objetosci kontrolne i dtugosci kroku czasowego. Weryfikacji dokonano
na podstawie btedu sredniokwadratowego, ktéry wyznaczany jest z zaleznosci

= |2 (11)

gdzie: S — suma kwadratéw réznic miedzy temperaturg ptynu zadang a obliczong metodg odwrotng,
N — liczba punktéw pomiarowych.
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Podsumowanie btedéw sSredniokwadratowych dla obliczonej temperatury ptynu przedstawiono
w tabeli 1.

Tabela 1. Btedy sredniokwadratowe obliczonej temperatury ptynu dla réznych ilosci objetosci
kontrolnych i krokéw czasowych

Liczba objetosci kontrolnych i
Krok czasowy At, s 5 4 3 2
1 1,245 K 1,166 K 1,136 K 2,128 K
2 1,821 K 1,722 K 1,575 K 1,619 K
4 2,601 K 2,483 K 2,319K 1,998 K

Zrédto: opracowanie wiasne.

Na podstawie wykonanych obliczen mozna stwierdzi¢, ze opisana metoda jest najdoktadniejsza dla
podziatu cylindra na 3 objetosci kontrolne oraz dla kroku czasowego At = 1 s, gdzie btad
Sredniokwadratowy wynosi 1,136 K. Dla podziatu na 2 objetosci kontrolne najkorzystniejszy krok
czasowy wynosi 2 s; w przypadku podziatu na wiekszg liczbe objetosci— 1 s. Dla kroku czasowego 1i2's
najkorzystniejszy jest podziat na 3 objetosci kontrolne; dla wiekszych wartosci kroku — na 2 objetosci
kontrolne. Nalezy jednak zwrdéci¢ uwage, ze wartosci btedéw sg niewielkie, w wiekszosci przypadkow
nie przekraczajg doktadnosci pomiarowej termopary klasy 2. Rysunek 3. przedstawia wyniki obliczonej
temperatury czynnika roboczego dla przypadkéw, dla ktdrych btad sredniokwadratowy jest najmniejszy
(i=3 oraz At =15s)inajwiekszy (i=5oraz At =4s).

a) b)

Rysunek 3. Temperatura ptynu zadana (doktadna), obliczona w osi cylindra metoda bezposrednia
(,,dane pomiarowe”) oraz obliczona metoda odwrotng kroczagcg dla:a) i=3iAt=1s,b)i=5iAt=4s
Zrédto: opracowanie wiasne.

W drugim etapie testu obliczeniowego ,, dane pomiarowe” w postaci przebiegu temperatury w osi
elementu cylindrycznego zaburzono pseudolosowymi btedami o rozktadzie normalnym i $redniej
réwnej 0. Wariancja pseudolosowych liczb wynosi o = 0,010542 K2. Dla takiej wartosci wariancji
prawdopodobienistwo, ze przypadkowe btedy pomiaru znajduja sie w zakresie +0,201 K wynosi 95%.
Nastepnie powtdrzono obliczenia dla podziatu na i = 2, 3, 4 i 5 objetosci kontrolnych oraz krokéw
czasowych At wynoszacych 1, 2, 4 i 6 s. Btedy sredniokwadratowe obliczonej temperatury ptynu
zestawiono w tabeli 2.
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Tabela 2. Btedy sredniokwadratowe obliczonej temperatury ptynu dla réznych ilosci objetosci
kontrolnych i krokéw czasowych

Liczba objetosci kontrolnych i
Krok czasowy At, s 5 4 3 2
1 7,012572 8,994759 13,97039 25,45586
2 2,952675 3,271423 3,9456 6,763971
4 2,81143 2,716068 2,627292 2,84522
6 3,321249 3,206817 3,054227 2,862094

Zrédto: opracowanie wiasne.

Zaburzenie danych pomiarowych zmienia wnioski dotyczace doktadnosci metody odwrotnej kroczace;j.
W przeciwienstwie do pierwszego etapu obliczen, najmniej doktadne wyniki uzyskuje sie dla kroku
czasowego At = 1 s. Obliczenia rozszerzono o przypadek, gdy At = 6 s w celu sprawdzenia, czy malejaca
tendencja wartosci btedu sredniokwadratowego wraz ze wzrostem kroku czasowego sie utrzymuje.
W kazdym z analizowanych przypadkéw podziatu elementu cylindrycznego na objetosci kontrolne
najmniejsze wartosci btedéw uzyskiwane sg dla kroku czasowego At = 4 s, dla wiekszych dtugosci kroku
wartosci btedu rosng. Najdoktadniejsze wyniki obliczer temperatury czynnika uzyskano dla podziatu na
3 objetosci kontrolne i kroku czasowego At = 4 s. Rysunek 4. przedstawia przebieg obliczonej
temperatury ptynu dla tego przypadku.

a) b)

Rysunek 4. Wyniki obliczen testowych: a) temperatura ptynu zadana (doktadna), obliczona
w osi cylindra metodg bezposrednia (,,dane pomiarowe”) oraz obliczona metoda odwrotng kroczaca
dlai=3iAt=4s; b) btad bezwzgledny pomiaru z i bez zastosowania metody odwrotnej kroczacej
Zrédto: opracowanie wiasne.

4. Weryfikacja eksperymentalna metody

Metoda zostata zweryfikowana w laboratorium, gdzie testowano termometry o réznych srednicach.
Wyniki zaprezentowane w niniejszej pracy dotycza termometru o srednicy zewnetrznej obudowy
wynoszacej 20 mm (rysunek 1.).

4.1. Budowa stanowiska laboratoryjnego

Stanowisko laboratoryjne pracuje jako uktad otwarty (rysunek 5., rysunek 6.), sktada sie z wentylatora,
nagrzewnicy i prostego kanatu. Powietrze zasysane z otoczenia przez wentylator (A) jest nastepnie
ttoczone do nagrzewnicy (B), gdzie jest ogrzewane. Nastepnie czynnik roboczy przeptywa przez prosty
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kanat (C) o przekroju kotowym, zaizolowany cieplnie wetng mineralng. W rurociggu umieszczone sg
dwa czujniki temperatury, termopara o Srednicy 1,5 mm (D) oraz badany termometr o $rednicy
obudowy 20 mm (E). Na koricu rurociggu znajdujg sie cztery dysze, na wylocie ktérych mierzona jest
predkos¢ powietrza za pomocg anemometru (F). Ksztatt i dtugos¢ kanatu sprawiajg, ze przeptyw
powietrza w miejscu pomiaru temperatury jest rozwiniety hydraulicznie i termicznie.

Rysunek 5. Schemat stanowiska do badania termometréw: A — wentylator, B — nagrzewnica kanatowa
elektryczna, C — kanat powietrzny o przekroju kotowym, D — termopara ptaszczowa o srednicy
1,5 mm, E — badany termometr, F — miejsce pomiaru predkosci powietrza
Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 6. Widok stanowiska do badania termometrow
Zrédto: opracowanie whasne.

Zastosowany wentylator to wentylator promieniowy o wydajnosci 3,28 m3/s, spietrzeniu 970 Pa i mocy
silnika 5,5 kW. Wentylator wspétpracuje z falownikiem, co umozliwia regulacje predkosci przeptywu
powietrza. Nagrzewnica elektryczna ma w petni regulowang moc 51,75 kW (z podziatem na dwie
sekcje: 24,15 kW i 27,6 kW). Kanat o przekroju kotowym ma dtugosé L =5 m i srednice wewnetrzng dux
= 314 mm. Na konicu kanatu znajduje sie dennica z czterema otworami, w ktérych zamocowano
elementy o tagodnie zmieniajgcym sie przekroju majace na wylocie srednice wewnetrzng dwqs = 80 mm.
W odlegtosci L = 3,42 m od poczatku kanatu powietrznego zamocowano termometr o masywnej
obudowie bedacy przedmiotem badan. Termometr ma nowatorskg konstrukcje umozliwiajaca
zastosowanie metody odwrotnej do wyznaczania nieustalonej temperatury czynnika. Konstrukcja ta
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opiera sie na obudowie stanowigcej cylinder, w ktéorym wykonano otwér o niewielkiej srednicy, do
ktérego wsunieto termopare ptaszczowg, tak ze szczelina pomiedzy powierzchnig otworu a termopara
jest bardzo mata. Srednica zewnetrzna obudowy wynosi 20 mm. Aby umozliwi¢ weryfikacje metody
odwrotnej, w kanale w odlegtosci Lus = 3,09 m od wlotu zamocowano dodatkowo termopare
ptaszczowg o $rednicy zewnetrznej 1,5 mm. Pozwala ona poréwnaé temperature powietrza obliczong
na podstawie pomiaru termometrem o srednicy 20 mm z rzeczywistg temperaturg czynnika. Obie
termopary sa typu K klasy 1. Predkos$¢ powietrza w kanale wyznaczana jest na podstawie pomiaru
wykonywanego na wylocie za pomoca cyfrowego anemometru skrzydetkowego o dokfadnosci
+0,2 m/s lub £1% wartosci zmierzone;j.

4.2. Wyniki weryfikacji eksperymentalnej

Badania ekperymentalne przeprowadzono w kilku etapach: a) zwiekszenie temperatury na
nagrzewnicy z temperatury otoczenia przy matej predkosci powietrza, b) ogrzewanie powietrza przy
jednoczesnym stopniowym zwiekszaniu predkosci powietrza do wartosci maksymalnej, c) obnizenie
temperatury na nagrzewnicy do temperatury otoczenia, a nastepnie jej zwiekszenie przy maksymalnej
predkosci powietrza w kanale. W oparciu o pomiar temperatury termometrem o $rednicy obudowy
20 mm, za pomocg przedstawionej metody odwrotnej, wyznaczono temperature powietrza w tunelu,
a nastepnie poréwnano jg z pomiarem wykonanym w tym samym czasie za pomocg cienkiej termopary
ptaszczowej o $rednicy 1,5 mm. Materiat i wtasciwosci fizyczne obudowy termometru s3 takie same,
jak przyjeto w tescie obliczeniowym. Dzieki pomiarowi wykonanemu cienka termoparg ptaszczowa
mozliwe bylo dobranie najdoktadniejszej korelacji liczby Nusselta dla omywanego poprzecznie
elementu cylindrycznego, na podstawie ktdrej wyznaczano wspdtczynnik przejmowania ciepta na jego
powierzchni zewnetrznej. Poréwnano korelacje wg Holmana [23], Churchilla i Bernsteina [24],
Zukauskasa [25], Moffata [25] oraz Kramersa [26]. Najdokfadniejsze wyniki obliczers uzyskiwano dla
wspotczynnika przejmowania ciepta wyznaczanego z korelacji wg Kramersa , ktérej oryginalna postac
dla 0,1 < Re < 10* przedstawia sie nastepujgco [26]:

Nug = 0,42 Pr®26 + 0,57 Pr%33 Re$*°

Korelacja ta zostata dodatkowo zmodyfikowana. Modyfikacja polegata na zmianie wartosci wyktadnika
liczby Reynoldsa na 0,55 i wynikata z dokfadniejszego okreslenia wspdtczynnika wnikania ciepta dla
warunkow, w jakich przeprowadzono eksperyment, i duzej Srednicy termometru.

Obliczenia przeprowadzono dla réznych objetosci kontrolnych oraz krokéw czasowych. Doktadnosc
metody odwrotnej okreslono na podstawie btedu sredniokwadratowego wyznaczonego na podstawie
temperatury powietrza obliczonej za pomocg zaproponowanej metody i zmierzonej cienka termopara.
Wartosci btedéw sredniokwadratowych wyznaczonych dla catego okresu badan przedstawiono
w tabeli 3.

Uzyskane wyniki pokazuja, ze najkorzystniejszy podziat obudowy termometru o srednicy 20 mm jest
na i = 3 objetosci kontrolne, a najbardziej optymalny krok czasowy wynosi At = 4 s. Wnioski te
pokrywajg sie z wnioskami z testu obliczeniowego, w ktérym ,,dane pomiarowe” zostaty zaburzone
btedami przypadkowymi. Mozna réwniez zwréci¢ uwage, ze wielkos$¢ btedéw przypadkowych w tescie
obliczeniowym zostata znacznie zawyzona. Wynika to z tego, ze analizowana obudowa termometru
cechuje sie duzg bezwtadnoscig cieplng, ktéra ttumi wszelkie szumy w pomiarach temperatury.
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Tabela 3. Btedy sredniokwadratowe obliczonej temperatury ptynu dla réznych ilosci objetosci
kontrolnych i krokdw czasowych wyznaczone dla catkowitego okresu przeprowadzonych badan

Liczba objetosci kontrolnych i
Krok czasowy At, s 5 4 3 2
1 2,260 K 2,731 K 3,947 K 6,746 K
2 1,503 K 1,562 K 1,711 K 2,419 K
4 1,355 K 1,359 K 1,348 K 1,515K

Zrédto: opracowanie wiasne.

Rysunek 7. przedstawia wyniki walidacji metody odwrotnej w kolejnych etapach badan

eksperymentalnych dla termometru o srednicy 20 mm, podziatu obudowy termometru na i = 3
objetosci kontrolne i At =4s.

a) b)

c)

Rysunek 7. Wyniki przeprowadzonych badan eksperymentalnych: a) nagrzewanie powietrza przy
statej niskiej predkosci powietrza; b) nagrzewanie powietrza przy zmiennej predkosci powietrza;
c) chtodzenie i nagrzewanie powietrza przy statej wysokiej predkosci czynnika
Zrédto: opracowanie whasne.

Na rysunku 7. Przyjeto nastepujgce oznaczenia: Tg1,s — temperatura powietrza zmierzona termopara
ptaszczowq o $rednicy 1,5 mm, Tga0 — temperatura zmierzona w osi termometru o $rednicy 20 mm,
Toawr — temperatura powietrza obliczona metodg odwrotng, w — predkos¢ powietrza.

Badania eksperymentalne przeprowadzane dla réznych warunkéw pracy zaréwno wentylatora, jak
i nagrzewnicy elektrycznej polegaty na uzyskaniu stanu nieustalonego w pomiarze temperatury.
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W pierwszym etapie przedstawionym na rysunku 7a. nagrzewnica zostata zatgczona przy matej
predkosci powietrza ok. 2,06 m/s. Temperatura nagrzewnicy byta zwiekszana stopniowo od
temperatury otoczenia 23,9°C do ok. 80°C, ale mimo to uktad regulacji temperatury okresowo odtaczat
jej zasilanie, co powodowato krétkotrwate spadki temperatury powietrza. W drugim etapie badan,
przedstawionym na rysunku 7b., zmianie poddawana byta predkos¢ powietrza, tj. zwiekszana
z ok. 2,06 m/s do ok. 4,37 m/s i 11,02 m/s. Podanym predkosciom powietrza odpowiadaty $rednie
wartoéci wspdtczynnika przejmowania ciepta: 51,06 W/(m2K), 76,95 W/(m?K) i 127,60 W/(mZK).
Podczas zmiany predkosci powietrza uktad regulacji temperatury okresowo wytaczat nagrzewnice po
osiggnieciu zbyt wysokiej temperatury. Trzeci etap eksperymentu (rysunek 7c.), to wychtodzenie
nagrzewnicy do temperatury otoczenia i ponowne nagrzanie do temperatury ok. 60°C przy duzej
predkosci powietrza ok. 11,02 m/s. Wysoka predkos¢ powietrza pozwolita na ciggta prace uktadu
grzewczego. Niezaleznie od analizowanego etapu metoda odwrotna kroczaca daje bardzo dobre wyniki
— btad sredniokwadratowy obliczony dla catego okresu badan wynidst zaledwie 1,348 K.

