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Resumen

La generacion directa de vapor (GDV) en captadores solares cilindroparabdlicos (CCP)
constituye una alternativa tecnoldgica viable para plantas termosolares de concentracion.
Esto se debe a que permite la simplificacion del sistema, la reduccion de costos y la operacion
a temperaturas que los sistemas de generacién indirecta de vapor los cuales operan con aceite
térmico como fluido de trabajo en el campo solar. Sin embargo, su implementacién introduce
fendmenos complejos asociados al flujo bifasico agua-vapor, la distribucion no uniforme del
flujo de calor (DNUFC) y los efectos inducidos en el tubo absorbedor.

Durante la operacion en modo de un solo paso, el fluido experimenta precalentamiento,
evaporacion y sobrecalentamiento a lo largo del campo solar, generando distintos patrones
de flujo bifasico que influyen directamente en la transferencia de calor pared-fluido y en la
distribucién de temperatura en la pared del tubo absorbedor. De manera simultanea, la
concentracion solar en los CCP produce gradientes térmicos circunferenciales significativos,
capaces de inducir esfuerzos térmicos, deformaciones y deflexiones. En condiciones severas,
estos fendmenos pueden provocar desalineacion optica, incremento de pérdidas energeéticas
y riesgos estructurales.

La presente tesis comprende el desarrollo de un modelo numérico integral para el analisis en
cascada del modelo oOptico, termohidraulico, térmico y termoelastico del tubo absorbedor del
lazo DISS de la Plataforma Solar de Almeria (PSA), Espafia con el objeto de cuantificar el
riesgo termoelastico de una planta en operacion con flujo en dos fases.

El modelo dptico se fundamentd en el Método de Monte Carlo Ray Tracing (MCRT)
aplicado a un CCP tipo LS-3, lo que permitié determinar la distribucion circunferencial del
flujo de calor absorbido. EI modelo numérico termohidraulico, desarrollado en Diferencias
Finitas, se basa en el modelo a dos fluidos que involucra tres ecuaciones de conservacion
para cada fase, ademas de modelos en la interfase liquido-vapor y condiciones de cerradura.
El modelo térmico resolvio la conduccion de calor bidimensional en el tubo, considerando la
no uniformidad del flujo solar y las pérdidas térmicas, aplicando el método de Diferencias
Finitas. Finalmente, el modelo termoeléstico se basé en el modelo de elasticidad lineal con
acoplamiento térmico, evaluando los efectos de la presion interna del tubo y de los gradientes
de temperatura circunferenciales sobre los esfuerzos, deformaciones y deflexiones del tubo.

La comparacion con datos experimentales del lazo DISS mostr6 buena concordancia en
perfiles axiales de temperatura y comportamiento termohidraulico, confirmando la capacidad
del simulador desarrollado para reproducir adecuadamente la fisica del sistema. En conjunto,
esta tesis aporta una herramienta integral que permite comprender la interaccion entre
fendbmenos Opticos, termohidraulicos y estructurales en sistemas de GDV con CCP, y
establece bases sélidas para estudios futuros de optimizacion orientados a mejorar su
eficiencia y confiabilidad.

VI
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En sintesis, los resultados muestran que la consideracién de 2 coeficientes de transferencia
de calor (CTC) para el flujo bifasico permite representar con mayor precision la interaccion
térmica entre el fluido y la pared del tubo absorbedor, generando diferencias de temperatura
de hasta 15.6 K respecto al modelo con un solo CTC. Asimismo, el incremento de la
irradiancia directa normal de 800 a 1000 W/m? puede aumentar la diferencia de temperatura
circunferencial hasta en 57.6%, alcanzando valores cercanos a 31.6 K y provocando
incrementos en los esfuerzos equivalente de Von Mises y en la deflexion del tubo absorbedor,
con valores maximos del orden de -1.88 cm. Estos resultados evidencian que, aunque el
material opera dentro del régimen elastico, los gradientes térmicos inducidos por la
concentracion solar pueden generar deformaciones significativas, lo que confirma la
importancia de utilizar un modelo acoplado éptico-termohidraulico-térmico-termoelastico
para evaluar la integridad estructural y mejorar el disefio y la operacién de sistemas de GDV
en CCP.
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Abstract

Direct steam generation (DSG) in parabolic trough collectors (PTCs) constitutes a viable
technological alternative for concentrating solar power plants. This is due to its ability to
simplify the system, reduce costs, and operate at higher temperatures than indirect steam
generation systems, which use thermal oil as the working fluid in the solar field. However,
its implementation introduces complex phenomena associated with two-phase water—steam
flow, the non-uniform distribution of solar heat flux, and the effects induced in the absorber
tube.

During once-through operation, the fluid undergoes preheating, evaporation, and
superheating along the solar field, generating different two-phase flow patterns that directly
influence the wall-to-fluid heat transfer and the temperature distribution in the absorber tube
wall. Simultaneously, solar concentration in PTCs produces significant circumferential
thermal gradients, capable of inducing thermal stresses, deformations, and deflections. Under
severe conditions, these phenomena may lead to optical misalignment, increased energy
losses, and structural risks.

This thesis presents the development of an integral numerical model for the cascading
analysis of the optical, thermohydraulic, thermal, and thermoelastic behavior of the absorber
tube in the DISS loop at the Plataforma Solar de Almeria (PSA), Spain. This study provides
atool to quantify the thermoelastic risk of a plant operating under two-phase flow conditions.

The optical model is based on the Monte Carlo Ray Tracing (MCRT) method applied to an
LS-3type PTC, allowing the determination of the circumferential distribution of the absorbed
heat flux. The thermohydraulic numerical model, developed using the Finite Difference
Method, is based on a two-fluid model that involves three conservation equations for each
phase, along with interfacial models and closure conditions. The thermal model solves two-
dimensional heat conduction in the tube, considering the non-uniform solar flux and thermal
losses, also using the Finite Difference Method. Finally, the thermoelastic model is based on
linear elasticity with thermal coupling, evaluating the effects of internal tube pressure and
circumferential temperature gradients on stresses, strains, and deflections of the tube.

Comparison with experimental data from the DISS loop shows good agreement in axial
temperature profiles and thermohydraulic behavior, confirming the capability of the
developed simulator to accurately reproduce the system physics. Overall, this thesis provides
a comprehensive tool to understand the interaction between optical, thermohydraulic, and
structural phenomena in DSG systems with PTCs, and establishes a solid foundation for
future optimization studies aimed at improving efficiency and reliability.
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In summary, the results show that considering two heat transfer coefficients (HTCs) for two-
phase flow allows a more accurate representation of the thermal interaction between the fluid
and the absorber tube wall, leading to temperature differences of up to 15.6 K compared to a
single-HTC model. Additionally, increasing the direct normal irradiance from 800 to 1000
W/m? can raise the circumferential temperature difference by up to 57.6%, reaching values
close to 31.6 K and causing increases in the equivalent \Von Mises stress and tube deflection,
with maximum values on the order of —1.88 cm. These results indicate that, although the
material operates within the elastic regime, the thermal gradients induced by solar
concentration can generate significant deformations, highlighting the importance of using a
coupled optical-thermohydraulic—thermal-thermoelastic model to assess structural integrity
and improve the design and operation of DSG systems in PTCs.
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Capitulo 1
Introduccion

En este capitulo se presenta un panorama general del problema de investigacion, asi como
una revision bibliografica de los trabajos mas relevantes relacionados con esta tesis, con
énfasis en los estudios del modelado Optico, termohidraulico, térmico y termoelastico
aplicados a sistemas de GDV en CCP. Asimismo, se establecen de manera explicita los
objetivos, los alcances del proyecto y una descripcion de la estructura y organizacion de la
tesis.
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1.1. Generalidades de la GDV en CCPs.

La energia es un bien esencial y estratégico para el desarrollo de las actividades productivas
y para la transformacion social, lo que ha generado una demanda creciente a nivel global [1-
3]. En este contexto, las fuentes primarias de energia se reconocen universalmente como
pilares de la sociedad industrial, dentro de las cuales las fuentes de energia convencionales
constituyen aproximadamente el 80% del consumo mundial de energia [4].

El uso de fuentes convencionales de energia, como los combustibles fésiles, ha provocado
impactos ambientales significativos, tales como la emision de CO>, el cambio climatico y la
lluvia &cida [5]. Con el proposito de mitigar estos efectos, se han investigado diversas
alternativas, destacando el uso de las fuentes de energias renovables, como se muestra en la
Figura 1.1. Entre estas sobresale la energia solar, la cual puede emplearse para generacion
de energia eléctrica, la produccién de calor de proceso y el ahorro energético [6-8].

( Fuentes de energia renovable )

e Energia . Energia Energia Energia
[Energlanllca) (Mareomotriz) (EnerglaSoIar) ( Hidraulica ) (Geotérmica Biomasa

Figura 1.1. Fuentes de energias renovables, modificado de Ellabban et al. (2014) [6].

El aprovechamiento de la energia solar se realiza mediante sistemas de captacion solar, los
cuales se clasifican, seguin su geometria de enfoque, en concentradores de punto, entre los
que se encuentran las torres centrales y los discos parabolicos, y en concentradores de foco
lineal. En estos ultimos se tienen a los CCP y los sistemas lineales Fresnel. Dentro de las
tecnologias de concentracion, los CCP han sobresalido debido a su capacidad para operar en
aplicacion de media y alta temperatura [5,9,10].

Las plantas termosolares de generacion de energia eléctrica y de calor de proceso que
emplean la tecnologia de CCP han experimentado una rapida expansion a nivel mundial [11].
Por ejemplo, en Estados Unidos y Espafia estas tecnologias representan aproximadamente el
2.3% y 2.0% de la produccion total de energia eléctrica, respectivamente [12].

Las plantas de energia solar concentrada (CSP, por sus siglas en inglés), que emplean aceite
térmico como fluido de trabajo (HTF, por sus siglas en inglés), representan actualmente la
mayor cuota de mercado en comparacion con otras tecnologias [13]. El principio de
funcionamiento de estas plantas consiste en elevar la temperatura del aceite térmico y
posteriormente evaporar agua en un circuito adicional mediante un intercambiador de calor,
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proceso conocido como generacion indirecta de vapor [14,15]. Sin embargo, este HTF
presenta desventajas importantes, tales como [16]: ser un fluido no respetuoso con el medio
ambiente, y limites operativos de temperatura de hasta 400 °C, lo que dificulta alcanzar
mayores eficiencias en el bloque de potencia (ciclo Ranking).

Una alternativa atractiva es el proceso denominado generacion directa de vapor (GDV), el
cual se lleva a cabo directamente dentro de los CCP. En este proceso, el precalentamiento, la
evaporacion y el sobrecalentamiento del agua ocurre en el interior de los tubos absorbedores
[17,18]. Las principales ventajas de esta tecnologia incluyen la eliminacion de
intercambiadores de calor (ya que el generador de vapor es directamente el campo solar), la
reduccion de costos operativos, el incremento de la eficiencia global de la planta y el uso de
fluido de trabajo no téxico, permitiendo ademas operar a temperaturas mas altas y, por ende,
mejorar la eficiencia del ciclo de potencia [9,19-22], como se ilustra en la Figura 1.2.

a) Planta de SEGS b) Planta de GDV
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Figura 1.2. Planta CSP con CCP con: a) generacion indirecta de vapor, b) generacion directa de vapor, traducido al
espaniol de [23].
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La tecnologia de CCP se encuentra compuesta por el tubo absorbedor, la cubierta de vidrio,
el espejo reflector, en algunos casos por un sistema de seguimiento solar y una base anclada,
tal como se muestra en la Figura 1.3. El funcionamiento de los CCP consiste en concentrar
la radiacion solar directa captada por el reflector parabolico en el tubo absorbedor, ubicado
en el eje focal de la parabola [24].

El receptor lineal, también conocido como HCE (Elemento colector de calor, por sus siglas
en inglés), constituye el elemento clave del proceso de transferencia de calor en las plantas
con tecnologia CCP, ya que convierte la irradiancia normal directa (DNI, por sus siglas en
inglés) en energia térmica Gtil. Por lo tanto, el rendimiento depende en gran medida de sus
propiedades Opticas y térmicas del HCE [25,26]. ElI HCE estd conformado por un tubo
absorbedor metalico, recubierto por una superficie selectiva, y una cubierta de vidrio que lo
encapsula con el objetivo de minimizar las pérdidas térmicas. Entre ambos tubos se mantiene
generalmente vacio [13], como se observa en la Figura 1.4.
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Cubierta de vidrio

Radiacion solar

T Tubo absorbedor |
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Espejo reflector | 3
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Figura 1.3 Componentes de un CCP, traducido de [18].

Aun cuando las plantas termosolares de CCP para GDV constituyen una tecnologia
prometedora, presentan desafios técnicos relevantes, tales como esfuerzos térmicos y
deformaciones en la pared del tubo absorbedor [27-30]. Estos efectos son inducidos por
fuertes gradientes circunferenciales de temperatura, los cuales se originan debido a la
concentracion solar no uniforme, bajo determinadas condiciones de operacion, tales como
DNUFC, altos DNI, variaciones en el angulo del seguidor solar y la presencia de flujo
bifasico [31].

Lo anterior puede provocar problemas de seguridad y reducir la eficiencia del receptor,
debido a que las deformaciones provocan la desalineacion del tubo respecto al eje focal,
incrementando las pérdidas dpticas. En casos extremos, el tubo absorbedor puede entrar en
contacto con la cubierta de vidrio y romperla, causando, ademas de pérdida de vacio, el paro
de la planta [32]. Esta problematica también se presenta en plantas convencionales que
emplean aceite térmico como HTF.

T_:b.o de Tubo metalico
vidrio absorbedor

h
‘]ﬂn X m
Vidrio a sello de metal

Figura 1.4 Componentes del elemento de coleccion de calor (HCE) [8].

En un sistema de GDV, al producirse la evaporacion del agua dentro de los tubos
absorbedores, dos fases de flujo coexisten entre si (liquido-vapor), presentandose en forma
de diferentes configuraciones denominadas patrones de flujo (PF). Estos PF abarcan desde
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liquido subenfriado hasta vapor sobrecalentado, condicionando la transferencia de calor
pared-fluido. Cada PF se caracteriza por una distribucién relativa de ambas fases y de sus
interfases. La coexistencia de flujo monofasico y bifasico en los tubos absorbedores
constituye un desafio importante para el desarrollo de herramientas de simulacion y
estrategias de control adecuadas para esta tecnologia.

Los PF o también llamados regimenes de flujo, se utilizan para describir la geometria
interfacial de un flujo bifasico [33]. Estos PF dependen de multiples factores, entre ellos las
condiciones de operacion de las plantas termosolares y la inclinacién de la tuberia, por
mencionar algunos. En la Figura 1.5 se presentan algunos PF tipicos que ocurren durante la
GDV, considerando una tuberia horizontal o ligeramente inclinada.

Estratificado

\ | __Anular
::i:z?da \ f O
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b

Burbuja Tapén Slug Dryout Niebla

=
o

Figura 1.5 PF con evaporacion en un tubo horizontal [34].

Los PF bifasicos mas comunes incluyen: burbuja, tapon, slug, estratificado, anular, dryout y
niebla. Una descripcion sencilla del comportamiento hidrodindmico de cada PF se presenta
a continuacion [34,35]. En el flujo burbuja, la fase gaseosa se dispersa en forma de pequefias
burbujas casi esféricas, con un didmetro mucho menor que el de la tuberia; en el flujo tapon,
se presentan secciones de liquido separadas por burbujas elongadas de la fase gaseosa, siendo
el diametro de estas burbujas menor que el de la tuberia, por lo que la fase liquida es continua
en la parte inferior de la tuberia (por debajo de las burbujas elongadas). Al incrementarse la
velocidad del vapor (mayor fraccion de vacio), el didmetro de las burbujas se aproxima al
didmetro de la tuberia, dando origen al flujo slug.

En el PF estratificado, la fase liquida y la fase gaseosa se separan debido a la diferencia de
densidades, circulando la fase gaseosa por la parte superior de la tuberia y la liquida por la
parte inferior, separadas por una interfase aproximadamente horizontal [36]. Cuando el flujo
de vapor aumenta, la fase liquida forma una pelicula anular continua alrededor del perimetro
de la tuberia, circulando la fase de vapor por el centro de la seccidn transversal, dado origen
al flujo anular. Posteriormente, cuando la pelicula liquida comienza a secarse en ciertas
regiones de la pared, se presenta el PF dryout y, finalmente, cuando la fase gaseosa entra en
contacto con las paredes de la tuberia y la fase liquida viaja en forma de gotas a través del
nucleo de vapor, se presenta el PF de niebla, previo al régimen de vapor sobrecalentado.
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Los desafios més relevantes en los sistemas de GDV con CCP pueden clasificarse en dos
categorias principales:

o Desafios operativos, asociados a la variabilidad de la radiacion solar generando
inestabilidades del flujo y posibles deformaciones del HCE.

e Desafios de modelado matematico, relacionados con la falta de condiciones de cierre
y correlaciones confiables para el flujo bifasico.

e La complejidad del comportamiento termohidraulico del flujo bifésico agua-vapor y
la necesidad de su modelacion rigurosa.

1.2. Planteamiento del problema

Las plantas termosolares para el aprovechamiento de la energia solar representan una
alternativa tecnoldgica prometedora, la cual ha experimentado un desarrollo significativo en
el mercado energeético durante las ultimas décadas. No obstante, la DNUFC (Figura 1.6) que
se presenta sobre la superficie exterior del tubo absorbedor, asi como la aparicion de diversos
patrones de flujo bifasico en el interior de la tuberia, dan lugar a distribuciones de
temperatura altamente no uniformes, como se muestra en la Figura 1.7.

362.16%
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Figura 1.7 Distribucion de temperatura en el tubo absorbedor [28].
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Esta distribucién no uniforme de temperatura propicia la apariciébn de problemas
termoelasticos, como la deformacion del tubo absorbedor, la cual puede provocar, en
condiciones criticas, el contacto del tubo con la cubierta de vidrio, ocasionado su ruptura,
como se ilustra en la Figura 1.8. Estas fallas generan incrementos en las pérdidas dpticas, asi
como afectaciones econdmicas significativas , debido a paros no programados de la planta
[32].

Figura 1.8. Deformacion del tubo absorbedor [27]

1.3. Discusion del estado del arte

Con el objetivo de contextualizar el problema abordado en esta tesis y fundamentar el
enfoque metodoldgico adoptado, en esta seccidn se presenta una revision critica del estado
del arte relacionada con la GDV en CCP. La revision se estructura en funcion de los
principales procesos fisicos involucrados, abordando de manera progresiva los alcances y
limitaciones reportados en la literatura. En primer lugar, se analizan los estudios relacionados
con el modelado 6ptico de los CCP, haciendo énfasis en la caracterizacion de la radiacion
solar concentrada y su distribucion no uniforme sobre el tubo absorbedor (Seccién 1.3.1).
Posteriormente, se revisan los enfoques empleados en el modelado termohidraulico,
centrados en la descripcion del flujo bifasico agua-vapor, los patrones de flujo y los
coeficientes de transferencia de calor asociados (Seccion 1.3.2). A continuacion, se presentan
los principales trabajos relacionados con el modelado térmico, considerando la transferencia
de calor conjugada y la distribucion espacial de temperatura en el HCE (Seccién 1.3.3).
Finalmente, se examinan los estudios de modelado termoelastico, orientados al anlisis de
esfuerzos térmicos y deformaciones inducidas por gradientes de temperatura no uniformes
en el tubo absorbedor (Seccién 1.3.4).

1.3.1. Modelado éptico

En el modelado 6ptico de plantas termosolares se plantean principalmente dos enfoques para
el célculo de la radiacién solar incidente y concentrada en los receptores: (i) el trazado de
rayos de Monte Carlo (MCRT) vy (ii) el método de convolucion éptica de cono, también
conocido como el método de 6ptica de cono. El primer enfoque se caracteriza por su alta
precision, ya que permite representar de manera detalla los fendmenos Opticos asociados a la
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reflexion, refraccion y dispersion de la radiacion solar; sin embargo, presenta un alto costo
computacional. Por el contrario, el segundo enfoque ofrece un menor tiempo de célculo y un
mayor rendimiento computacional, aunque a expensas de una menor precision [38,39].

En relacidn con estos enfoques, Wang et al. [38] realizaron una comparacion exhaustiva de
los resultados obtenidos en el modelado Optico de campos de heliostatos mediante seis
herramientas: Las herramientas para el estudio fueron, Tonatiuh, Tracer, Solstice, Heliosim,
SolTrace y SolarPILOT. Los autores mostraron que el método de dptica de cono
implementado en SolarPILOT presentd la menor precision, recomendando la realizacion de
simulaciones adicionales que consideren efectos como él sombreado.

Posteriormente, Osorio et al. [40] compararon siete herramientas de simulacion Optica
(Tonatiuh, OptiCAD, OTSun, Raytrace3D, STRAL, SPRAY y SolTrace), identificando que
uno de los principales desafios en la modelacion se presenta en el fendmeno de la refraccion
en la cubierta de vidrio. De manera complementaria, Jafrancesco et al. [41] compararon
SolTrace, Tonatiuh, Trace-Pro, y CRS4-2, tomando como caso de estudio el receptor central
SSPS-CRS de la plataforma Solar de Almeria, Espafia, compuesto por 93 heliostatos y una
torre de 43 m. Los autores concluyeron que no es Gtil hacer un ranking de las herramientas
examinadas, ya que su desempefio depende del tipo de aplicacion; por ejemplo, SolTrace
resulta adecuado para plantas de pequefia escala, mientras que para plantas de mayor tamafo
son preferibles herramientas como Tonatiuh 0 CRS4-2, debido a una mejor representacion
de la transmitancia atmosférica.

Diversos estudios han empleado el método de MCRT con el objetivo de calcular la
distribucién espacial del flujo de radiacion sobre la superficie del tubo absorbedor y
establecer condiciones limite mas detalladas para los modelos térmicos y termoelasticos.
Agagagna et al. [42] desarrollaron un modelo 6ptico tridimensional basado en el método de
MCRT implementado en MATLAB, el cual fue utilizado para determinar la distribucion
circunferencial del flujo de calor alrededor del tubo absorbedor. Posteriormente, los
resultados del modelo dptico fueron acoplados con el método de volumen finito (MVF) en
ANSYS, permitiendo analizar con mayor detalle la distribucion del flujo térmico. De forma
similar, Lei et al. [13] investigaron la distribucion detallada de la temperatura y de los
esfuerzos en todo el receptor bajo condiciones de flujo solar no uniforme, combinando el
método de MCRT con simulaciones tridimensionales de temperatura y tension, y utilizando
posteriormente los resultados térmicos para evaluar el estrés térmico en el tubo absorbedor.

En contraste con los enfoques numéricos, Bendt. [43] presenté un conjunto de ecuaciones
analiticas para el céalculo de parametros de disefio dptico de CCP sin recurrir a programas
computacionales. Mas recientemente, Houcine et al. [44] desarrollaron un modelo Gptico
basado en la razdn de concentracion local, validando sus resultados mediante comparaciones
con datos reportados en la literatura.
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Otros trabajos han avanzado hacia el acoplamiento de modelos 6pticos y termohidraulicos.
Hachicha et al. [45] propusieron un modelo integral 6ptico-termohidraulico para analizar la
temperatura y la caida de presion en procesos de GDV, incorporando explicitamente la
distribucion no uniforme del flujo solar. Los autores encontraron que el gradiente térmico
sigue una tendencia similar a la distribucion del flujo solar, alcanzando valores maximos en
las regiones de mayor concentracion, lo cual esta directamente relacionado con el nivel de
estrés térmico. En un trabajo previo, Hachicha et al. [46] desarrollaron un modelo 6ptico
innovador que combina el MVF y el método de MCRT para proyectar la forma solar sobre
la superficie del absorbedor, utilizando una discretizacién numérico-geométrica del dominio
del CCP y del cono optico.

Jeter [47] presentd uno de los primeros modelos analiticos para evaluar el flujo radiante
concentrado y las caracteristicas Opticas de un CCP, considerando imperfecciones Opticas
como errores geométricos y de alineacion. Este tipo de modelos, basados en enfoques de
convolucidn, requieren derivaciones matematicas complejas, pero ofrecen menores tiempos
de calculo. No obstante, los trabajos mas recientes tienden a emplear métodos estadisticos
como el método de MCRT, debido a su mayor flexibilidad en el modelado oOptico.

En esta linea, Yang y Ordonez [48] analizaron un tubo absorbedor cilindroparabolico
ondulado mediante un modelo acoplado Optico-estructural, combinando un modelo 6ptico
semi-analitico con un analisis tridimensional por elementos finitos, validado
experimentalmente. EI modelo Optico se baso en la formulacion propuesta por Jeter [47], y
permitié obtener la distribucion del flujo de calor concentrado alrededor del receptor.

Por su parte, Zou et al.[49] estudiaron el efecto del acoplamiento de multiples factores
opticos sobre el rendimiento del CCP mediante MCRT, considerando la forma irregular del
sol y diversos errores épticos, tales como error de especularidad, de seguimiento , de
pendiente y de alineacion del absorbedor. Los autores concluyeron que una mayor radiacion
solar y un incremento en el error de especularidad conducen a una distribucion de flujo mas
uniforme, y que la eficiencia optica es mas sensible al error de pendiente que al error de
seguimiento. De manera complementaria, Yang et al. [50] analizaron el impacto del error de
instalacion del reflector sobre el rendimiento del CCP, validando su modelo con datos
experimentales y demostrando que, si dicho error se mantiene por debajo de 7 mrad, es
posible conservar eficiencias dpticas del orden del 82.6% vy eficiencias del captador cercanas
al 68.2%.

Finalmente, Mansour et al. [51] realizaron un analisis 6ptico-termodinamico detallado de un
CCP, con el objetivo de predecir el rendimiento global, desarrollando primero modelos
Optico y térmico bidimensionales y, posteriormente, acoplandolos a un andlisis de exergia.
Los resultados fueron comparados con mediciones experimentales del Laboratorio Nacional
de Sandia, evidenciando una alta sensibilidad del rendimiento a pardmetros como la radiacion
solar, el angulo de incidencia, el ancho de apertura y la temperatura de entrada del fluido.
Los autores concluyeron que las principales desviaciones en el rendimiento estan asociadas
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a las pérdidas de calor del fluido caloportador hacia el ambiente y a los gradientes térmicos
en la direccion del flujo.

1.3.2. Modelado termohidraulico

Diversos autores han empleado diferentes simuladores para el estudio de la GDV en CCP,
obteniendo buenos resultados bajo distintas condiciones de operacion. Cundapi et al. [14]
realizaron un andlisis termohidraulico de la GDV en un tubo absorbedor de 76 m de longitud
y 15 mm de didmetro interno, orientado a aplicaciones de calor de proceso. En su
investigacion utilizaron dos modelos de flujo bifasico: el modelo homogéneo con equilibrio
térmico y el modelo a dos fluidos sin equilibrio térmico, implementados en el simulador
nuclear RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4. Encontraron que, para ciertas condiciones de
operacion, el uso de uno u otro modelo de flujo bifasico puede presentar grandes diferencias
en los resultados, principalmente en la fraccion de vacio y en el nimero y tipos de patrones
de flujos. Para llevar a cabo sus estudios fue necesario establecer a priori las eficiencias
térmicas del tubo absorbedor, ya que el simulador no integra explicitamente los distintos
componentes del sistema solar, ni permite calcular directamente las ganancias y pérdidas
térmicas en funcion de las propiedades Opticas y térmicas de los materiales, ni de su
interaccion con el entorno. Finalmente, los autores concluyeron que las diferencias entre
ambos modelos no son significativamente relevantes cuando la calidad de mezcla es baja.

Posteriormente, Cundapi et al.[31] estudiaron el PF dryout en el lazo DISS, enfocandose en
los CCP 9 y 10, donde se presenta dicho PF. Para ello, se desarrollé un codigo numérico
propio, tomando como referencias las ecuaciones de RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 y
aplicando una discretizacion mediante diferencias finitas bajo el enfoque de dos fluidos. El
cédigo incorpor6 un modelo dptico, térmico y termohidraulico, concluyendo que, al
incrementar la conductividad térmica, se reducen los gradientes de temperatura. Asimismo,
destaco que el codigo es capaz de considerar flujo de calor no uniforme y que, al predecir
gradientes maximos, permite identificar condiciones criticas bajo las cuales podrian
generarse deformaciones del tubo y el riesgo de rotura de la cubierta de vidrio, asi como
pérdidas por desenfoque que disminuyen la eficiencia.

De manera anéloga, Pal et al. [52] estudiaron la GDV bajo el enfoque de dos fluidos,
resolviendo las ecuaciones gobernantes en un tramo de 12 m del CCP, considerando dos
configuraciones: con cubierta de vidrio y sin cubierta de vidrio. Para un DNI de 750 W/m?,
observaron que alrededor del mediodia se presenta la maxima diferencia de temperatura
circunferencial.

Por su parte, Li et al. [28] propusieron un modelo hibrido multidimensional 0-1-2-3, capaz
de cuantificar las conversiones de energia eléctrica-solar-térmica-mecénica a bajo costo y

alta precision. Cada numero del modelo multidimensional corresponde a un submodelo
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acoplado que realiza el calculo de manera especifica, permitiendo finalmente identificar
cualquier seccion de riesgo. El estudio se realizd para un sistema de GDV en modo de
recirculacion, en el que el submodelo 0 se aplica al bloque de potencia, el submodelo 1 realiza
el célculo termohidraulico en el campo solar, el submodelo 2 se dirige al célculo de la
distribucion de temperatura circunferencial y, finalmente, el submodelo 3 realiza el analisis
de esfuerzos y deformaciones en el HCE. Los autores concluyeron que en la region de
sobrecalentamiento se experimenta la mayor diferencia de temperatura circunferencial, la
cual esté relacionada con la deformacion inducida por los esfuerzos térmicos.

Otros trabajos han desarrollado modelos dinamicos y acoplados con plataformas de
simulacion. Schmitz et al. [53] desarrollaron un modelo dindmico apoyandose en
MODELICA, implementando un codigo adicional para representar la interaccion entre los
bucles del campo solar y el sistema de control. De forma similar, Silva et al. [54]
construyeron un modelo dinamico no lineal tridimensional para estudiar la evolucion de la
temperatura del fluido en direccion longitudinal, implementado en MODELICA y acoplado
a una planta a escala industrial mediante TRNSY'S, considerando los submodelos 6ptico,
térmico e hidraulico.

Debido a la complejidad del modelado termohidraulico transitorio, algunos autores han
optado por formulaciones en estado estacionario. Ferchichi et al. [55] desarrollaron un
modelo unidimensional estacionario para flujo monofésico, considerando velocidades de fase
diferentes, y lo emplearon tanto para evaluacion comparativa como para analisis de
optimizacion. Maytorena e Hinojosa [20] desarrollaron un modelo basado en ecuaciones
gobernantes de continuidad, momentum y energia, incorporando radiacion solar concentrada
y empleando un enfoque euleriano de dos fluidos acoplado a un modelo de flujo de calor
critico. Lobon et al. [56] propusieron un modelo de ebullicion homogéneo bajo el supuesto
de equilibrio termodinamico local y velocidades de fase iguales, resolviendo ecuaciones
promediadas tipo Navier-Stokes con términos turbulentos.

Elsafi [57] resaltd la importancia de considerar explicitamente los patrones de flujo y las
caidas de presion en la evaporacion, debido a su influencia directa en las distribuciones de
temperatura y presion del absorbedor. Bajo un enfoque fenomenoldgico que incorpora la
estructura de los patrones de flujo, el autor concluyé que el modelo presentado permite
describir la evolucion de dichos patrones a lo largo del tubo absorbedor. En la misma linea,
Kattan et al. [58] desarrollaron una correlacion para predecir coeficientes locales de
transferencia de calor en tubos horizontales, incluyendo efectos del patrén de flujo dryout,
reportando una desviacion media del 13.3% Yy una desviacién estandar del 16.8%.

Finalmente, Cheng et al. [59] presentaron una revision exhaustiva de estudios y mapas de
patrones de flujo vapor-liquido en condiciones adiabaticas y diabaticas, incluyendo
investigacion en microcanales, asi como trabajos recientes para amoniaco, nuevos
refrigerantes y CO>. La revision sintetiza antecedentes, caracteristicas de patrones de flujo,
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metodologias de mapeo y tendencias de investigacion, proporcionando un marco util para el
analisis y modelado de flujos bifasicos en diversos rangos de escala.

1.3.3. Modelado térmico

En el aprovechamiento de la energia solar en plantas termosolares, se presentan diversos
desafios asociados a la DNUFC sobre el tubo absorbedor, asi como a la presencia de distintos
patrones de flujo bifasico en el interior de la tuberia. En particular, la no uniformidad del
flujo de calor da lugar a distribuciones no uniformes de temperatura en la direccion
circunferencial del tubo absorbedor. En este contexto, Dirker et al. [60] analizaron el efecto
de dicha DNUFC del flujo de calor sobre los coeficientes de transferencia de calor,
demostrando que, a medida que aumenta la calidad del vapor (x), los coeficientes de
transferencia de calor se incrementan, siendo estos fuertemente influenciados por la variacion
circunferencial del flujo de calor. Como consecuencia, la temperatura circunferencial del
tubo absorbedor también se ve directamente afectada a través de su dependencia con los
coeficientes de transferencia de calor.

Por su parte, Najafi et al. [61] realizaron una comparacion entre un modelo tridimensional
(3D) y un modelo unidimensional (1D), considerando la transferencia de calor en la pared de
la cubierta de vidrio y en la del tubo absorbedor, con el objetivo de obtener los perfiles axiales
y circunferenciales de temperatura, asi como las pérdidas de calor. EI modelo 3D fue
implementado en ANSYS-Fluent, mientras que el modelo 1D se desarroll6 en MATLAB.
Los resultados indicaron que, a lo largo del tubo absorbedor, ambos modelos predicen valores
similares de presion, temperatura y entalpia; sin embargo, se observaron diferencias
significativas en la fraccion de vacio. Por ejemplo, para un flujo méasico de 0.7 kg/s se reporto
una diferencia del 82.71% entre ambos modelos, atribuida a la capacidad del modelo 3D de
considerar explicitamente el efecto de la gravedad. Cabe destacar que el rendimiento térmico
de las plantas CCP se ve particularmente afectado en la seccién de vapor, debido a la
disminucion brusca del coeficiente de transferencia de calor.

Otro ejemplo representativo es el trabajo de Forristal [62], quien desarroll6 modelos de
transferencia de calor unidimensionales y bidimensionales para CCP, implementados en
Engineering Equation Solver (EES), y compar6 su desempefio. Los resultados indicaron que
el modelo bidimensional proporciona una mayor precision que el modelo unidimensional al
evaluar receptores largos, particularmente para longitudes superiores a 100 m.

El analisis térmico del tubo receptor sometido a flujos de calor no uniformes resulta
fundamental para identificar zonas de sobrecalentamiento y determinar las condiciones de
operacién que pueden conducir a fallas estructurales [37]. En este sentido, algunos estudios
han incorporado explicitamente distribuciones no uniformes del flujo de calor. Roesle y
Steinfeld [63] formularon un modelo de transferencia de calor tridimensional para CCP,
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considerando tanto la distribucion no uniforme de temperatura y flujo de calor como las
propiedades Opticas espectrales de la superficie. El modelo dptico-térmico fue implementado
en Fortran, apoyandose en el método de MCRT.

De manera similar, Marugan et al. [64] desarrollaron un andlisis térmico para tuberias de
pared delgada bajo condiciones de flujo de calor circunferencial no uniforme, considerando
flujo turbulento en estado estacionario en el interior. La distribucién de temperatura en el
solido y en el fluido se obtuvo mediante un método espectral, logrando predicciones de
temperatura del fluido con errores inferiores al 5%. Asimismo, Kalogirou [65] desarroll6 un
modelo térmico detallado de un captador cilindroparabdlico que considera todos los modos
de transferencia de calor, implementado en EES y validado con datos experimentales de
captadores existentes en la Universidad Tecnoldgica de Chipre.

Hachicha et al. [46] propusieron un modelo numeérico detallado de transferencia de calor
basado en el método de volumen finito (MVF) para el elemento absorbedor, complementado
con un modelo 6ptico que permite calcular la DNUFC alrededor del receptor mediante MVF
y el método de MCRT. El modelo dptico fue validado frente a soluciones analiticas conocidas
y el modelo global se contrastd con mediciones experimentales del SNL, mostrando una
buena concordancia.

El analisis térmico de los captadores solares es clave para la determinacion de la eficiencia
térmica y de la ganancia de calor dtil, por lo que resulta indispensable contar con modelos
térmicos detallados y consistentes que permitan predecir de manera confiable el
comportamiento térmico real del sistema [7].

Aguilar et al. [66] simularon la GDV en un sistema de dos tuberias horizontales paralelas
utilizando el simulador RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4, sometiendo las tuberias a flujos de
calor uniforme y concentrado. Los autores concluyeron que el flujo de calor no tiene un
efecto significativo sobre la caida de presidn, aunque si puede influir en la transicion de los
PF. En estudios posteriores, Aguilar et al. [67] implementaron un modelo unidimensional de
transferencia de calor para CCP, considerando distintos HTF, tales como aceite sintético,
CO: subcritico y CO2. Las temperaturas de salida obtenidas mostraron desviaciones maximas
de 0.9%, 2.9% y 2.7%, respectivamente, al compararse con datos experimentales y resultados
reportados en la literatura.

You et al. [68] desarrollaron y resolvieron un modelo de flujo y transferencia de calor en el
absorbedor mediante el método de diferencias finitas (MDF), validandolo con resultados
experimentales correspondientes a procesos de calentamiento de agua liquida y aire seco.
Adicionalmente, los autores evaluaron el desempefio del modelo bajo condiciones de pérdida
de vacio, encontrando una buena concordancia entre los resultados numéricos y
experimentales.
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Marrakchi et al. [69] implementaron un modelo tridimensional de transferencia de calor del
receptor mediante COMSOL Multiphysics®, basado en el método de elementos finitos
(MEF), con el objetivo de determinar la distribucion de temperatura en el CCP. De forma
complementaria, Eck et al. [70] compararon modelos homogéneos y mecanisticos para el
flujo agua—vapor, destacando que modelos analiticos simples pueden ser herramientas Utiles
para la prediccion rapida de la distribucion de temperatura. Asimismo, evaluaron modelos
bidimensionales y tridimensionales para analizar las pérdidas de calor del HCE bajo distintas
condiciones de operacién, observando una buena concordancia con datos experimentales y
eficiencias térmicas mayores a las inicialmente esperadas.

Cheng et al. [71] presentaron un modelo computacional tridimensional detallado de un
sistema CCP completo, combinando MVF y MCRT para simular el proceso de conversién
fototérmica en un sistema experimental LS-2. Los resultados numéricos mostraron una buena
concordancia con datos experimentales, demostrando la viabilidad y confiabilidad del
enfoque adoptado. En la misma linea, He et al. [72] desarrollaron un método de simulacion
acoplado MCRT-MVF para resolver la transferencia de calor acoplada por radiacion,
conduccion y conveccion, validando el modelo con datos experimentales y obteniendo
errores relativos promedio inferiores al 2%.

Padilla et al. [73] realizaron un analisis unidimensional detallado de transferencia de calor
en CCP, discretizando el receptor y la cubierta de vidrio en multiples segmentos y aplicando
balances de masa y energia. EI modelo incorporé mejoras en correlaciones de transferencia
de calor y radiacién, mostrando una mejor concordancia con datos experimentales del SNL
en comparacion con otros modelos unidimensionales.

Més recientemente, Sanda et al.[74] implementaron un modelo térmico tridimensional del
HCE, acoplado a un modelo termohidraulico unidimensional formulado mediante ecuaciones
diferenciales parciales y resuelto por MVF. El modelo fue validado con datos experimentales
del SNL y del lazo DISS, obteniendo desviaciones medias inferiores al 2.4% y 7.0%,
respectivamente. Los autores destacaron como principales ventajas la formulacidn transitoria
de los modelos acoplados y la realizacién de un analisis de independencia de malla, que
permitieron reducir el costo computacional entre 38.5% y 65.4%.

Serrano et al. [75] propusieron un modelo éptico tridimensional capaz de analizar el efecto
de sombras y de la flexion del absorbedor sobre la distribucion de la radiacion concentrada.
Dado que no se considerd la dependencia térmica de las propiedades 6pticas, los modelos
Optico y térmico se resolvieron de manera independiente, empleando el resultado Optico
como condicién de frontera del problema térmico. Los resultados mostraron una buena
concordancia con mediciones experimentales, permitiendo ademas analizar distintas
condiciones de operacion en la seccion de vapor sobrecalentado de campos GDV y evaluar
la influencia de pardmetros geométricos y materiales absorbentes.

14



José Guillermo Farfan Caballero

Finalmente, Cundapi et al. [31] desarrollaron un modelo térmico bidimensional acoplado a
un modelo termohidraulico unidimensional para analizar la distribucion de temperatura en el
tubo absorbedor bajo condiciones de generacion directa de vapor. EI modelo considera
explicitamente la DNUFC en la direccion circunferencial y la presencia de flujo bifasico
agua—vapor, resolviendo la conduccién de calor mediante el método de diferencias finitas.
Este enfoque permitio evaluar las diferencias de temperatura azimutales en la zona de dryout
y su relacién con parametros operativos como la irradiancia solar y las propiedades térmicas
del material del tubo.

1.3.4. Modelado termoeléstico

La temperatura maxima de operacion de los tubos absorbedores en CCP estéa fuertemente
limitada por el gradiente térmico circunferencial inducido en la pared del tubo. Dicho
gradiente depende, entre otros factores, de la variacion del CTC en la superficie interna del
tubo, el cual se ve influenciado por los diferentes regimenes de flujo bifasico presentes
durante el proceso de GDV. Como consecuencia, en condiciones de flujo estratificado, el
gradiente de temperatura en la pared del absorbedor puede alcanzar valores elevados, lo que
da lugar a la aparicion de deflexion en el tubo absorbedor del captador solar [76].