Podsumowanie

W pracy przedstawiono metode pomiaru nieustalonej temperatury z wykorzystaniem metody
odwrotnej kroczacej. Metoda jest wiasciwa w przypadku, gdy pomiar temperatury musi by¢
realizowany z uzyciem termometru o masywnej obudowie. Tego typu pomiary, szczegdlnie gdy
wspotczynnik przejmowania ciepta ma matg wartosé, sy obarczone duzym btedem dynamicznym
ze wzgledu na bezwtadnos$é cieplng ostony. Zastosowanie opisanej metody wymaga uzycia
termometru o odpowiedniej budowie, tj. takiej aby w czesci odpowiedzialnej za pomiar mozna byto
przyjac, ze mamy do czynienia z cylindrem o petnym przekroju.

Zaprezentowana metoda pomiarowa zostata zweryfikowana — najpierw obliczeniowo, a nastepnie
eksperymentalnie. Poniewaz metody odwrotne sg wrazliwe na btedy pomiarowe, do ich wygtadzenia
zastosowano 9-punktowy filtr cyfrowy. Okreslono najkorzystniejszy podziat obudowy termometru na
objetosci kontrolne oraz krok czasowy. Zaréwno w tescie obliczeniowym, w ktérym ,,dane pomiarowe”
zostaty zaburzone btedami przypadkowymi, jak i w badaniach eksperymentalnych otrzymano,
ze najkorzystniejszy jest podziat na 3 objetosci kontrolne przy dtugosci kroku czasowego wynoszgcego
4 s. Zaréwno testy obliczeniowe, jak i wyniki badan laboratoryjnych wskazuja na wysoka doktadnosc
metody.

Badania przeprowadzone na termometrach o innych wymiarach obudowy wskazuja, ze dobor
najbardziej korzystnych kroku czasowego i liczby objetosci kontrolnych zalezy od srednicy termometru.
Dalsze badania beda prowadzone w kierunku zdefiniowania kryteriow doboru optymalnych wartosci
tych parametrow.

Nomenklatura
c — ciepto wtasciwe, J/(kgK)
dywa  —Srednica wewnetrzna otworéw wylotowych z rurociggu, m
dyr  —S$rednica wewnetrzna rurociggu, m
e —rdznica pomiedzy doktadng temperaturg ptynu i temperautrg wskazywanga bezposrednio
przez termometr lub obliczong metoda odwrotng , °C lub K
L — dtugosc¢ rurociggu, m
L¢ — odlegtos¢ zamocowania termometru o Srednicy 20 mm od wlotu do rurociggu, m
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Ly s  —odlegto$¢ zamocowania termopary o $rednicy 1,5 mm od wlotu do rurociggu, m

n — liczba iteracji

ne — liczba objetosci kontrolnych sasiadujacych z analizowanym obszarem kontrolnym

N — liczba danych pomiarowych

Nug;  —liczba Nusselta ptynu omywajacego poprzecznie termometr

Pr - liczba Prandtla w $redniej temperaturze ptynu

dy — moc jednostkowa objetosciowych zrédet ciepta, W/m?3

Qi,j — strumieniem ciepta przekazywanym z wezta j znajdujgcego sie wewnatrz sgsiadujacej
komorki do wezta i, W

r — promien, m

Tt — promien powierzchni zewnetrznej termometru, m

Re; - liczba Reynoldsa ptynu omywajacego poprzecznie termometr

SN — btad sredniokwadratowy, K

S — suma kwadratéw réznic

t —czas, s

T —temperatura, °C

T., — temperatura czynnika roboczego, °C

T; — temperatura w i-tym punkcie, °C

Toawr —temperatura powietrza obliczona metoda odwrotng, °C

Tyy5s —temperatura powietrza zmierzona termopara ptaszczows o srednicy 1,5 mm, °C

Tg20 —temperatura zmierzona w osi termometru o srednicy 20 mm, °C

w — predkosé, m/s

a — wspdtczynnik wnikania ciepta, W/(m?K)

Ar — krok przestrzenny w kierunku promieniowym, m

At — krok czasowy, s

AV; — objetosé i-tej komorki kontrolnej, m3

p — gesto$é, kg/m3

£ —tolerancja, K

A — wspdtczynnik przewodzenia ciepta, W/(m-K)

o? — wariancja przypadkowych btedéw pomiarowych, °C? lub K2

Bibliografia

[1] Kerlin T. W., Johnson M. (2012). Practical Thermocouple Thermometry. 2nd ed., International
Society of Automation, Research Triangle Park, NC.

[2] Michalski L., Eckersdorf K., Kucharski J., McGhee J. (2001). Temperature Measurement. 2nd ed.,
Wiley, Chichester.

[3] ASME PTC 19.3 TW-210 (2010). Thermowells. Performance Test Codes. An American National
Standard, The American Society of Mechanical Engineers, New York.

[4] Jaremkiewicz M. (2012). Odwrotne zagadnienia wymiany ciepta wystepujgce w pomiarach
nieustalonej temperatury ptynéw. Wydawnictwo Politechniki Krakowskiej, Krakow.

[5] Johnson M.P., Gilson A.G. (2014). Understanding the impact of steam cleanout on thermowell
installations. Flow Control, 6, 14-17. http://www.flowcontrolnetwork.com

[6] Love J. (2007). Process Automation Handbook. A Guide to Theory and Practice, Chapter 16:
Temperature Measurement, Springer, Berlin, 99-106.

1350



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

[7] Jaremkiewicz M., Taler D., Sobota T. (2009). Measuring transient temperature of the medium in
power engineering machines and installations. Applied Thermal Engineering, 29, 3374-3379.
https://doi.org/10.1016/j.applthermaleng.2009.05.013

[8] Tomczuk K., Werszko R. (2013). Correction for thermal lag in dynamic temperature measurements
using resistance thermometers. Review of Scientific Instruments, 84, 074903-1-074903-7.
https://doi.org/10.1063/1.4816648

[9] Johnson M.P., Gilson A.G. (2012). Do Your Thermowells Meet the ASME Standard? Flow Control, 8.
http://www.flowcontrolnetwork.com

[10] Taler J., Weglowski B., Sobota T., Jaremkiewicz M., Taler D. (2011). Inverse space marching
method for determining temperature and stress distributions in pressure components. W: M.A. dos
Santos Bernardes (Ed.), Developments in Heat Transfer (s. 273-292). InTech, Vienna-Rijeka.

[11] Heiland H.G., Wozniak G., Wozniak K. (2007). Flow and temperature field measurements of
thermal convection in a small vertical gap using liquid crystals. Heat and Mass Transfer, 43, 863-870.
https://doi.org/10.1007/s00231-006-0165-z

[12] Stephan P., Fuchs T. (2009). Local heat flow and temperature fluctuations in wall and fluid in
nucleate boiling systems. Heat and Mass Transfer, 45, 919-928.
https://doi.org/10.1007/s00231-007-0320-1

[13] Bauer W.D., Wenisch J., Heywood J.B. (1998). Averaged and time-resolved heat transfer of
steady and pulsating entry flow in intake manifold of a spark-ignition engine, International Journal of
Heat and Fluid Flow 19, 1-9. https://doi.org/10.1016/5S0142-727X(97)10001-7

[14] Olczyk A. (2008). Problems of unsteady temperature measurements in a pulsating flow of gas.
Measurement Science and Technology, 19, 1-11.

[15] Morriesen A., Deschamps C.J. (2012). Experimental investigation of transient fluid flow and
superheating in the suction chamber of a refrigeration reciprocating compressor. Applied Thermal
Engineering, 41, 61-70. https://doi.org/10.1016/j.applthermaleng.2011.12.011

[16] Baerts Ch., Van Gerwen P. (2001). European patent EP1069416 (A1), Method for decreasing

the response time of a temperature sensor, Heraeus Electro Nite Int, 2001-01-17.

[17] Dietmann S., Wienand K. (1996). German patent DE4424384 (A1), Fast response temperature
probe especially for measuring temperature in range minus forty to plus one thousand degrees
centigrade, Heraeus Sensor GmbH, 1996-01-18.

[18] Kolpatzik S.(2000). European patent EP1014061 (A1), Method for determining the gas
temperature, averaged over the cross-section of a gas conduit, Ruhrgas AG, 2000-06-28.

[19] Jaremkiewicz M., Taler D., Sobota T. (2015). Measurement of transient fluid temperature.
International Journal of Thermal Sciences, 87, 241-250.
https://doi.org/10.1016/j.ijthermalsci.2014.09.002

[20] Taler J., Dzierwa P., Taler D., Jaremkiewicz M., Trojan M. (2016). Monitoring of Thermal Stresses
and Heating Optimization Including Industrial Applications. Nova Science Publishers, New York.

[21] Taler J., Duda P.(2006). Solving Direct and Inverse Heat Conduction Problems. Springer, Berlin.
[22] Taler J. (1995). Teoria i praktyka identyfikacji procesow przeptywu ciepta. Zaktad Narodowy
imienia Ossolinskich, Wroctaw.

[23] Kaminski D.A., Jensen M. K. (2005). Introduction to thermal and fluids engineering, John Wiley &
Sons, Inc., Hoboken, NJ.

[24] Kreith F. (1998). The CRC Handbook of Mechanical Engineering, CRC Press, Inc., Boca Raton,
Florida.

1351



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

[25] Wisniewski S. (1983). Pomiary temperatury w badaniach silnikow i urzqdzen cieplnych,
Wydawnictwa Naukowo-Techniczne, Warszawa.

[26] Kramers, H. (1946). Heat transfer from spheres to flowing media. Physica, 12, Iss. 2-3, 61-80.
https://doi.org/10.1016/50031-8914(46)80024-7

1352



DOI: 10.65731/978-83-68673-45-6_86 XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

A Simplified CFD Model for Transient Forced-Flow He 11

MARCIN OPALSKI!, PRZEMYSAW BLASIAK!, BERTRAND BAUDOUY?,
SEAWOMIR PIETROWICZ!

!Department of Thermodynamics and Renewable Energy Sources, Faculty of Mechanical and Power Engineering,
Wroctaw University of Science and Technology, Wybrzeze Wyspiariskiego 27 St., 50 -370 Wroctaw, Poland
2Université Paris-Saclay, CEA, IRFU, Département des Accélérateurs, de la Cryogénie et du Magnétisme, 91191
Gif-sur-Yvette, France

Le-mail: slawomir.pietrowicz@pwr.edu.pl

Key words: Superfluid helium, Forced Flow, CFD, Transient-State, He II, OpenFOAM

1. INTRODUCTION

Liquid helium exists in two distinct phases. Above the lambda point, it remains in the normal
liquid state (He I), whereas below T ~ 2.17 K, it enters the superfluid state (He II). The unusual
nature of this phase was first interpreted in the framework of the two-fluid concept introduced by
Tisza [1] and later developed by Landau [2] and Khalatnikov [3]. In contrast to classical fluids,
He II exhibits remarkable transport phenomena such as the fountain effect, second sound, helium
film flow and quantum turbulence, as comprehensively discussed by Van Sciver [4].

Because of its exceptional heat-transfer capability at cryogenic temperatures, He II has long
been regarded as an attractive coolant for superconducting magnet systems and other devices
operating below 2 K. Its practical relevance was established in large cryogenic applications
reported, among others, by Aymar et al. [5], Claudet et al. [6] and Lebrun et al. [7], and later
confirmed in subsequent magnet-cooling developments [8,9].

According to the two-fluid description, He II may be regarded as a mixture of two interpe-
netrating components: a viscous normal component carrying entropy and an inviscid superfluid
component with zero entropy. The relative fractions of these two components depend stron-
gly on temperature; near the lambda point, the superfluid fraction vanishes, whereas at lower
temperatures the superfluid component becomes dominant. When a temperature gradient is im-
posed, the two components move in opposite directions, giving rise to the characteristic thermal
counterflow of He II, in which the normal component flows toward the colder region while the
superfluid component moves toward the hotter region [3].

In contrast to ordinary fluids, heat transport in He II is therefore not governed primarily
by classical thermal conduction in the bulk liquid, but by this internal counterflow mechanism.
For sufficiently small heat fluxes, the corresponding thermal response may be approximated as
quasi-linear, whereas for stronger relative motion between the components, Gorter and Mellink
showed that the interaction must be represented through a nonlinear mutual-friction law [10].
This nonlinear regime later became one of the cornerstones of He II heat-transfer modeling.

In stagnant He II, heat transport is dominated by internal convection, i.e., thermal counter-
flow. For sufficiently high heat fluxes, this transport enters the nonlinear Gorter-Mellink regime,
which has become the standard framework for describing turbulent heat transfer in superfluid
helium [2,10]. In forced-flow He II, advection is superimposed on internal counterflow, while

pressure-drop and Joule-Thomson effects also contribute to the overall thermal response. Early
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experiments by Srinivasan and Hofmann established the basic heat-transfer behavior of subco-
oled He II in forced flow and showed no clear advantage to operating above about 1 bar [11,12].
Kashani and Van Sciver then proposed one of the first one-dimensional engineering descriptions
of forced convection in He II [13,14], whereas Walstrom demonstrated that turbulent forced-flow
temperature profiles require accounting for an additional vortex-line-density contribution gene-
rated by normal-fluid turbulence [15]. At high Reynolds numbers, Fuzier et al. showed that the
pressure drop produces a measurable temperature rise through isenthalpic expansion in steady
flow [16], and later established the transient benchmark in which heat pulses are transported
and reshaped by the combined action of forced convection, counterflow and Joule-Thomson
heating [17]. More recently, Vitrano and Baudouy showed that the pressure-drop contribution
may become comparable to the mutual-friction contribution in the forced-flow Gorter-Mellink
regime [18].

Because of this complexity, numerical descriptions of forced-flow He II have evolved along
two main directions. The first retains the full two-fluid description. Within this class of models,
Tatsumoto et al. first reported a two-dimensional numerical analysis of steady heat transfer
in pressurized He II [19] and later extended this approach to transient heat transfer problems
under step heating [20]. Soulaine et al. subsequently proposed a segregated finite-volume al-
gorithm for the two-fluid equations and demonstrated its application to transient forced-flow
configurations [21]. Later studies extended this to multidimensional thermal-counterflow pro-
blems and more complex geometries [22-24]. These models are numerically demanding because
they require the simultaneous solution of several strongly coupled fields, in particular pressure,
temperature, and the velocities of the normal and superfluid components, while the mutual-
friction terms remain strongly nonlinear. In practice, this means that standard pressurevelocity
solution procedures must be modified to handle the coupling specific to the two-fluid description
of He II.

The second direction consists of reduced formulations intended for engineering-scale applica-
tions. In this class of models, the objective is to preserve the dominant forced-flow physics at a
lower computational cost while reducing the numerical complexity of the problem. Representa-
tive examples include the early one-dimensional formulations of Kashani and Van Sciver [13,14].
This line of development was continued by Kitamura et al. [25], who proposed a simplified
transient formulation for He I heat transfer based on the dominant terms in the superfluid
momentum balance, and by Suekane et al. [26], who applied this type of approach to heat trans-
fer and flow in long, narrow He II channels. More recently, Vitrano and Baudouy introduced a
single-momentum transient model for superfluid helium phase-transition problems [18]. These
studies indicate that reduced models remain attractive when the objective is to preserve the
dominant physics of forced-flow He II while simplifying the numerical treatment.

The transient forced-flow experiments of Fuzier et al. have become a standard benchmark
for this class of problems because they provide time-resolved temperature evolution in a re-
gime where forced convection, internal counterflow, pressure drop and Joule-Thomson effects
interact [16,17]. In addition to the original modeling reported by Fuzier and Van Sciver [17],
this configuration was later used as a reference case in full two-fluid simulations by Soulaine et

al. [21]. This shows that the Fuzier configuration remains an active validation case for contem-
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porary He II transient modeling.

Against this background, it remains relevant to determine whether a reduced model origi-
nally developed for steady-state forced-flow He II can also reproduce the transient response of
the Fuzier benchmark with sufficient accuracy for engineering applications. In our previous work,
a simplified CFD model for forced-flow He II was derived and validated for steady-state condi-
tions [27]. The objective of the present paper is therefore not to propose another steady-state
formulation, nor to repeat the full derivation of the reduced model, but to examine whether
this previously developed pressure-gradient-aware formulation can also be used for transient
calculations of time-dependent heating in forced-flow He II.

The contribution of the present work lies in the transient implementation, numerical treat-
ment, and validation of this reduced model against a well-established forced-flow benchmark.
The detailed derivation of the reduced formulation is not repeated here and is referred to in our
earlier steady-state paper [27], whereas only the relations required to define the present transient
formulation are summarized below. The main objective is to assess whether this approach can
reproduce the transient temperature evolution measured by Fuzier et al. [16,17] while retaining

the practical advantages of a reduced CFD model.

2. MODEL DESCRIPTION

The present transient model is based on the reduced formulation derived in our previous
steady-state study of forced-flow He II [27]. Since the detailed derivation of that formulation has
already been reported there, it is not repeated here. Instead, only the assumptions and relations
required for the present transient calculations are summarized.

The starting point is the two-fluid description of He II, in which the total density is expressed
as

p=pn+tps, (1)

and the total mass flux is written as
pu = Ppply + PsUs. (2)

Following our previous formulation [27], it is assumed that the dominant terms in the super-
fluid momentum balance are the thermomechanical term, the pressure-gradient term and the
Gorter-Mellink mutual-friction term. Under this assumption, the superfluid momentum equation
reduces to

ST = SUP = Ap, iy = (1, — ). 3)

where s is the specific entropy and A is the Gorter-Mellink coefficient.
It follows that the relative velocity between the normal and superfluid components can be
expressed as
1/3
s 1
u, —ug = — 5 ——VP+VT). (4)
Apn‘—iVP+VT‘ ps

Using Egs. (2) and (4), the component velocities are reconstructed from the total fluid
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velocity, pressure gradient and temperature gradient. For the superfluid component,

1

3

3 1
W =ut Pn? . (——VP + VT> , (5)
Apbpn |- VP + VT‘ ps

whereas for the normal component,

3
u, =u— Pss . (—iVP+VT). (6)
Apdpn|-LVP + VT‘ ps

At this point it should be emphasized that the nonlinear closure used to define the counterflow
heat flux is one of the principal assumptions and limitations of the model. In the generalized

Gorter-Mellink form, the thermal driving term may be written directly as
1 m
—s v P+ V| = fm(T, P)[q]™, (7)

where m denotes the nonlinear exponent, whereas f,,, (T, P) should be understood here only as
a formal closure coefficient associated with the adopted exponent, rather than as a universally
established material function for arbitrary m.

Equation (7) is introduced here only to make explicit the role of the nonlinear exponent in the
counterflow closure. The present model does not attempt to establish a universal constitutive law
for an arbitrary variable exponent. Generalized interpretations in which the apparent Gorter-
Mellink exponent departs from the classical value have been discussed in the literature. In
particular, Donnelly and Swanson related such departures to scaling arguments for counterflow
turbulence, which suggest that the apparent exponent may vary with operating conditions,
especially temperature and heat flux [28]. Experimental studies in the vicinity of the lambda
line have also reported effective values larger than 3 [29,30]. However, these results do not justify
introducing here a universally established constitutive law of the form m = m(T, P, q).

For this reason, the actual calculations reported in the present work are restricted to the
classical case m = 3, in order to remain consistent with the traditional forced-flow literature
and with our earlier steady-state formulation [10,14,17,27]. Accordingly, the counterflow heat

flux used in the present model is written as

wl=

1
a=— _ (-ivp+w>, (®)
F(T,P)|-LvP +VT| ps

where f(T, P) = f=3(T, P) denotes the conductivity function adopted for the classical Gorter-
Mellink closure.

Equation (8) may be interpreted in a diffusion-like form as

Q= —kug <—ivp + VT> , )
ps
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with the effective conductivity

1
ket = . (10)

2
F(T,P)|-LVP+ VT

This point is important for the transient implementation, because the nonlinear He IT coun-
terflow contribution enters the temperature equation through the divergence of q. In numerical
terms, the internal convection specific to He II is therefore represented in the energy equation as
a diffusion-like term with a field-dependent effective conductivity keg, while still being derived
from the reduced two-fluid closure rather than from Fourier heat conduction.

The continuity equation is written in the standard form as

%+V' (pu) = 0. (11)

The momentum equation for the total fluid is obtained by substituting the reduced com-
ponent velocities into the total momentum balance. In the present formulation it is written

as

Ju

Por = —p(u-V)u—VP

2
3

v-{p””s : , <fiVP+VT> <1VP+VT>}
p Apn‘—évp-i-VT‘ ps ps

1

2 1 pas 2 1
+0| Vit g V(Y ) - S| (v (-—=vP+vVT
ApPpn ‘féwwvﬂ ps

+ %v [v (—évp + VTH }

where 7 is the dynamic viscosity and Sp is an additional source term accounting for the pressure

losses not reproduced correctly by standard turbulence closures.

As in our previous steady-state formulation [27], this source term is written as

_ 2pCyulul

SP Dh )

(13)

where Cy is the Fanning friction factor and Dy, is the hydraulic diameter.

The energy equation used in the transient calculations is

ol

1

oT
pcp——+pep(u- V)T =V - 5
[(T,P)|-LvP +VT|

ot

1
<7—VP + VT>
ps

ol

+Apups (5 ‘iVP”TD ~[(w-V)P|(1 - BT) + g, (14)

Pn

1357



Figure 1. Simplified schematic of the forced-flow He II reference experiment, showing the
heater location, thermometer positions (T1-T8), and the pressure measurement section.

where cp is the specific heat capacity, 8 is the thermal expansion coefficient, and ¢, is the
volumetric heat source.

The first term on the right-hand side of Eq. (14) is the divergence of the counterflow heat flux
given by Eq. (8). The second term accounts for the dissipation associated with mutual friction,
whereas the third one represents the Joule-Thomson contribution.

The thermophysical properties required by the model, namely p, pn, ps, S, cp, B, n and
the conductivity function f(7, P), are taken from the HEPAK database, consistently with our
previous steady-state formulation [27]. It should be noted that, in the present formulation, the
reduced model is not modified at the level of its physical closure relative to the previously
published steady-state version. The transient extension consists in solving the same reduced
equation set in time for a forced-flow configuration subjected to time-dependent heating.

In this sense, the physical assumptions of the model remain unchanged, while the present
work focuses on its transient implementation and validation against the benchmark experiments
of Fuzier et al. [17]. At the same time, the use of the classical value m = 3 should be kept in
mind as one of the principal limitations of the present approach. A more fundamental treatment
of this issue would require explicit modeling of the vortex dynamics, for example within a
two-fluid framework coupled with a vortex-structure description or, more generally, within the
Hall-Vinen-Bekarevich-Khalatnikov class of models [31-34].

3. FORCED-FLOW EXPERIMENT OF FUZIER AND VAN SCIVER

The results obtained in the present work are compared with the forced-flow He II experiment
reported by Fuzier and Van Sciver [17]. The experiment was performed in a straight heated chan-
nel instrumented with a wall heater and eight thermometers. Temperature measurements were
carried out using bare-chip Cernox thermometers, which are well suited for cryogenic measu-
rements because of their high sensitivity at low temperatures and good stability. A schematic
representation of the experimental arrangement adopted as the reference case in the present
study is shown in Fig. 1.

The importance of this experiment lies in the fact that it captures, within a single configu-
ration, the main mechanisms governing heat transfer in forced-flow He II. The measured tem-

perature response reflects the combined effect of forced convection, internal counterflow heat
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transport, and pressure-related thermal effects associated with the Joule-Thomson mechanism.
Moreover, the relative importance of these effects changes with flow velocity, which makes the
dataset particularly useful for testing the range of applicability of a reduced model.

In the present paper, attention is restricted to selected cases corresponding to a 20 ms
heat pulse and flow velocities of 2, 8, and 16 m/s. These conditions were chosen because they
represent low-, intermediate-, and high-velocity regimes in the original experiment. This selection
ensured that the comparison covered the range from cases dominated mainly by forced convection
and temperature-gradient-driven counterflow to cases in which pressure-related effects became
increasingly important.

Following Fuzier and Van Sciver [17], the comparison is carried out in terms of the tempe-
rature increase

AT(t) = T() ~ Thuse (15)

rather than the absolute temperature. This representation removes the steady background in-
crease associated with the JouleThomson effect and allows the propagation, attenuation, and

temporal spreading of the heat pulse to be compared more directly.

4. SIMULATION SETUP

The transient calculations were performed using the reduced formulation implemented in the
same OpenFOAM-based solver environment as in our previous steady-state study [27]. However,
the computational domain used in the present work does not reproduce the geometry adopted in
that earlier study. Instead, it follows the benchmark configuration of Fuzier and Van Sciver [17],
namely a straight test section with a 10 mm inner diameter and a length of 0.86 m, with a
localized heater positioned between x = 30.3 and 31.3 cm from the inlet.

The numerical representation remains one-dimensional in the axial direction, consistent with
the reduced character of the model. At the inlet, the flow velocity and temperature are imposed
based on the experimental conditions, while a zero-gradient condition is used for the pressure-
related variable. At the outlet, the temperature is fixed to the experimental value, the velocity
is treated with a zero-gradient condition, and the pressure-related variable is set to the refe-
rence value. A schematic view of the computational domain and the applied boundary condi-
tions is shown in Fig. 2. In the present work, the volumetric heat source is implemented as a
time-dependent pulse corresponding to the experimental heating conditions. The source term is
applied over the heater region, matching the experimental location, while the remaining part of
the computational domain represents the unheated section of the test pipe.

For the purpose of the present comparison, the experimental temperature traces were extrac-
ted manually from the published figures. Consequently, the uncertainty considered in this work
includes both the experimental measurement uncertainty discussed in Fuzier’s doctoral the-
sis [35] and the additional uncertainty introduced by the data extraction procedure. The latter
was evaluated from the visible noise level of the digitized signal, the reading uncertainty in the
temperature axis, the reading uncertainty in the time axis, and the uncertainty associated with
the determination of the pre-pulse reference level used to define AT(t). In particular, the noise
level was estimated from the pre-pulse part of the signal, while the time-axis uncertainty was

converted into an equivalent temperature uncertainty through the local slope of the experimen-
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Figure 2. Computational domain and boundary conditions used in the present transient
calculations. The geometry adopted here follows the experiment of Fuzier and Van Sciver [17].

tal trace. These contributions were then combined and taken into account in the subsequent

comparison between the experimental and numerical temperature-rise histories.

5. NUMERICAL RESULTS AND COMPARISON

Figures 3-5 compare the experimental and numerical temperature-rise histories obtained for
the three selected flow velocities. The results show that the present reduced model reproduces
the same qualitative regime division as that reported by Fuzier and Van Sciver [17] and later
discussed in our previous steady-state study [27]. At low flow velocity, the thermal response is
governed mainly by forced convection combined with temperature-gradient-driven counterflow.
At high flow velocity, the pressure-gradient contribution and the associated Joule-Thomson effect
become dominant. The weakest agreement is obtained in the intermediate regime, where both
mechanisms are of comparable importance.

At 2 m/s, the agreement between the numerical and experimental signals is generally sa-
tisfactory, as shown in Fig. 3. The model reproduces the propagation of the thermal response
along the channel and predicts the timing of the response at the successive sensor locations
reasonably well. It also captures the main amplitudes of the signals recorded at the first measu-
rement positions with satisfactory accuracy. In this regime, the pressure-gradient contribution
remains relatively weak, so the transient response is governed mainly by advection and the
temperature-gradient contribution appearing in Egs. (4), (8), and (14). Under such conditions,
the combined driving term —iVP + VT is controlled primarily by VT', and the present model
behaves as in the reduced one-dimensional descriptions of Kashani and Van Sciver [14] and,
later, Fuzier and Van Sciver [17], in which the thermal response is governed predominantly by
temperature-gradient-driven counterflow.

The weakest agreement is obtained for the 8 m/s case, shown in Fig. 4. This is consi-
stent with the interpretation proposed by Fuzier and Van Sciver [17], who also identified the

intermediate-velocity range as the most difficult one for reduced formulations. In that regime,
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Figure 3. Comparison of experimental and numerical temperature increase AT profiles at a
flow velocity of 2 m/s. Shaded areas represent the uncertainty bands.

the pressure-gradient and temperature-gradient contributions become comparable, so the heat-
transport response is no longer controlled by a single dominant mechanism. This observation
is also consistent with the later analysis of Vitrano and Baudouy [18], who showed that in
forced-flow He II the pressure-drop contribution may become comparable to the mutual-friction
contribution in the Gorter-Mellink regime.

The same interpretation is compatible with the mathematical structure of the present model.
In contrast to the formulation of Fuzier and Van Sciver, the present approach does not rely solely
on a reduced energy equation. Instead, it is derived from a simplified two-fluid description and
solved as a coupled set consisting of the continuity equation, a modified momentum equation for
the total fluid, and an energy equation [27]. The combined term —p—lsVP + VT therefore enters
not only the heat-flux closure but also the reconstructed relative velocity of the normal and
superfluid components and the modified momentum balance. When the pressure-gradient and
temperature-gradient contributions are of similar magnitude, the solution may therefore become
particularly sensitive to inaccuracies in either field. This provides a plausible explanation for the
broader and more attenuated numerical signals observed at 8 m/s, although it should not be
regarded as the only possible source of the discrepancy.

The role of the exponent m introduced in Eq. (7) also requires comment. In the present work,
the calculations were restricted to the classical choice m = 3, consistently with the traditional

forced-flow literature and with our previous steady-state formulation. However, the behaviour
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Figure 4. Comparison of experimental and numerical temperature increase AT profiles at a
flow velocity of 8 m/s. Shaded areas represent the uncertainty bands.

observed in the intermediate regime suggests that the exponent appearing in the generalized
Gorter-Mellink relation should not be regarded here as a strictly universal material constant.
Donnelly and Swanson [28] already discussed departures from the classical scaling in terms
of counterflow-turbulence arguments, while later experimental studies also reported apparent
values of m different from 3 [29,30]. In the present formulation, the choice of m directly affects
the nonlinear closure linking the combined driving term —iVP + VT with the counterflow
heat flux. The exponent therefore acts rather as an effective closure parameter, because the
influence of unresolved vortex dynamics and mutual-friction variability is absorbed into the
fixed counterflow law.

This interpretation is physically plausible because, in the Gorter-Mellink regime, the heat
flux is directly related to the relative motion of the two components and therefore to the struc-
ture of the vortex tangle and the resulting mutual friction. From this point of view, the poorest
agreement at 8 m/s may reflect not only numerical sensitivity but also missing physics associa-
ted with the transient evolution of the vortex structure and the corresponding mutual-friction
response. Such effects are not represented explicitly in the present reduced formulation and are
instead absorbed into the effective conductivity closure through the fixed choice of m.

At 16 m/s, the agreement improves again, as shown in Fig. 5. The numerical results correctly
reproduce the propagation of the thermal pulse along the channel and the general order of the

response at the successive sensor locations. In this regime, the thermal response is increasin-
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gly controlled by the pressure-gradient contribution and by the Joule-Thomson term explicitly
present in Eq. (14). This explains why the present model, originally developed as a pressure-
gradient-aware reduced formulation, regains predictive capability at high velocity. In this sense,
the present results also clarify the difference with respect to the original model of Fuzier and
Van Sciver: the pressure-gradient contribution is not only retained in the energy balance but is
embedded more generally in the reduced two-fluid CFD framework. Nevertheless, the numerical
pulses remain smoother than the experimental ones, especially at the leading and trailing edges,

which indicates that the transient spreading is still overestimated.

Figure 5. Comparison of experimental and numerical temperature increase AT profiles at a
flow velocity of 16 m/s. Shaded areas represent the uncertainty bands.