En relacion con los efectos de los gradientes de temperatura sobre la deflexion del tubo
absorbedor, Valdez et al. [27] realizaron pruebas experimentales en la planta ITUNAM con
el objetivo de determinar la distribucidn de temperatura en la periferia del tubo absorbedor y
analizar la deflexion inducida por gradientes térmicos circunferenciales. Los resultados
mostraron que, bajo condiciones de flujo estratificado, pueden presentarse diferencias de
temperatura circunferencial del orden de 30 °C a 35 °C, los cuales son suficientes para inducir
deformaciones significativas en el tubo absorbedor. Los autores concluyeron que la deflexion
depende principalmente del caudal masico, de la temperatura del fluido y de la temperatura
de la pared del tubo. De manera complementaria, Khanna et al. [29] analizaron la deflexion
inducida por gradientes de temperatura en el tubo absorbedor bajo diferentes condiciones de
flujo masico, demostrando que un incremento en el flujo masico favorece una mayor
remocién de calor, reduciendo el diferencial de temperatura circunferencial. En particular,
reportaron diferencias de temperatura del orden de 9 °C a 23 °C, dependiendo de las
condiciones de operacion, lo que refleja el grado de no uniformidad térmica en la periferia
del tubo. En contraste, una disminucién del flujo masico incrementa dicho diferencial de
temperatura, generando mayores gradientes térmicos, lo que da lugar a momentos de flexion
mas elevados Yy, en consecuencia, deflexiones mas pronunciadas del tubo absorbedor.

En la misma linea, Wang et al. [77] implementaron un modelo tridimensional de
acoplamiento termomecanico para investigar los efectos de la temperatura sobre la
deformacién del HCE bajo condiciones de DNUFC. El estudio se realiz6 de forma numérica,
comenzando con la obtencion de las caracteristicas térmicas del HCE. El calculo del flujo de
calor solar se llevo a cabo mediante el software SolTrace, considerando una distribucion solar
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tipo pillbox y un angulo de 4.65 mrad. Para el anlisis de deformacion térmica, los extremos
de entrada del tubo se fijaron, mientras que los extremos de salida se permitieron expandirse
Unicamente en la direccion axial. La validacién del modelo se realiz6 comparando los
resultados con datos experimentales del Laboratorio Nacional de Sandia, obteniéndose un
error maximo inferior al 1.8% y un error relativo promedio del 0.8%. Los autores
concluyeron que los efectos térmicos generan deformaciones mas significativas en el tubo
absorbedor que en la cubierta de vidrio, manifestandose principalmente en la direccion axial.

Por otra parte, Laporte et al. [78] analizaron los esfuerzos térmicos y la deflexion de un tubo
receptor en una planta de torre central, proponiendo un método analitico que recomienda
considerar propiedades dependientes de la temperatura. En un contexto similar, Yaghoubi &
Akbarimoosavi [79], estudiaron teéricamente la deformacion y la expansion térmica de tubos
absorbedores de CCP para dos configuraciones de captadores. Posteriormente, [80],
desarrollaron un estudio numérico tridimensional empleando ANSYS, en el cual
determinaron la distribucion del flujo de calor, la distribucion de temperatura y la expansion
térmica que conduce a la deflexion del tubo absorbedor. Asimismo, analizaron el efecto de
la velocidad y la temperatura del fluido de trabajo sobre la deformacion, concluyendo que el
uso de materiales con alta conductividad térmica y el precalentamiento del fluido permiten
reducir la diferencia de temperatura circunferencial y, en consecuencia, mitigar la deflexion.

Ante esta problematica, algunos estudios se han enfocado en estrategias para minimizar el
riesgo de flexion térmica, Khanna et al. [81] modelaron un tubo absorbedor de doble capa,
soportado por pilares de una estructura movil disefiada para permitir la expansion térmica
durante el calentamiento. Mediante formulaciones analiticas validadas con datos
experimentales, demostraron una reduccion significativa de la flexion en absorbedores de
doble capa en comparacion con los de capa simple. De forma complementaria, Wang et al.
[82] evaluaron los esfuerzos radiales, circunferenciales y axiales en tubos absorbedores
fabricados con distintos materiales (acero inoxidable, carburo de silicio, aluminio y cobre)
bajo irradiacién solar concentrada. Los resultados indicaron que el carburo de silicio presenta
las temperaturas mas elevadas, mientras que el acero inoxidable exhibe las mayores tasas de
esfuerzo, y el cobre la menor tasa de falla, por lo que este Gltimo resulta favorable desde el
punto de vista de esfuerzos térmicos.

En el ambito numérico, Wu et al. [83] realizaron un analisis de la influencia de errores
operativos sobre la deformacion y los esfuerzos térmicos en el tubo absorbedor, bajo el
principio de acoplamiento &ptico-térmico. EIl estudio considerd operacién en estado
estacionario, asi como pérdidas de calor por conduccion y conveccién a través del espacio
anular. Para el calculo del flujo de calor solar se emple6 SolTrace, utilizando una distribucion
gaussiana del sol con un angulo de 2.6 mrad. Los resultados mostraron que la deflexion
maxima se presenta en la zona media del tubo absorbedor.
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Khanna et al. [84] derivaron expresiones analiticas para calcular la deflexion del tubo
absorbedor apoyado en multiples puntos, incorporando la distribucidn circunferencial y axial
del flujo solar, asi como la forma gaussiana del sol y errores 6pticos. Asimismo, obtuvieron
expresiones para los esfuerzos y deformaciones radiales, circunferenciales y axiales,
concluyendo que una mayor no uniformidad térmica circunferencial y un mayor incremento
requerido de temperatura del fluido conducen a deflexiones y esfuerzos mas elevados.

Desde el punto de vista fisico, la porcion del tubo absorbedor orientada hacia el reflector
recibe radiacion solar concentrada, mientras que la porcion opuesta recibe radiacion directa
incidente, lo que da lugar a una distribucion circunferencial no uniforme del flujo de calor.
Esta condicién induce una expansion térmica diferencial, generando regiones sometidas a
tension y compresion, que finalmente provocan la flexion del tubo absorbedor.

Khanna et al. [30] desarrollaron una configuracion experimental para generar distribuciones
no uniformes de temperatura circunferencial mediante calentamiento eléctrico y medir la
deflexion resultante. Los resultados experimentales mostraron que las predicciones analiticas
difieren de las mediciones en un rango de 0.26 mm a 0.50 mm (15.4% a 16.9%). Para una
diferencia maxima de temperatura circunferencial de 30 °C, la deflexion maxima fue de 3.2
mm, reduciéndose a 2.6 mm cuando la diferencia de temperatura disminuyo a 22 °C.

Por ultimo, Sanigy et al. [85] investigaron numéricamente los gradientes térmicos y las
deformaciones bajo condiciones cuasi estacionarias, considerando la variacion anual de la
radiacion solar. Los célculos se realizaron para cuatro dias representativos: equinoccio de
primavera, solsticio de verano, equinoccio de otofio y solsticio de invierno. La metodologia
incluy6 el calculo del flujo de calor solar mediante SolTrace, la determinacién de la
distribucién de temperatura en el tubo absorbedor y, finalmente, el calculo de esfuerzos
térmicos y deflexion empleando el criterio de Von Mises. La deflexidbn maxima se evaluo
para distintos caudales masicos y temperaturas de entrada del fluido, en condiciones
representativas de plantas termosolares CCP atipicas en Shiraz, Iran.

Finalmente, Li et al. [28,86] propusieron un modelo acoplado 2D-FVM / 3D para analizar
la flexion y la carga térmica en una planta de GDV-CCP, estudiando la curvatura del tubo
absorbedor bajo patrones de flujo estratificado y bifasico, confirmando que estos regimenes
juegan un papel determinante en la generacion de gradientes térmicos y deformaciones
estructurales.

1.3.5. Conclusiones del estado del arte

A partir de la revisién exhaustiva del estado del arte, se identific6 una amplia cantidad de
estudios sobre flujo bifasico agua-vapor en tuberias horizontales, los cuales han sido
desarrollados principalmente bajo el enfoque del modelado termohidraulico homogéneo,
empleando tanto codigos propios como herramientas comerciales. No obstante, se observa
gue son escasos los trabajos que abordan la GDV en CCP mediante un modelo a dos fluidos,

17



José Guillermo Farfan Caballero

particularmente aquellos que incorporan de forma rigurosa la concentracion solar y la
eficiencia térmica real del captador.

Los estudios que emplean el modelo a dos fluidos han sido implementados mayoritariamente
en simuladores nucleares, tales como RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 y ATHELET, pero
limitados a simplificaciones para representar los fendmenos o&pticos y térmicos
caracteristicos de los CCP. En este contexto, la Tabla 1.1 presenta un resumen comparativo
de las principales caracteristicas termohidraulicas modeladas en la literatura, asi como los
enfoques metodoldgicos empleados.

Del analisis comparativo presentado en la Tabla 1.1 se observa que el modelo homogéneo ha
sido el enfoque predominante en el estudio de la GDV en CCP. Por su parte, los estudios
basados en el modelo a dos fluidos son escasos y en su mayoria han sido desarrollados
mediante herramientas originalmente disefiadas para aplicaciones nucleares. Asimismo, se
identifica que la representacion de los patrones de flujo bifasico y sus transiciones no siempre
se integra con un célculo detallado de los coeficientes convectivos asociados a cada fase, lo
que limita la precision en la prediccion del comportamiento térmico del tubo absorbedor.

Tabla 1.1. Resumen de las principales caracteristicas termohidrdulicas de la GDV en herramientas de M&S.

Autores Aplicacion | Orientacién Tipo de Patron de flujo Método Modelo
del tubo Estudio de matematico
solucion
Taitel y Dukler (1976) CCP Horizontal Numérico- BBY, I (PL, SLG),
[87] experimental HSTL, HSTOy ANM
Zarza (2003) [88] CCP Horizontal Experimental BBY, I, HST, AN N/A N/A
Elsafi 2015 [57] CCpP Horizontal Numérico- SLG, I, AN, SLG- BG MH
experimental HST, HST
RELAP5-SCDAPSIM Reactores Horizontal y Numérico BBY, SLG, SLG- MDF 2F
Mod. 3.4 (2012) [89,90] nucleares vertical ANM, ANM, HST,
CCP MPR
TRACE (2014) [89] Reactores Horizontal y Numérico BBY, SLG-BBY,
nucleares vertical ANM
WCOBRA (2014) [89] Reactores Horizontal y Numérico BBY, SLG-BBY,
nucleares vertical ANM
ATHLET (2014) [89] Reactores Horizontal y Numérico SLG, HST (L, O), MDF 2F
nucleares vertical SLGD
CCP
CATHARE (2014) [89] Reactores Horizontal y Numérico BBY, ANM, HST
nucleares vertical
Lietal. (2017a) [28] CCP Horizontal Numérico HSTy VSC BG MH
Cundapi etal. CCP Horizontal Numérico DRY MDF 2F
(2025)[31]
Presente estudio CCP Horizontal Numérico BBY, PL, SLG, SLG- MDF 2F
ANM, ANM, HST,
MPR, DRY

BBY=burbuja, I=intermitente, PL=plug, SLG=slug, HST=estratificado, HSTL=estratificado liso,
HSTO=estratificado ondulado, ANM=anular niebla, AN=anular, MPR=Niebla-precritico, DRY=dryout,
VSC=vapor sobrecalentado, BG= balance global, 2F= Dos fluidos, MH=Modelo Termohidraulico,
MDF=Método de diferencias finitas

Como se puede apreciar en la Tabla 1.2, no se han identificado estudios que integren de forma
simultdneamente los modelos Opticos, térmico y termohidraulico dentro de un esquema
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continuo de deformacion termoelastica. Asimismo, se observa que la mayoria de los trabajos
no consideran la deformacién axial inducida por gradientes térmicos derivados de
distribuciones tridimensionales de temperatura generadas por la concentracion solar real.
Estas limitaciones evidencian la necesidad de un enfoque acoplado que permita representar
de manera mas rigurosa la interaccion entre los fendmenos fisicos involucrados.

Tabla 1.2 Resumen de las caracteristicas de los estudios termoeldsticos

Autores Sistema de Consideraciones Eje de Modelo | Modelo termo-
aplicacion Soportes | DNUFC deformacion térmico | hidraulico

Wau et al. (2020) [83] Tubos simples LCR Axial 3D

Yaghoubi & Akbarimoosavi | SEGS ‘/ Axial-radial 2D

(2014) [80]

Khanna et al. (2014) [84] Tubos simples / Normal Axial- 2D
circunferencial

Khanna et al. (2016) [30] Tubos simples / Escal6n Radial

Khanna et al. (2018) [91] Tubos simples / Escal6n Axial- 2D
circunferencial

Lietal. (2017b) [86] GDV Normal Axial-radial- 2D MH
circunferencial

Lietal. (2020) [92] GDV Normal Axial-radial- 2D MH
circunferencial

Farfan et al. (2026) GDV / LCR Axial 3D 2F

1.4. Obijetivos y alcances

Con base en la literatura revisada, se plante6 el objetivo general del proyecto, asi como los
objetivos especificos y alcance de este trabajo de tesis, los cuales se mencionan a
continuacion.

1.4.1. Objetivo general

Desarrollar un codigo numérico termohidraulico para el modelado de las deformaciones
térmicas en el tubo absorbedor de un captador cilindroparabdlico para generacion directa de
vapor.

1.4.2. Objetivos especificos

e Realizar estudios termohidraulicos en el tubo absorbedor en estado transitorio
involucrando los diferentes patrones de flujo y concentracion solar.

e Realizar estudios de deformacidn lineal y deflexién del tubo absorbedor y la deflexion en
diferentes estados cuasi-estacionarios.

e Realizar un estudio del efecto de diferentes parametros sobre la deformacién del tubo.
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1.4.3. Alcance y limitaciones del modelo

e Se aplicé el modelo a dos fluidos de forma unidimensional en estado transitorio,
considerando los patrones de flujo y sus transiciones desde liquido subenfriado hasta
vapor sobrecalentado.

e La fila de captadores cilindroparab6licos se model6 considerando el modo de un solo
paso.

e Las ecuaciones se discretizaron utilizando la técnica de diferencias finitas.

e Las propiedades termofisicas y mecanicas del tubo se consideraron constantes.

e ElI'modelo térmico en el tubo absorbedor se desarrollé en dos dimensiones (2D) en estado
transitorio.

e La deformacién del tubo se considerd de forma lineal y la deflexién fue analizada en
estado cuasi-estacionario.

e El codigo se verifico conforme a cada modelo desarrollado, acorde con la literatura
publicada y con datos experimentales del lazo DISS.

1.5. Metodologia general

La metodologia general empleada para el desarrollo de la presente tesis se muestra en la
Figura 1.9. Comprende cuatro etapas (cada columna representa una etapa) que describen el
proceso completo de modelado, resolucion y analisis del sistema. En la primera columna,
correspondiente al modelo fisico, se define el sistema a analizar. En esta etapa, se define el
caso de estudio, incluyendo la geometria del tubo absorbedor, las propiedades termofisicas
del material, las condiciones de operacion y los parametros relevantes del sistema DISS. La
identificacion y configuracion de estos parametros permite representar con precision las
caracteristicas fisicas del sistema, proporcionando la base necesaria para el desarrollo de
modelos matematicos.
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__________ 25 e D . SR
p Modelo fisi 1| I Formulacion de los modelos ! | | Desarrollo de codigo numéricoy || ! Andlisis paramétrico !
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T 1 matematicos e
1 P e e e e e e e e - - I 1
I Caso de estudio o Modelo dptico: Modelo E__J Trazado de Rayos Monte Carlo ! | | DNI \
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________________________________________ CTTTTTTTTTmmmommmoooy
i Modelo termohidraulico: E__J Diferencias finitas (cédigo ! | 1 Material del tubo absorbedor |
i Modelo a dos fluidos oo propio) ! X !
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____________________

Modelo térmico: Modelo de E_ | , Diferencias finitas (codigo |
transferencia de calor [ I T propio) !

____________________

Modelo termoelastico: teoria
clasica de viga

Figura 1.9. Metodologia usada para el desarrollo del presente trabajo

En la segunda columna, correspondiente a la formulacion de los modelos matematicos, se
establece la representacion fisica del sistema mediante ecuaciones, relaciones constitutivas y
parametros fundamentales que permiten la descripcion precisa de los fendmenos dpticos,
termohidraulicos, térmicos y termoelasticos involucrados. Para el modelo &ptico, se
incorporan conceptos como la razon de concentracion local (LCR) y el flujo de calor
absorbido por el tubo, lo que permite cuantificar la distribucién del flujo incidente. Para el
modelo termohidraulico, se incluye la descripcion del comportamiento del fluido bifasico,
incorporando la velocidad del flujo, los cambios de fase, la fraccion de vacio y la evolucion
de la temperatura del fluido a lo largo del tubo. EI modelo térmico presenta las ecuaciones
que permiten obtener la distribucion de temperatura en la pared del tubo, considerando la
transferencia de calor no uniforme asociada con el DNUFC. Finalmente, el modelo
termoelastico define las expresiones para calcular deformaciones, esfuerzos y deflexiones en
funcion de las diferencias de temperatura y las cargas mecéanicas, integrando asi la influencia
del peso del tubo y la curvatura inducida por el flujo de calor. Esta seccidn, en conjunto,
constituye el nucleo tedrico y matematico de la metodologia, determinando como cada
fendmeno se representa mediante ecuaciones consistentes.

En la tercera columna, dedicada al desarrollo del codigo numérico, se implementan las
soluciones matematicas previamente formuladas y se establece el acoplamiento que permite
la comunicacion entre los diferentes submodelos. Este blogue representa la transicion de la
teoria a la simulacién computacional y requiere definir la estrategia numérica mas adecuada
para cada modelo. EI modelo Optico se resuelve utilizando SolTrace, una herramienta que
permite obtener el flujo solar concentrado. Para los modelos termohidraulicos y térmicos, se
utiliza el método de diferencias finitas, que permite la solucién estable de las ecuaciones
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diferenciales asociadas con el comportamiento biféasico del fluido y la transferencia de calor
en diferentes condiciones de operacion. Por el contrario, el modelo termoelastico se resuelve
mediante una solucién analitica basada en la teoria clasica de vigas, que permite obtener
expresiones de forma cerrada para la curvatura y la deflexion inducidas por el momento
térmico y el peso distribuido del tubo. Esta solucidn analitica se evalla posteriormente en
una malla discreta del dominio axial para obtener resultados con una resolucion espacial
comparable a la de los modelos anteriores. Esta seccion también incluye procedimientos de
verificacion, que garantizan la correcta implementacion del codigo, y validacion, que
garantiza la consistencia de los resultados con los datos y modelos existentes en la literatura.
Este acoplamiento garantiza que la informacion fluya consistentemente del modelo 6ptico al
modelo termohidraulico, térmico vy, finalmente, al estructural, reproduciendo el
comportamiento real del sistema.

Finalmente, la cuarta columna, correspondiente al analisis paramétrico, permite evaluar la
sensibilidad del sistema a las variables operativas y de disefio que influyen directamente en
su comportamiento térmico y mecanico. En este trabajo, se seleccionaron parametros clave
como la DNI y el tipo de material del tubo absorbedor, ambos con impactos significativos en
la distribucion térmica y los esfuerzos inducidos.

1.6. Descripcion del contenido de la tesis

La presente tesis se estructura en siete capitulos. El Capitulo 1 presenta la introduccion
general, el planteamiento del problema, la revision del estado del arte en los ambitos Optico,
termohidraulico, téermico y termoelastico, asi como los objetivos, alcances y la metodologia
general del trabajo. ElI Capitulo 2 describe el modelo fisico y el caso de estudio
correspondiente al lazo DISS, incluyendo la geometria, las condiciones de operacion y los
parametros considerados. De igual manera presenta la formulacion matematica de los
modelos dptico, termohidraulico, térmico y termoelastico que integran el estudio. EI Capitulo
3 expone la solucibn numérica y la estrategia de discretizacion empleada para la
implementacion del codigo. El Capitulo 4 presenta la verificacion y validacion de los
modelos mediante la comparacidén con datos experimentales y resultados reportados en la
literatura. ElI Capitulo 5 muestra y analiza los resultados obtenidos, incluyendo el
comportamiento termohidraulico, la distribucion de temperatura, los esfuerzos, las
deformaciones y la deflexion del tubo absorbedor, asi como el analisis paramétrico.
Finalmente, el Capitulo 6 contiene las conclusiones generales y las recomendaciones para
trabajos futuros.
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Capitulo 2
Formulacion

del modelo
fisico -
matematico

En este capitulo se presenta la formulacion del modelo fisico—matematico desarrollado para
el analisis de la generacidn directa de vapor en CCP. Se describe la configuracion fisica del
sistema estudiado, basada en la instalacion experimental DISS de la Plataforma Solar de
Almeria, asi como sus principales caracteristicas geométricas, opticas y de operacion.

Asimismo, se introduce la formulacién matematica de los modelos numéricos empleados
para describir el comportamiento Optico, termohidraulico, térmico y termoelastico del tubo
absorbedor. Se presentan las ecuaciones gobernantes, condiciones de frontera y relaciones
constitutivas necesarias para el acoplamiento de los distintos fendmenos fisicos considerados
en este trabajo.
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2.1. Modelo fisico

En esta seccion se presenta el modelo fisico considerado en la tesis, el cual constituye la base
para el desarrollo y validacion de los modelos numéricos acoplados. Para ello, la seccion se
divide en dos partes principales: en primer lugar, se describe la seleccion del criterio de
operacion de la generacién directa de vapor, justificando la eleccién del modo de un solo
paso; posteriormente, se introduce el caso de estudio, basado en la instalacion experimental
DISS de la Plataforma Solar de Almeria, cuyas caracteristicas geométricas, opticas y
operativas permiten analizar de manera representativa el comportamiento térmico vy
termoelastico del tubo absorbedor.

2.1.1. Caso de estudio

El circuito de la instalacion DISS estd compuesto por once CCP tipo LS-3 modificados,
conectados en serie, con una longitud total de 500 m. De estos, nueve CCP se emplean para
el precalentamiento y la evaporacion del agua, mientras que los dos CCP restantes se utilizan
para el sobrecalentamiento del vapor. La Figura 2.1 muestra el disefio esquematico de la
instalacion experimental DISS operando en modo de un solo paso.

Captadores

Turbina

Bomba de agua

Figura 2.1 Modelo Fisico del lazo DISS.

Los CCP numerados del 1 al 8, asi como el nimero 11, tienen una longitud de 50 m, mientras
que los CCP 9y 10 presentan una longitud de 25 m, lo que permite una distribucion adecuada
de las etapas de calentamiento, evaporacién y sobrecalentamiento a lo largo del lazo
experimental.

Ademas de los parametros geométricos, el desempefio del lazo DISS depende de manera
significativa de las propiedades Opticas del captador, las cuales determinan la fraccion de
radiacion solar que es efectivamente concentrada y absorbida por el tubo absorbedor. Entre
estos parametros destacan la reflectancia del reflector, la absortividad del tubo absorbedor,
la absortividad de la cubierta de vidrio, la transmitancia, asi como la eficiencia éptica global
del captador, la cual integra los principales mecanismos de pérdida dptica asociados al
sistema Tabla 2.1.
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Tabla 2.1. Pardmetros geométricos, dpticos y de operacion para el laso de pruebas DISS de PSA.

Parédmetro Simbolo Valor
Longitud Ly 500 m
Apertura del colector w 5.76 m
Diametro exterior del tubo absorbedor Do 0.070m
Diametro interior del tubo absorbedor D, 0.050 m
Diametro interior de la cubierta de vidrio Dy, 0.108 m
Diametro exterior de la cubierta de vidrio Dy, 0.115m
Distancia focal fo 1.71m
Reflectancia Pref 0.93
Absortividad del tubo a, 0.94
Absortividad de la cubierta de vidrio Qge 0.02
Radiacion solar directa DNI 908 %
Eficiencia dptica pico Nopt,0° 63%
Factor de ensuciamiento F, 91%
Flujo masico m 0.621(:g
Presion de salida P 9.92 MPa

En cuanto al caso de estudio, el analisis térmico y termoelastico del tubo absorbedor se centra
en el CCP 9, el cual forma parte de la seccion de evaporacion y sobrecalentamiento del lazo
DISS. Esta seccion resulta particularmente critica debido a que el fluido de trabajo presenta
altas calidades de vapor, lo que conlleva a coeficientes de transferencia de calor menores en
comparacion con las regiones de ebullicidn, incrementando la susceptibilidad a gradientes
térmicos elevados en la pared del tubo absorbedor.

Las condiciones de entrada y salida del CCP 9, resumidas en la Tabla 2.2, corresponden a un
régimen de operacion representativo del modo de un solo paso, con presiones elevadas y
temperaturas cercanas al sobrecalentamiento. Bajo estas condiciones, pequefias variaciones
en la distribucion del flujo solar o en los patrones de flujo bifasico pueden dar lugar a
distribuciones de temperatura altamente no uniformes, aumentando el riesgo de
deformaciones termoelasticas y de pérdida de alineacion Optica. Por esta razon, el CCP 9
constituye un escenario adecuado y exigente para evaluar el acoplamiento entre los modelos
Optico, termohidraulico, térmico y termoelastico desarrollados en este trabajo.

Tabla 2.2. Condiciones de entrada y salida en el CCP 9 (caso de estudio)

Parametro Simbolo Valor
Longitud Ly 25m
Presién de entrada P, 10.10 MPa
Temperatura ambiente Tors 303.15K
Temperatura de entrada Tin 584.85 K
Temperatura de salida Tout 584.78 K
Calidad de vapor de entrada Xin 0.91
Calidad de vapor en la salida Xout 0.98
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2.2.  Modelo matematico Optico

La eficiencia optica de un CCP se define como la relacion entre la energia absorbida por el
HCE vy la energia solar incidente sobre la apertura del captador. Esta eficiencia puede
descomponerse en diversos factores, entre los que se encuentran la reflectancia del reflector,
la transmitancia de la cubierta de vidrio, la absortancia del tubo absorbedor, el factor de
interseccion, el factor de limpieza y el modificador del &ngulo de incidencia [23].

De estos pardmetros, cuatro estan directamente asociados a las pérdidas épticas del CCP: la
reflectancia del reflector, el factor de interseccién, la transmisividad de la cubierta de vidrio
y la absortancia de la superficie selectiva del tubo absorbedor, como se muestra en la Figura
2.2.

Reflectividad

Figura 2.2. Parametros involucrados en las pérdidas dpticas del CCP.

La reflectancia del reflector indica la fraccion de la radiacion solar directa normal que es
reflejada por los espejos del captador. Por su parte, la transmitancia de la cubierta de vidrio
representa la relacion entre la radiacion que atraviesa el espesor del tubo de vidrio y la
radiacion que incide sobre su superficie exterior. La absortancia del tubo absorbedor define
la cantidad de radiacion solar que es absorbida por el tubo metalico, mientras que el factor
de intercepcion expresa la proporcion de la radiacidn reflejada por los espejos que alcanza el
tubo absorbedor.

El modelo dptico se caracteriza considerando el flujo de calor que incide sobre la superficie
exterior del tubo absorbedor y sobre la cubierta de vidrio. Estos flujos se describen mediante
(1 y (2) considerando los parametros de pérdidas Opticas del CCP, los perfiles LCR y la
radiacion solar directa normal incidente.

Qua,od(e) — prefT,geaachrechgeKeLCRa (Q)DNICOS Ginc (1)

sra

Q"0 4(6) = PrefageVFcrefKeLCRge (6)DNIC0SOin, @

srad
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Donde los factores de ensuciamiento del reflector y de la cubierta de vidrio (F//, F2¢)
representan la reduccion en la reflectancia de los espejos y en la transmitancia del tubo de
vidrio cuando estos no se encuentran completamente limpios. El termino K, corresponde al
modificador del angulo de incidencia, mientras que LCR, representa la relacion de
concentracion local de la radiacion solar sobre el tubo absorbedor.

2.3. Modelo matematico Termohidraulico

Para el modelo termohidraulico se adopt6 el modelo de dos fluidos, dado que este considera
que ambas fases presentan propiedades diferentes y velocidades distintas. Este enfoque
constituye el modelo més completo y, por ende, el mds complejo, ya que implica la
formulacion de ecuaciones separadas de continuidad, cantidad de movimiento y energia
promediadas en el espacio y en el tiempo, en régimen transitorio para cada fase. El modelo
también incorpora las ecuaciones de conservacion en la interfaz, los esfuerzos interfaciales y
la transferencia de energia liquido-vapor en la interfaz. Adicionalmente, considera los
esfuerzos en la interfaz pared-fluido y la transferencia de calor fluido-pared.

La Figura 2.3 ilustra las variables involucradas en las ecuaciones gobernantes dentro del tubo
absorbedor bajo condiciones de flujo bifasico, tales como: el esfuerzo cortante interfacial
(7;), los esfuerzos cortantes entre la pared y el fluido (z,,, and t,,), el flujo de calor interfacial

(Q{"), los flujos de calor pared-fluido (Qwgy Y @i f), Y la transferencia de masa Iy, la cual
corresponde a la suma de la transferencia de masa interfacial I, y la transferencia de masa
en la pared I;,, ambas asociadas al cambio de fase.

Cubierta de vidrio Tubo absorbedor

SSSSSSSN \‘>\\\‘\‘,\,\,\‘\\,\\\\\\\‘;‘,\A\\‘;\\\X\\“;\EC\\Q,\\\\\‘,N\\\
\ Tgw* 0 Vacio |
= e 1

: Wgw+o

=0

S om#0 for=0
—
—Tw#0 ;i !Qlwfo L,#0
1

g < S X

N

Fase de vapor Fase liquida

Figura 2.3. Variables involucradas en el modelo a dos fluidos.

Esta formulacién se basa en una adaptacion del modelo desarrollado en el simulador
RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 [90], el cual, a su vez, se fundamenta en el marco tedrico
propuesto por Lahey y Drew [93]. Las ecuaciones de conservacion de masa, cantidad de
movimiento y energia para cada fase estan dadas por (3)-(5), respectivamente, donde k = g
corresponde a vapor y k = f a liquido.
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2.3.1. Ecuaciones de conservacion

El modelo a dos fluidos es el enfoque con mayor grado de aceptacion para la modelacion de
flujos biféasicos, debido a su capacidad para representar de manera independiente el
comportamiento dindmico y termodinamico de cada fase. En el presente trabajo se empled
un modelo a dos fluidos unidimensional, basado en la formulacién propuesta por Lahey y
Drew [94], lo cual constituye el fundamento tedrico de diversos codigos termohidraulicos
ampliamente validados.

A continuacion, se presenta la formulacion del modelo unidimensional adoptado para el
desarrollo de esta investigacién, considerando las mismas hipdtesis y lineamientos aplicados
por Cundapi [31,95].

Ecuacién de conservacion de masa

La ecuacion de conservacion de masa para cada fase k se expresa como:

0 10 3)
ot (axpr) + 197 (arprviA) =1

Se puede observar la relacion de la generacion de masa de la fase liquida es el negativo de la
generacion de la fase vapor, como se muestra en (4), mientras que la suma de las fracciones
de vacio de ambas fases es igual a 1 como se indica en (5).

=T @
ag+ar=1 (5)

Ecuacién de conservacion de cantidad de movimiento
4 vy N 1 4 v (6)
APk P Xk Pr 9z

t 2
opP
= _akAE + arprgzA — (aprA)FWy (vy) — I A(v; — vy)

- (=D* + (apprAFI (v, — vf) - (= 1D*

olv, —v
+ CymagarpmA [%] (=D

El exponente k* tiene el valor de 1 parak = g y2parak = f.

Otra consideracion realizada por RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 [90] es la fuerza de masa
virtual simplificada, resultante de despreciar los términos espaciales de la masa virtual y
considerar Unicamente los términos temporales. Asimismo, se adopta el modelo de dos
presiones, debido a que los modelos unidimensionales de presidn Unica existentes para el
flujo bifasico no conducen a un sistema de ecuaciones hiperbdlicas; en contraste, al emplear
el modelo de dos presiones se obtiene un sistema de ecuaciones hiperbdlicas [96].
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Ecuacion de conservacion de energia

9 10 %
3 (axprUy) + 192 (Cgcpk Uk;k:)
Ak X X
= _PW - Za(akvk‘q) + Qui + Qi — Lighi - (=D*

— Ly (=¥ + &,
2.3.2. Condiciones de frontera

Las condiciones de frontera, asi como las ecuaciones de cerradura, son empleadas para dar
solucion a las ecuaciones de conservacion, ya que describen como el flujo interacta con su
entorno, considerando las condiciones de entrada y salida de los tubos. Basado en el trabajo
realizado por Cundapi et al. [31,95], se tomaron las siguientes consideraciones para este
estudio: el flujo mésico a la entrada de la tuberia y la presién a la salida de la tuberia son
conocidos; y cuando el fluido se encuentra en una sola fase, la fase no existente del flujo
bifasico debe ser considerada con una velocidad igual a la fase existente.

2.3.3. Modelos constitutivos

Los modelos constitutivos permiten cerrar el sistema de ecuaciones derivado de las
ecuaciones de conservacion, de modo que sea posible obtener una solucion del flujo bifésico.
Estas relaciones de cierre compensan la informacion que se pierde durante el proceso de
promediado espacial y temporal, y por ello son indispensables para la solucion del sistema.
Sin embargo, también influyen directamente en la técnica de resolucion numérica, asi como
en la estabilidad y robustez del esquema de célculo [97].

En general, los modelos constitutivos incluyen: (i) criterios para identificar el régimen o
patrén de flujo, y (ii) correlaciones para cuantificar el intercambio de masa, cantidad de
movimiento y energia, mediante términos como la friccién pared-fluido, la friccion
interfacial, los coeficientes de transferencia de calor y transferencia de masa por cambio de
fase [90]. En lo que sigue, se describen las condiciones de cerradura empleadas en este trabajo
para resolver las ecuaciones de conservacion de ambas fases, diferencidndolas segun el PF
predominante.

2.3.4. Mapa de patrones de flujo

Los patrones de flujo representan las configuraciones geomeétricas observables bajo las cuales
las fases liquido y vapor pueden distribuirse dentro de una tuberia [98]. Un mapa de patrones
de flujo constituye una herramienta que permite determinar dicha estructura interfacial y, en
consecuencia, seleccionar los modelos de cerradura apropiados. Cabe destacar que estos
mapas son especificos del fluido de trabajo y de las condiciones de operacion, ya que cada
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patron posee mecanismos propios de transferencia y caracteristicas hidrodindmicas
particulares.

En este contexto, es necesario determinar los patrones de flujo tanto en los volimenes de
control como en las uniones. En los volimenes de control, el patron de flujo condiciona
principalmente las relaciones de cerradura asociadas a las ecuaciones de conservacion de
masa y energia; mientras que, en las uniones, el patron de flujo condiciona las relaciones
empleadas en las ecuaciones de conservacion de cantidad de movimiento, tanto en su
formulacion de suma como de resta, debido a su relacion directa con los términos de friccion
en pared e interfase [90].

Para este analisis se emplea, como referencia principal, el mapa de RELAP5-SCDAPSIM
Mod. 3.4 para flujo horizontal, en la forma considerada por Cundapi et al. [31] y Cundapi
[95], asi como el mapa de patrones de flujo propuesto por Elsafi (2015) [57].

Criterio para flujo estratificado

En este trabajo se adopta la consideracion de Cundapi et al. [31], quien asume que el patron
dryout puede representar una geometria equivalente a la del flujo estratificado. Bajo esta
suposicion, para garantizar la estratificacion en flujo horizontal se utiliza el criterio
implementado en RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 [90], expresado como:

|vg - vll < Vcrit (8)

donde la velocidad critica se calcula mediante:

(o1 — pg)gagA kg ®)

1
Vepir = 3 (1 —=cos9) psDsent para G,, < 3000 —y

Si se satisfacen las condiciones de (8) y (9), el campo de flujo transita al régimen estratificado
horizontal. En caso contrario, el régimen se clasifica dentro de burbuja, slug, niebla o niebla
pre-CHF, de acuerdo con el mapa de transicion [90].

2.3.5. Ecuaciones constitutivas mecéanicas

Para el cierre mecanico del modelo se consideran dos componentes principales: (i) la friccion
en la pared, asociada a la interaccion pared-fluido para cada fase, y (ii) la friccion interfacial,
asociada al arrastre entre fases.

Friccion en la pared

Una forma comin de estimar los esfuerzos cortantes en la pared para cada fase es mediante
el enfoque monofasico del factor de friccion [36,99,100].
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1 (10)
Tew = Efwkpkvl%

El factor de friccién pared-fluido se calcula mediante la correlacidn de Blasius:
fk = CkRe,;nk (11)

Donde C; y n; dependen del régimen laminar o turbulento. Mientras que el nimero de
Reynolds se define como:

_ kaka (12)
M

Rek =
Friccion en la pared de cada fase

Los coeficientes de friccion en pared para cada fase se calculan mediante (13) y (14)
[101,102], para liquido y vapor, respetivamente.

" 2 ’ » X (13)
Fw, =5p Aip(aqv)? +C Agpg(“g”g) Ap(avy)
2 Ay X
+ Agpg(ag, ] < ) (_)
g g( g g) Agpgvﬁagw +Alplvlzalw a;
Para la fase de vapor
(14)

1], p 2.
FWg = 2D [All)z(azvz)z + C\/Agpg (“gvg) A1pi(ayvy)?
2 Agvg Ogw
+ Agpq (g, ] <
g g( g g) lgpgvﬁa’gw +11Pﬂ7120‘lw agy

Donde 4, es el coeficiente de friccion determinado por el nimero de Reynolds, Rey, de la
fase. Y A’y es el factor de friccion determinado a partir Re’;

_ PrViDy (15)
Rek =
Ug D
ay PV
Re', = kPkVk
A pw Uk

Coeficiente de masa virtual

El término de masa virtual es considerado para flujos dispersos y es tomado en cuenta como
una fuerza de inercia adicional que las burbujas necesitan para desplazarse sobre el liquido
[90].

El término de masa virtual es considerado por codigos como RELAP5-SCDAPSIM Mod.
3.4, ATHLET y CATHARE, pero es despreciado por codigos como TRACE, WCOBRA y
TRAC-M debido a que en los problemas de reactores no genera peligro de seguridad [89],
en la Tabla 2. 3 se muestran las ecuaciones para el coeficiente de masa virtual.
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Tabla 2. 3. Ecuaciones para el coeficiente de masa virtual.

Ecuacion Condicion Referencias
_1(1+2q) 0<a, <2 [=0l
VM 2 (1 _ ag) 2
1(3-2« 1
CVM — Ea—g E < Qg <1

9

2.3.6. Relaciones constitutivas de estado

Las relaciones constitutivas especifican el estado termodinamico de las fases como una
funcién de esas variables de estado las determinan. Para las propiedades de casa fase se
utilizan las tablas de agua/vapor obtenidas por el software EES. Las propiedades necesarias
para resolver el modelo matematico en ambas fases son: temperatura T,, entalpia hy,
densidad p,, volumen especifico v,, coeficiente de expansion volumétrica gB,, calor
especifico a presion constante C,,, calor especifico a volumen constante C,,, factor de
compresibilidad isotérmica k,, viscosidad dinamica u, y conductividad térmica A, [90].

Las relaciones constitutivas utilizadas para la linealizacion de la densidad y la temperatura
se muestran a continuacion para la fase k:

(apk) _ —ViBr
6Uk P (Cpk - VkﬁkP)V,% (16)
<6Tk) _ 1 17)
aUk p Cpk - Vkﬁkp
(%) _ CorViKi — Tkvﬁﬁi (18)
ap Uk (Cpk - vkﬁkP)v,E
(%) _ —(Pvirey — TivieBr) (19)
opP Uy Cpk - Vkﬁkp

El factor de compresibilidad isotérmica se obtiene mediante la relacion de Mayer para
cualquier sustancia [95]:

vT 3?2 (20)
Ky =—"""7"
i Cpk - Cvk
La derivada parcial de la temperatura de saturacion respecto a la presion es:
ars  TS(vi—vf) (21
P~ RS —hf
donde (Z%) = 0, debido a que la temperatura de saturacién solo depende de la presién.

K/ p
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2.3.7. Ecuaciones constitutivas de transferencia de masa

En este modelo no se consideran fuentes ni sumideros externos de masa. En consecuencia, la
masa transferida entre fases se atribuye Unicamente al fenémeno de cambio de fase. Bajo esta
consideracion, el termino total de transferencia de masa interfacial [103] se define mediante

(22).
_ _ [Hig(TS B Tg,) + Hil(TS - Tl)] s (22)

g h; —h; w
La expresion muestra que la tasa de transferencia de masa esta gobernada por el intercambio
de calor entre la interfaz y cada una de las fases, escalado por la diferencia de entalpias entre
el valor y el liquido en condiciones interfaciales. Adicionalmente, se incorpora el térmico T,

el cual representa la contribucion asociada a la transferencia de masa inducida en la pared.

Para los fendmenos de pared, la transferencia de masa se puede evaluar mediante (23) y (24),
correspondientes a evaporacion y condensacion, respectivamente [104]. En ambas
expresiones, el uso del operador max impone un limite inferior a la diferencia de entalpias,
con el fin de evitar inestabilidades numéricas cuando dicho termino toma valores muy
pequenos.

3 q'Aw (23)
Ly = ;
4 [max (hg — h{,10% @)]
A 24
Ly = T Zw Mul @9

%4 [max (h; —h;,10% k]_g)]

2.4. Modelo matematico Térmico

El modelado térmico del tubo absorbedor constituye uno de los elementos centrales para la
correcta descripcion del comportamiento termo-energetico de un colector cilindroparabdlico.
En este componente se concentra la energia solar captada por el reflector y, al mismo tiempo,
se manifiestan maltiples mecanismos de transferencia de calor que determinan la fraccion de
energia util transferida al fluido de trabajo y las pérdidas térmicas hacia el entorno. Por lo
tanto, una formulacién térmica detallada resulta indispensable para predecir de manera
confiable la distribucion de temperatura en la pared del absorbedor, asi como para servir de
base al analisis termohidraulico y termoelastico desarrollado en los capitulos posteriores.

En la Figura 2.4 se presenta un esquema general de los mecanismos de transferencia de calor
que tienen lugar en un tubo absorbedor con cubierta de vidrio (HCE), donde se ilustran las
interacciones energéticas entre la radiacion solar incidente, el absorbedor, la cubierta de
vidrio, el fluido de trabajo y el ambiente.
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ge
rad
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Anular Cubierta de vidrio

Tubo absorbedor

ao—supp rad
cond

Figura 2.4. Balance de energia del HCE.

En el balance energético, Q"¢ **“* representa las pérdidas térmicas por conduccion a través

de los soportes mecanicos del tubo absorbedor, las cuales, aunque localizadas, pueden
contribuir de forma no despreciable a las pérdidas totales del sistema. El término
Q"% .qcorresponde a la conduccion de calor a través del espesos del tubo absorbedor,

con
mientras que Q"'Y; ., representa la conduccion interna de calor a través de la cubierta de

vidrio hasta su superficie externa.

El flujo de irradiacion solar concentrada que alcanza la superficie externa del tubo absorbedor
se denota como Q"'%° . mientras que Q"'?¢  corresponde al flujo por radiacion que atraviesa

srad? rad
la cubierta de vidrio. Adicionalmente, Q"'%° . representa la fraccion de irradiacion solar que

srad
incide directamente sobre la cubierta de vidrio antes de alcanzar el absorbedor.