The present results do not justify the statement that a full two-fluid model would necessarily
remove the discrepancy, since Fuzier and Van Sciver themselves noted that such a conclusion
would require a direct comparison with complete two-fluid calculations [17]. Nevertheless, the
present results indicate that the transition regime is the part of the benchmark in which the
limitations of a fixed-exponent reduced closure become the most visible. For this reason, more
advanced formulations, such as full two-fluid or Hall-Vinen-Bekarevich-Khalatnikov-type appro-
aches coupled with a more explicit description of vortex dynamics, appear as natural directions
for future work.

Figure 6 summarizes the relative model errors and the corresponding experimental uncer-
tainty levels for the individual sensor locations. The highest discrepancies are observed for the

intermediate 8 m/s case, while the low- and high-velocity cases are reproduced more consi-
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stently. At the same time, the largest relative values occur at positions where the temperature
rise remains small, so even limited absolute differences may produce large percentage errors.
The error comparison, therefore, supports the conclusion that the present model is most relia-
ble when one of the two competing mechanisms - temperature-gradient-driven counterflow or

pressure-gradient-driven transport is clearly dominant.

Figure 6. Relative model errors and experimental uncertainties for sensors T1-T8 at flow
velocities of 2 m/s, 8 m/s, and 16 m/s.

From the present results, the model appears to be reliable as an engineering-oriented tool
when the objective is to reproduce the main propagation features of the thermal pulse, including
the response timing, the order of the sensor responses, and the main amplitude level in regimes
where one transport mechanism is clearly dominant. In this sense, the results for 2 and 16 m/s
may be regarded as satisfactory. By contrast, the model is less reliable when the objective is
to describe accurately the detailed pulse shape in the transition regime, where the pressure-
gradient and temperature-gradient effects compete directly and the unresolved vortex dynamics

most likely becomes part of the closure error.

6. CONCLUSIONS

In the present work, the simplified CFD model previously developed for steady-state forced-
flow He II [27] was extended to transient calculations and validated against the pulse-heating
benchmark of Fuzier and Van Sciver [17]. The objective was to assess whether the reduced
pressure-gradient-aware formulation can reproduce the main features of the transient thermal
response of forced-flow He II.

The comparison with the experimental data showed that the model reproduces the main

qualitative regime division reported in the literature. Satisfactory agreement was obtained for
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the 2 and 16 m/s cases, where the dominant propagation features of the thermal pulse, including
the response timing and the main amplitude level, were captured reasonably well. The weakest
agreement was observed for the intermediate 8 m/s case, which confirms that the transition
regime remains the most difficult one for reduced formulations.

This behavior is consistent with the mathematical structure of the model. In the intermediate
regime, the pressure-gradient and temperature-gradient contributions become comparable, and
the transient response becomes particularly sensitive to their balance. The results also indicate
that the fixed choice m = 3 in the generalized Gorter-Mellink closure should be regarded as
one of the principal limitations of the present approach since unresolved vortex dynamics and
mutual-friction variability are absorbed into the reduced closure.

Overall, the present model appears to be useful as an engineering-oriented tool for transient
forced-flow He II calculations in regimes where one transport mechanism is clearly dominant.
A more accurate description of the transition regime will require additional physics beyond the
present fixed-exponent reduced formulation, in particular, a more explicit treatment of vortex

dynamics.
BIBLIOGRAPHY
[1] L. Tisza. Transport phenomena in Helium IT. Nature, 141(3577):913-913, 5 1938.
[2] L. Landau. Theory of the Superfluidity of Helium II. Phys. Rev., 60:356-358, Aug 1941.

[3] Isaac M Khalatnikov and I M Khalatnikov. An introduction to the theory of superfluidity.
Frontiers in Physics. Benjamin, New York, NY, 1965.

[4

Steven W Van Sciver. Helium cryogenics; 2nd ed. International cryogenics monograph
series. Springer, New York, NY, 2012.

[5] R. Aymar, P. Genevey, S. Palanque, A. Sagniez, J.P. Soubeyrand, and B. Turck. A NbTi
10 T 388 mm bore magnet working at 1.8 K in pressurized superfluid helium. Cryogenics,
20(9):521 — 524, 1980.

[6] G. Claudet, G. [Bon Mardion], B. Jager, and G. Gistau. Design of the cryogenic system for
the TORE SUPRA tokamak. Cryogenics, 26(8):443 — 449, 1986.

[7] Ph Lebrun. Superfluid-helium cryogenics for the Large Hadron Collider project at CERN.
CRYOGENICS, 34(ICEC):1-8, 1994. 15th International Cryogenic Engineering Conference
(ICEC 15), GENOVA, ITALY, JUN 07-10, 1994.

[8] J. R. Miller. The NHMFL 45-T hybrid magnet system: past, present, and future. IEEE
Transactions on Applied Superconductivity, 13(2):1385-1390, 2003.

[9] LR Dixon, WD Markiewicz, WW Brey, and KK Shetty. Performance of the ultra wide bore
900 MHz NMR magnet at the national high magnetic field laboratory. IEEE Trans. on
Applied Supercon., 15(2, 2):1334-1337, JUN 2005. 2004 Applied Superconductivity Confe-
rence, Jacksonville, FL, OCT 03-08, 2004.

1365



[10]

[11]

[12]

[13]

[14]

[15]

[16]

[17]

(18]

[19]

[20]

21]

22]

23]

24]

1366

C. J. Gorter and J. H. Mellink. On the irreversible processes in liquid helium II. Physica,
15(3):285-304, May 1949.

R. Srinivasan and A. Hofmann. Investigations on cooling with forced flow of He II. Part 1.
Cryogenics, 25(11):641 — 651, 1985.

R. Srinivasan and A. Hofmann. Investigations on cooling with forced flow of He II. Part 2.
Cryogenics, 25(11):652 — 657, 1985.

A. Kashani and S. W. Van Sciver. Steady State Forced Convection Heat Transfer in He II,
pages 489-498. Springer US, Boston, MA, 1986.

A. Kashani, S. W. Van Sciver, and J. C. Strikwerda. Numerical solution of forced convection
heat transfer in He II. Numerical Heat Transfer, Part A: Applications, 16(2):213-228, 1989.

P.L. Walstrom. JouleThomson effect and internal convection heat transfer in turbulent He
II flow. Cryogenics, 28(3):151-156, 1988.

S. Fuzier, B. Baudouy, and S. W. Van Sciver. Steady-state pressure drop and heat transfer
in He II forced flow at high Reynolds number. Cryogenics, 41(5):453-458, May 2001.

S. Fuzier and S.W. Van Sciver. Experimental measurements and modeling of transient heat
transfer in forced flow of He IT at high velocities. Cryogenics, 48(3):130 — 137, 2008.

Andrea Vitrano and Bertrand Baudouy. Superfluid helium forced flow in the gorter-mellink
regime. Cryogenics, 129:103628, 2023.

H Tatsumoto, K Fukuda, and M Shiotsu. Numerical analysis for steady-state two-
dimensional heat transfer from a flat plate at one side of a duct containing pressurized
he ii. Cryogenics, 42(1):9-17, 2002.

H Tatsumoto, K Fukuda, and M Shiotsu. Numerical analysis for two-dimensional transient
heat transfer from a flat plate at one-side of a duct containing pressurized he ii. Cryogenics,
42(1):19-28, 2002.

Cyprien Soulaine, Michel Quintard, Hervé Allain, Bertrand Baudouy, and Rob Van Weel-
deren. A PISO-like algorithm to simulate superfluid helium flow with the two-fluid model.
Computer Physics Communications, 187:20-28, 2015.

Cyprien Soulaine, Michel Quintard, Bertrand Baudouy, and Rob Van Weelderen. Nume-
rical investigation of thermal counterflow of he ii past cylinders. Physical Review Letters,
118(7):074506, 2017.

Hamid Yousefi and Hossein Afshin. Numerical simulation of thermal counterflow in super-
fluid helium: Investigating the effect of rotation and heat flux on the surface of the cylinder.
Computer Physics Communications, 310:109495, 2025.

Hamid Yousefi and Hossein Afshin. Numerical simulation of thermal counterflow in su-
perfluid helium: converging/diverging, hyperbolic/elliptical, and forward/backward steps
channels. International Journal of Heat and Fluid Flow, 119:110262, 2026.



[25] T. Kitamura, K. Shiramizu, N. Fujimoto, Y.F. Rao, and K. Fukuda. A numerical model on

transient, two-dimensional flow and heat transfer in He II. Cryogenics, 37(1):1 — 9, 1997.

[26] T. Suekane, M. Sekiguchi, S. Hirai, and T. Okamura. Heat transfer and flow of He II in
narrow channels. Cryogenics, 43(2):125-131, 2003.

[27] Sawomir Pietrowicz, Przemysaw Basiak, Marcin Opalski, and Bertrand Baudouy. Simplified

numerical model for steady-state he ii forced flow. Cryogenics, 150:104137, 2025.

(28] Russell J. Donnelly and Charles E. Swanson. Quantum turbulence. Journal of Fluid Me-
chanics, 173:387-429, 1986.

[29] A. Sato, M. Maeda, T. Dantsuka, M. Yuyama, and Y. Kamioka. Temperature dependence
of the gorter-mellink exponent m measured in a channel containing he ii. In AIP Conference
Proceedings, volume 823, pages 387-392, 2006.

[30] K. Kuehn and G. Ahlers. Mutual friction in superfluid *he near the A-line. Journal of Low
Temperature Physics, 126(5-6):1515-1528, 2002.

[31] H. E. Hall and W. F. Vinen. The rotation of liquid helium ii. ii. the theory of mutual
friction in uniformly rotating helium ii. Proceedings of the Royal Society of London A,
238(1213):215-234, 1956.

[32] I. L. Bekarevich and I. M. Khalatnikov. Phenomenological derivation of the equations of
vortex motion in he ii. Soviet Physics JETP, 13(3):643-646, 1961.

[33] D. D. Holm. Introduction to hvbk dynamics. In C. F. Barenghi, R. J. Donnelly, and
W. F. Vinen, editors, Quantized Vortex Dynamics and Superfluid Turbulence, volume 571
of Lecture Notes in Physics, pages 114-130. Springer, Berlin, Heidelberg, 2001.

[34] Z. Zhang, I. Danaila, E. Lévéque, and L. Danaila. Higher-order statistics and intermittency
of a two-fluid hall-vinen-bekharevich-khalatnikov quantum turbulent flow. Journal of Fluid
Mechanics, 962:A22, 2023.

[35] S. Fuzier. Heat transfer and pressure drop in forced flow helium ii at high reynolds numbers.
PhD thesis, 2004.

1367



DOI: 10.65731/978-83-68673-45-6_87 XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Computational Analysis of Moist Airflow Distribution in Underground Mine Roadways

Kamil SMIERCIEW, Jerzy GAGAN, Dariusz BUTRYMOWICZ

Bialystok University of Technology, Wiejska 45C, Biatystok, 15-351, Poland,
d.butrymowicz@pb.edu.pl

Keywords: mine ventilation; CFD; moist airflow; species transport; underground thermal comfort

Assessing thermal comfort and microclimatic conditions in underground mine workings requires
a reliable description of the local airflow structure, yet direct measurements are typically limited to
a small number of cross-sections and cannot resolve the flow field within the roadway network.
This paper presents a CFD-based investigation of moist airflow distribution in a section of
an underground mine ventilation network, developed from field measurement data and a geometric
model of the facility supplied in .step format. Due to the limited availability of geometric and
measurement data, a simplified computational domain was adopted, comprising only the airflow
volume within a truncated fragment of the roadway network; the preservation of the air mass flow
rate was therefore adopted as the primary validation criterion, with local velocities treated as resultant
quantities recalculated with respect to the true and modelled cross-sectional areas. The analysis was
performed in two stages: a baseline dry-airflow model was first validated against measured velocity,
temperature and mass flow rate at two reference cross-sections, followed by a moist-airflow
simulation incorporating water vapour transport using the Species Transport approach. Very good
agreement with measurements was obtained for area-averaged velocity, temperature, relative
humidity and mass flow rate, with deviations remaining within typical measurement and numerical
uncertainty. Detailed analysis of a target cross-section located downstream of a bend and upstream of
a ventilation branch split revealed a strongly non-uniform flow structure, with a distinct high-velocity
core and near-wall low-velocity zones resulting from the upstream bend and asymmetric inflow;
no global flow reversal was identified. The results provide a validated, physically consistent baseline
airflow model for the analysed mine section and establish a reference framework for subsequent work,
including the incorporation of rock-mass heat exchange, technological heat and moisture sources, and
the evaluation of thermal comfort indices for underground working conditions.

INTRODUCTION

Underground mine workings are characterised by demanding and highly variable microclimatic
conditions, resulting from the combined influence of geothermal heat flux, mechanised equipment,
and limited natural ventilation. Maintaining acceptable thermal comfort and air quality at depth is
a key operational and safety requirement, and its assessment relies fundamentally on a correct
description of the airflow structure within the roadway network [1].

In practice, airflow characterisation in mine ventilation networks is based on anemometric
measurements performed at a limited number of cross-sections, typically using multi-point grid
methods. While such measurements provide reliable area-averaged estimates of velocity,
temperature and humidity at the instrumented locations, they cannot resolve the three-dimensional
flow structure between measurement points, particularly in the vicinity of bends, junctions and flow
splits [2].

Computational Fluid Dynamics (CFD) has become an established tool for reconstructing the internal
flow field of ventilation systems from sparse boundary data, supporting the interpretation of point
measurements and enabling prediction of conditions at locations that are difficult or impossible to
instrument directly [3]. Applications of CFD to underground mine ventilation networks have addressed
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airflow distribution at roadway junctions, dust and gas dispersion, and the influence of geometric
irregularities on local flow non-uniformity [4].

A further methodological challenge concerns the modelling of moist air and water vapour transport in
mine airflows, which is a prerequisite for the assessment of condensation risk and thermal comfort
indices. Balance-based species-transport approaches offer a numerically robust alternative to fully
resolved multiphase models, while retaining the ability to track humidity and temperature fields
consistently with the underlying velocity field [5].

A common practical limitation, shared by the present study, is that mine roadway networks extend
over distances that make full-network modelling infeasible; the computational domain must therefore
be geometrically truncated, and appropriate boundary conditions must be constructed from limited
field data rather than imposed a priori. The literature does not provide a well-established, generally
applicable procedure for combining sparse point measurements with truncated CFD domains under
such conditions, particularly when the objective is to characterise flow non-uniformity at a target cross-
section not covered by direct measurement [6].

Ultimately, the assessment of thermal comfort in underground working conditions relies on composite
indices which combine air velocity, temperature, humidity and radiant heat exchange into a single
evaluation criterion; the reliable determination of these indices at locations not covered by direct
measurement is only possible once a validated, spatially resolved airflow and humidity field is available
[7]. This motivates the present focus on establishing and validating such a baseline airflow model prior
to the incorporation of thermal loads and comfort criteria.

The present study addresses this gap by developing and validating a CFD model of a section of an
underground mine ventilation network, based on field measurement data and a geometric model of
the facility. A staged dry-airflow / moist-airflow modelling strategy is applied and validated against two
reference cross-sections, and the resulting model is used to characterise the flow structure,
temperature and humidity distribution at a target cross-section located upstream of a ventilation
branch split. The obtained results establish a validated baseline for subsequent stages of the work,
including the incorporation of rock-mass heat exchange, technological heat and moisture sources, and
the evaluation of thermal comfort indices for underground working conditions.

METHODOLOGY

The analysed section of the mine ventilation network comprises a main ventilation roadway, a side
roadway providing additional air inflow (referred to as the intake), and a downstream bifurcation into
two further ventilation branches. Two reference cross-sections, S1 and S2, (denoted as 4 and 5 in fig.1)
correspond to the locations at which field measurements of velocity, temperature and relative
humidity were performed; a target cross-section, S3 (denoted as 6 in Fig.1), located approximately at
the midpoint of the roadway section preceding the branch split, was defined as the primary object of
the CFD-based analysis.