Por otra parte, el sistema también experimenta pérdidas convectivas hacia el ambiente. Estas

incluyen el flujo convectivo desde la superficie externa de la cubierta de vidrio hacia el
ambiente, Q"'2:°~ €™ asi como la conveccion en el espacio anular entre el absorbedor y la

cubierta de vidrio, Q"¢ ?". De manera similar, se presentan las pérdidas por radiacion tanto
na,0—gi

en el espacio anular, Q" ;

Qng,o—sur [74].

rad

, como entre la superficie externa del vidrio y el entorno,

Una vez considerados estos mecanismos de peérdida, la energia térmica remanente se

transfiere al fluido por conveccion desde la superficie interna del tubo absorbedor, proceso
que se representa mediante el término Q”?;,‘,;f . Este flujo de calor es el responsable directo
del incremento de la energia interna del fluido y, por tanto, del desempefio térmico del

colector.

Con el objetivo de simplificar el analisis sin perder representatividad fisica, en este trabajo

11a,0—g,i

se adopta el enfoque propuesto por Cundapi et al. [31], en el cual los mecanismos Q"' ; ©",

34



José Guillermo Farfan Caballero

naO-gl QUA0=SOPOT gnge  andomsur ang o/9.0-amb e agrupan en un solo término,

conv cond cond’ rad conv
n

denominado Qj,. Este término engloba las pérdidas térmicas totales del tubo absorbedor y
permite expresar el balance energético de forma compacta, tal como se muestra en la Figura
2.5.

g, 0=0°

"
Qsolar =
~
<
~
\\ @

Qloss

Figura 2.5. Balance de energia simplificado del HCE.

Bajo esta formulacion, el flujo de calor convectivo transferido desde la pared interna del tubo
hacia el fluido se determina mediante (25):

”?é)ir:J = h(Ta; — Tf) (25)

Donde T es la temperatura del fluido, T, ; es la temperatura de la superficie interna del tubo
absorbedor y h es el coeficiente de transferencia de calor por conveccion.

Para condiciones de flujo monofasico, el coeficiente de transferencia de calor se calcula
utilizando la correlacién de Dittus-Boelter, ampliamente validada para flujos turbulentos en
conductos. No obstante, cuando el fluido opera en condiciones biféasicas, el mecanismo de
transferencia de calor deja de estar dominado por la conveccidn forzada y pasa a depender
del régimen de ebullicion predominante. En este contexto, el presente trabajo adopta el
modelo propuesto por Cundapi et al. [31], basado en la formulacién del codigo RELAP5-
SCDAPSIM Mod. 3.4 [90], en el cual la transferencia de calor se gobierna por el modo de
ebullicion local, en lugar de emplear una unica correlacion global.

En consecuencia, el coeficiente de transferencia de calor se determina como una funcion del
patrén de flujo local y del modo de transferencia de calor correspondiente. Cabe sefialar que,
si bien RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4 calcula un CTC para cada fase, su formulacién
termohidraulica unidimensional emplea un coeficiente promedio. En contraste, en este
trabajo se establece una relacion explicita entre la geometria local del patron de flujo y la
fase en contacto con la pared interna del tubo absorbedor, lo que da lugar a un coeficiente de
transferencia de calor que varia acimutalmente en funcién de la posicion angular 8 [95].
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Los criterios para la seleccion del modo de transferencia de calor, asi como las correlaciones
empleadas para cada régimen, se resumen en la Tabla 2.4, donde se consideran desde
conveccidn forzada en liquido monofésico hasta ebullicion de pelicula y conveccion forzada
en vapor sobrecalentado.

Tabla 2.4. criterios de seleccion de modos de transferencia de calor.

Correlacion empleada

Modo  Régimen fisico Criterio de seleccién ~
(afio)

Conveccion forzada _
iqui o @, <0001  Dittus-Boelter (1
0 (Liquido monofasico) g ittus-Boelter (1985)

Fase liquido monofasico

2 o subenfriado en la ay < 0.1 Dittus-Boelter (1985)
pared
4 Ebullicion nucleada 4y < 0.99 Chen (1966)
qns < CHF
. . qng > CHF Chen-Sundaram-
6 Ebullicion de transicion > ql Ozkaynak (1977)
Ebullicion de pelicula qrs > qrg
8 satura a = 0.999 Bromley (1948)
Conveccion forzada .
; (vapor sobrecalentado) a > 0.999 Dittus-Boelter (1985)

Para describir la distribucion de temperatura en la pared del tubo absorbedor, se resuelve la
ecuacion de conduccién de calor bidimensional y transitoria en coordenadas cilindricas, la
cual permite capturar simultdneamente la variacion radial y azimutal de la temperatura:

16( 6T)+16(k aT)_ CaT (26)
ror\"* ar) T129g\"*39) T Pe"r ¢

enr,; <r<T,y 0<0<2mparat>0
Donde 6 es la coordenada tangencial, r es la coordenada radial, t es el tiempo, k,es la
conductividad térmica del material del tubo absorbedor, p, es su densidad y C,, es el calor

especifico a presion constante.

Las condiciones de frontera asociadas a esta ecuacion consideran la transferencia de calor
por conveccion entre la pared interna del tubo y el fluido, la imposicion de un flujo de calor
neto en la superficie externa del absorbedor, asi como condiciones de periodicidad en la
direccion azimutal, las cuales se describen mediante (27)-(30).

oT
—ka§+hT=hTf conr =71,; y 0<0 <2mparat>0 (27)
aT
ka§=Q’T’ conr =1,, y0 <60 <2mparat >0 (28)
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aT aT

kaag 0= “3rlges cond =0yr,; <r<mr,parat>0 (29)
= =27
aT oT
kaae 0= aEg , conf =2myry; <r <rng,parat>0 (30)
= =T[

La condicidn inicial establece una distribucion de temperatura uniforme en todo el espesor
del tubo al inicio de la simulacién.

TO,r)=Ty enry; <r<ty,y 0<6<2mparat=0 (31)

Donde r,; es el radio interior y r,, , es el radio exterior del tubo absorbedor. Las expresiones
(27)-(31) indican que existe transferencia de calor por conveccion desde la pared inferior del
tubo hacia el fluido, asi como variacion de temperatura en direccion longitudinal y que un
flujo neto de calor impacta la pared exterior del tubo.

n

Los términos Q7, Q Y Qoss Se determinan mediante (32)-(34), respectivamente.

solar
Qr(6) = Qsotar (6) = Qos5(6) (32)
Qsotar (8) = LCR(OIDNI co5 Binc K (Binc Mopt,o-Fe (33)
Quoss
(34)

={1.433242AT — 5.66 X 1073AT? + 4.6 x 107°AT3, 473.15K < T, <573.15K
2.895474AT — 16.4 X 1073AT? + 6.5 X 107°AT3, T, >573.15K

Para (34), AT se considera como la diferencia entre la temperatura media de la pared del tubo
absorbedor y la temperatura ambiente. La expresion (34) es una simplificacion de la ecuacion
experimental del sistema DISS [88].

K (6;,,. ) se calcula como se muestra en (35)

K(Bine) =1—2.23073x107%* 0, — 1.1x107* - 62, + 3.18596x107° - 63 . (35)
— 4.85509x107* - 6} .

Con respecto a (35) se considera que solamente es validada para angulos de incidencia de
0° < 0, < 80°,

2.5.  Modelo matematico Termoelastico
La DNUFC sobre el tubo absorbedor induce diferencias significativas de temperatura en la
direccion circunferencial del mismo. Estas diferencias térmicas generan gradientes de

dilatacién que, a su vez, provocan esfuerzos térmicos y deformaciones mecanicas en
secciones criticas del absorbedor. Dichos efectos se intensifican en condiciones de alta
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concentracion solar y operacion bifasica, donde la no uniformidad térmica es mas
pronunciada.

Adicionalmente, la gravedad contribuye de manera directa a la deformacion del tubo,
actuando principalmente en la direccion vertical (y), como se ilustra en la Figura 2.6. La
combinacion de cargas térmicas y mecanicas convierte el andlisis termoelastico en un
elemento clave para evaluar la integridad estructural y la confiabilidad operativa del HCE.

g, 0=0°

\‘ﬁl

VLZ

Gravedad

Figura 2.6. Representacion del sistema de coordenadas para el modelo termoeldstico

En el presente trabajo se asume que el tubo absorbedor puede expandirse y rotar libremente
alrededor del eje longitudinal (z), mientras que se encuentra restringido en las direcciones
transversal (x) y vertical (y), lo cual representa adecuadamente las condiciones reales de
operacion.

2.5.1. Expansion térmica axial

Bajo estas consideraciones, la expansion axial libre del tubo absorbedor a lo largo del eje
(2) se calcula mediante (36):

AL = aLLO(Tmax - Tref) (36)

donde «a; es el coeficiente de expansion térmica lineal del material, L, es la longitud original
no deformada del tubo, T,,,, €S la temperatura maxima alcanzada en la pared externa del
absorbedor y T, es la temperatura de referencia, tomada como la temperatura ambiente.

Esta expansion axial no genera esfuerzos adicionales debido a la condicion de libertad
impuesta en la direccion longitudinal; sin embargo, resulta fundamental para el calculo de
deformaciones y curvaturas inducidas por gradientes térmicos.

2.5.2. Deformaciones termoeléasticas

Para evaluar las deformaciones experimentadas por el tubo absorbedor en las direcciones
radial, circunferencial y axial, se emplean las relaciones constitutivas de la elasticidad lineal
con acoplamiento térmico, dadas por (37)-(39):

1 o, — u(oy + 0,)] + a, AT (37)

gr:Er
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1

€ =% [og —u(o, + 0,)] + a, AT (38)
1

&= lo, — u(o, + gg)] + a, AT (39)

Donde E’ es el modulo de elasticidad, p es el coeficiente de Poisson y AT es la diferencia de
temperatura entre las paredes exterior e interior del tubo absorbedor. Los componentes de
esfuerzos total a,, o9 y o, corresponden a las direcciones radial, circunferencial y axial,
respectivamente y se dividen seguin su origen: debidos a la presion (arp, 06, 0z,) ¥ debidos
a la temperatura (o,.., gg,., 0,,.). L0s esfuerzos debidos a la presion se presentan en (40)-(42)
donde P es la presion de operacion.

Pr?, r2
0, =5——|1-| 2% (40)
P Tao ~Tai r
Pr?, 2
-t &)
Tao —Tai r

Pr2.
& (42)

g, =—F 5
2 _ .2
P Ta0 ra,i

Los esfuerzos debidos a la diferencia de temperatura se calculan utilizando (43)-(45)

. = a,E'AT [_ a0 _ 2 <1 _@) n <7"a_o)]
T 2 42 2 . 43
' 21 —win (%) T Yo T Tay r Ta,i (43)

a E’AT T, 7"2. T'Z T
Ogp = £ T [1—lnﬂ—%<1+a—’;)ln<ﬂ)] (44)
20—-win (ﬁ) T Tao —Tgi r Tai
o = a,E'AT [1 oy T _ r2; , (ra—o)]
e 2 2 . 45
! 2(1 - ,Lt) In (%) r Tao ~ Tai Tai ( )

Donde r es la posicidn radial dentro de la pared del tubo absorbedor. El esfuerzo total en cada
direccion es la suma de los esfuerzos debidas a la presion de operacion y la temperatura.

El material no presenta un limite elastico bien definido en el ensayo de traccién; por lo tanto,
el inicio de la deformacion plastica no puede identificarse mediante un limite elastico
convencional. Por esta razon, las normas internacionales de materiales caracterizan el inicio
de la plasticidad utilizando el limite elastico del 0.2%, conocido como el limite elastico del
0.2%, Rpo.2, que corresponde a la tension necesaria para producir una deformacion plastica
permanente del 0.2% en un ensayo uniaxial. En este trabajo, el limite admisible utilizado para
evaluar los esfuerzos inducidos en el tubo absorbedor se define como el vapor Ry, , en
funcion de la temperatura de funcionamiento de acuerdo con las normas de materiales para
aceros inoxidables de alta temperatura.
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Oum < Rpo2(T) (46)

Este criterio permite evaluar la proximidad al inicio de la plasticidad bajo estados de
esfuerzos multiaxiales generados por la combinacién de presion interna y diferencia de
temperatura.

Otro fendmeno que surge debido a las diferencias de temperatura y al peso de la tuberia es la
deflexién, que se calcula mediante (47).

Srotar = 6aw +6r (47)
Donde el término &,  es la deflexion causada por el peso de la tuberia y se calcula utilizando
(48):

AT

= 48
Gw  384E'l (48)

Donde, W, es el peso de la tuberia, I es el momento de inercia de la seccion transversal, como
se indica en (49):

s
1= (o —1d) (49)

El término 6, de (47) representa la deflexion causada por las diferencias de temperatura
circunferenciales. En nuestro caso practico, la deflexion térmica se divide en la que depende
de la temperatura radial (67,) y la que depende de la temperatura longitudinal (8r,),

calculadas mediante (50) y (51):

Ly|1+ Tiow — T,
Or, =1¢ [1 - COS{ 0[ @ (Tiow ref)]}] (50)
r 2r
My
6TZ = ZE’I (ZZ - LOZ) (51)

donde r, es el radio de curvatura generado por la deflexion del tubo, T;,,, es la temperatura
en la parte inferior del tubo absorbedor, T,,,,, es la temperatura en la parte superior del tubo

absorbedor y M, es el momento flector calculado como se indica en (52):
My = E'a ATT3, (52)
El radio de curvatura se calcula como se muestra a continuacion.
DO

1+ @y (Tupp = Tenw) . (53)
1+ ar (Tlow - Tenv)

e

La deflexion del tubo absorbedor esta fuertemente influenciada por las condiciones de apoyo
y la distancia entre apoyos consecutivos. En configuraciones reales de HCE, el tubo se apoya
en multiples puntos, lo que consecuentemente determina la magnitud de la deflexion
[84,105]. En este trabajo, se define una configuracion sin apoyos intermedios, modelando el
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tubo como una viga simplemente apoyada a lo largo de 25 m, para evaluar una condicion
critica de deflexion.

Dado que la introduccion de apoyos adicionales resulta en una deflexién significativamente
menor, como se reporta en la literatura [29,30,78]. El esquema adoptado proporciona una
estimacion conservadora y un limite superior para la deflexion y el riesgo potencial de
contacto entre el tubo y el vidrio en condiciones térmicas severas.
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Capitulo 3
Solucion
numerica

En este capitulo se describe la implementacion del modelo 6ptico empleado para determinar
la DNUFC sobre el tubo absorbedor. Se presenta la metodologia basada en MCRT vy la
representacion tridimensional del Captador cilindroparabdlico, asi como el procedimiento
seguido para obtener las condiciones de frontera utilizadas en los modelos acoplados.
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3.1.  Modelo o6ptico

El modelo oOptico considerado en esta tesis tiene como objetivo determinar la distribucion
circunferencial no uniforme del flujo de calor solar absorbido por el tubo absorbedor de un
CCP, informacién que posteriormente se utiliza como condicion de frontera en los modelos
termohidraulico, térmico y termoelastico. La metodologia adoptada se basa en el método de
MCRT vy en la representacion tridimensional detallada del CCP tipo LS-3, siguiendo los
lineamientos propuestos por Sanda et al. [106] y Cundapi et al. [31].

La Figura 3.1 muestra de manera esquematica el procedimiento seguido para la
implementacion y solucion del modelo 6ptico. Dicho procedimiento se estructura en una serie
de etapas secuenciales que garantizan una representacion realista de los fenbmenos dpticos
involucrados y la conservacion de la energia solar incidente.

Reflectividad | Definicién de geometria |
Transmisividad v
indice de refraccion N Parametros y
Error de pendiente | propiedades opticas
Error de especularidad
Superficie de apertura v
Opcién de trazado < NUmero de rayos
Obtencién del perfil
LCRge, LCR,
v
Resultados

Q"5 aa(6)

Figura 3.1. Metodologia de solucion del modelo dptico.

En la primera etapa, se define la geometria del sistema, la cual incluye el reflector parabdlico,
el tubo absorbedor y la cubierta de vidrio. Esta definicion geométrica tridimensional es
fundamental, ya que permite reproducir con precisién la posicion relativa de cada
componente y su influencia en la concentracion de la radiacién solar. Posteriormente, se
establecen los parametros opticos del sistema, tales como la reflectividad del reflector, la
transmisividad de la cubierta de vidrio, el indice de refraccion, asi como los errores dpticos
asociados al proceso real de operaciones, incluyendo el error de pendiente, el error de
especularidad y las imperfecciones geométricas del sistema. Estos parametros determinan las
pérdidas opticas y condicionan la forma final de la distribucion del flujo solar concentrado.

43



José Guillermo Farfan Caballero

Una vez definida la geometria y las propiedades épticas, se seleccionan las opciones de
trazado del modelo MCRT, entre las que destacan el niamero total de rayos simulados y los
criterios estadisticos empleados para garantizar la convergencia de los resultados. EI nimero
de rayos se elige de tal manera que se reduzca la dispersién estadistica inherente al método
de Monte Carlo, asegurando una descripcién suficientemente detallada del campo de
radiacion sin incurrir en un costo computacional excesivo.

A partir del trazado de rayos, se obtiene el perfil del coeficiente de concentracion local,
expresado mediante el LCR, tanto en la superficie exterior del tubo absorbedor como de
manera complementaria en la cubierta de vidrio. EI LCR representa la razon entre la
irradiancia solar local concentrada sobre una region especifica del tubo y la irradiancia
normal directa incidente y constituye una magnitud clave para caracterizar la no uniformidad
del flujo solar alrededor de la circunferencia del absorbedor.

Con el fin de integrar esta informacion al resto de los modelos desarrollados en la tesis los
valores discretos del LCR obtenidos del modelo dptico, se interpolan y discretizan en nodos
azimutales alrededor del perimetro del tubo absorbedor. Este proceso permite transformar los
resultados dpticos en un formato compatible con el modelo térmico, garantizando ademas la
conservacion de la energia de modo que la integral del flujo solar absorbido sobre la
circunferencia del tubo sea consistente con la potencia solar interceptada por el captador.

Finalmente, el modelo Optico proporciona como resultados principales la distribucion
circunferencial del flujo de calor solar absorbido, Q"'¢% ;(8), asi como los perfiles del LCR,
los cuales constituyen las condiciones de frontera necesarias para evaluar la transferencia de
calor hacia el fluido de trabajo y analizar los gradientes térmicos inducidos en la pared del
tubo absorbedor. Estos gradientes, a su vez son responsables de la aparicion de esfuerzos
térmicos, deformaciones y deflexién del tubo, por lo que el modelo Optico representa el

primer eslabdn del esquema de acoplamiento en cascada desarrollado en esta tesis.

3.2. Modelo termohidraulico

El modelo termohidraulico desarrollado en esta tesis tiene como objetivo describir de manera
detallada el comportamiento del fluido de trabajo a lo largo del tubo absorbedor durante el
proceso de GDV en el lazo experimental DISS, considerando la transicién desde liquido
subenfriado hasta vapor sobrecalentado, asi como la aparicién y evolucion de los distintos
patrones de flujo bifasico. Este modelo constituye un elemento fundamental dentro del
esquema de acoplamiento en cascada propuesto, ya que proporciona las variables
termodinamicas y de transporte necesarias para el analisis térmico y termoelastico del tubo
absorbedor.

La formulacidon del modelo se basa en un enfoque bifasico, en el cual las fases liquida y vapor
se tratan de manera independiente mediante ecuaciones de conservacion de masa, cantidad
de movimiento y energia. Este enfoque permite representar de forma mas realista el
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comportamiento del flujo, ya que considera diferencias en las propiedades termofisicas,
velocidades y temperaturas de cada fase, asi como los mecanismos de intercambio interfacial
de masa, momento y energia. Adicionalmente, el modelo incorpora explicitamente el efecto
de la gravedad, el cual resulta relevante para la correcta identificacion de los patrones de flujo
y la distribucién de fases dentro del tubo absorbedor.

Las ecuaciones gobernantes empleadas en este trabajo se derivan de la formulacion clasica
propuesta por Ransom [33] y documentada en el manual del cédigo RELAP5-SCDAPSIM
Mod. 3.4 [90]. Dichas ecuaciones fueron posteriormente adaptadas por Cundapi et al. [31]
para el analisis de la GDV en tubos absorbedores de CCP, particularmente en la region de
flujo anular y dryout. En el presente estudio, esta formulacién se amplia para considerar un
mayor numero de transiciones entre patrones de flujo, manteniendo la consistencia con los
criterios y correlaciones establecidas en RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4.

Para la resolucion numérica de las ecuaciones gobernantes, se emplea el método de
Diferencias finitas bajo un esquema semi-implicito, siguiendo la metodologia propuesta por
Cundapi et al. [31]. Con el fin de garantizar estabilidad numérica y una adecuada
representacion de las variables fisicas, se utilizan dos tipos de mallas discretas: una malla
centrada para las variables escalares, asociadas principalmente a las ecuaciones de masa y
energia, y una malla desplazada para las variables vectoriales, correspondientes a la ecuacion
de cantidad de movimiento, esta disposicion de mallas, ilustrada en la Figura 3.2 permite
reducir oscilaciones numéricas y mejorar la convergencia de la solucion.

e —————

) H 1 ]

flow :. $ — : i E :
X X X X X X 3
=1t ouhire e
i 1 h
-___T_‘__l_'[___________‘_-':_] _______ ‘a ________
?l_, ] J J___ % @,
z Az Az &,

Figura 3.2. Mallas numéricas centradas y desplazadas para el modelo termohidrdulico dentro del tubo absorbedor [31].

En la etapa inicial de la simulacion se definen los pardmetros de control numérico, tales como
el nimero de volimenes de control a lo largo del eje del tubo absorbedor, el nimero maximo
de iteraciones permitidas por paso de tiempo y el criterio de convergencia, el cual se establece
con base en el error relativo de los residuos de las ecuaciones gobernantes. Una vez fijados
estos parametros, se procede a definir la configuracion geométrica del tubo absorbedor,
especificando su longitud, diametros interno y externo, asi como parametros relevantes del
sistema Gptico, como la distancia focal.

Posteriormente, se incorporan tablas de propiedades termodinamicas para las fases liquidas
y vapor del agua, lo que permite evaluar con precision las propiedades termofisicas en
funcion de la presion y la temperatura locales. A continuacion, se establecen las condiciones
iniciales y de frontera, incluyendo la presion de entrada, el flujo masico y la temperatura del
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fluido. Con estas condiciones, el modelo se inicializa y se procede a resolver las ecuaciones
en cada volumen de control.

Durante el proceso de solucion, cada volumen de control identifica el régimen de flujo
predominante a partir de los criterios definidos en RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4y lo asocia
con la fraccion de vacio y las correlaciones correspondientes para la transferencia de calor y
las perdidas por friccion. Este procedimiento permite capturar la evolucion espacial de los
patrones de flujo a lo largo del tubo absorbedor, asi como su influencia directa sobre el
coeficiente de transferencia de calor y las variables termodinamicas del sistema.

Como resultado del modelo termohidréulico se obtienen las distribuciones axiales de presion,
temperatura, velocidades de fase, fraccidn de vacio y coeficientes de transferencia de calor a
lo largo del tubo absorbedor. Con lo cual el CTC y la temperatura constituyen las condiciones
de frontera para el modelo térmico, a partir del cual se determina la distribucion de
temperatura en la pared del tubo y posteriormente para el modelo termoeléstico, encargado
de evaluar los esfuerzos, deformaciones y la deflexion del absorbedor.

El procedimiento general de solucion numérica del modelo termohidraulico se resume en la
Figura 3.3, la cual presenta el diagrama de flujo seguido en este trabajo. Es importante
destacar que esta metodologia aplica al lazo completo DISS, analizando cada captador de
manera individual. En este esquema, el estado termodinamico de salida de un CCP se emplea
como condicion de entrada para el siguiente, lo que permite reproducir de manera consistente
la evolucidn del flujo bifésico y de las propiedades fisicas a lo largo de todo el sistema.
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Figura 3.3. Diagrama de flujo de la solucion numérica del modelo termohidrdulico.

3.3.  Modelo térmico

El modelo térmico desarrollado en esta tesis tiene como objetivo determinar la distribucion
bidimensional de temperatura en la pared del tubo absorbedor, considerando explicitamente
la no uniformidad circunferencial del flujo de calor solar y la interaccion térmica con el fluido
de trabajo durante el proceso de GDV. Este modelo constituye el vinculo entre el analisis
termohidraulico y el analisis termoelastico, ya que proporciona el campo de temperaturas
necesario para la evaluacion de esfuerzos térmicos, deformaciones y deflexion del tubo
absorbedor.

La formulacion empleada sigue la metodologia propuesta y validada por Cundapi et al. [31],
quienes desarrollaron un esquema numérico implicito basado en el método de diferencias
finitas para resolver la ecuacion de conduccion de calor en coordenadas cilindricas, sobre el
dominio bidimensional definido por las direcciones radial y circunferencial (r,6). Dicha
formulacion fue validada bajo condiciones reales de operacion del lazo DISS, lo que
garantiza su aplicabilidad para el analisis térmico del tubo absorbedor en sistemas CCP con
GDV. En el presente trabajo, esta formulacion se adopta en su totalidad, incluyendo los
parametros de discretizacion y los andlisis de independencia espacial y temporal reportados
por el autor.
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El procedimiento general de solucién del modelo térmico se muestra esquematicamente en
la Figura 3. 4, donde se ilustran las principales etapas del algoritmo numérico. En una primera
fase, se definen los datos de entrada, los cuales incluyen la geometria del tubo absorbedor,
las propiedades termofisicas del material, asi como la distribucion circunferencial del
coeficiente de concentracion local LCR(0), obtenida a partir del modelo 6ptico. De manera
simultanea, el modelo termohidréulico proporciona las variables necesarias para el célculo
de la transferencia de calor convectiva en la superficie interna del tubo, tales como la
temperatura del fluido, el coeficiente de transferencia de calor y la evolucion axial de las

propiedades del flujo bifasico.

Datos: Geometria,
Propiedades termodinamicas

yLER() Modelo termohidraulico

J—— (8,2)
h(8,z)

Generacion de malla: Ng, N, N,

Qioss(8), Q7 (6),Qr (8, 1)

|
Solucion:
T,(r,8,2)and T,,(8)

k=k+1| [ m@=no |

no

no

Figura 3. 4. Metodologia de solucion propuesta para el modelo térmico.

Una vez definidos los datos de entrada, se procede a la generacion de la malla numérica,
discretizando el dominio térmico en un namero finito de nodos en las direcciones radial y
circunferencial. Esta discretizacion permite representar adecuadamente los gradientes
térmicos inducidos por la DNUFC. A partir de esta malla, se establece una estimacion inicial
del campo de temperatura en la pared del tubo, la cual sirve como condicién inicial para el
proceso iterativo de solucion.

En cada iteracion, se realiza el balance energético en la pared del tubo absorbedor
considerando, por un lado, el flujo de calor solar absorbido, dependiente de la posicion
circunferencial, y por otro, las pérdidas térmicas totales, que incluyen los mecanismos de
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transferencia de calor hacia el ambiente y hacia el fluido de trabajo. El flujo de calor
convectivo hacia el fluido se calcula utilizando los valores del coeficiente de transferencia de
calor obtenidos del modelo termohidraulico, los cuales dependen del patrén de flujo bifasico
presente en cada seccion axial del tubo.

El sistema de ecuaciones resultante se resuelve mediante un esquema implicito, lo que
garantiza la estabilidad numérica del método aun en presencia de fuertes gradientes térmicos.
El proceso iterativo continla hasta que se satisface el criterio de convergencia, definido a
partir del error relativo entre iteraciones sucesivas del campo de temperatura circunferencial.
Una vez alcanzada la convergencia, se obtiene el campo de temperatura bidimensional T(r,0)
en la pared del tubo absorbedor.

Los principales resultados del modelo térmico incluyen la temperatura maxima y minima en
la pared del tubo, asi como las diferencias de temperatura circunferenciales, las cuales son
de particular interés debido a su influencia directa en la generacion de esfuerzos térmicos y
en la deflexion del tubo absorbedor. Estos resultados constituyen la entrada directa del
modelo termoelastico, permitiendo evaluar de manera consistente el impacto de la no
uniformidad térmica inducida por la radiacion solar concentrada y por los patrones de flujo
bifasico durante la GDV.

3.4. Modelo termoelastico

El modelo termoelastico desarrollado en esta tesis tiene como objetivo evaluar la deflexion
del tubo absorbedor de un captador cilindroparabolico, considerando de manera explicita los
gradientes circunferenciales de temperatura inducidos por la DNUFC y el peso propio del
tubo, sin incluir el efecto del peso del fluido de trabajo. Este modelo representa la etapa final
del esquema de acoplamiento en cascada propuesto, ya que integra los resultados obtenidos
de los modelos 6ptico, termohidraulico y térmico para cuantificar la respuesta estructural del
absorbedor bajo condiciones reales de operacion.

La metodologia de solucién adoptada se basa en la teoria clasica de vigas, bajo los supuestos
de comportamiento elastico lineal, pequefias deformaciones y material homogéneo e
isotropico. Estos supuestos son ampliamente utilizados en la literatura para el analisis de
tubos absorbedores de CCP y permiten establecer una relacion directa entre los gradientes
térmicos, los esfuerzos inducidos y la deflexion global del tubo. EI procedimiento general
seguido para la solucién del modelo termoelastico se presenta de forma esquematica en la
Figura 3.5.

Como primer paso, se definen las propiedades fisicas y geométricas del tubo absorbedor,
incluyendo la longitud total del tramo analizado, los radios interno y externo, el modulo de
elasticidad, el coeficiente de expansion térmica y el peso por unidad de longitud del tubo. De
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manera simultanea, se establecen las condiciones térmicas de entrada, obtenidas a partir del
modelo térmico, en particular las diferencias maximas de temperatura circunferencial y la
posicion axial donde estas ocurren, la cual se identifica como el punto critico del sistema.

A continuacidn, se calcula el momento de inercia de la seccion transversal anular del tubo
absorbedor, el cual constituye un pardmetro fundamental para la evaluacion de la rigidez a
flexion del sistema. Con base en las diferencias de temperatura obtenidas, se determina el
momento térmico inducido, el cual actia como una carga equivalente capaz de generar
curvatura en el tubo. Este momento térmico representa el efecto mecanico de la expansion
diferencial de la pared del tubo debido a la no uniformidad circunferencial de la temperatura.

Para el anlisis estructural se consideran condiciones de apoyo simple en los extremos del
tubo, lo que permite obtener soluciones analiticas cerradas para la deflexion. De manera
adicional, se incorpora el efecto del peso propio del tubo, el cual se modela como una carga
uniformemente distribuida a lo largo de la longitud del absorbedor. La contribucion de esta
carga se evalta de forma independiente a la carga térmica.

La deflexidn total del tubo absorbedor se obtiene mediante el principio de superposicion
lineal, sumando vectorialmente la deflexion inducida por el momento térmico y la deflexion
asociada al peso propio del tubo. Las ecuaciones diferenciales que describen el
comportamiento a flexion se resuelven de manera analitica, mientras que la evaluacién del
modelo se realiza de forma numérica a lo largo del dominio axial, utilizando como entrada
los resultados del modelo térmico.

Los resultados del modelo termoelastico permiten cuantificar la deflexion maxima del tubo
absorbedor, asi como identificar las regiones de mayor riesgo estructural, particularmente
aquellas cercanas al punto critico donde las diferencias de temperatura circunferencial
alcanzan valores maximos. Esta informacion resulta esencial para evaluar la posibilidad de
contacto entre el tubo absorbedor y la cubierta de vidrio, asi como para establecer limites
operativos seguros y criterios de disefio en sistemas de captadores cilindroparabdlicos con
GDV.
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Figura 3.5. Metodologia de solucién para el modelo termoeldstico.
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Capitulo 4
Validacion y
verificacion

Este capitulo esta dedicado a la verificacion y validacion de los modelos termohidraulico,
térmico y termoelastico desarrollados en esta tesis. La validacion se realiza mediante
comparaciones con datos experimentales del circuito DISS y con resultados reportados en la

literatura, evaluando la capacidad del modelo para reproducir el comportamiento del flujo
bifasico, la distribucion de temperatura y la respuesta termoelastica del tubo absorbedor.
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4.1. Verificacién del modelo 6ptico

El modelo 6ptico aplicado en este trabajo se verificO mediante el software SolTrace,
Considerando los pardmetros geométricos y opticos del CCP indicados en la Tabla 1.1. Para
obtener el flujo de calor incidente en el tubo absorbedor, incorporando el perfil LCR
correspondiente a este caso, se empled ().

Con el objetivo de verificar el perfil de flujo de calor absorbido en la superficie exterior del
tubo absorbedor, se siguié la metodologia descrita en la Seccion 3.1. El perfil de flujo de
calor obtenido se compar6 con los resultados de cuatro modelos previamente aplicados al
sistema DISS, reportados en la literatura [88,106—108], tal como se muestra en la Figura 4.1.

i Larza (2003) ———=—"Serrano et al. (2017)
Sanda et al. (2023) Qiuetal (2017) =r=r=r=r Presente trabajo

55 | T

Q"¢ (KW/m?)

0 45 90 135 180 225 270 315 360

8 (%)
Figura 4.1. Verificacion del flujo de calor en la superficie exterior del tubo absorbedor del CCP LS-3 [88,106—108]

Los perfiles obtenidos mediante la implementacion de la metodologia dptica presentan una
concordancia cualitativa clara con los cuatro modelos de referencia considerados. En todos
los casos se reproduce la estructura caracteristica de dos picos laterales, asociada a la
concentracion de la radiacién solar en los &ngulos donde la geometria parabdlica del Captador
dirige la mayor fraccién del flujo reflejado hacia el tubo absorbedor.

Con base en esta concordancia cualitativa, se realiz6 un analisis cuantitativo complementario,
cuyos resultados se resumen en la Tabla 4.1. Dicha tabla presenta las desviaciones promedio
calculadas respecto a cada modelo de referencia, evaluadas en los sectores azimutales donde
se observan las mayores diferencias, tal como se ilustra en la jError! No se encuentra el
origen de la referencia.. Estos valores permiten evaluar la consistencia numérica de la
implementacién desarrollada y, al mismo tiempo, identificar las regiones donde los distintos
supuestos Opticos adoptados en cada estudio conducen a las discrepancias mas relevantes.
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Tabla 4.1. Comparacion del modelo dptico actual con los modelos anteriores.

Promedio de flujo de Diferencia  Valor madximo (kW/  Diferencia

Modelo calor (kW/m?) absoluta m?) absoluta
Zarza [88] 21.380 3.55 48.23 2.70
Serrano et al. [108] 26.373 8.54 52.03 1.10
Qiuetal [107]  26.997 9.17 53.75 2.82
Sanda et al. [106]  19.802 1.97 52.36 1.43
Presente trabajo 17.827 50.93

La comparacion de los perfiles de flujo absorbido obtenidos mediante la implementacion del
modelo Optico en SolTrace muestra similitud con los resultados reportados por Sanda et al.
[106], Serrano et al. [108], Qiu et al. [107] y Zarza [88], lo que confirma que la formulacion
adoptada, basada en el método de MCRT, las propiedades opticas del HCE y la aproximacion
pillbox, es consistente con los supuestos utilizados en la literatura. En todos los casos, se
reproduce la estructura simétrica de doble pico caracteristica de los colectores
cilindroparabolicos, lo que valida la capacidad del modelo para representar tanto la
distribucién como la magnitud relativa del flujo concentrado.

Desde una perspectiva cuantitativa, el flujo absorbido promedio obtenido (17.827 kW/m?)
muestra la mayor concordancia con el modelo de Sandé et al. [106], cuyo valor es de 19.802
kW/m?2 y cuya diferencia absoluta es de 1.97 kW/mz, seguido de las discrepancias con Zarza
[88], Serrano et al. [108], Qiu et al. [107], con desviaciones de 3.55, 8.54 y 9.17 kW/m2,
respectivamente (Tabla 4.1). Esta tendencia se explica por el hecho de que la formulacion de
Sanda comparte supuestos geometricos y opticos.

Respecto al valor maximo del flujo absorbido, la metodologia implementada predice 50.93
kW/mz, con diferencias absolutas de 1.10 kW/m? y 1.43 kW/m2 con respecto a los valores de
Serrano et al. [108] y Sanda et al. [106], respectivamente.

4.2. Validacion y verificacion del modelo numérico termohidraulico

Para evaluar el desempefio del modelo termohidraulico desarrollado en este trabajo, se realizé
una comparacion directa entre los resultados obtenidos con el codigo implementado y los
datos correspondientes al circuito completo de pruebas DISS. Esta verificacion incluyo el
andlisis de la presion (Figura 4.2), el perfil de temperatura del fluido (Figura 4.3), as
velocidades de las fases liquida y gaseosa (Figura 4.4), asi como la calidad del vapor y la
fraccion de vacio (Figura 4.5). En conjunto, estas variables permiten evaluar de manera
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integral la capacidad del modelo para reproducir la transicion del fluido desde liquido
subenfriado hasta vapor sobrecalentado a lo largo del tubo absorbedor.

En relacion con la presion, la (Figura 4.2), muestra la comparacion entre los resultados
numericos obtenidos en este trabajo y los datos experimentales reportados por Zarza [88] Se
observa que el modelo reproduce adecuadamente la tendencia axial decreciente caracteristica
del régimen bifasico presente en el circuito DISS. Tanto los resultados experimentales como
los numéricos evidencian una reduccion progresiva de la presion conforme avanza el proceso
de evaporacién y se alcanza la regién de vapor sobrecalentado. Este comportamiento es
consistente con el incremento del contenido de vapor, el aumento de la velocidad de la fase
gaseosa Y las pérdidas por friccion asociadas al flujo bifasico.

El perfil de presion predicho se mantiene dentro del rango de incertidumbre experimental, lo
cual resulta particularmente relevante dada la complejidad inherente al modelado de flujos
bifasicos en condiciones de alta presion. La diferencia entre la caida de presion global
obtenida experimentalmente y la predicha por el modelo es de 0.02 MPa, lo que corresponde
a un error porcentual del 14.29%. Este nivel de discrepancia se considera aceptable para
sistemas de generacion directa de vapor, donde la prediccion de la presion esta fuertemente
influenciada por la identificacion de los patrones de flujo, las correlaciones de friccion pared—
fluido e interfacial, asi como por las incertidumbres asociadas a las condiciones reales de
operacion del lazo experimental.

La correcta reproduccion del campo de presion resulta fundamental, ya que esta variable
influye directamente en la densidad de las fases, la calidad del vapor y la fraccion de vacio,
y, en consecuencia, en los coeficientes de transferencia de calor empleados en el modelo
térmico. Por ello, una estimacion confiable de la presion es clave para garantizar la
coherencia del acoplamiento entre los modelos termohidraulico, térmico y termoelastico
desarrollados en este trabajo.
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Figura 4.2. Validacion de este trabajo con datos experimentales de presion [88].
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En cuanto al perfil de temperatura del fluido, la Figura 4.3 presenta la comparacién entre los
resultados obtenidos en este estudio y los datos experimentales reportados para el lazo DISS.
Al igual que en los experimentos, el modelo reproduce claramente las tres regiones
caracteristicas del proceso de generacién directa de vapor: un aumento pronunciado de la
temperatura en la region monofasica liquida, seguido de una seccién practicamente isoterma
correspondiente a la region de vapor saturado y, finalmente, un incremento sostenido de la
temperatura asociado a la etapa de vapor sobrecalentado.
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Figura 4.3. Validacion de este trabajo para la prueba de bucle DISS [88].

La estructura global del perfil térmico, asi como la ubicacién axial de las transiciones entre
regiones, concuerdan con el comportamiento observado experimentalmente. En particular, el
modelo captura la estabilizacion de la temperatura durante el cambio de fase, fendmeno
directamente relacionado con la absorcion de calor latente, asi como el posterior aumento
térmico una vez que el fluido entra en la regidn de sobrecalentamiento. Desde un punto de
vista cuantitativo, la comparacidén arroja una desviacion estandar de 6.23 K y un error
porcentual promedio del 0.72%, valores que se consideran bajos para sistemas DSG.

Cabe destacar que la buena correspondencia entre los perfiles numéricos y experimentales
no solo valida la magnitud de la temperatura predicha, sino también la progresion térmica
del fluido, lo cual es fundamental para el correcto acoplamiento con los modelos térmico y
termoelastico. Una prediccion confiable del perfil de temperatura del fluido es esencial para
estimar de manera adecuada los gradientes térmicos en la pared del tubo absorbedor, los
cuales gobiernan la aparicion de esfuerzos térmicos, deformaciones y deflexion.

Por su parte, la Figura 4.4 muestra la comparacion entre las velocidades de ambas fases
obtenidas con el modelo propuesto y las reportadas por el simulador RELAP5-SCDAPSIM
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Mod. 3.4. Se observa una buena concordancia en las tendencias caracteristicas del flujo
bifasico a lo largo del tubo absorbedor. En particular, la velocidad de la fase gaseosa aumenta
progresivamente conforme se incrementa la calidad del vapor, comportamiento asociado a la
disminucién de la densidad y al aumento de la fraccidn de vacio. De manera complementaria,
la fase liquida presenta una evolucion mas moderada, coherente con la reduccion gradual de
su fraccion volumétrica y con los mecanismos de arrastre interfacial presentes en el régimen
bifésico.

Los errores relativos promedio obtenidos son del 2.32% para la fase de vapor y del 3.56%
para la fase liquida, valores que se consideran aceptables en procesos de verificacién de
modelos bifasicos. Estas diferencias pueden atribuirse principalmente a la sensibilidad de las
velocidades de fase a los gradientes de presion locales, a la identificacion de los patrones de
flujo y a las correlaciones de cerradura empleadas para describir la friccion pared—fluido y la
interaccion interfacial.
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Figura 4.4. Verificacion de este trabajo con el simulador nuclear RELAP5-SCDAPSIM Mod. 3.4.

A continuacion, se analizan la calidad del vapor y la fraccion de vacio, dos variables
fundamentales para describir el proceso de cambio de fase del fluido de trabajo en sistemas
de generacion directa de vapor. Ambas magnitudes estan estrechamente relacionadas, ya que
mientras la calidad del vapor representa la fraccion masica de vapor en la mezcla, la fraccion
de vacio describe la proporcion volumétrica ocupada por la fase gaseosa. En este contexto,
los valores x = 0 y a = 0 corresponden al régimen de liquido subenfriado, mientras que x =
1y a =1 caracterizan el régimen de vapor sobrecalentado.