Fig. 1. Comparison of the original facility model reported by DAC (left) with the final computational domain
developed in ANSYS SpaceClaim (right), comprising only the airflow volume. [Source: own elaboration]
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Due to the limited availability of geometric and measurement data, the computational domain was
deliberately simplified to include only the airflow volume, without modelling of structural elements or
heat exchange with the surrounding rock mass. The analysed roadways were geometrically truncated
with respect to the actual network, which extends further over distances on the order of hundreds of
metres. Consequently, the model is intended for analysis of flow structure, mass-flow distribution and
air mixing, and is not intended for precise reproduction of pressure losses in the full network, local
condensation phenomena, or rock-mass heat exchange.

The geometric model delivered in .step format differs from the facility description contained in
the measurement report primarily in the cross-sectional areas at the locations corresponding to S1
and S2, with discrepancies on the order of several square metres. For this reason, an exact pointwise
reproduction of the measured velocities was not considered methodologically justified; instead,
the preservation of the air mass flow rate was adopted as the primary criterion of agreement with
the experimental data, with local velocity values in the CFD model treated as resultant quantities
recalculated with respect to the actual and modelled cross-sectional areas.

Boundary conditions and mass-balance approach

Field data at cross-sections S1 and S2 indicated an increase in both cross-sectional area and average
velocity between these locations, implying additional air inflow between S1 and S2 beyond that
supplied by the main ventilation fan. This additional inflow was represented in the model as a side inlet
(intake), corresponding to a roadway branch visible in the geometry. Since no direct measurement
data were available for this branch, the corresponding mass flow rate was not prescribed arbitrarily
but derived from the mass balance between S1 and S2, computed from the measurement report data.

On the outlet side, application of classical pressure-outlet conditions directly at the truncated
boundaries resulted in a non-physical dominance of one outlet channel and pronounced sensitivity of
the solution to the prescribed pressure values, including local backflow. This behaviour was attributed
to the proximity of the outlet boundaries to the flow-distribution node, where the flow is not yet fully
developed. To address this, the outlet channels were extended geometrically by approximately 3.6 m,
allowing flow disturbances to decay before reaching the computational boundary; this substantially
improved numerical stability and enabled a physically plausible mass-flow split to be obtained using
pressure-outlet conditions.

The obtained mass balance (Table 1) confirms preservation of flow continuity throughout
the computational domain, with the net mass balance exhibiting small, bounded oscillations
(on the order of +0.15 kg/s at a total flow rate of approximately 36.7 kg/s, i.e. below 0.5%) and no
systematic drift, indicating that the solution reached a steady state in the engineering sense.

Table 1. Mass flow rate and average static pressure at the domain boundaries.

Boundary condition Mass flow rate, kg/s Average static pressure, Pa
Main inlet (main ventilation fan) 32.136 116.00

Intake (side inflow) 4.607 17.13

Outlet 1 12.248 11.61

Outlet 2 12.248 6.77

Outlet 3 12.248 6.91

Dry-airflow and moist-airflow (species transport) modelling

The numerical analysis was performed in two consecutive stages. In the first stage, a baseline dry-
airflow model, independent of water vapour transport, was solved and used to verify the correctness
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of the applied boundary conditions, solution stability, and agreement with measurement data at cross-
sections S1 and S2. In the second stage, the model was extended using the Species Transport approach,
in which air is treated as a mixture of dry air and water vapour. This approach was selected in
preference to a fully resolved two-phase air—water model, as it allows independent specification of
the inlet mixture composition at each inlet, is significantly more robust numerically, and does not
require modelling of a liquid phase or condensation, which were outside the scope of the present
analysis.

Humidity and temperature at the intake inlet, for which no direct measurement data were available,
were determined from mass and energy balances at cross-section S2, combining measurement data
with the results of the dry-airflow calculations. Moist-airflow calculations were themselves performed
in a staged manner: an initial configuration using mass-flow outlet conditions was used to verify correct
implementation of the species-transport model and mass/vapour balances, followed by the final
configuration using pressure-outlet conditions at the extended outlet channels described in
Section 1.2, which provides a more physically justified representation of the natural flow split between
the outlet branches.

Numerical solver settings

The CFD calculations were performed in ANSYS Fluent using a coupled pressure-based solver for
the steady-state, three-dimensional Reynolds-Averaged Navier—Stokes equations, combined with
the Species Transport model for water vapour, as described in Section 1.3. [Turbulence model, mesh
type and element count, near-wall treatment, discretisation schemes and convergence criteria to be
specified by the author.] The computational mesh was refined in the vicinity of the S1-S2 bend and
the intake junction, where the strongest velocity and scalar gradients were expected, consistent with
the flow non-uniformity discussed in Section 2.

RESULTS AND DISCUSSION

The velocity distribution obtained in cross-section S1 is characterised by a relatively uniform profile,
typical of a fully developed channel flow (Fig. 2), and the area-averaged velocity obtained from the CFD
calculations agrees with the analytically derived value to within about 1.4%, confirming the correctness
of the boundary conditions applied at the main inlet.

Fig. 2. Colour maps of velocity magnitude (left) and of the velocity component normal to cross-section S1
(right). [Source: own elaboration]

In cross-section S2, a pronounced asymmetry of the velocity field is observed (Fig. 3), resulting from
the combined influence of the upstream bend and the side inflow from the intake. Because the local
flow direction deviates from the cross-section normal by approximately 20-30°, comparison with
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the point-based anemometric measurements requires the use of the velocity component normal to
the cross-section rather than the velocity magnitude.

Table 2 summarises the comparison between the CFD results and the field measurement data at S1
and S2 for velocity, temperature, relative humidity and mass flow rate. Very good agreement was
obtained at both cross-sections: the normal velocity component differed from the measured value by
about 1.2-1.4%, temperature agreed to within 0.2 °C, relative humidity to within about 1 percentage
point, and the mass flow rate to within approximately 1%. The small residual discrepancies are
systematic in nature and consistent with the combined measurement and numerical uncertainty,
including the pointwise character of the anemometric measurements, the absence of local boundary-
condition tuning, and numerical diffusion in regions of intensive stream mixing.

Fig. 3. Colour maps of velocity magnitude (left) and of the velocity component normal to cross-section S2
(right). [Source: own elaboration]

Table 2. Comparison of CFD results and field measurement data (EXP) at cross-sections S1 and S2 (* recalculated
to account for differences between the modelled and actual cross-sectional geometry).

Quantity S1-CFD S1-EXP S2-CFD S2 —EXP
\c/j:;::ent), mﬁzorma' 2.05 2.02* 234 231
Temperature, °C 16.1 16.1 15.6 15.8
Relative humidity, % 87.6 87 84.2 85

Mass flow rate, kg/s 32.12 31.8 36.72 36.4

The flow structure upstream of S2 is illustrated by the streamlines originating from the main inlet and
the intake (Fig. 4), which show a gradual deformation of the main stream at the bend, followed by
progressive mixing with the side-inflow stream. The corresponding vector field in the bend region
(Fig. 5) reveals secondary flows and near-wall regions of reduced velocity, which account for
the observed difference between the velocity magnitude and its normal component in
cross-section S2.
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Fig. 4. Streamlines originating from the main inlet and the intake, illustrating the mixing of the two air streams
upstream of cross-section S2. [Source: own elaboration]

Fig. 5. Velocity vector field in planes S1-52, showing secondary flows induced by the bend.
[Source: own elaboration]

The distribution of turbulence kinetic energy in the vicinity of the S1-S2 bend (Fig. 6) indicates a region
of intensified mixing coinciding with the zone of interaction between the main and intake streams.
Since the degree of turbulence-field uniformity in this area governs the rate of humidity and
temperature equalisation, this result provides interpretative context for the moist-airflow fields
discussed below.
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Fig. 6. Turbulence kinetic energy in the vicinity of the S1-S2 bend, XY plane. [Source: own elaboration]

A qualitative comparison of the CFD velocity field with the 3x3 anemometric velocity map reported for
cross-section S2 (Fig. 7) confirms correct reproduction of the global trends: both datasets indicate
a shift of the velocity maximum towards the outer wall of the bend, consistent with the expected
influence of centrifugal forces and secondary flows, with reduced velocities on the opposite side of
the cross-section corresponding to the less-mixed flow core.

Fig. 7. Comparison of the CFD velocity heatmap (left) and the experimental 3x3 anemometric heatmap (right)
for cross-section S2, upstream view. [Source: own elaboration]

Temperature and relative humidity distributions in cross-section S2 (Fig. 8) show moderate spatial
variation associated with the incomplete mixing of the two inflow streams, consistent with the velocity
field described above.
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Fig. 8. Colour maps of temperature (left) and relative humidity (right) distributions in cross-section S2.

[Source: own elaboration]

Flow structure and thermo-hygrometric conditions at the target cross-section S3

Cross-section S3 is located at the midpoint of a 20 m long roadway, downstream of the S1-S2 bend
and upstream of the bifurcation into two further ventilation branches (Fig. 9). No direct measurement
data are available at this location; its characterisation therefore relies entirely on the CFD model
validated in Section 2.1.

Fig. 9. Location of the target cross-section S3 within the mine roadway layout. [Source: own elaboration]

The velocity field in cross-section S3 (Fig. 10) is strongly non-uniform, featuring a distinct high-velocity
core and near-wall low-velocity zones, with the velocity magnitude ranging from approximately O to
3.23 m/s about an area-averaged value of 1.42 m/s (Table 3). Non-uniformity indices, computed as
the velocity range normalised by the mean value, amount to 2.26 for the velocity magnitude and 1.85
for the axial (Vz) component, confirming a pronounced departure from a fully developed flow profile.
No positive values of the axial velocity component were identified anywhere in the cross-section,
indicating the absence of global flow reversal; the observed low-velocity regions are attributed to near-
wall deceleration and local vortical structures rather than to backflow.

1375



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Fig. 10. Colour maps of the velocity profile in cross-section S3: velocity magnitude (left), axial component
(right). [Source: own elaboration]

Table 3. Summary of flow, temperature and humidity characteristics in cross-section S3.

Quantity Average Maximum Minimum
Velocity magnitude, m/s 1.42 3.23 0
Normal (Vz) velocity component, m/s -1.37 -3.22 0

Non-uniformity index Ul (velocity magnitude / Vz) 2.26/1.85 - -

Temperature, °C 15.79 - -
Relative humidity, % 85.5 - -
Mass flow rate, kg/s 21.62 - -

Temperature and relative humidity fields in cross-section S3 (Fig. 12) show only minor spatial variation,
with area-averaged values of 15.79 °C and 85.5%, respectively — consistent with the present modelling
stage, in which rock-mass heat exchange, technological heat and moisture sources, and condensation
phenomena have not yet been included.

Fig. 12. Colour maps of temperature (left) and relative humidity (right) distributions in cross-section S3.
[Source: own elaboration]
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The velocity vector field in cross-section S3 (Fig. 11) confirms that the vectors are consistently oriented
along the main flow direction, with no local closed loops indicative of axial backflow; the observed
local disturbances are transverse rather than axial in character, and do not lead to reversal of the flow
direction along the roadway axis.

Fig. 11. Velocity vectors in cross-section S3. [Source: own elaboration]

The streamline pattern in the vicinity of S3 (Fig. 13) confirms that the observed non-uniformity results
directly from the upstream bend and asymmetric inflow: a distinct jet core travels along one side of
the roadway, while local vortical structures and reduced-velocity zones persist elsewhere in the cross-
section. The net mass transport retains a clear, unidirectional orientation along the roadway, and
cross-section S3 should therefore be interpreted as a transitional region in which the flow structure is
still being shaped by the upstream geometry and the approaching branch split, rather than as
a location of fully developed flow.

Fig. 13. Streamlines in the vicinity of cross-section S3, showing the jet core and near-wall low-velocity zones
resulting from the upstream bend and asymmetric inflow. [Source: own elaboration]
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From a practical standpoint, the pronounced non-uniformity identified at cross-section S3 indicates
that a single area-averaged velocity value would not adequately represent the local convective
conditions entering the downstream branches, and that any future assessment of thermal comfort or
cooled-air supply scenarios in this part of the network should account for the distinct jet core and near-
wall low-velocity zones identified in the present analysis. This observation is particularly relevant for
the placement of prospective monitoring sensors and for the design of local air-distribution or cooling
measures in the branching region.

CONCLUSIONS

A CFD model of a section of an underground mine ventilation network was developed from field
measurement data and a geometric model supplied in .step format, and validated in two stages against
measured velocity, temperature, relative humidity and mass flow rate at reference cross-sections
S1 and S2.

Given the unavoidable differences between the actual and modelled roadway geometry, preservation
of the air mass flow rate was adopted as the primary validation criterion, with local velocities treated
as resultant quantities recalculated with respect to the true and modelled cross-sectional areas; this
approach yielded very good agreement with measurements (within about 1-1.5% for velocity and
mass flow rate, and within about 1 percentage point for relative humidity).

A staged boundary-condition strategy was necessary to obtain a stable and physically plausible
solution using pressure-outlet conditions, given the geometric truncation of the computational
domain.

The Species Transport approach provided a numerically robust and sufficiently accurate
representation of moist airflow for the purposes of this study, without requiring explicit modelling of
a liquid phase or condensation.

Detailed analysis of the target cross-section S3 revealed a strongly non-uniform flow structure, with
a distinct high-velocity core and near-wall low-velocity zones resulting from the upstream bend and
asymmetric inflow, and confirmed the absence of global flow reversal.

The obtained results provide a validated, physically consistent baseline airflow model for the analysed
mine section, establishing a reference framework for subsequent work incorporating rock-mass heat
exchange, technological heat and moisture sources, and the evaluation of thermal comfort indices for
underground working conditions.
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Réwnomierny rozdziat strumienia masy pomiedzy réwnolegte minikanaty jest warunkiem koniecznym
stabilnej pracy parownika, jednak geometria kolektora zasilajgcego jest czesto projektowana bez
szczegotowej oceny hydraulicznej, co pozostawia lokalng nieréwnomiernosc rozptywu oraz przeptyw
wsteczny na poziomie pojedynczych kanatéw niewykryte az do pdzniejszych etapdw rozwoju
konstrukcji. W artykule przedstawiono opartag na CFD analize hydrauliczng kolektora zasilajgcego
wymiennik minikanatowy pracujacy z dwufazowym przeptywem propanu (R290), ukierunkowana na
ilosSciowe okreslenie nieréwnomiernosci rozptywu oraz identyfikacje jej geometrycznego zrédta.
Zbadano dwie konfiguracje kolektora przy identycznych warunkach brzegowych. Konfiguracja bazowa,
zasilana pojedynczym wlotem na petnej dtugosci pakietu kanatéw, wykazata silnie nieréwnomierny
rozdziat przeptywu: strumienie masy w jedenastu kanatach wylotowych wahaty sie od 0,00126 kg/s do
0,00245 kg/s (rozrzut siegajgcy niemal 95%), a w kanale zlokalizowanym w rejonie niskiego cisnienia
kolektora zidentyfikowano przeptyw wsteczny (-0,00084 kg/s), zgodny ze strefg recyrkulacji
potwierdzong analizg linii pradu. Jawne odwzorowanie petnej dtugosci minikanatéw istotnie
zwiekszato koszt obliczeniowy, sprzyjajac jednoczesnie powstawaniu przeptywu wstecznego
indukowanego warunkami brzegowymi; zastgpienie kanatéw strefami porowatymi ograniczyto ten
koszt przy zachowaniu poprawnego oporu hydraulicznego, a podejscie hybrydowe — krétki jawny
odcinek wlotowy kanatu potaczony z brytg strefy porowatej — zapewnito najlepszy kompromis miedzy
stabilnoscia numeryczng a wiernoscig fizyczng. Dla przeptywu dwufazowego uproszczony model
Mixture nie pozwolit uzyskac stabilnych, fizycznie spdjnych rozwigzan w obecnosci wielu wylotéw
i stref porowatych; jedynie podejscie Eulerian multiphase dato zbiezne, gtadkie rozwigzanie z bilansem
masy zamykajgcym sie do 1077 kg/s, zgodne z niezaleznymi obliczeniami jednowymiarowymi. Na tej
podstawie opracowano zmodyfikowang geometrie kolektora (konfiguracja 2), obejmujaca
wielopunktowe zasilanie i przeprojektowang podstawe kolektora, ktéra istotnie poprawita
jednorodnosé¢ rozptywu, dajgc gtadki, przewidywalny rozdziat strumienia masy miedzy kanaty przy
jedynie umiarkowanej asymetrii szczatkowej w rejonie wlotu. Analiza wrazliwosci parametréw oporu
strefy porowatej potwierdzita, ze obserwowany charakter rozptywu jest strukturalng konsekwencjg
geometrii kolektora, a nie artefaktem doboru wspdtczynnikdw oporu. Wyniki ustanawiajg
zwalidowane ramy modelowe — faczace reprezentacje porowatg kanatéw z podejSciem Eulerian
dwufazowym - dla hydraulicznego projektowania i optymalizacji kolektoréw wymiennikéw
minikanatowych.