La Figura 4.5 muestra la evolucion axial de estas variables a lo largo del tubo absorbedor.
Donde se observa que el modelo implementado reproduce de manera coherente el incremento
progresivo de la calidad del vapor y de la fraccion de vacio conforme el fluido absorbe
energia térmica y atraviesa la region de ebullicion. En particular, se identifica con claridad el
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inicio y el final de la zona bifasica, lo que evidencia una adecuada representacion de las
transiciones entre los distintos regimenes de flujo presentes en el proceso.

Desde un punto de vista cuantitativo, se obtuvo un error promedio del 2.2% para la calidad
del vapor y del 1.2% para la fraccion de vacio, valores que se consideran bajos para flujos
bifasicos sometidos a gradientes térmicos pronunciados y variaciones de presion. Estos
resultados reflejan la capacidad del modelo para describir de forma consistente las
interacciones interfaciales y la evolucion del equilibrio liquido-vapor a lo largo del tubo
absorbedor.

Finalmente, al considerar de manera conjunta los resultados de presion, temperatura,
velocidades de fase, calidad del vapor y fraccién de vacio, se observa que el modelo
termohidraulico desarrollado reproduce de manera realista el comportamiento global del
flujo biféasico en el lazo DISS. Esta verificacion integral proporciona una base confiable para
el analisis posterior de la distribucion de temperatura en la pared del tubo absorbedor y para
la evaluacion de los gradientes térmicos y deformaciones termoelasticas, minimizando la
propagacion de incertidumbres hacia los modelos acoplados.
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Figura 4.5. Verificacion de los perfiles de fraccion de vacio y calidad de vapor en el presente trabajo y RELAP5-SCDAPSIM
Mod. 3.4

4.3. Verificacion y validacion del modelo numérico térmico

Para validar el modelo térmico desarrollado, se considerd el caso experimental del lazo de
pruebas DISS, reportado por Zarza [88]. El analisis se realizd especificamente en una seccion
transversal dentro de los primeros 4.0 m a partir de la entrada del captador, bajo condiciones
de operacidn en estado estacionario.

El modelo térmico se acopld al modelo termohidraulico previamente verificado, de tal forma
que las condiciones de entrada y salida utilizadas en esta validacion se obtuvieron
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directamente de la simulacion del lazo completo del sistema DISS. Este procedimiento
permitio asegurar la coherencia entre los estados termodindmicos de los captadores CCP 9 a
CCP 11, garantizando que la distribucion de temperatura analizada representara de manera
fiel el comportamiento real del fluido a la salida del circuito experimental.

Tabla 4.2. Condiciones de operacion para el caso de referencia para la validacion del modelo térmico.

Parametro Simbolo Valor
Presion de entrada P, 10.085 MPa
Temperatura ambiente Tony 307K
Temperatura de entrada Tin 616 K
Irradiacion normal directa DNI 853 W/m?
Flujo mésico m 0.62 kg/s

Los resultados numéricos se compararon con los datos experimentales de Zarza [88], asi
como los modelos numéricos desarrollados por Serrano et al. [108] y Hachicha et al. [46].
Las condiciones de operacion para esta validacion se resumen en la Tabla 4.2.

La Figura 4.6 muestra los perfiles de temperatura obtenidos en la seccidn transversal
analizada, donde se aprecia una buena concordancia entre los resultados del modelo
propuesto y los datos experimentales de referencia. En particular, el modelo es capaz de
reproducir de manera consistente la variacion azimutal de la temperatura a lo largo del
perimetro del tubo absorbedor, capturando adecuadamente las regiones de mayor y menor
calentamiento asociadas a la DNUFC.

=== Hachicha et al. (2013) = — — - Serrano et al. (2017)
- Zarza (2003) — Presente trabajo
660
655
650
{
645 I —

640
635

T (&)

630

625
620

L o] l\_
=

615
610
605

UL LR LR UL LS LLLAE LSS LARES ARAN AR LARAN LARLS

600 . TN L - TN |
45 90 133 (u}‘IBD 225 270 315 360

o

Figura 4.6. Perfiles de temperatura azimutales para la validacion y verificacion del modelo numérico térmico
desarrollado.
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Los valores cuantitativos de las temperaturas superficiales del fluido y del absorbedor se
resumen en la Tabla 4.3, junto con la comparacion frente a resultados experimentales y
estudios numéricos previos. En todos los casos, la discrepancia maxima observada con
respecto a los datos experimentales es inferior al 1%, lo que evidencia la capacidad del
modelo térmico para producir con fiabilidad la temperatura local del absorbedor bajo
condiciones de vapor sobrecalentado en el lazo de pruebas DISS. Estos resultados confirman
la idoneidad del modelo desarrollado como base para el anélisis de gradientes térmicos
circunferencias y su posterior acoplamiento con el modelo termoelastico.

Tabla 4.3. Comparacion de resultados experimentales y numéricos para la validacion del modelo térmico en la seccion
transversal del tubo absorbedor.

. Temperatura de salida del Temperatura maxima de Max. AT en la
Casos de estudios

fluido (K) la pared exterior (K)  pared exterior
Zarza [52]. 620.4 647.2 24.3
Serranoetal. [57] 620.8 643.9 22.6
Hachicha et al. [14] 623.3 643.3 20.0
Presente trabajo 620.5 644.3 21.8

4.4. Verificacion del modelo termoelastico

El proceso de validacion se baso en tres estudios de referencia ampliamente citados: dos de
Triphaty et al. [109], quienes analizaron las deflexiones longitudinales en tubos de acero y
cobre, y uno de Pal et al. [110], quienes estudiaron la deflexion radial causada por gradientes
térmicos a través del espesor del tubo absorbedor.

En cada caso, se utilizaron las condiciones de operacion reportadas por los autores (Flujo
masico, flujo de calor, longitud, presion y propiedades mecénicas y termofisicas del
material), resumidas en la Tabla 4.4, y los perfiles de temperatura se reprodujeron utilizando
el modelo térmico desarrollado en este trabajo. El resultado fue un conjunto de perfiles de
temperatura equivalentes a los publicados por los autores, con desviaciones inferiores al 1%
respecto a las curvas originales. Las Figura 4.7 y Figura 4.8 presentan la comparacion de
superposicion entre las curvas de deflexion obtenidas con el presente modelo termoelastico
y las reportadas en los estudios de referencia. La superposicion de la curva en coordenadas
cartesianas confirma desviaciones inferiores al 1% tanto en magnitud como en forma del
perfil a lo largo de la longitud analizada. Estos campos de temperatura se utilizaron como
entrada del modelo termoelastico para determinar la deflexion térmica total.

Para calcular la deflexion, el modelo resolvio las ecuaciones de equilibrio termoelastico, que
relacionan los esfuerzos térmicos con las diferencias de temperatura, el mddulo de
elasticidad, el coeficiente de expansién térmica y la geometria del tubo. Para los casos de
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Triphaty et al. [109], se consideraron perfiles de temperatura longitudinales a lo largo del eje
del tubo. Para el caso de Pal et al. [110], se utilizaron perfiles de temperatura radiales entre
las superficies interna y externa, correspondientes a las tres zonas de operacion:
precalentamiento, evaporacion y sobrecalentamiento. A partir de los campos de temperatura
calculados, el modelo termoeléstico resolvio las ecuaciones de compatibilidad y equilibrio,
obteniendo la curvatura, el momento flector térmico y la deflexién total en cada caso. La
solucion se realiz6 mediante un esquema iterativo con un criterio de convergencia inferior a
10°°. Los resultados numéricos de este trabajo se compararon con los valores de deflexion
reportados por los autores originales, tanto en magnitud como en forma de perfil.

Tabla 4.4. Parametros considerados para verificar la deflexion

Triphaty et al. [109] Pal et al. [110]
Parametros

Caso 1 Acero Caso 2 Cobre Caso 3 _acero
Diametro exterior (mm) 70 70 70
Diametro interior (mm) 66 66 50
Longitud (m) 3.93 3.93 4.06
Densidad (kg/m?) 8030 8978 7763
Conductividad térmica (W/m K) 19.37 387.6 38
Coeficiente de expansion térmica (1/K) 1.73E-5 1.71E-5 1.73E-5
Médulo de elasticidad (GPa) 193 128 193
Coeficiente de Poisson 0.31 0.31 0.31

Las Figura 4.7a 'y Figura 4.7b presentan la comparacion de las deflexiones longitudinales del
tubo absorbedor para los casos de acero y cobre, respectivamente, con base en los resultados
experimentales reportados por Triphaty et al. [109]. Los resultados obtenidos muestran
concordancia con las curvas publicadas en la literatura, ya que el modelo desarrollado
reproduce tanto la tendencia parabdlica caracteristica de la deflexion como la ubicacion del
punto de maxima deflexidn en la region central del tubo.

Para el caso del acero, se reporta una deflexion experimental de 17.81 mm, en comparacion
con los 18.36 mm obtenidos mediante el modelo propuesto, lo que corresponde a un error
promedio del 3.09%. En el caso del cobre, la deflexién experimental es de 10.81 mm,
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mientras que el valor calculado en este trabajo es de 10.82 mm, resultando en un error del
0.09%.
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Figura 4.7. Verificacion de la deflexion debida a diferencias de temperatura longitudinales , a)Acero, b)cobre, por
Triphaty et al. [109] y el presente trabajo.

La Figura 4.8 muestra la validacion correspondiente al caso de Pal et al. [110], centrandose
en la deflexion radial debida a las diferencias de temperatura. Los resultados del modelo
muestran un comportamiento muy similar al de referencia, con una diferencia maxima del
4,02% en la zona de precalentamiento, lo que confirma la correcta implementacion del
modelo termoelastico para condiciones de flujo de calor radial.
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Figura 4.8. Verificacion de la deflexion debida a diferencias de temperatura radial en comparacion con Pal et al. [110].
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En conjunto, los resultados indican que el modelo térmico reproduce de manera adecuada los
perfiles de temperatura reportados en la literatura, lo que permite una evaluacion coherente
y fisicamente consistente de la respuesta termoelastica de los tubos absorbedores. Las
deflexiones calculadas presentan errores inferiores al 5%, lo que respalda la validez y
robustez del modelo termoelastico desarrollado para su aplicacion en sistemas de captadores
cilindroparabdlicos.
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Capitulo 5
Resultados

En este capitulo se presentan y analizan los resultados obtenidos a partir del acoplamiento de
los modelos desarrollados. Se estudia el efecto de la DNUFC y de los patrones de flujo
bifasico sobre la respuesta térmica y termoelastica del tubo absorbedor, identificando las
regiones mas criticas del sistema y discutiendo sus implicaciones fisicas.
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5.1. Comportamiento térmico y termohidraulico del circuito de prueba DISS

Como punto de partida para el analisis, se evaluaron los patrones de flujo observados a lo
largo del campo solar. Este estudio es fundamental, ya que, como sefialan Cundapi et al. [31],
la presencia de regimenes indeseables, como los asociados con el secado de la pelicula o la
estratificacion marcada, puede intensificar las diferencias de temperatura en la tuberia y
generar condiciones criticas de transferencia de calor. Por lo tanto, antes de realizar el analisis
térmico detallado, se realiz6 una identificacion precisa de los patrones de flujo dentro del
absorbedor.

La Figura 5.1 presenta el mapa de patrones de flujo obtenido mediante las correlaciones de
Wojtan et al. [111,112] y Elsafi [57], para una presion de operacion de 10 MPa y una
velocidad de masa de 315.76 kg/m?-s. Las regiones de slug (SL), anular (ANM), ondulado
estratificada (SW) y de dryout (DRY) se distinguen claramente en este mapa. Es importante
destacar que el area marcada en este mapa coincide plenamente con la reportada por Cundapi
et al.[113], validando la tendencia observada y confirmando la consistencia del
comportamiento de dos fases en el lazo de pruebas DISS.
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Figura 5.1. Mapa de patrones de flujo obtenido utilizando el modelo de Elsafi [57]

Por otro lado, la Figura 5.2a muestra la comparacion entre los patrones de flujo predichos
por el cadigo implementado y los obtenidos con el simulador RELAP5-SCDAPSIM Mod.
3.4 para las mismas condiciones de operacion. Se observa que RELAP5-SCDAPSIM Mod.
3.4 tiende a clasificar parte de la region anular como flujo estratificado (HST), sin distinguir
entre estratificacion suave u ondulada, ni identificar de manera explicita el régimen dryout.
En contraste, el cddigo implementado permite una mayor resolucion en la identificacion de
las transiciones intermedias, identificando de forma explicita el inicio del régimen dryout
previo a la aparicién del gas sobrecalentado (SHG).
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No obstante, ambos modelos coinciden en la prediccion de la transicion a vapor
sobrecalentado en la seccion final del campo solar, lo que valida la tendencia general del
comportamiento termohidraulico de la mezcla a lo largo del tubo absorbedor.

La correcta determinacién del patron de flujo resulta particularmente relevante, ya que
permite al cddigo desarrollado seleccionar las correlaciones adecuadas para el célculo de la
friccion pared—fluido e interfacial. En particular, para los patrones de flujo SW y DRY, la
geometria de la pelicula liquida en contacto con la pared del tubo absorbedor es un factor
clave para vincular de manera consistente los coeficientes de transferencia de calor (CTC) de
cada fase con el modelo de transferencia de calor del absorbedor.

Por su parte, la Figura 5.2b muestra la seleccion de los modos de transferencia de calor a lo
largo de la tuberia. Con base en esta clasificacion, los valores de CTC correspondientes a
cada fase se asignan de acuerdo con la posicion axial y el modo de transferencia de calor
predominante, garantizando una representacion térmica coherente con el régimen de flujo
local.
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Figura 5.2. Comparacion de las predicciones del patrén de flujo con el codigo implementado y RELAP5-SCDAPSIM Mod.
3.4

Para el analisis de resultados, se examina el comportamiento térmico del tubo absorbedor
con base en la DNUFC obtenida en el modelo 6ptico. Esta DNUFC genera diferencias
significativas de temperatura en la direccién circunferencial del tubo.

El analisis combinado de las Figura 5.1 y Figura 5.2 permite identificar las secciones con
mayor complejidad termohidraulica dentro del absorbedor. En particular, la longitud donde
aparece el régimen de dryout constituye la region mas critica del sistema, ya que la pelicula
liguida practicamente desaparece y los HTC presentan su caida mas significativa. Esta
transiciéon marca el punto en el que los mecanismos convectivos se vuelven altamente
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sensibles a las condiciones de flujo locales, lo que hace que esta region sea esencial para las
evaluaciones térmicas y estructurales posteriores. En consecuencia, la zona dryout se
selecciona como referencia para el analisis térmico detallado del tubo absorbedor.

La presencia de DNUFC alrededor de la circunferencia del tubo absorbedor intensifica ain
mas la sensibilidad térmica de esta region. Como resultado de esta DNUFC, se genera una
diferencia de temperatura circunferencial en la superficie externa del tubo. La magnitud de
esta diferencia depende en gran medida del CTC, especialmente cuando el fluido de trabajo
fluye en dos fases en regimenes estratificados y dryout, como informaron Cundapi et al. [31].

La Figura 5.3 ilustra el impacto de considerar 1 CTC general frente a la aplicacién de 2 CTC,
uno para cada fase del flujo. Se observa que la mayor diferencia de temperatura
circunferencial se produce al utilizar los valores especificos de CTC para cada fase, siendo
este efecto mas pronunciado durante el régimen dryout, aproximadamente en una posicion
axial de 4.20 m. Esto demuestra la sensibilidad del comportamiento térmico del tubo
absorbedor a la distribucion del flujo de calor.
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Figura 5.3 Diferencias de temperatura circunferencial a lo largo de la tuberia, considerando 1 CTCy CTC

5.2. Identificacion del captador critico (CCP 9)

La diferencia maxima de temperatura circunferencial, AT,,,,, a lo largo del campo solar se
evalué empleando 1 CTC frente a uno de 2 CTC. A escala global, ambos enfoques siguen la
misma tendencia axial; sin embargo, al aproximarse a la zona de transicion de L, = 400 —
425m, equivalente al CCP 9, surgen discrepancias notables: AT, = 18.01 K (1HTC)
frente a 28.38 K (2 CTC). Por lo tanto, el uso de 1 CTC subestima las diferencias de
temperatura en la direccidn circunferencial en aproximadamente 10 K en la region dryout,
como se muestra en las Figura 5.4 y Figura 5.5, y como lo reportan Cundapi et al. [31].
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Figura 5.4. Diferencias de temperatura azimutal en la superficie exterior considerando: a) 1 CTCy b) 2 CTC.

La Figura 5.5a muestra la distribucion de temperatura en las direcciones circunferencial y
radial para el punto identificado como el mas critico, ubicado a 421.35 m del inicio del campo
solar, dentro del CCP 9. Este punto corresponde al régimen dryout. Se puede observar que,
para 2 CTC, la pared exterior del tubo absorbedor alcanza temperaturas maximas de
aproximadamente 614 K. En contraste, la pared interior mantiene valores cercanos a 588 K,
lo que genera una diferencia de temperatura significativa.

En la direccién circunferencial, las areas inferiores expuestas directamente a la radiacion
concentrada presentan los niveles térmicos mas altos, mientras que la zona superior muestra
una disminucién gradual de la temperatura (Figura 5.5b). Por otro lado, la consideracion de
2 CTC también afecta el gradiente de temperatura radial, principalmente en 8 = 180°.
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Figura 5.5. Distribucion de temperatura 2D en el tubo absorbedor a L=421.35 m: (a) 1 CTCy (B) 2 CTC.

Los resultados indican que, con 1 CTC, la diferencia maxima entre las zonas mas calientes y
mas frias se encuentra en Z = 421.35m y 6 = 237.22°. Sin embargo, al considerar dos
CTC, la posicion del punto critico se desplaza ligeramente hacia 6 = 257.67°,
manteniéndose en la misma coordenada axial (Z = 421.35 m).
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5.3.  Anadlisis de esfuerzos en el CCP 9

Para esta seccion, se analiza el impacto de las diferencias de temperatura circunferenciales
sobre la integridad mecénica del absorbedor. Siguiendo la metodologia propuesta por Neises
et al. [114], se calculan los esfuerzos y deformaciones inducidos tanto por la presién interna
de operacion como por los gradientes térmicos locales.

En todos los casos, los esfuerzos equivalentes de Von Mises se compararon con el limite
admisible definido por R, », correspondiente al limite elastico del 0.2% del acero inoxidable
AISI 304 a la temperatura de operacion considerada. Este criterio permite evaluar de manera
conservadora la proximidad al inicio de la deformacidn plastica bajo un estado de esfuerzos
multiaxial.

La Figura 5.6 presenta la distribucion de los esfuerzos circunferenciales (ay), radiales (o) y
longitudinales (o;) generadas por la presion interna del fluido, asi como su comparacion con
las contribuciones debidas a los efectos térmicos y el esfuerzo total resultante. El analisis se
realiza en el punto donde se registra la maxima diferencia de temperatura radial, ubicado en
6 = 257.67°y L = 421.35m.

En el caso de los esfuerzos inducidos por la presion interna, la componente circunferencial
resulta claramente dominante, con valores significativamente superiores a los de los
esfuerzos radial y longitudinal, lo cual concuerda con el comportamiento clésico de tubos de
pared delgada sometidos a presion interna.

Por su parte, los esfuerzos asociados a los efectos térmicos presentan una contribucion
relevante tanto en la direccion circunferencial como en la axial. Ambas componentes son del
mismo orden de magnitud y exhiben una variacion similar a lo largo del espesor del tubo,
con valores que oscilan aproximadamente entre —75 MPa y 60 MPa desde el radio interno
hasta el radio externo. Este comportamiento refleja la influencia directa de los gradientes
térmicos circunferenciales sobre el estado de esfuerzos del absorbedor.

En conjunto, estos resultados evidencian que la interaccion entre las cargas térmicas y la
presion interna desempefia un papel determinante en la respuesta termoelastica del tubo
absorbedor. Este andlisis constituye un elemento clave para la evaluacion integral de la
integridad estructural del HCE y sienta las bases para el analisis combinado de esfuerzos y
deflexién presentado en las secciones siguientes.
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Figura 5.6. Esfuerzos en el tubo absorbedor debido a la presion y la temperatura desde el radio interior al exterior en la
zona critica (L=421.35my 257.67°).

5.4. Andlisis de deformacién

La Figura 5.7 muestra la variacion de las deformaciones a lo largo del espesor de la pared del
tubo. La deformacion radial (er) presenta una tendencia decreciente desde la superficie
interna hacia la externa, comportamiento consistente con la direccién del flujo de calor, el
cual se transfiere desde la pared externa calentada por la radiacion solar hacia el fluido de
trabajo. En contraste, las deformaciones circunferenciales (e¢) y axiales (e;) aumentan
progresivamente con el radio, alcanzando sus valores maximos en la superficie exterior del
tubo, donde se concentran las mayores diferencias de temperatura y, por consiguiente, los
esfuerzos tangenciales mas elevados.

En términos de magnitud, se obtuvo una deformacion axial maxima de 731 pe, una
deformacidn circunferencial de 801 ue y una deformacion radial de 608.13 pe. Estos valores
reflejan la respuesta termomecanica del material frente a los gradientes térmicos
circunferenciales y radiales analizados previamente. Los resultados confirman que los
niveles mas elevados de deformacion se concentran en la superficie exterior del tubo
absorbedor, region donde el calentamiento solar directo y la no uniformidad térmica son mas
pronunciados.
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Figura 5.7. Deformacion radial, axial y tangencial en el tubo absorbedor.

5.5. Anadlisis de deflexion

Continuando con el analisis termoelastico de la longitud critica del CCP 9, se calculé la
deflexion del tubo absorbedor bajo las condiciones establecidas de carga térmica y presion
interna. Los parametros geométricos, termofisicos y mecanicos utilizados para este célculo

se presentan en la Tabla 5.1.

Tabla 5.1. Pardmetros geométricos para el cdlculo de la deflexion del CCP 9, considerando unicamente el peso propio del

tubo absorbedor.

Parametro

Area exterior (m?)

Area interior (m?)

Area del solido (m?)

Volumen del solido (m3)

Masa del solido (kg)

Modulo elastico (GPa)
Segundo momento de area (m?)

Longitud de tuberia (m)

Acero inoxidable de densidad 304 (%)
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El analisis termoelastico permitio identificar patrones de deformacion relevantes en el tubo
absorbedor correspondiente al CCP 9. Para el caso en el que se emplea un Unico coeficiente
de transferencia de calor (1 CTC), se obtuvo una deflexion méaxima de 6.6 mm, acompafiada
de una expansion axial de 5.3 mm en la parte superior del tubo.

En contraste, al considerar dos coeficientes de transferencia de calor diferenciados (2 CTC),
la deflexion maxima aumenté a 10.4 mm, como se muestra en la Figura 5.8. De manera
similar, la expansion axial alcanz6 un valor de 5.4 mm. Este incremento evidencia un
aumento cercano al 80% en la curvatura del tubo, atribuible directamente al mayor gradiente
térmico circunferencial inducido por la no uniformidad del flujo de calor y por la
representacion mas realista de la interaccion térmica entre fases en el régimen bifésico.
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Figura 5.8. Deflexion del tubo absorbedor del CCP 9 considerando 2 HTC

En ambos escenarios, el tubo presentdé una deflexion consistente con la distribucion de
temperatura no uniforme inducida por el NUHFD. Los mayores desplazamientos se
produjeron en la seccidn central, mientras que los extremos permanecieron fijos debido a las
condiciones de apoyo. Ademas, se observd que el tubo deformado se aproximé bastante a la
cubierta de vidrio, considerada rigida en el analisis, sin llegar a entrar en contacto en las
condiciones evaluadas.

Como se discutio anteriormente, la deflexion del tubo absorbedor estd fuertemente
influenciada por las condiciones de apoyo y la distancia entre apoyos consecutivos. Los
resultados de deflexién presentados aqui corresponden a la configuracién limite en la que el
tubo se modela como una viga simplemente apoyada a lo largo de toda su longitud de 25 m.
En los ensamblajes HCE reales, donde el tubo se apoya en multiples puntos a lo largo, se
reduce el riesgo de contacto entre el tubo y el vidrio, como se reportd en estudios previos
[78,84,105].
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5.6.  Analisis paramétrico

Para comprender la influencia de las variables clave de operacion y disefio en el
comportamiento térmico y termoeléstico del tubo absorbedor, se realizd un andlisis
paramétrico. Los parametros analizados fueron el DNI y la conductividad térmica del
material del tubo absorbedor, considerando materiales con propiedades térmicas y mecanicas
representativas de aplicaciones solares de alta temperatura. Para ambos parametros, se
determind la influencia de incluir en los calculos 1 0 2 CTC.

Impacto del DNI en el comportamiento térmico y termoelastico

La Figura 5.9 muestra el analisis realizado para evaluar la influencia del DNI en la
distribucion de temperatura y los esfuerzos termoelasticos en el tubo absorbedor CCP 9. Se
consideraron niveles de irradiancia de 800, 900 y 1000 W/m? paral CTCy 2 CTC.

Los resultados de temperatura muestran que el aumento del DNI produce un aumento
progresivo de la diferencia de temperatura circunferencial, especialmente en la parte inferior
del tubo, donde se concentra el flujo de calor absorbido. Con 2 CTC, los esfuerzos se
intensifican, generando una mayor concentracion de esfuerzos en la superficie expuesta a la
radiacion solar.

El campo de esfuerzos de Von Mises refleja la evolucion del gradiente de esfuerzos. Las
areas de mayor tension se ubican entre 180° y 270° de las secciones transversales,
coincidiendo con la regién de maxima absorcion térmica.

Los diagramas polares de Von Mises permiten una visualizacion mas clara de la magnitud y
la evolucion de los esfuerzos en funcion de la irradiancia. En estos graficos, la linea roja
representa la tension de prueba del 0,2% R0, del material (acero inoxidable 304) dependiente
de la temperatura, mientras que las lineas verdes corresponden a los esfuerzos para cada
condicién térmica derivadas de simulaciones con diferentes configuraciones de DNIy CTC.

A medida que aumenta la irradiancia, las curvas verdes se desplazan progresivamente hacia
el limite admisible (linea roja), lo que demuestra una amplificacién de los esfuerzos
termoelasticos. En particular, a 1000 W/m2 y con 2 CTC, la tension maxima se aproxima al
valor limite, lo que indica un riesgo potencial de fatiga térmica o deformacion plastica local
en condiciones de funcionamiento prolongadas.
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Figura 5.9. Andlisis paramétrico variando el DNI recibido por el PTC.

El analisis paramétrico del tubo absorbedor en el sistema DSG permitié cuantificar con
mayor precision el efecto combinado de la irradiancia solar directa y la configuracion del
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modelo térmico (1 CTC y 2 CTC) sobre el comportamiento termoelastico del componente.
Como parte de este estudio, se evaluaron las expansiones axiales, las deflexiones y las
diferencias de temperatura.

Los resultados mostraron que, a medida que la DNI aumenta de 800 a 1000 W/m?, la
diferencia de temperatura también aumenta significativamente, pasando de 16.02 K a 31.60
Kenelcasode2CTC.

En cuanto a la deformacion térmica, se observo que la expansién axial es mayor en la parte
inferior del tubo, debido a la acumulacién de calor en esa region. Por ejemplo, con una DNI
de 1000 W/mz, la expansion inferior alcanz6 0.76 cm en comparacion con 0.68 cm en la parte
superior. Esta diferencia produce una curvatura estructural neta a lo largo del eje longitudinal
del tubo, que se manifiesta como una deflexién progresivamente creciente: de -0.48 cm (800
W/m2y 1 CTC) a -1.88 cm (1000 W/m? y 2 CTC), como se muestra en la Tabla 5.2. Para
esta Ultima deformacion, si no se considera la cubierta de vidrio, el tubo absorbedor debe
deformarse 19 mm en la pared interior de la cubierta de vidrio, lo que representa un riesgo
para el sistema operativo.

Tabla 5.2. Andlisis de deflexion y expansion lineal del tubo absorbedor bajo variacion de DNI

Condiciones Resultados Diferencia de temperatura

AL= expansién superior: 0.48 cm
800 % -1CTC AL=expansion inferior: 0.51 cm AT=16.02 K
Deflexion total: -0.48 cm
AL= expansién superior: 0.49 cm
800 % -2CTC AL~ expansion inferior: 0.53 cm AT=25.27K
Deflexion total: -0.76 cm
AL= expansién superior: 0.53cm
w o AT=18.02 K
900 i 1CTC AL~ expansion inferior: 0.57 cm
Deflexion total: -0.66cm
AL= expansién superior: 0.54cm
900 %— 2CTC AL~ expansion inferior: 0.59 cm AT=28.38 K
Deflexion total: -1.04 cm
AL= expansidn superior: 0.68cm

1000 %— 1CTC AL= expansion inferior: 0.73 cm AT=19.98K

Deflexion total: -1.19 cm
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A L= expansion superior: 0.68
cm
w
1000 — -2 CTC AT=31.60K
m? A L= expansion inferior: 0.76 cm

Deflexién total: -1.88 cm

La Figura 5.10 muestra la evolucion de la deformacion circunferencial del tubo absorbedor
para distintos valores de DNI, considerando la configuracion térmica con dos coeficientes de
transferencia de calor (2 CTC). Esta formulacion permite una representacion mas realista del
proceso de transferencia de calor en condiciones de flujo bifasico, al distinguir explicitamente
los mecanismos convectivos asociados a la fase liquida y a la fase vapor.

El uso de 2 CTC resulta especialmente relevante en regimenes estratificados y dryout, donde
la interaccion térmica entre cada fase y la pared del tubo difiere significativamente. En
consecuencia, las deformaciones circunferenciales obtenidas reflejan de manera mas fiel el
impacto de la no uniformidad térmica inducida por la radiacion solar concentrada y por la
distribucién local del patron de flujo.
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— ... Deformacion axial (800 W/m?) Deformacion circunferencial (800 W/m®) wa.siaissiacs Deformacion radial (800 W/m?)
— ... Deformacion axial (900 W/m?) Deformacion circunferencial(900 W/m?) ... .. Deformacion radial(900W/m?)
Deformacion circunferencial(1000 W/m?' ., ........... Deformacion radial(1000W/m?)

— v Deformacion axial(1000 W/m?)

Figura 5.10. Deformacion en el tubo absorbedor a partir del andlisis paramétrico de DNI para el caso de 2 CTC
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Impacto del material en los parametros termoelasticos

La Figura 5.11 muestra que el acero ferritico, debido a su mayor conductividad térmica,
favorece una distribucién mas homogénea del calor alrededor del tubo absorbedor, lo que
reduce los gradientes térmicos circunferenciales y, en consecuencia, los esfuerzos inducidos.
Por el contrario, el acero inoxidable, caracterizado por una conductividad térmica
significativamente menor y un coeficiente de expansion térmica méas elevado, tiende a
concentrar el calor en la region inferior del tubo absorbedor, generando mayores diferencias
de temperatura circunferenciales y, por ende, mayores niveles de esfuerzo equivalente de
\on Mises.

Los diagramas polares evidencian que, en el caso del acero inoxidable, la curva
correspondiente a la tension de Von Mises (linea verde) se aproxima de forma significativa
al limite admisible Rpo.2 dependiente de la temperatura (linea roja), lo que indica la presencia
de una zona critica desde el punto de vista estructural bajo condiciones térmicas severas. Este
comportamiento se acentua al emplear el modelo con 2 CTC, ya que la diferenciacion entre
la transferencia de calor asociada a las fases liquida y vapor intensifica los esfuerzos locales
en regiones con alta no uniformidad térmica.

En conjunto, estos resultados confirman que el material del tubo absorbedor ejerce una
influencia directa sobre su estabilidad termomecanica. En particular, el acero ferritico resulta
maés favorable desde el punto de vista estructural bajo condiciones de irradiacion elevada y
flujo bifasico, al mitigar los gradientes térmicos y reducir el riesgo de alcanzar el limite de
fluencia. Por el contrario, el acero inoxidable, aunque ampliamente utilizado por su
resistencia a la corrosion, presenta una mayor susceptibilidad a esfuerzos termoelasticos
elevadas, lo que debe considerarse cuidadosamente en el disefio y la operacion de sistemas
de generacion directa de vapor.
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Figura 5.11. Andlisis paramétrico variando el material del tubo absorbedor que recibe el CCP 9.

Los resultados del analisis termoelastico, considerando dos tipos de materiales, acero
ferritico y acero inoxidable austenitico (AlISI 304), asi como dos configuraciones térmicas (1
CTCy2CTC), se resumen en la Tabla 5.3. En conjunto, estos resultados evidencian que las
propiedades termofisicas del material influyen de manera directa en la magnitud de la
expansion térmica y la deflexion total del tubo absorbedor, particularmente cuando se
considera una transferencia de calor diferencial entre fases liquida y vapor. Si bien las
propiedades mecanicas también afectan la respuesta elastica del material, el presente analisis
se centra principalmente en el impacto de las condiciones térmicas y termofisicas, las cuales
constituyen el eje central de este estudio.

El acero ferritico exhibe un comportamiento estructural mas estable, caracterizado por
menores diferencias de temperatura circunferenciales y desplazamientos totales reducidos.
Para la configuracion con 1 CTC, la deflexion méxima alcanza un valor de —0.70 cm,
mientras que al considerar 2 CTC esta aumenta ligeramente hasta —1.24 c¢m, asociada a una
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diferencia de temperatura de 28.45 K. Este comportamiento se atribuye a su mayor
conductividad térmica, que favorece una distribucion mas homogeénea del calor alrededor del
tubo absorbedor, mitigando los gradientes térmicos circunferenciales y, en consecuencia, los
esfuerzos termoelasticos inducidos.

Por el contrario, el acero inoxidable austenitico (AISI 304) presenta una respuesta
significativamente mas sensible a la no uniformidad térmica. En la configuracion con 2 CTC,
la deflexibn méaxima alcanza —1.83 cm, asociada a una diferencia de temperatura
circunferencial de 40.82 K. Este incremento se explica por su menor conductividad térmica
y su mayor coeficiente de expansion térmica lineal, que amplifican los efectos termoelasticos
bajo condiciones de alta irradiancia y flujo bifasico, especialmente en regiones cercanas al
régimen de dryout.

En conjunto, estos resultados confirman que la seleccion del material del tubo absorbedor,
combinada con una formulacion térmica adecuada que distinga los mecanismos de
transferencia de calor en cada fase, resulta determinante para la evaluacion precisa de la
respuesta termoelastica en sistemas de GDV. Asimismo, ponen de manifiesto que el uso de
un modelo con 2 CTC permite identificar de manera mas realista escenarios criticos de
deformacidn, que podrian subestimarse al emplear un Unico coeficiente de transferencia de
calor promedio.

Tabla 5.3. Andlisis de deflexion y expansion lineal del tubo absorbedor bajo diferentes condiciones del material

Condiciones Resultados Diferencia de temperatura

AL= expansién superior: 0.58 cm

Acero ferritico L CTC AL~ expansion inferior: 0.61 cm AT=1591 K
Deflexion total: -0.70 cm
AL= expansién superior: 0.59 cm

Acero ferritico2 CTC ~ AL= expansidn inferior: 0.64 cm AT=28.45K
Deflexion total: -1.24 cm

AL= expansién superior: 0.58cm

AT=22.78 K
Acero inoxidable 1 CTC AL= expansion inferior: 0.63 cm
Deflexion total: -1.002cm
AL= expansidn superior: 0.58cm
Acero inoxidable 2 CTC AL= expansion inferior: 0.67 cm AT=40.82 K

Deflexion total: -1.83 cm
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La Figura 5.12 presenta la distribucion circunferencial de la deformacion radial en el tubo
absorbedor para dos materiales distintos, acero ferritico y acero inoxidable, considerando la
configuracion térmica con 2 CTC, la cual representa de manera mas realista el
comportamiento del flujo bifasico agua-vapor y las diferencias en los mecanismos de
transferencia de calor entre fases.

Los resultados evidencian diferencias sustanciales en la respuesta termoelastica de ambos
materiales. En el caso del acero inoxidable, la deformacion radial maxima alcanza valores
del orden de 800 a 1100 pe, mientras que para el acero ferritico las deformaciones se
mantienen en un rango inferior, aproximadamente entre 725 y 1025 pe. En términos relativos,
esto representa un incremento cercano al 60% en la deformacion radial méaxima cuando el
tubo absorbedor esté fabricado en acero inoxidable.

Este comportamiento se encuentra directamente asociado a la menor conductividad térmica
del acero inoxidable, la cual limita la redistribucion del calor alrededor de la circunferencia
del tubo y favorece la aparicion de gradientes térmicos méas pronunciados entre las regiones
expuestas a la radiacion solar concentrada y las zonas sombreadas. Como consecuencia, las
deformaciones térmicas se intensifican, dando lugar a una mayor curvatura circunferencial
del tubo absorbedor.

Adicionalmente, el perfil de deformacion del acero inoxidable presenta una asimetria mas
marcada, caracterizada por incrementos abruptos de deformacion en las zonas de alta
incidencia solar y reducciones pronunciadas en las regiones opuestas. En contraste, el acero
ferritico exhibe una distribucion mas uniforme y suavizada de la deformacion radial,
resultado de su mayor capacidad para conducir y redistribuir el flujo térmico en la pared del
tubo.

En conjunto, estos resultados confirman que los materiales con menor conductividad térmica
son mas propensos a desarrollar deformaciones térmicas elevadas y altamente no uniformes,
lo que se traduce en mayores esfuerzos inducidos y en un incremento del riesgo de
interferencia mecénica con la cubierta de vidrio o con los elementos de soporte del sistema.
Este aspecto resulta critico para el disefio y la selecciébn de materiales en sistemas de
generacion directa de vapor operando bajo condiciones de alta irradiancia y flujo biféasico.
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Figura 5.12. Deformacion en el tubo absorbedor considerando diferentes materiales para el caso de 2 CTC.
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Capitulo 6
Conclusiones y
recomendaciones

Este capitulo resume las conclusiones més relevantes derivadas del desarrollo de la tesis y
presenta algunas lineas de trabajo futuro orientadas a la extension y mejora de los modelos
propuestos.
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En el presente trabajo se analiz6 el comportamiento termoelastico del tubo absorbedor en un
sistema de generacion directa de vapor mediante el desarrollo de un modelo fisico—
matematico acoplado Optico—termohidraulico-térmico—termoelastico, el cual describe de
manera consistente la interaccion entre los campos de temperatura, esfuerzos y
deformaciones bajo condiciones representativas de operacion.

La evolucion de los patrones de flujo bifasico determina la distribucién de las fases en el
interior de la tuberia y, en consecuencia, la asignacion de coeficientes de transferencia de
calor en cada régimen. En este sentido, el uso de un mapa de patrones de flujo adecuado
permite vincular la geometria del flujo con el modelo térmico del tubo absorbedor,
constituyendo un elemento clave para la correcta prediccion del comportamiento
termohidraulico.

La consideracion de 2 CTC en lugar de uno genera diferencias significativas en la respuesta
térmica del sistema, alcanzando variaciones locales de temperatura de hasta 15.6 K.
Asimismo, bajo una irradiancia de 1000 W/m2, la diferencia de temperatura circunferencial
puede incrementarse hasta en 57.6%, evidenciando la alta sensibilidad del modelo térmico a
la representacion del flujo bifasico.

El incremento de la irradiancia directa normal de 800 a 1000 W/m?2 produce un aumento en
la temperatura circunferencial maxima, alcanzando diferencias del orden de 31.6 K, lo que
conduce a incrementos en los esfuerzos equivalentes de Von Mises y en la deflexion del tubo
absorbedor. Bajo estas condiciones, se obtiene una deflexion maxima de —1.88 cm para un
tubo de acero ferritico, representando un régimen térmico cercano al limite admisible del
material.

El andlisis termoelastico muestra que las deformaciones radiales, circunferenciales y axiales
se concentran en la region de mayor incidencia de flujo solar. Las deformaciones unitarias
alcanzan valores del orden de 9.3x107°, con deformaciones aproximadas de 608.13 pe en
direccion radial, 801 pe en direccion circunferencial y 731 pe en direccion axial. Aunque
estos valores se encuentran dentro del régimen elastico, su magnitud representa un factor
critico para la integridad estructural bajo condiciones de operacion prolongadas.

Desde el punto de vista estructural, el aumento de la irradiancia mejora el aprovechamiento
térmico del sistema, pero incrementa simultdneamente el riesgo de deformaciones
diferenciales y flexion localizada del tubo absorbedor. Se observaron expansiones axiales del
orden de 0.68 a 0.76 cm, mientras que los esfuerzos equivalentes tienden a aproximarse al
limite admisible del material en zonas de alta concentracion térmica.

El analisis paramétrico realizado permitié identificar la sensibilidad del comportamiento
térmico y termoelastico del sistema ante variaciones en las condiciones de operacion y
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propiedades del material. En particular, se observé que la irradiancia solar y la formulacion
del modelo de transferencia de calor influyen de manera directa en la magnitud de los
gradientes térmicos, los esfuerzos y la deflexion del tubo absorbedor, evidenciando la
necesidad de su adecuada seleccidn para el disefio y operacién de sistemas GDV.

Finalmente, la interaccion entre los fendémenos &pticos, termohidraulicos, térmicos y
termoelasticos determina de manera directa la respuesta estructural del tubo absorbedor, por
lo que su analisis desacoplado conduce a estimaciones incompletas del comportamiento del
sistema. En este sentido, el modelo acoplado desarrollado constituye una herramienta robusta
para la evaluacion del riesgo termoelastico, contribuyendo al disefio seguro, eficiente y
confiable de sistemas de generacién directa de vapor con captadores cilindroparabdlicos.

Recomendaciones y trabajo futuro

A partir de los resultados obtenidos, se identifican diversas lineas de trabajo futuro que
permitirian ampliar y fortalecer los alcances de la presente investigacion:

e Extension del modelo a condiciones transitorias completas, incorporando variaciones
temporales de la radiacion solar, nubes parciales y estrategias de control, con el fin
de evaluar la respuesta termoelastica bajo condiciones operativas mas realistas.

e Incorporacién de propiedades termo—mecéanicas dependientes de la temperatura, tanto
en el tubo absorbedor como en la cubierta de vidrio, para mejorar la prediccion de
esfuerzos y deformaciones en condiciones de alta temperatura.

e Evaluacion de materiales alternativos para el tubo absorbedor, incluyendo aleaciones
avanzadas o materiales compuestos, con el objetivo de reducir gradientes térmicos y
mejorar la resistencia a esfuerzos termoelasticos.

En conclusion, esta tesis aporta una herramienta numérica robusta y fisicamente consistente
para el analisis integral de la generacion directa de vapor en captadores cilindroparabdlicos,
contribuyendo a una mejor comprension de los fendmenos que gobiernan el desempefio
térmico y la integridad estructural de estos sistemas, y sentando las bases para desarrollos
futuros orientados a su optimizacién y operacion segura.
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