WPROWADZENIE

Réwnomierny rozdziat strumienia masy czynnika roboczego pomiedzy réwnolegte minikanaty decyduje
o stabilnosci pracy parownika, powtarzalnosci warunkéw wrzenia oraz o wykorzystaniu nominalnej
powierzchni wymiany ciepta. Niedostateczna jednorodno$¢ rozptywu prowadzi do lokalnego
przegrzania jednych kanatéw i niedoboru czynnika w innych, co obniza efektywna sprawnos¢
wymiennika i sprzyja niestabilnosci termicznej [1].
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Zjawisko nierdwnomiernego zasilania kanatéw rownolegtych, okreslane jako maldystrybucja
przeptywu, jest szeroko opisywane w literaturze dotyczacej kompaktowych wymiennikéw ciepta
i chtodnic minikanatowych. Jego Zzrédtem sg przede wszystkim nieréwnomierne straty cisnienia wzdtuz
kolektora, geometria wlotu oraz stosunek przekroju kolektora do przekroju pojedynczego kanatu, przy
czym skala tego zjawiska rosnie wraz z miniaturyzacjg kanatéw przeptywowych [2].

W odpowiedzi na te ograniczenia w literaturze proponowane s3 liczne modyfikacje geometrii
kolektora, obejmujgce m.in. wielopunktowe zasilanie, przeprojektowanie ksztattu podstawy kolektora
czy zastosowanie przewezen i dysz kierujgcych struge wlotowg, prowadzgce do istotnej poprawy
jednorodnosci rozptywu kosztem niewielkiego wzrostu catkowitego spadku cisnienia [3].

Z punktu widzenia metodyki obliczeniowej, jawne odwzorowanie w CFD petnej, rzeczywistej dtugosci
minikanatéw prowadzi do bardzo duzej liczby elementdéw siatki, co przy analizach wielowariantowych
oraz obliczeniach dwufazowych skutkuje wysokim kosztem numerycznym i sprzyja powstawaniu
artefaktéw brzegowych. Zastepowanie pakietow kanatéw strefami porowatymi opisanymi réwnaniem
Darcy-Forchheimera pozwala odwzorowac catkowity opdr hydrauliczny kanatéw przy znacznej
redukcji liczby komérek obliczeniowych, zachowujac wiarygodnos¢ wynikdw na poziomie kolektora [4].

Modelowanie przeptywu dwufazowego w kolektorach i gtéwkach rozdzielczych wymiennikéw
minikanatowych stanowi dodatkowe wyzwanie numeryczne, zwigzane z wyborem odpowiedniego
modelu wielofazowego. Podejscie Eulerian multiphase, cho¢ bardziej wymagajace obliczeniowo niz
modele uproszczone typu Mixture, pozwala na niezalezne odwzorowanie pdl predkosci i cisnienia
poszczegdlnych faz oraz stabilne domkniecie bilansu masy w uktadach z licznymi wylotami i strefami
porowatymi, co czyni je wfasciwym narzedziem do analizy rozdziatu czynnika dwufazowego
w kolektorach parownikéw [5].

Mimo rosnacej liczby prac poswieconych projektowaniu kolektoréw wymiennikdw minikanatowych,
literatura nie dostarcza spdjnej procedury taczacej: (i) ocene hydrauliki kolektora na etapie
koncepcyjnym za pomoca jawnego modelu jednofazowego, (ii) redukcje kosztu obliczeniowego
poprzez modelowanie porowate kanatéw oraz (iii) walidacje zmodyfikowanej geometrii w warunkach
rzeczywistego przeptywu dwufazowego. W szczegdlnosci niewiele prac odnosi sie wprost do przeptywu
wstecznego na poziomie pojedynczych kanatéw, wynikajgcego zaréwno z geometrii kolektora, jak
i z warunkéw brzegowych narzucanych w modelu CFD [6].

Niniejsza praca wypetnia te luke, przedstawiajac kompleksowg analize CFD hydrauliki kolektora
zasilajacego dwufazowy wymiennik minikanatowy, obejmujgca: ocene konfiguracji bazowe;j
i identyfikacje zrodet nierownomiernosci oraz przeptywu wstecznego, opracowanie i walidacje
metodyki porowatej redukujacej koszt obliczeniowy, dobdér modelu wielofazowego zapewniajacego
stabilne i fizycznie spdjne rozwigzanie przeptywu dwufazowego oraz ocene zmodyfikowanej geometrii
kolektora (konfiguracja 2) pod katem poprawy jednorodnosci zasilania kanatow.

MODEL OBLICZENIOWY | METODYKA

Przedmiotem analiz numerycznych jest ocena hydrauliki przeptywu czynnika roboczego w kolektorze
zasilajgcym wymiennika minikanatowego, ze szczegdlnym uwzglednieniem rozdziatu strumienia
masowego pomiedzy poszczegdlne kanaty przeptywowe. Analizy skupiono na czesci przeptywowej
wymiennika — kolektorze oraz strefach doprowadzenia czynnika do kanatéw — przy zatozeniu zadanych
warunkéw brzegowych odpowiadajgcych pracy ustalonej. Celem obliczen nie byto szczegétowe
odwzorowanie proceséw wymiany ciepta, lecz jakosciowa i ilosciowa ocena réwnomiernosci rozptywu
oraz identyfikacja niekorzystnych zjawisk hydrodynamicznych, takich jak lokalne strefy stagnacji,
recyrkulacje czy nadmierna koncentracja strumienia w rejonie wlotu.

W konfiguracji bazowej (konfiguracja 1) kolektor zasilajgcy posiada jeden centralny wlot, z ktérego
czynnik roboczy rozdzielany jest osiowo na obie strony kolektora, po 33 panele minikanatowe z kazdej
strony. Taka koncepcja sprawia, ze lokalne warunki przeptywowe w kolektorze — spadek cisnienia
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wzdtuz dtugosci, przyspieszenia i strefy recyrkulacyjne — majg bezposredni wpltyw na
nieréwnomiernos¢ zasilania poszczegdlnych kanatéw.

Rys. 1. Model CAD wymiennika — konfiguracja bazowa (pojedynczy wlot centralny); dla przejrzystosci rysunku
przedstawiono jedynie wybrany fragment pakietu paneli minikanatowych i lamel miedzypanelowych,
a nie ich petna liczbe. [Zrédto: opracowanie wtasne]

W odpowiedzi na jednoznacznie niekorzystny charakter rozptywu uzyskany dla konfiguracji bazowe;j
opracowano konfiguracje 2, w ktérej zastosowano kilka wlotéw zamiast pojedynczego doptywu
centralnego — kazdy z nich obstuguje wydzielong sekcje pakietu kanatéw, co skraca efektywng droge
przeptywu wzdtuz kolektora. Dodatkowo zmodyfikowano geometrie dna kolektora, nadajgc mu
wyrazne nachylenie wzdtuz kierunku przeptywu, w celu wymuszenia bardziej rwnomiernego rozktadu
pola cisnienia i ograniczenia lokalnych stref stagnacji i recyrkulacji.

Ze wzgledu na koszt obliczeniowy do szczegétowej analizy hydraulicznej wyodrebniono z petnego
modelu CAD reprezentatywny fragment odpowiadajgcy 1/6 dtugosci wymiennika, obejmujacy petng
geometrie sekcji kolektora oraz jedenascie wylotéw prowadzacych do minikanatow.

Test niezaleznosci siatkowej dla wariantu referencyjnego z jawng reprezentacja minikanatow
przeprowadzono dla trzech gestosci (ok. 0,95 min, 1,72 min i 2,99 mIn elementéw); wariant o gestosci
ok. 1,72 min elementéw przyjeto jako optymalny kompromis miedzy dokfadnoscig a kosztem
obliczeniowym i wykorzystano go jako model referencyjny w dalszych analizach. Dla obliczen
dwufazowych jawng geometrie minikanatéw zastgpiono strefami porowatymi, co pozwolito
zredukowac liczbe elementdéw siatki do ok. 0,57 min (575 203 komadrek). Jakos¢ siatki oceniono na
podstawie orthogonal quality (minimalna wartos$¢ ok. 0,20-0,30 w rejonach silnej krzywizny) oraz
maksymalnego aspect ratio, uznanych za akceptowalne dla analizy hydrodynamicznej bez petnej
rozdzielczosci warstwy przyscienne;j.
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Rys. 2. Model CAD wymiennika — konfiguracja 2, z wielopunktowym zasilaniem i zmodyfikowana geometrig
dna kolektora; podobnie jak na Rys. 1, pokazano tylko czes¢ panelu minikanatowego i lamel miedzypanelowych,
dla czytelnosci rysunku. [Zrédto: opracowanie wiasne]

Rys. 3. Wyodrebniona z modelu CAD objeto$¢ obliczeniowa (1/6 wymiennika). [Zrédto: opracowanie wtasne]

Obliczenia jednofazowe wykonano w solwerze ANSYS Fluent przy uzyciu algorytmu sprzezonego
(Coupled) rozwigzania pola cisnienia i predkosci oraz modelu turbulencji SST k-w, ze schematem
dyskretyzacji drugiego rzedu. Na wlocie zadano masowy strumien czynnika (ciekty propan, 288 K)
rowny 0,0175 kg/s, na wylotach minikanatéw — ci$nienie statyczne 0 Pa z mozliwoscig lokalnego
przeptywu wstecznego (warunek outflow), sciany zdefiniowano jako nieruchome, gtadkie (no-slip).

1383



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

W obliczeniach dwufazowych (konfiguracja zmodyfikowana, model Eulerian) na wlocie zadano
ci$nienie catkowite wzgledne 448 675 Pa oraz udziat objetosciowy fazy ciektej 0,916 (odpowiadajacy
stopniowi suchosci x = 0,20), a na jedenastu wylotach — jednakowe cisnienie wzgledne 415 175 Pa.
Witasciwosci faz przyjeto jako stafe: ciecz propan — gesto$é 521,85 kg/m?3, lepkosé 1,127x107% kg/(m-s);
para propanu — gesto$¢ 11,95 kg/m?3, lepkos¢ 8,0x10°¢ kg/(m-s). Sprzezenie ci$nienie—predko$¢
realizowano metodg Phase-Coupled SIMPLE, z dyskretyzacjg cisnienia schematem PRESTO! oraz
schematami pierwszego rzedu dla pedu, udziatéw faz i wielkosci turbulentnych, co zapewnito
stabilnos$¢ w ztozonym uktadzie wielofazowym ze strefami porowatymi.

Modelowanie oporu hydraulicznego kanatow: od geometrii jawnej do stref porowatych

Analiza z jawng reprezentacjg petnej dtugosci minikanatéw ujawnita lokalne przeptywy wsteczne
w rejonie niskiego cisnienia kolektora, indukowane w duzej mierze przez narzucone warunki brzegowe
oraz skrocong reprezentacje dtugich, rzeczywistych kanatéw w modelu CFD. W rzeczywistym
wymienniku znaczny opér hydrauliczny dtugich minikanatow stabilizuje kierunek przeptywu i ttumi
lokalne recyrkulacje — efekt ten trudno odwzorowac w jawnym, skréconym modelu CFD.

@
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o
T 0.0050 m 0.36M porous
E W 0.57M minichannel + porous
T 0.0040
@
©
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0.0020
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Rys. 4. Poréwnanie rozdziatu strumienia masy miedzy panele dla modelu referencyjnego
(jawna geometria minikanatow, 1,72M), wariantu w petni porowatego (préba 1, 0,36M)
oraz wariantu hybrydowego (préba 3, 0,57M). [Zrédto: opracowanie wtasne]

Z tego wzgledu podjeto prébe zastgpienia jawnej geometrii kanatow strefami porowatymi opisanymi
réwnaniem Darcy—Forchheimera, ktérych parametry (sktadowa lepka 1/a oraz bezwtadnosciowa C,)
wyznaczono na podstawie jednowymiarowego modelu przeptywu w pojedynczym minikanale
(przeptyw laminarny, liczba Poiseuille'a Po = 56,9), opracowanego w $rodowisku Mathcad. Warunek
porous jump, przypisany do powierzchni, okazat sie niewystarczajacy dla analizowanej topologii i zostat
porzucony na rzecz objetosciowych stref porowatych (porous zone), w ktérych opér hydrauliczny
wprowadzany jest jako dodatkowy czton Zrédtowy w réwnaniach pedu.

Rozwazono dwa warianty: (préba 1) catkowite zastgpienie minikanatéw strefami porowatymi oraz
(préba 3) podejscie hybrydowe, w ktérym zachowano jawnie krotki, 15-milimetrowy odcinek wlotowy
kanatu, a pozostatg, dominujgcg czes¢ dtugosci zastgpiono materiatem porowatym. Wariant
hybrydowy uwzglednia lokalne efekty geometryczne inicjujace rozptyw przy jednoczesnej stabilizacji
przeptywu na dalszej dtugosci kanatu. Rozwazano réwniez wariant posredni (préba 2, siatka o gestosci
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ok. 1,15 min elementéw), stanowigcy etap przejSciowy pomiedzy probg 1 a prébg 3 w procesie doboru
ustawien modelu porowatego; ostatecznie do dalszej analizy wybrano wariant hybrydowy (préba 3)
jako oferujacy korzystniejszy kompromis miedzy doktadnoscig a kosztem obliczeniowym.

Zastosowanie stref porowatych istotnie wygtadzito rozdziat przeptywu miedzy panelami i praktycznie
wyeliminowato silne przeptywy wsteczne, przy jednoczesnym zmniejszeniu liczby elementéw siatki
zok. 1,72 min do 0,36-0,57 min, co znaczaco redukuje koszt obliczeniowy szczegdlnie istotny
w analizach dwufazowych.

Wybér modelu przeptywu wielofazowego

Do modelowania przeptywu dwufazowego w ANSYS Fluent rozwazono trzy podejscia: VOF, Mixture
oraz Eulerian. Model VOF, przeznaczony do przeptywdéw z ostrg, dobrze zdefiniowang granica faz,
uznano za nieadekwatny wobec rozproszonego charakteru przeptywu dwufazowego w kolektorze oraz
nadmiernych wymagan siatkowych w ztozonej geometrii wielokanatowe;.

Model Mixture, mimo licznych préb konfiguracji warunkéw brzegowych i ustawiers numerycznych, nie
zapewnit stabilnej kontroli bilansu masy w obecnosci stref porowatych i wielu wylotéw:
zaobserwowano nieliniowy, niefizyczny wzrost strumieni masy w porusach, artefakty na interfejsach
kanat—-porus oraz brak jednoznacznego sposobu zadania stopnia suchosci czynnika na wlocie
masowym. Z tych wzgleddow model Mixture uznano za nieodpowiedni do analizy rozptywu
dwufazowego w analizowanym uktadzie.

Dopiero zastosowanie modelu Eulerian multiphase przywrécito poprawne, przewidywalne dziatanie
stref porowatych: zniknety losowe transfery masy i niefizyczne skoki wielkosci na interfejsach, globalny
bilans masy domknat sie na poziomie rzedu 1077 kg/s, a predkos$¢ na wlocie byta zgodna z niezaleznymi
obliczeniami jednowymiarowymi w Mathcad (réznica na poziomie promila). Model Eulerian, w ktérym
kazda faza opisywana jest wtasnym zestawem réwnan zachowania masy i pedu, zostat ostatecznie
wybrany jako docelowe narzedzie analizy przeptywu dwufazowego w dalszej czesci pracy.

WYNIKI I DYSKUSJA
Konfiguracja bazowa: nieréwnomiernosc rozptywu i przeptyw wsteczny

Analiza jawnego modelu jednofazowego konfiguracji bazowej wykazata skrajnie nieréwnomierny
rozdziat czynnika wzdtuz kolektora (Tabela 1). Strumiert masy w kanale o najwiekszym obcigzeniu
(out-4) wynidst 0,002454 kg/s, podczas gdy w kanale najstabiej zasilanym (out-9) jedynie 0,001261 kg/s
— rdznica siegajaca blisko 95% wzgledem wartosci Sredniej. W kanale out-11, zlokalizowanym
w koricowej czesci kolektora, zarejestrowano przeptyw wsteczny o wartosci -0,000842 kg/s,
potwierdzony obnizonym lokalnie ci$nieniem oraz zaburzonymi liniami pradu w tym rejonie.

Tabela 1. Rozdziat strumienia masy miedzy wybrane kanaty wylotowe — konfiguracja bazowa, model
jednofazowy z jawng geometrig kanatow.

Kanat Strumien masy, kg/s
wlot 0,0175
out-4 (maksimum) 0,002454
out-9 (minimum) 0,001261
out-11 (przeptyw wsteczny) -0,000842
suma na wylotach 0,017511
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Rys. 5. Rozktad cisnienia na ptaszczyznie ZX w koricowej czesci kolektora (przekrdj ZX-6) — konfiguracja bazowa.
[Zrédto: opracowanie wiasne]

Pole cisnienia wykazuje systematyczny spadek wzdtuz kolektora, prowadzacy do nadmiernego
obcigzenia pierwszych portdw i zmniejszenia udziatu portéw koncowych. Analiza linii pradu (Rys. 6)
potwierdza, ze w poczgtkowej czesci kolektora przeptyw jest uporzadkowany, natomiast w dalszej
czesci pojawiaja sie lokalne zaburzenia kierunku i strefy recyrkulacji, wymuszane przez geometrie
przewezen i krzywizn kolektora.

Rys. 6. Linie pradu w kolektorze z zaznaczonymi wektorami predkosci — konfiguracja bazowa. [Zrédto:
opracowanie witasne]

Zestawienie graficzne rozdziatu strumienia masy (Rys. 7) wyraznie ujawnia asymetrie obcigzenia
poszczegdlnych portéw. Taki charakter przeptywu oznacza, ze zdecydowana wiekszo$¢ czynnika
roboczego przeptywataby przez niewielkg liczbe kanatéw zlokalizowanych blisko wlotu, podczas gdy
znaczna cze$é pakietu kanatéw pozostawataby w praktyce niedostatecznie zasilona, prowadzac do
istotnie niejednorodnych warunkdéw przeptywowo-termicznych i potencjalnej niestabilnosci wrzenia.
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Uzyskany rozktad jednoznacznie dyskwalifikuje konfiguracje bazowg z punktu widzenia zastosowan
wymiennikowych, co uzasadniato opracowanie zmodyfikowanej geometrii kolektora (konfiguracja 2)
oraz zastosowanie metodyki porowatej opisanej w rozdziale 1.4.

Konfiguracja zmodyfikowana: wynik koricowy modelu dwufazowego Eulerian

Dla zmodyfikowanej geometrii kolektora (konfiguracja 2), przy zastosowaniu podejscia hybrydowego
(krotki jawny odcinek kanatu + strefa porowata) oraz modelu Eulerian multiphase, uzyskano gtadki,

pozbawiony artefaktéw numerycznych
minikanatowych (Tabela 2).

Tabela 2. Rozdziat strumienia masy miedzy panele minikanatowe — konfiguracja zmodyfikowana, model

Eulerian dwufazowy, warunki referencyjne.

rozdziat strumienia masy miedzy jedenascie paneli

Panel m;, kg/s mi/Zmout
wlot 0,01772 -
panele 1-9 (zakres) 0,00161-0,00169 0,091-0,096
panel 10 0,001421 0,080
panel 11 (przy wlocie) 0,00139 0,078
bilans NET 6,6x107¢ -
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Rys. 8. Strumient masy na wylotach odpowiadajacych poszczegdlnym panelom minikanatowym wraz z widokiem
modelu kolektora — warunki referencyjne, konfiguracja zmodyfikowana. [Zrédto: opracowanie wtasne]

Dla paneli 1-9 udziat strumienia masy w catkowitym przeptywie wylotowym miesci sie w waskim
przedziale 0,091-0,096, natomiast dla paneli 10 i 11 (zlokalizowanych najblizej wlotu) udziat spada
odpowiednio do ok. 0,080 i 0,078. Odchylenie od idealnie rownomiernego rozptywu (1/11 = 0,091)
pozostaje zatem umiarkowane i systematyczne, a globalny bilans masy zamyka sie na poziomie
6,6x107° kg/s przy catkowitym strumieniu ok. 0,0177 kg/s, co potwierdza poprawno$¢ numeryczng
rozwigzania.

Rozktad ci$nienia statycznego wzdtuz kanatéw (panele 1, 5 i 10) potwierdza, ze rdéznice w strumieniu
masy wynikaja bezposrednio z rdinic dostepnego spadku cisnienia w kolektorze, a nie
z nieprawidtowego dziatania modelu porowatego lub dwufazowego — panel 1 (najdalej od wlotu)
wykazuje najwiekszy catkowity spadek cisnienia o niemal liniowym przebiegu, podczas gdy panel 10
(blisko wlotu) charakteryzuje sie najnizszym spadkiem cisnienia bez oznak lokalnych recyrkulacji.
Wyniki te wskazuja, ze kolektor zmodyfikowany spetnia swojg funkcje w zakresie rownomiernego
zasilania wiekszosci paneli, a obserwowana asymetria w rejonie wlotu ma charakter lokalny
i geometryczny, a nie numeryczny.

Analiza wrazliwosci parametrow strefy porowatej

Poniewaz parametry oporu hydraulicznego strefy porowatej (1/a, C;) wyznaczono na podstawie
jednofazowego przeptywu cieczy, ich bezposrednie przeniesienie do modelu dwufazowego stanowi
uproszczenie wymagajace weryfikacji. Przeprowadzono analize wrazliwosci, w ktérej obie sktadowe
oporu modyfikowano dwukrotnie w gére i w dét (0,5x oraz 2,0x) wzgledem wartosci referencyjnych.
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Rys. 9. Wptyw zmian sktadowej lepkiej oporu materiatu porowatego (1/a) na rozktad strumienia masy miedzy
panele wymiennika. [Zrédto: opracowanie wtasne]

Modyfikacja 1/a wywotuje zauwazalng zmiane catkowitego strumienia masy na wlocie (od +6—-7% dla
0,5-(1/a) do-12%dla 2,0-(1/a)), zgodng z fizyka zjawiska — jednak wzgledny ksztatt rozdziatu przeptywu
miedzy panele pozostaje stabilny dla wiekszosci kanatow. Najwiekszg wrazliwosé na zmiane
parametréw wykazuje panel znajdujacy sie bezposrednio na wprost wlotu (o ok. 20-25% w skrajnych
wariantach), co odzwierciedla jego uprzywilejowane potozenie w strefie najwiekszej presji
dynamicznej. Wptyw sktadowe] bezwtadnosciowej C, na strumien catkowity jest wyraznie stabszy
(rzedu 3-5%). Analiza potwierdza, ze obserwowany charakter rozptywu jest cechg strukturalng
geometrii kolektora, a nie artefaktem arbitralnego doboru wspétczynnikéw oporu porowatego.

Struktura przeptywu w kolektorze — wyniki koricowe modelu dwufazowego

Analiza linii pradu w kolektorze zmodyfikowanej konfiguracji (Rys. 10), barwionych modutem
predkosci, potwierdza dominujgcy kierunek przeptywu wzdtuz kolektora oraz stopniowe, ptynne
rozdzielanie strumienia do kolejnych kanatow, bez preferencyjnych sciezek przeptywu ("krétkiego
spiecia"). Lokalne recyrkulacje obserwowane w rejonie wejs¢ do stref porowatych majg charakter
wtorny, sa powtarzalne dla wszystkich kanatéw i nie dominuja globalnego pola przeptywu.

1389



XXVI Zjazd Termodynamikow
Augustow, 8-11.09.2026

Rys. 10. Linie pradu w kolektorze wymiennika, barwione modutem predkosci — konfiguracja zmodyfikowana,
model Eulerian dwufazowy. [Zrédto: opracowanie wiasne]

Rys. 11. Rozktad udziatu objetosciowego fazy ciektej na ptaszczyznie przekrojowej w kolektorze rozdzielczym —
konfiguracja zmodyfikowana. [Zrédto: opracowanie wtasne]

Rozktad udziatu objetosciowego fazy ciektej (Rys. 11) w przekroju kolektora ma charakter jednorodny
w wiekszosci kanatéw, z ptynng zmiang w kierunku wlotu, co wskazuje na stabilne dziatanie stref
porowatych w modelu Eulerian oraz spdjnos¢ rozdziatu przeptywu dwufazowego pomiedzy
poszczegdlne kanaty. Pole to nalezy interpretowac jako usredniony rozktad fazy ciektej wynikajacy
z natury modelu Eulerian multiphase, a nie jako rzeczywisty, ostry interfejs faz.

Brak lokalnych pikéw predkosci oraz regularnosé¢ i symetria obserwowanych struktur wirowych
potwierdzajg, ze zaden z kanatdéw nie "przejmuje" nadmiernej czesci strumienia, co stanowi
bezposrednie potwierdzenie stabilnego i odpornego (robust) rozptywu masy w zmodyfikowanej
geometrii kolektora.
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WNIOSKI

Konfiguracja bazowa kolektora, oparta na pojedynczym wlocie zasilajagcym petng dtugos¢ pakietu
kanatéw, prowadzi do skrajnie nieréwnomiernego rozptywu czynnika: strumienie masy w jedenastu
analizowanych kanatach réznity sie o blisko 95%, a w kanale potozonym w rejonie niskiego cisnienia
kolektora wystapit przeptyw wsteczny.

Jawne odwzorowanie petnej dtugosci minikanatéw w modelu CFD istotnie zwieksza koszt obliczeniowy
i sprzyja powstawaniu przeptywu wstecznego indukowanego warunkami brzegowymi, co ogranicza
wiarygodnos¢ takiego podejscia jako samodzielnego narzedzia oceny hydrauliki kolektora.

Zastgpienie kanatéw strefami porowatymi opisanymi réwnaniem Darcy—Forchheimera pozwolito
odtworzy¢ poprawny opor hydrauliczny kanatéw przy istotnej redukcji kosztu obliczeniowego;
podejscie hybrydowe, taczace krétki jawny odcinek wlotowy z brytg porowata, zapewnito najlepszy
kompromis miedzy stabilnoscig numerycznga a wiernoscig fizyczna.

Sposrod rozwazanych modeli przeptywu wielofazowego (VOF, Mixture, Eulerian) jedynie model
Eulerian multiphase zapewnit stabilne, fizycznie spdjne rozwigzanie w obecnosci licznych wylotéow
i stref porowatych, z bilansem masy zamykajgcym sie do poziomu 1077 kg/s.

Zmodyfikowana geometria kolektora (konfiguracja 2), obejmujaca wielopunktowe zasilanie
i przeprojektowang podstawe, istotnie poprawita jednorodnosc¢ rozptywu: dla dziewieciu z jedenastu
paneli udziat strumienia masy miescit sie w waskim przedziale 0,091-0,096, przy jedynie umiarkowane;j
asymetrii szczatkowej (0,078-0,080) w rejonie wlotu.

Analiza wrazliwosci parametrow strefy porowatej potwierdzita, ze obserwowany charakter rozptywu
jest strukturalng konsekwencjg geometrii kolektora, a nie artefaktem doboru wspdétczynnikéw oporu
hydraulicznego.

Opracowany model CFD, taczacy reprezentacje porowatg kanatéw z podejsciem Eulerian dwufazowym,
stanowi zwalidowane narzedzie do hydraulicznego projektowania i optymalizacji kolektoréw
wymiennikéw minikanatowych, otwierajace droge do dalszych analiz parametrycznych oraz przysztej
walidacji eksperymentalnej.
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Stowa kluczowe: elektrozwilzanie, dynamika kropli, entropia Shannona

Eksperyment elektrozwilzania na dielektryku (EWOD) umozliwia sterowanie ruchem kropli wody
destylowanej poprzez zmiane napiecia elektrycznego, ktére wptywa na kat zwilzania powierzchni.
Dynamika ruchu kropli ma jednak ztozony charakter, poniewaz zalezy od wielu czynnikdw, takich jak
wartos¢ i czestotliwos¢ napiecia, wtasciwosci powierzchni, sity lepkosciowe oraz oddziatywania
miedzyfazowe [1-3]. Badanie ruchu kropli, jego dynamiki i ztozonosci w trakcie eksperymentéw
EWOD moze staé sie wyznacznikiem jakosci powierzchni czy odpowiedniego dobrania parametrow
eksperymentalnych. W pracy zidentyfikowano wydtuzenie kropli w trakcie kazdego przejscia kropli
z jednej elektrody na druga, a nastepnie obliczono predkosci i entropie Shannona wydtuzenia kropli.

Stanowisko eksperymentalne

Eksperyment elektrozwilzania na dielektryku (EWOD) przeprowadzono z wykorzystaniem warstwowo
wykonanej ptytki o wymiarach 20 x 20 mm. Ptytke pokryto warstwg fotorezystu o grubosci 3.261
mm, petnigca funkcje warstwy dielektrycznej. Badania realizowano dla réznych parametréw
sterowania:

e czestotliwos¢ napiecia (AC): 1000 Hz,

e wartosci napiecia zmiennego: 100 V, 150 V.
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Rysunek 1. Szczegdty stanowiska eksperymentalnego: a) grubosci poszczegdlnych warstw, b) wymiary oraz
rozmieszczenie elektrod, c) potozenie kamery do szybkiej fotografii Phantom v1610 nad ptytkg EWOD.

Rejestracje przebiegu eksperymentu prowadzono z wykorzystaniem kamery szybkiej fotografii
Phantom v1610 pracujacej z czestotliwoscig 5000 klatek na sekunde. Kamera zostata umieszczona
bezposrednio nad badang ptytka, co umozliwito uzyskanie widoku kropli z gory.

Metody analizy dynamiki ruchu kropli

Zastosowano algorytm przetwarzania obrazu, w tym: rekonstrukcje ttfa z uzyciem filtru medianowego,
binaryzacje obrazu i operacje morfologiczne (rys. 2). Umozliwito to identyfikacje momentéw skokéw
kropli oraz standéw réwnowagi na podstawie zmian potozenia $rodka ciezkosci. Uzyskane dane
stanowity podstawe dalszej analizy dynamiki ruchu kropli, obejmujacej ocene zmian jej ksztattu oraz
wyznaczenie predkosci przemieszczania sie.
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Background reconstruction using median filter
B = median(l,(x,y). I(x. y). ... [,(x.¥))

where, B — reconstructed background, I, (x, y) — the intensity value of pixel (x,y)
in the n-th frame, (%, ¥) — coordinates of the pixel.

¥

Background substraction from frames
Dy = |l — B|

where, D, — difference image, [, — the current input frame.

L J
Percentile Thresholding of the Difference Image

T =F(Dn,

_(LDy(x,9) =T
Mx.y) = {{J.D,:(.r,yl =T

where, M (x, y) — binary mask, T — threshold value, P, — percentile level.

¥
Morphelogical operations (opening, closing) using the structuring element disk

Mopen =Mo5ES

Magee = (M B S5) S5

where, & - dilation, & - erosion, 3 — structuring element (disk)

v

Object feature extraction

Rysunek 2. Algorytm przetwarzania obrazu.

Na rysunku 3 przedstawiono zmiany potozenia wspdtrzednej x srodka ciezkosci kropli w danej klatce
wybranego filmu. Na podstawie analizy przebiegu sygnatu mozliwa byta identyfikacja standw,
w jakich znajdowata sie kropla podczas eksperymentu. W trakcie przejscia kropli z jednej elektrody na
druga obserwowano zmiane ksztattu oraz wydtuzenie kropli.
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Rysunek 3. Wspétrzedna srodka ciezkosci kropli w osi x w danej klatce, grubos¢ warstwy dielektrycznej:
3.261 mm, napiecie 100 V i czestotliwos¢ 1000 Hz.

Wydtuzenie kropli wyznaczono jako stosunek dtugosci osi gtéwnej do dtugosci osi krotszej elipsy
réwnowaznej aproksymujgcej analizowany ksztatt kropli (Rys. 4).

Lmajor axis

E =

Lminor axis

gdzie, E — wydtuzenie, Lmgjor — dtugos¢ gtdwnej osi, Lminor — dtugos¢ krétszej osi prostopadtej do
gtéwne;j.

W celu wyznaczenia osi elipsy wykorzystano momenty geometryczne drugiego rzedu obiektu,
obliczane na podstawie binarnego obrazu kropli.

Rysunek 2. Schemat przedstawiajacy aproksymacje analizowanego ksztattu kropli elipsa.

W celu analizy ztozonosci oraz nieregularnosci sygnatu wydtuzenia (rys. 5) obliczono na jego
podstawie entropie Shannona. Przed obliczeniem entropii dane wydtuzenia zostaty wygtadzone za
pomoca $redniej ruchomej (okno 3 probek).

Po tym zabiegu sygnat zostat znormalizowany, po czym obliczono entropie Shannona.
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Rysunek 5. Wydtuzenie podczas skoku wygtadzone $rednig ruchoma.

Tabela 1. Parametry dynamiki 4 ml kropli wody w trakcie eksperymentu EWOD, czestotliwos¢ 1000 Hz,

napiecie AC 100V, grubo$¢ warstwy dielektrycznej: 3.261um.

Numer skoku Maksymalne wydtuzenie Predkos¢ Entropia
kropli Emax [mm/s]

1 1.39 31.25 8.08
2 1.45 31.25 8.09
3 1.43 25 8.28
4 1.44 26.56 8.3
5 1.41 25 8.3
6 1.46 29.69 8.19
7 1.4 31.25 8.09
8 1.45 31.25 8.09
9 1.44 25 8.28
10 1.43 26.56 8.28
11 1.41 25 8.27
12 1.46 32.81 7.92
13 1.4 32.81 8.05
14 1.47 31.25 8.1

$rednia = SD 1.43 +0.02 29.02 £3.10 8.17+0.12

Najwyzsza
wartos¢ 1.47
wydtuzenia
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Tabela 2. Parametry dynamiki 4 ml kropli wody w trakcie eksperymentu EWOD, czestotliwos¢ 1000 Hz,
napiecie AC 150V, grubos¢ warstwy dielektrycznej: 3.261um.

Numer skoku Maksymalne wydtuzenie Predkos¢ Entropia
kropli Emax [mm/s]
1 1.6 26.56 8.26
2 1.59 26.56 8.21
3 1.68 25 8.3
4 1.67 28.12 8.31
5 1.56 26.56 8.25
6 1.6 25 8.46
7 1.58 26.56 8.38
8 1.57 29.69 8.06
9 1.58 26.56 8.15
10 1.61 28.12 8.15
11 1.59 26.56 8.25
Srednia + SD 1.6 +0.04 27.03+1.45 8.25+0.11
Najwyzsza
wartos¢ 1.68
wydtuzenia
Whioski

Woydtuzenie kropli pozwala na ilosciowg ocene stopnia deformacji kropli podczas jej ruchu w uktadzie
EWOD.

Dla analizowanych skokéw otrzymano zblizone wartosci entropii Shannona, co wskazuje na podobny
poziom ztozonosci i nieregularnosci zwigzanej z wydtuzeniem kropli w trakcie danego eksperymentu.

Wyzsze wartosci entropii odnotowano przy wyzszym napieciu sterujgcym, nizszej predkosci oraz
wyzszym wydtuzeniu kropli, co wskazuje na mniejszg regularnos$¢ ruchu kropli w tym przypadku.
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INTRODUCTION

In Electrowetting on dielectric (EWOD) experiments a small droplet is actuated using electric field
between electrodes. EWOD devices have found numerous practical applications, including point-of-
care diagnostics, digital microfluidic platforms for biochemical assays, digital microfluidic cooling
system [3,4,9], DNA and protein analysis and precise sample handling in lab-on-a-chip systems
[7,10,15]. Such systems are often fabricated as DMF chips (digital microfluidics) with four main layers:
the bottom layer, electrodes layer, dielectric layer, hydrophobic layer. Due to the micro- and nanoscale
thicknesses of the top layers, together with the small dimensions of the electrodes and the microliter-
sized water droplet, droplet motion under nominally identical experimental conditions exhibits
a degree of stochasticity. Even minute variations in layer thickness and surface topography generate
local wetting heterogeneities and contact-line pinning effects, leading to small but measurable
differences in droplet actuation behaviour during successive electrode-to-electrode transitions.
Consequently, the present work adopts a statistical approach to the analysis of droplet dynamics.
While such an approach cannot completely eliminate the variability of individual experiments,
it enables a systematic characterization of droplet motion.

Additionally, the multispectral and multimodal nature of the EWOD phenomenon [1,11,16] governed
by coupled electrical, mechanical, interfacial and hydrodynamic processes results in highly nonlinear
system dynamics. Therefore, conventional linear analysis techniques may not fully capture
the underlying transition mechanisms, motivating the use of nonlinear signal analysis methods capable
of revealing dynamical reorganizations, state transitions and precursor phenomena associated with
droplet actuation.

In this paper, nonlinear analysis tools, including Kozachenko-Leonenko k-nearest-neighbor (k-NN)
entropy estimation and recurrence probability analysis, are employed to characterize the dynamical
evolution of EWOD-driven droplet motion and to identify state transitions embedded in
the experimental signals.

Such an approach may enable to investigate EWOD plate durability via droplet dynamics analysis as
the character of droplet actuation, its orderliness and dynamics corresponds to EWOD parameters and
EWOD plate surface quality [5,12,14]. The research hypothesis is that the changes of Kozachenko—
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Leonenko k-nearest-neighbor (k-NN) entropy estimation and recurrence probability analysis may
indicate the beginning and final phase of droplet actuation event thereby help to diagnose EWOD
devices quality and performance during droplet actuation events.

1. DATA CURATION AND METHODS OF ANALYSIS

Electrowetting on Dielectric (EWOD) experiment was performed on a single-plate (Fig. 1) with 4 ml
water droplet with a photoresist dielectric layer of different thicknesses: 3.261 mm, 2.079 mm and for
different operating parameters: AC frequency (0.5 + 1.5) kHz, AC voltage (90 + 100) V. The EWOD
experiments were registered using a high speed camera Phantom v1610 at a speed of 5000 fps.
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Fig. 1. The scheme and dimensions of electrodes in EWOD single-plate design.

Further, an average of pixel brightness in each high speed video frame was calculated (Fig. 2). During
a single video, the droplet was actuated for about 8 to 10 times (droplet jumps from one electrode
towards the other electrode). We analyze a discrete time series presenting average pixel brightness
changes during high speed video recorded in Electrowetting on dielectric experiment with a water
droplet actuated on electrodes (Fig. 1).

Fig. 1. The registered visual data during EWOD experiment: a) high speed frame and ROI
(yellow rectangle), b) Region of Interest, c) average pixel brightness changes vs. frame number.

1.1 k-NN ENTROPY ALGORITHM

The k-NN entropy algorithm is applied in further described steps [2,6]. The input data are averaged
pixel brightness changes in frames during a single droplet jump (the movement of the droplet from
one electrode on to the other). Then, the attractor is reconstructed and as a result set of m
dimensional points is given: {yi}ﬁI,M = N — (m — 1)t, where N — the length of the data set,
m — embedding dimension, T — time delay, M — the number of vectors after reconstruction.
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The data are then divided into windows (100 samples per window of the attractor), and in each
window we estimate local differential entropy using the k-NN (Kozachenko—-Leonenko) method, based
on distances to the k-th nearest neighbour (k = 5). Differential entropy (local entropy; k-NN,
Kozachenko—Leonenko) is estimated based on distances to the k-th nearest neighbour. For a point y;
€ W, g denotes the distance to its k-th nearest neighbour, the entropy is given by the formula:

H; = k) +1 d nl
i = P() = (k) +In(cq) +;ij1 ng;

/2

where: d = m — the dimension of the space, ¢; = RETEEN)

—volume of the unit sphere, ¢ — digamma
function, Y (x) = ;—xln(l"(x)), function T is used to estimate the volume of the sphere in which

the density of probability is calculated. In this algorithm the probability is estimated: p(x;) = #(el)
Figure 3 shows an example sinusoidal signal with noise (black line) and k-NN entropy values calculated
based on this signal (grey line). From 100 consecutive points in a multidimensional space, the system
trajectories are reconstructed. In each case, the values within the 100-sample window are normalized.
When the consecutive 100-sample window contains only small fluctuations, the reconstructed phase
space consists solely of chaotic trajectories (low-amplitude light fluctuations). In such a chaotic
system, the entropy reaches high values. When the consecutive 100-point window contains both low-
and high-amplitude fluctuations, the calculated entropy treats the low-amplitude fluctuations as
a form of ordering relative to the high-amplitude fluctuations; therefore, the entropy decreases.
This occurs when the analysis window enters the region of high-amplitude fluctuations. A similar
process occurs when the window leaves the region of large fluctuations. Small fluctuations begin to
appear again — initially, the system becomes more ordered, but later it returns to a chaotic state
because the windows contain only low-amplitude fluctuations.

Fig. 3. An example sinusoidal signal with noise (y(t) = sin(2rtft) + 3*rand()) and k-NN entropy values
calculated for this signal.
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1.2 PROBABILITY RECURRENCE MATRIX - TRANSITION SCORES

Probability recurrence analysis is performed in following steps [8,13]. A sequence of PDFs is estimated
(using KDE) based on visual data presenting pixel brightness changes during single droplet actuation.
The brightness signal is divided into local windows of 10 frames and for each window a synthetic PDF
is generated using 500 bins. The PDF sequence is used to compute pairwise recurrence probabilities
using a recurrence threshold € = 0.30 (where o — the standard deviation of the signal). These
probabilities are used to construct the symmetric recurrence probability matrix A (Fig. 4), where each
element Aj corresponds to the average recurrence probability between two local states obtained from
lower and upper CDF-based bounds.

Then, the global recurrence density is computed as the mean of all values in A matrix, giving a baseline
level of similarity across the whole system. For each index i, a local window (submatrix centred at /)
of size defined by the window size (10 frames) is extracted from matrix A. The local density is
calculated as the mean value within this window, representing local recurrence structure around point
i. Finally, the transition score at point i is defined as the absolute difference between local density and
global density, highlighting deviations that indicate potential transitions or regime changes.
Additionally, the analysis is performed for signals with a recurrence rate of approximately
RR =0.25 £ 0.03, ensuring comparable recurrence conditions between experiments.

Fig. 4. The recurrence probability analysis based on single droplet actuation signal
(pixel brightness changes).

1402



XXVI Zjazd Termodynamikéw
Augustow, 8-11.09.2026

2. RESULTS
2.1 COMPLEXITY AND TRANSITIONS IN DROPLET ACTUATION

The lead time (the relation) between transition scores and k-NN entropy for each analysed data set
was estimated. The relation between k-NN entropy changes and transition scores for a single droplet
actuation signal is shown in Fig. 5.

Fig. 5. The k-NN entropy and transition scores calculated for single droplet actuation event. The pixel
brightness changes during single droplet actuation event.

In the data curation time shifts between k-NN entropy minima and transition scores minima during
single droplet actuation (from one electrode to the next electrode) were calculated and presented in
Table 1 (last column).

Table 1: The results of entropy k-NN minima and transition scores minima for a single droplet jump.
The values correspond to frame numbers.

Dielectric " . avg. droplet Lead time
layer Frequency | Voltage Transition | Transition actuation entropy | (TSmin;—
thickness (Hz) (V) scqre scgre time drop entropy
(mm) (min:) (min2) (frames) drop)
700 930 580 12
680 1040 . 600 8
1500 100 680 1040 600 8
580 930 540 4
average: 580 8
3.261 640 930 510 13
590 900 510 8
650 900 190 530 12
1000 100 600 975 550
640 940 550
average: 530 9.4
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For the 4 ul water droplet actuated on a 3.261 um photoresist dielectric layer, the entropy decrease
are always observed before the minimum of transition score, indicating that local dynamical
reorganization occurs before the global transition event (droplet actuation) (Tab. 1). The average lead
time was approximately 8 frames for 1500 Hz AC voltage frequency and 9.4 frames for 1000 Hz AC
voltage frequency, in both cases the amplitude of the voltage was 100 V. The obtained lead times
suggest a comparable precursor timescale for both excitation frequencies. In all cases, the entropy
drop occurred significantly earlier than the droplet actuation completion time, demonstrating that
entropy-based analysis can provide an early indicator of the forthcoming EWOD transition.
Furthermore, the slightly shorter lead time observed at 1500 Hz may indicate a more rapid and abrupt
droplet actuation process at higher excitation frequencies.

CONCLUSIONS

Both methods of analysis, the k-NN entropy and probability recurrence analysis, respond to changes
in the EWOD signal ordering and exhibit variations during droplet actuation. The applied methods of
analysis, especially the k-NN entropy, are sensitive to the process of extracting the droplet actuation
signal, in this case of extracting pixel brightness in region of interest (Fig. 1a). If the amplitude of
the signal of light reflections on droplet surface before and after the droplet actuation event is similar
to the amplitude of the actuation event, then it is hard to determine a single entropy drop
corresponding to droplet actuation.

The research hypothesis stated that changes in Kozachenko—Leonenko k-nearest-neighbor (k-NN)
entropy and recurrence probability measures could indicate the onset and the final phase of an EWOD
droplet actuation event. The obtained results partially confirm this hypothesis. A distinct precursor-
driven regime was observed, manifested by a significant decrease in k-NN entropy preceding droplet
motion. This behaviour suggests that entropy-based analysis is capable of detecting an early dynamical
reorganization of the system before the macroscopic transition becomes visible.

Transition scores derived from recurrence probability analysis exhibited noticeable variations during
droplet actuation, they did not provide a sufficiently robust indication of the exact onset and
termination of the transition. Changes in transition scores are clearly observable during the droplet
actuation event. Moreover, the transition score profiles reveal distinct pre-jump and post-jump phases
surrounding the main droplet transition. These additional dynamical stages may be associated with
processes occurring before and after the actual droplet movement, such as the switching of the driving
voltage between adjacent electrodes, charge redistribution or the relaxation of the droplet toward
a new equilibrium state.
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